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1．はじめに 

本資料は，炉心損傷防止に関する重大事故等対策の有効性評価（以下，「有

効性評価」と称す。）に適用するコードのうち，CHASTE Ver.7 及び CHASTE Ver.8

（以下，「ＣＨＡＳＴＥコード」と称す。）について， 

・有効性評価において重要となる現象の特定 

・解析モデル及び入出力に関する説明 

・妥当性確認 

・有効性評価への適用性 

に関してまとめたものである。 

なお，CHASTE Ver.7 と CHASTE Ver.8 との相違は，9×9 燃料格子配列の入

力方法のみであり，今回の有効性評価において適用している輻射伝熱モデル

は同一であるため，解析結果に影響を及ぼすものではない。  
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2．重要現象の特定 

2.1 事故シーケンスと評価指標 

ＣＨＡＳＴＥコードが適用される有効性評価における事故シーケンスグ

ループは既定ではなく，ＳＡＦＥＲコードによる炉心ヒートアップ解析結

果において，燃料被覆管の温度が高温となり燃料棒やチャンネルボックス

の幾何学的配置を考慮したより詳細な輻射熱伝達計算が必要となる場合に

ＣＨＡＳＴＥコードが用いられる。 

したがって，炉心露出・ヒートアップが発生して燃料被覆管温度が高温

になる場合を評価するため，設計基準事故のＬＯＣＡの炉心冷却の判断基

準と同様に，燃料被覆管温度が評価指標である。 

 

炉心損傷防止対策における事故シーケンスに対し，有効性評価上要求さ

れる評価項目は，以下の 5 点である。 

a. 燃料被覆管の温度（1200℃以下） 

b. 燃料被覆管の酸化量（15%以下） 

c. 原子炉冷却材圧力バウンダリにかかる圧力 

（最高使用圧力の 1.2 倍以下） 

d. 格納容器圧力バウンダリにかかる圧力（限界圧力以下） 

e. 格納容器圧力バウンダリにかかる温度（限界温度以下） 

原子炉設置変更許可申請解析に記載した解析結果から，15%に対し十分な

余裕があり評価指標として燃料被覆管の温度で代表できると考えられる b.

を除く，a. c. d. e.を評価指標として取り上げる。このうち，c．d．e．

はＣＨＡＳＴＥコードの評価範囲以外であるため除外する。 
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2.2 ランクの定義 

本資料の本文「2. 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物

理現象のうちＣＨＡＳＴＥコードで評価する事象において考慮すべき物理

現象を対象に，表 2-1 の定義に従って「Ｈ」，「Ｍ」，「Ｌ」，及び「Ｉ」

のランクに分類し，「Ｈ」及び「Ｍ」に分類された物理現象を重要現象と

して抽出する。 

 

 

 

表 2-1 ランクの定義 

ランク ランクの定義 本資料での取扱い 

Ｈ 評価指標及び運転操作に対

する影響が大きいと考えら

れる現象 

物理現象に対する不確かさを実験との

比較等により求め，実機評価における評

価指標及び運転操作への影響を評価す

る 

Ｍ 評価指標及び運転操作に

対する影響が中程度と考

えられる現象 

事象推移を模擬する上で一定の役割

を担うが，影響が「Ｈ」に比べて顕

著でない物理現象であるため，必ず

しも不確かさによる実機評価におけ

る評価指標及び運転操作への影響を

評価する必要はないが，本資料では，

実機評価への影響を感度解析等によ

り評価するか，「Ｈ」と同様に評価

する 

Ｌ 評価指標及び運転操作に

対する影響が小さいと考

えられる現象 

事象推移を模擬するためにモデル化

は必要であるが，評価指標及び運転

操作への影響が明らかに小さい物理

現象であるため，検証／妥当性確認

は記載しない 

Ｉ 評価指標及び運転操作に

対し影響を与えないか，又

は重要でない現象 

評価指標及び運転操作へ影響を与え

ないか，又は重要でない物理現象で

あるため，検証／妥当性確認は記載

しない 
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2.3 物理現象に対するランク付け 

本資料の本文「2. 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物

理現象のうち，2.1 節で述べた事象を踏まえ，2.2 節記載のランクの定義に

従い，評価指標及び運転操作への影響に応じて「Ｈ」及び「Ｍ」に分類す

ることで物理現象の中から重要現象を特定する。この結果を表 2-2 に示す。 

なお，本資料の本文「2.有効性評価における物理現象の抽出」で抽出さ

れた物理現象は，事故シーケンスグループに対して抽出されたものである

ため，ＳＡＦＥＲコードの解析結果を引き継ぐ物理現象を含んでいる。そ

のような物理現象は，ＳＡＦＥＲコードの説明資料で示す。 

以下に，物理現象ごとに考え方を示す。 

 

(1) 核分裂出力［炉心（核）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事象発生後早期に原子炉

がスクラムし未臨界となるため，事故後長期における炉心露出後の燃料被

覆管温度上昇時の原子炉出力は崩壊熱となる。また，減速材直接発熱は核

分裂で発生するエネルギのうち，減速材の発熱に寄与する割合はきわめて

小さい。したがって，核分裂出力は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと

考えられる。 

 

(2) 出力分布変化［炉心（核）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事象発生後早期に原子炉

がスクラムし未臨界となるため，事象発生後スクラムするまでの時間が短

く，通常運転時からの出力分布変化に対する影響が小さい。したがって，

出力分布変化は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考えられる。 

 

(3) 反応度フィードバック効果［炉心（核）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事象発生後早期に原子炉

がスクラムし未臨界となるため，事故後長期における炉心露出後の燃料被

覆管温度上昇時の原子炉出力は崩壊熱となる。したがって，反応度フィー

ドバック効果は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考えられる。 

 

(4) 制御棒反応度効果［炉心（核）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事象発生後早期に原子炉

がスクラムし未臨界となるため，事故後長期における炉心露出後の燃料被

覆管温度上昇時の原子炉出力は崩壊熱となる。したがって，制御棒反応度

及び制御棒速度は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考えられる。 
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(5) 崩壊熱［炉心（核）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事象発生後早期に原子炉

がスクラムし未臨界となるため，事故後長期における炉心露出後の燃料被

覆管温度上昇時の原子炉出力は崩壊熱となる。したがって，崩壊熱は燃料

被覆管温度に対し重要度が高いと考えられる。 

 

(6) 三次元効果［炉心（核）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事象発生後早期に原子炉

がスクラムし未臨界となるため，核熱水力不安定事象は発生しない。した

がって，核的な三次元効果は燃料被覆管温度に影響を与えない。 

 

(7) 燃料棒内温度変化［炉心（燃料）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であるため，事故直後における燃

料棒内の熱を冷却材に放出する燃料ペレット径方向発熱密度分布，燃料ペ

レット・燃料被覆管内熱伝導及び燃料ペレット－燃料被覆管のギャップ熱

伝達の影響は小さい。したがって，燃料棒内温度変化は燃料被覆管温度に

対し重要度が低いと考えられる。 

 

(8) 燃料棒表面熱伝達［炉心（燃料）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であるため，崩壊熱による燃料の

発熱及び燃料棒表面から冷却材への熱伝達が燃料被覆管温度変化の支配的

要因になる。原子炉減圧後の減圧沸騰により二相流動状態となった場合に

は，二相壁面熱伝達により冷却される。また，炉心が露出した場合には，

蒸気単相流，燃料棒間の輻射熱伝達により冷却される。露出した燃料棒周

囲の蒸気が過熱され気液熱非平衡状態となる可能性があり，燃料棒表面熱

伝達に影響する。燃料被覆管温度が高温になり，燃料棒の膨れ・破裂が発

生する場合は，燃料棒やチャンネルボックスの幾何学的配置を考慮したよ

り詳細な輻射熱伝達計算が必要となる。したがって，燃料棒表面熱伝達は

燃料被覆管温度に対し重要度が高いと考えられる。 

 

(9) 沸騰遷移［炉心（燃料）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，給水流量の全喪失あるいは小破断

ＬＯＣＡを起因事象としており，炉心流量の減少は緩やかに変化し，事故

直後に原子炉がスクラムし原子炉出力が低下するため，燃料集合体で核沸
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騰からの離脱が発生する可能性は低い。一方，事故後長期において炉心が

露出する場合には，燃料被覆管温度が上昇するが，原子炉注水により炉心

が再冠水することによって，最終的には核沸騰状態に遷移して冷却される。

したがって，沸騰遷移は燃料被覆管温度に対し重要度が高いと考えられる。

なお，沸騰遷移は，輻射熱伝達を除き，原子炉冷却材と燃料被覆管表面の

熱伝達としてＳＡＦＥＲコードの解析結果から引き継がれる物理現象であ

る。 

 

(10) 燃料被覆管酸化［炉心（燃料）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であるため，燃料被覆管が高温に

なるとジルコニウム－水反応による発熱量が増加すると考えられる。しか

し，代替注水設備等の原子炉注水により炉心が冷却され，燃料被覆管温度

はジルコニウム－水反応が顕著になるほど上昇しない。したがって，燃料

被覆管酸化は燃料被覆管温度に対し重要度が中程度と考えられる。 

 

(11) 燃料被覆管変形［炉心（燃料）］ 

評価する具体的な事故シーケンスでは，事象発生後早期に原子炉がスク

ラムし未臨界となるため，燃料ペレットが膨張することはなくＰＣＭＩは

発生しない。燃料被覆管が高温になり，燃料棒内圧の上昇に伴う膨れ・破

裂が発生する場合には，燃料棒間の輻射熱伝達への影響，燃料集合体内の

流路減少による冷却への影響がある。破裂が発生する場合には，燃料被覆

管内面酸化による反応熱への影響が考えられるが，崩壊熱に比べて燃料被

覆管温度への寄与は小さい。燃料被覆管の破裂により核分裂生成物が格納

容器内に放出されると，格納容器雰囲気放射線モニタにより炉心損傷の判

断を実施した場合，格納容器スプレイや格納容器ベントの操作タイミング

に影響することとなる。ただし，この操作は事象発生後早期に行うもので

はない。したがって，燃料被覆管変形は燃料被覆管温度に対し重要度は中

程度と考えられる。 

 

(12) 三次元効果［炉心（燃料）］ 

本物理現象は，横方向及び縦方向からの輻射熱伝達の効果を意味してい

る。評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出

する場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であるため，炉心が露出した場

合には，燃料棒間及びチャンネルボックスとの輻射による冷却の寄与が大

きくなる。有効性評価で用いるＣＨＡＳＴＥコードでは，ＳＡＦＥＲコー
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ドの解析結果から燃料被覆管温度が最も厳しくなるノードを含む一断面に

ついて横方向の輻射熱伝達のみを考慮して評価しており，縦方向の輻射熱

伝達を考慮するよりも燃料被覆管最高温度を高く評価する。したがって，

輻射伝熱に関する三次元効果は，輻射伝熱量が増加するため，燃料被覆管

温度に与える影響は結果を厳しくするものではなく重要度が低いと考えら

れる。 

 

 (13) 沸騰・ボイド率変化［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であり，サブクールボイドの発生

は燃料被覆管温度に影響しない。原子炉減圧操作を実施した場合には，下

部プレナム等で減圧沸騰（フラッシング）が発生する。これに伴い発生し

たボイドにより形成された二相水位はボイド率変化に応じて変化する。し

たがって，沸騰・ボイド率変化は燃料被覆管温度に対し重要度が高いと考

えられる。 

再循環ポンプトリップ及び代替注水設備等による原子炉注水により，原

子炉圧力容器下部で温度成層化が発生する可能性があるが，事故後長期に

おいては十分に混合され影響は無視できる。なお，沸騰・ボイド率変化は，

輻射熱伝達を除き，原子炉冷却材と燃料被覆管表面の熱伝達としてＳＡＦ

ＥＲコードから引き継がれる物理現象である。 

 

(14) 気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，原子炉減圧操作に伴う下部プレナ

ムフラッシングが発生する事象であり，フラッシングにより発生したボイ

ドを含む二相水位の変化は，炉心露出時の燃料被覆管温度に影響がある。

したがって，気液分離（水位変化）は燃料被覆管温度に対し重要度が高い

と考えられる。 

一方，炉心上部でのＣＣＦＬ，ＣＣＦＬブレークダウンは，事象進展が

緩やかなこと及び代替注水設備等による原子炉注水はダウンカマ又は炉心

バイパス領域に注水されるため発生しない。炉心スプレイ系による原子炉

注水が行われる場合には発生する可能性があるが，短期間であるため影響

は小さい。また，炉心に冷却水が保持され水位が形成されている場合で，

かつ，下部プレナムにも水位が形成される場合には，炉心下部でＣＣＦＬ

が発生する可能性があるが，原子炉減圧操作を経て炉心が再冠水する過程

では事象進展が緩やかであり，下部プレナムに顕著な水位が形成されるこ

とはないため，炉心下部のＣＣＦＬは発生しない。したがって，対向流は
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燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考えられる。なお，気液分離（水位

変化）・対向流は，炉心露出開始時間及び炉心再冠水時間としてＳＡＦＥ

Ｒコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(15) 気液熱非平衡［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であるため，露出した燃料棒周囲

の蒸気が過熱され気液熱非平衡状態となる可能性がある。炉心の一部で発

生した過熱蒸気は，上部プレナムからシュラウド外に至る経路において飽

和蒸気になると考えられ，熱流動挙動への影響は小さいと考えられる。し

かしながら，気液熱非平衡の影響は，(8)でも述べたように燃料棒表面熱伝

達に影響するため燃料被覆管温度に対し重要度が高いと考えられる。なお，

気液熱非平衡は，原子炉冷却材と燃料被覆管表面熱伝達としてＳＡＦＥＲ

コードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(16) 圧力損失［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事故直後に再循環ポンプ

がトリップし炉心流量が早期に低下するため，炉心部の圧力損失の影響は

小さい。また，炉心バイパス部は，局所的な圧力損失は小さい。したがっ

て，圧力損失は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考えられる。なお，

圧力損失は熱流動特性である原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコードの解析結

果から引き継がれる物理現象である。 

 

(17) 三次元効果［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であり，露出した炉心が再冠水す

る過程においては，炉心中心部の一部の出力の高い燃料集合体では気液並

行上昇流，周辺の出力の低い燃料集合体では下降流，その他多くの燃料集

合体では気液対向流が生じる可能性がある。これらの炉心の三次元的な流

動状態により燃料集合体の冷却状態に差異が生じる。したがって，三次元

効果は燃料被覆管温度に対し重要度が高いと考えられる。なお，三次元効

果は熱流動特性である原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコードの解析結果から

引き継がれる物理現象である。 

  

(18) 冷却材流量変化［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事故直後に再循環ポンプ
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がトリップし炉心流量が早期に低下するため，強制循環時の冷却材流量変

化の影響は小さい。また，事故後長期において炉心が露出する場合には，

原子炉水位が低下して炉心シュラウド内外の自然循環が維持できないた

め，自然循環時の冷却材流量変化の影響は小さい。したがって，冷却材流

量変化は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考えられる。なお，冷却材

流量変化は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコー

ドの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

 (19) 冷却材放出（臨界流・差圧流）［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，ＳＲＶを使用した原子炉の急速減

圧あるいはＬＯＣＡ後の冷却材放出により炉心露出が発生し，燃料被覆管

温度が上昇する可能性がある。また，原子炉減圧に伴い低圧注水量が変化

するため，炉心冷却への影響が大きい。したがって，冷却材放出は燃料被

覆管温度に対し重要度が高いと考えられる。なお，冷却材放出（臨界流・

差圧流）は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコー

ドの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(20) 沸騰・凝縮・ボイド率変化［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，ＳＲＶを使用した原子炉の急速減

圧あるいはＬＯＣＡ後の冷却材流出による原子炉減圧があり，減圧沸騰に

よる各部の蒸気発生とボイド率変化が二相水位に影響する。また，原子炉

への冷却水の注水により蒸気が凝縮される。炉心以外の領域の沸騰・凝縮・

ボイド率変化は燃料被覆管温度に対し，重要度は中程度と考えられる。な

お，沸騰・凝縮・ボイド率変化は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧力

としてＳＡＦＥＲコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(21) 気液分離（水位変化）・対向流［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象である。炉心以外の領域の気液分

離（水位変化）・対向流は燃料被覆管温度に対し，重要度が中程度と考え

られる。なお，気液分離（水位変化）・対向流は原子炉圧力容器内挙動で

ある原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコードの解析結果から引き継がれる物理

現象である。 

 

(22) 気液熱非平衡［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象である。しかし，炉心以外の領域
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の気液熱非平衡は燃料被覆管温度に対し影響はない。なお，気液熱非平衡

は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコードの解析

結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(23) 圧力損失［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，事故後長期において炉心が露出す

る場合に燃料被覆管温度が上昇する事象である。しかし，炉心以外の領域

の圧力損失は燃料被覆管温度に対し直接的な影響はないため，重要度が低

いと考えられる。なお，圧力損失は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧

力としてＳＡＦＥＲコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(24) 構造材との熱伝達［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，ＳＲＶを使用した原子炉の急速減

圧あるいはＬＯＣＡ後の冷却材流出により原子炉が減圧され，構造材から

冷却材への熱伝達が発生する。しかし，崩壊熱に比べて寄与は小さい。し

たがって，構造材との熱伝達は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考え

られる。なお，構造材との熱伝達は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧

力としてＳＡＦＥＲコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(25) ＥＣＣＳ注水（給水系・代替注水設備含む）［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，ＥＣＣＳ又は代替注水設備による

原子炉注水により炉心が冷却される事象である。したがって，ＥＣＣＳ（給

水系・代替注水設備含む）による原子炉注水は燃料被覆管温度に対し重要

度が高いと考えられる。なお，ＥＣＣＳ注水（給水系・代替注水設備含む）

は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコードの解析

結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(26) ほう酸水による拡散［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれもほう酸水による注入を考

慮していないため，ほう酸水による拡散は燃料被覆管温度に影響を与えな

い。 

 

(27) 三次元効果［原子炉圧力容器］ 

評価する具体的な事故シーケンスは，いずれも事故後長期において炉心

が露出する場合に燃料被覆管温度が上昇する事象であり，炉心流量急減過

程において下部プレナム内の流量配分が不均等になる場合があるが，事故

直後に再循環ポンプがトリップするため影響は小さい。したがって，三次
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元効果は燃料被覆管温度に対し重要度が低いと考えられる。なお，三次元

効果は原子炉圧力容器内挙動である原子炉圧力としてＳＡＦＥＲコードの

解析結果から引き継がれる物理現象である。 
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表 2-2 炉心損傷防止対策の有効性評価の物理現象のランク 

事故シーケンス  

  

 

燃料被覆管の温度

が高温となる事象 

分類 
評価指標  

物理現象 
燃料被覆管温度 

炉心 

(核) 

(1) 核分裂出力 Ｌ 

(2) 出力分布変化 Ｌ 

(3) 反応度フィードバック効果 Ｌ 

(4) 制御棒反応度効果 Ｌ 

(5) 崩壊熱 Ｈ 

(6) 三次元効果 Ｉ 

炉心 

(燃料) 

(7) 燃料棒内温度変化 Ｌ 

(8) 燃料棒表面熱伝達 Ｈ* 

(9) 沸騰遷移 Ｈ* 

(10) 燃料被覆管酸化 Ｍ 

(11) 燃料被覆管変形 Ｍ 

(12) 三次元効果 Ｌ 

炉心 

(熱流動) 

(13) 沸騰・ボイド率変化 Ｈ* 

(14) 気液分離（水位変化）・対向流 Ｈ* 

(15) 気液熱非平衡 Ｈ* 

(16) 圧力損失 Ｌ 

(17) 三次元効果 Ｈ* 

原子炉 
圧力 
容器 

(逃がし
安全弁を
含む) 

(18) 冷却材流量変化 Ｌ 

(19) 冷却材流出（臨界流・差圧流） Ｈ* 

(20) 沸騰・凝縮・ボイド率変化 Ｍ* 

(21) 気液分離（水位変化）・対向流 Ｍ* 

(22) 気液熱非平衡 Ｉ 

(23) 圧力損失 Ｌ 

(24) 構造材との熱伝達 Ｌ 

(25) ＥＣＣＳ注水（給水系・代替注

水設備含む） 
Ｈ* 

(26) ほう酸水による拡散 Ｉ 

(27) 三次元効果 Ｌ 

* ＳＡＦＥＲコードから引き継ぐ物理現象についての解析モデル，妥当

性確認等についてはＳＡＦＥＲコードに記載する。  
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3．解析モデルについて 

3.1 コード概要 

ＣＨＡＳＴＥコードは，燃料集合体軸方向の任意の一断面で燃料ペレッ

ト，燃料被覆管，チャンネルボックス等の温度計算を行うコードである。

本コードは，燃料ペレットを半径方向に最大 9 ノードに分割し，燃料集合

体内燃料棒を全て 1 本ごとに取扱い，その熱的相互作用（輻射）も考慮し

ている。また，ジルコニウム－水反応を Baker-Just の式によって計算し，

表面の酸化量を求める。さらに，燃料棒内の圧力を計算することによって，

燃料被覆管の膨れと破裂の有無を評価し，破裂が起きた場合には，燃料被

覆管の内面に対してもジルコニウム－水反応を考慮する。 

炉心のヒートアップ解析には通常ＳＡＦＥＲコードが用いられるが，Ｃ

ＨＡＳＴＥコードは，燃料被覆管の温度が高温となり，より詳細な温度計

算が必要な場合に用いられる。ＳＡＦＥＲコードでは燃料集合体内の燃料

棒は平均出力燃料棒と高出力燃料棒の 2 種類しか取り扱わないが，ＣＨＡ

ＳＴＥコードでは燃料棒やウォータロッドとチャンネルボックスの幾何学

的配置（7×7，8×8，9×9 格子配列に適用可能）を考慮しているため，燃

料集合体内の全ての燃料棒を 1 本ごとに取り扱う事が可能であり，燃料棒

間及びチャンネルボックスとの詳細な輻射熱伝達計算を実施して，燃料棒 1

本ごとの温度評価が可能である。 

本コードは燃料集合体の一断面での温度評価を行うコードのため，プラ

ントの挙動はＳＡＦＥＲコードから境界条件として引き継ぐ。 

本コードの入力は，燃料集合体及び炉心に関するデータ，過渡特性（原

子炉出力の時間変化，原子炉圧力の時間変化，炉心露出時間及び再冠水時

間，炉心スプレイ系による冷却開始時間，対流熱伝達係数変化等）がある。

燃料被覆管温度は，ＳＡＦＥＲコードから引き継がれる対流熱伝達とＣＨ

ＡＳＴＥコードにより計算される輻射熱伝達の合計の熱伝達係数に基づい

て計算される。対流熱伝達係数変化等がＳＡＦＥＲコードから引き継がれ

て入力されることに伴い，ＳＡＦＥＲコードでのモデル及び解析条件の保

守性が境界条件として引き継がれる。出力として，燃料被覆管最高温度及

び燃料被覆管酸化量等が求められる。 

なお，ＣＨＡＳＴＥコードは「ＥＣＣＳ性能評価指針」で妥当性が認め

られているモデルを使用しており，ＢＷＲ型プラントのＥＣＣＳ性能評価

解析（ＬＯＣＡ解析）に適用されている。 
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3.2 重要現象に対する解析モデル 

2 章において重要現象に分類された物理現象（表 2-2 で「Ｈ」及び「Ｍ」

に分類された物理現象）について，その物理現象を評価するために必要と

なる解析モデルを表 3-1 に示す。 

 

 

 

表 3-1 重要現象に対する解析モデル 

分類 重要現象 必要な解析モデル 

炉心 

（核） 

崩壊熱 崩壊熱モデル 

炉心 

（燃料） 

燃料棒表面熱伝達 対流熱伝達モデル ＳＡＦＥＲコ

ードの解析結

果を引き継ぐ

ため対象外 

輻射熱伝達モデル 燃料棒間，燃料

棒－チャンネ

ルボックス間

の輻射熱伝達

評価モデル（燃

料被覆管の変

形も考慮）※ 

燃料被覆管酸化 ジルコニウム－水反応モデル 

燃料被覆管変形 膨れ・破裂評価モデル 

※ ＳＡＦＥＲコードでは，高出力燃料棒から平均出力燃料棒及び平均出力燃料棒

からチャンネルボックスへの輻射熱伝達のみを評価している。 
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3.3 解析モデル(１)(２) 

ＣＨＡＳＴＥコードの主要な計算モデルを表 3-2 に示す。 

 

3.3.1 計算モデル 

3.3.1.1 ノード分割 

ヒートアップ計算は，燃料集合体の軸方向の任意の一断面について行う。こ

の断面はさらに，次のようにノード分割する。 

 

（1）燃料棒グループ 

燃料棒は，1 本ごとに取り扱う。燃料集合体断面における燃料棒及びウォ

ータロッドを全て考慮し図 3-1 のように燃料棒グループに分けて取り扱う。

9×9 配列型燃料集合体の場合，対称性から 45 グループに分けることができ

る。 

 

 

 

 
 

 

図 3-1 燃料集合体の燃料棒グループ分け 

（9×9 燃料（A型）の例，斜線はウォータロッド） 

 

1 2 3 4 5 6 7 8 9 

 

2 10 11 12 13 14 15 16 17 

4 12 19 25 28 29 30 

5 13 20 34 35 

6 14 21 36 37 38 39 

7 15 22 28 33 37 40 41 42 

8 16 23 29 34 38 41 43 44 

9 17 24 30 35 39 42 44 45 

3 11 18 19 20 21 22 23 24 

33 
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（2）燃料ペレット 

燃料棒は，燃料ペレットとジルカロイ製被覆管からなる。燃料ペレットは，

ペレット中心とペレット表面を含め，半径方向に等間隔で最大 9ノードに分け，

温度分布，熱伝導を計算する。図 3-2に燃料ペレットのノード分割を示す。 

 

（3）燃料被覆管 

燃料被覆管は，図 3-2 のように，燃料被覆管の内表面と外表面の 2 つにノー

ド分割する。燃料被覆管温度は，両表面温度の平均とする。なお，燃料被覆管

は，酸化層及び非酸化層に区別して熱伝導を計算する。 

 

（4）チャンネルボックス 

チャンネルボックスは，図 3-2 のように，内表面と外表面の 2 つにノード分

割する。 

 

（5）ウォータロッド 

  ウォータロッドは，燃料被覆管と同様に内表面と外表面の 2 つにノード分割

する。 

 

 

 

 
（燃料ペレット及び被覆管）      （チャンネルボックス） 

 

図 3-2 燃料棒及びチャンネルボックスのノード分割 

  

チャンネルボックス 

チャンネル外表面 

チャンネル内表面 

被覆管 燃料ペレット 

ペレット－被覆管 
ギャップ 

1  2  3  4  5  6  7  8  9 

燃料表面 
燃料中心 

被覆管 
内表面 

被覆管 
外表面 
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3.3.1.2 熱伝導方程式 

燃料棒内の温度分布の計算は，燃料ペレット，燃料被覆管及びチャンネ

ルボックスの径方向に対して円筒一次元熱伝導方程式を用いる。ただし，

これは径方向のみで，軸方向及び周方向の熱伝導は無視している。この方

程式は次式で与えられる。 

Q
r

T

r

k

r

T
k

rt

T
C 


























      （3.3.1.2-1） 

  ここで， 

  ： 密度 

C  ： 比熱 

T  ： 温度 

t  ： 時間 

r  ： 半径方向距離 

k  ： 熱伝導率 

Q  ： 発熱量 

 

この式はＳＡＦＥＲコードで用いられているものと同じである。 

  



 

2-18 

 

3.3.1.3 ギャップ熱伝達 

過渡時の燃料ペレット－燃料被覆管ギャップ熱伝達係数は，定常時のギ

ャップ熱伝達係数評価モデルと同じ，Ross and Stoute に基づくモデル（４）

を用いて計算する。ギャップ熱伝達係数は次の 3 成分からなるとする。 

rfsg hhhh         （3.3.1.3-1） 

  ここで， 

gh  ： ギャップ熱伝達係数 

sh  ： 燃料と燃料被覆管の接触による熱伝達成分 

fh  ： ギャップ中のガスの熱伝導による熱伝達成分 

rh  ： 燃料と燃料被覆管の間の輻射による熱伝達成分 

 

なお，ギャップ熱伝達係数の初期値及び過渡計算に用いるギャップ内の

ガス組成等は，燃料棒熱機械設計コード PRIME Ver.1（以下，「ＰＲＩＭＥ」

と称す。）（５）（６）から引き継ぐ。 

 

（1）固体接触による熱伝達成分（ sh ） 

燃料ペレットと燃料被覆管の接触による熱伝達係数は次式により計算す

る。 

40 RHA

PK
h

m

cm
s

・・

・
       （3.3.1.3-2） 

ここで， 

cP  ： 燃料ペレットと燃料被覆管の接触圧力 

0A  ： 定数 

mH  ： 燃料被覆管メイヤー硬さ 

mK  ： 燃料ペレットと燃料被覆管の平均熱伝導率 

 
pc

pc

m
KK

KK
K




・2
 

cK  ： 燃料被覆管熱伝導率 

pK  ： 燃料ペレット熱伝導率 

4R  ： 表面粗さ係数 

 

4/1
22

4
2 












 


pc RR
R  

cR  ： 燃料被覆管内表面粗さ 

pR  ： 燃料ペレット外表面粗さ 
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（2）ガスによる熱伝達成分（ fh ） 

ギャップ中のガスの熱伝導による熱伝達係数は次式により計算する。 

    effpc

f

f
RggRRC

K
h
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    （3.3.1.3-3） 

  ここで， 

fK  ： 混合ガスの熱伝導率 

C  ： 燃料ペレット－燃料被覆管接触圧に関する定数 

cR ， pR  ： 燃料被覆管内表面粗さ及び燃料ペレット外表面粗さ 

 21 gg   ： 混合ガスの温度ジャンプ距離 

effR  ： 燃料ペレットと燃料被覆管の実効半径ギャップ 

 

（3）輻射による熱伝達成分（
rh ） 

燃料ペレットと燃料被覆管の間の輻射による熱伝達係数は次式により計

算する。 

))(1
11

(

)(
44

cp

pc

cp

r

TT

TT
h









      （3.3.1.3-4） 

ここで， 

  ： Stefan-Boltzmann 定数 

pT  ： 燃料ペレット外表面温度 

cT  ： 燃料被覆管内表面温度 

c  ： 燃料被覆管表面の輻射率 

p  ： 燃料ペレット表面の輻射率 

 

 

 

3.3.1.4 対流熱伝達 

各燃料棒表面の対流熱伝達係数は，ＳＡＦＥＲコードの解析結果から時

間の関数として引き継いで用いる。 
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3.3.1.5 輻射熱伝達 

輻射熱伝達モデルは，以下のような仮定としている。 

① 輻射伝熱は，水平方向二次元体系として，物体間の輻射伝熱を評価する。 

② 全ての物体の表面は灰色として，灰色体輻射係数を物体間の輻射率と形態

係数から設定する。 

③ 各物体の表面温度は一様とする。 

④ 物体から他の物体への輻射，及び，物体から他の物体に反射する輻射熱は，

水平方向二次元体系で等方的に反射される。 

⑤ 輻射率は，燃料棒間又は燃料棒－チャンネルボックス間に対し，ジルコニ

ウム合金の値を設定する。 

⑥ 形態係数は，幾何形状配置における全ての燃料棒に着目し，近接する燃料

棒，ウォータロッド及びチャンネルボックスに対して設定し，燃料棒の膨

れが生じた場合には，形状の変化に応じて再設定される。 

⑦ 部分長燃料棒は，部分長燃料棒の上部にも出力燃料棒※が存在すると仮定

することで，発熱体からの放射及び輻射熱の反射効果が大きくなり，除熱

量が減少するため，輻射伝熱量は保守的に評価される。 

⑧ 炉心スプレイ等の作動により，蒸気が存在する場合には，蒸気又は液滴に

よる輻射熱の吸収は考慮しない。 

 

※ 部分長燃料棒の上部の出力設定として，部分長燃料棒の有効発熱部上

端を含む断面の出力分布を仮定する方法や，平均出力燃料棒の出力を仮

定する方法がある。 

 

（1）輻射熱伝達係数 

燃料棒間及び燃料棒－チャンネルボックス間の輻射による熱伝達を次の

ように評価する。 

物体 iから系内の全ての物体 j に対する等価輻射熱伝達係数は次式となる。 

 44

1

, ji

JMAX

j

ji

sati

ir TTF
TT

h 


 





      （3.3.1.5-1）   

ここで， 

irh ,  ： 物体 iの等価輻射熱伝達係数 

JMAX  ： 系内の物体 j の数 

jiF   
： 物体 iから物体 j への灰色体輻射係数 

  （形態係数と輻射率から求まる） 

  ： Stefan-Boltzmann 定数 

iT
 ： 物体 iの表面温度（絶対温度） 

jT
 ： 物体 j の表面温度（絶対温度） 

satT
 ： 飽和温度（絶対温度） 
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（2）灰色体輻射係数 

（3.3.1.5-1）式中の灰色体輻射係数の算出法を記載する。 

物体 i からの輻射に起因して，物体 j に到達する輻射熱流束割合を ijH とお

く。物体 jでの吸収される熱流束割合は jijH  ，物体 jでの反射される熱流束

割合は )1( jijH  である。 

物体 i からの輻射に起因して，物体 j の単位面積から反射される熱流束割

合を ji R とおくと， )1( jijji HR  より以下のように表される。 

j

ji

ij

R
H




1
           （3.3.1.5-2） 

ここで，輻射率と吸収率は同一であるため，物体 i からの輻射に起因して，

物体 j で吸収される熱流束割合は（3.3.1.5-2）より以下のように表される。 

j

j

jijij RH








1
          （3.3.1.5-3） 

灰色体輻射係数 jiF  は，物体 iからの輻射熱流束が物体 j で吸収される割

合であり，（3.3.1.5-3）式より次式が成立する。 

j

j

jjijii ARFA







1
         （3.3.1.5-4） 

ここで， 

iA  ： 物体 iの表面積 

jA  ： 物体 j の表面積 

ji R  ： 物体 i からの輻射に起因して，物体 j の単位面積か

ら反射される熱流束割合 

j  ： 物体 の輻射率 

（燃料被覆管及びチャンネルボックスの乾いた状

態の輻射率として 0.67，水膜で濡れた状態の輻射

率として 0.96 を用いる。添付 2 に輻射率の妥当性

を示す。） 

jiF   
： 物体 から物体 への灰色体輻射係数 

  （形態係数と輻射率から求まる） 

 

ji R が決まれば，物体 iから物体 j への灰色体輻射係数 jiF  が求まる。 ji R は

物体 iから直接物体 j に到達する輻射，及び，物体 iから他の物体で反射して

物体 j に到達する輻射を考慮して，熱バランスから次のように求められる。 

j

i j
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     iii fKR
1

         （3.3.1.5-5） 

N個の物体についての表面積，輻射率及び N×N個の形態係数がわかれば，

N 個の行列方程式を解くことにより，全ての iと j について，輻射による熱

流束割合 ji R が求まる。そして，灰色体輻射係数は（3.3.1.5-4）式から求め

ることができる。 

 

ここで， 
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)1/(1 ii    

 

ijf  ： 物体 iから物体 j への形態係数 

 

（3）形態係数 

形態係数の計算は，燃料集合体の燃料棒配列に基づき 4 つのグループに

分類して行う。図 3-3 に形態係数計算体系を示す。 

 

ａ．第 1 近接（隣接）燃料棒 

図 3-3 における燃料棒①と②の関係であり，燃料棒間に障害となる他の

燃料棒はない。対象となる燃料棒は着目燃料棒の位置により異なるが，最

大 4 本である。 

ｂ．第 2 近接燃料棒 

図 3-3 における燃料棒①と③の関係であり，燃料棒間には障害となる燃

料棒が 2 本（第 1 近接燃料棒②と⑤）存在する。対象となる燃料棒は最大

4 本である。 
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ｃ．第 3 近接燃料棒 

図 3-3 における燃料棒①と④の関係であり，燃料棒間には障害となる燃

料棒が 2 本（第 1 近接燃料棒⑤と第 2 近接燃料棒③）存在する。対象とな

る燃料棒は最大 8 本である。 

ｄ．チャンネル 

チャンネルは，4 本の第 1 近接（隣接）燃料棒，4 本の第 2 近接燃料棒

及び 8本の第 3近接燃料棒が全てそろわない位置の燃料棒との関係になる。

チャンネルは 1 ノードとして扱い，自身への形態係数も含める。 

 ｅ．ウォータロッド 

   ウォータロッドは，燃料棒と同様に形態係数を求める。太径ウォータ

ロッドについても，その座標及び径から形態係数が求められる。 

 ｆ．部分長燃料棒 

   輻射伝熱の観点からは，稠密体系の方が燃料被覆管温度を高めに評価

するため，部分長燃料棒より上部にも出力燃料棒が存在すると仮定する。 

 

着目燃料棒と第 1 近接燃料棒及び第 2 近接燃料棒間の形態係数は，円筒

形のピンの形態係数を計算するＶＩＥＷＰＩＮコード（７）のモデルを使用し

て計算する。また，着目燃料棒と第 3 近接燃料棒あるいはチャンネル間の

形態係数は，着目燃料棒の形態係数の総和が 1.0 となることから逆算して

求められる。  

 

以上より，ＣＨＡＳＴＥコードの輻射熱伝達モデルは，有効性評価解析

で必要となる燃料集合体断面の幾何学的配置を考慮した，燃料被覆管，チ

ャンネルボックスのより詳細な温度評価が可能であり，燃料棒の膨れによ

る変形も考慮することができる。したがって，有効性評価解析に適用可能

なものであると考えている。 
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図 3-3 ＣＨＡＳＴＥコードの輻射熱伝達計算における形態係数計算体系 

 

  

チャンネル  第 1 近接 第 2 近接 第 3 近接 
       燃料棒  燃料棒  燃料棒 

2 3 

5 1 

4  
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3.3.1.6 熱源 

燃料内での熱発生量は，崩壊熱の時間変化により変わり，次式で与えら

れる。 

   











00 /QQFPVQ ff        （3.3.1.6-1） 

  ここで， 


Q  ： 燃料の崩壊熱 

fV  ： 燃料ノードの体積 

0P  ： 燃料棒線出力密度 

fF  ： 出力ピーキング 

0/


QQ  ： 規格化した崩壊熱 

 

なお，上式の規格化した崩壊熱は，核分裂による発生熱，核分裂生成物

の崩壊熱及びアクチニドの崩壊熱を含み，初期出力に対する割合を時間の

関数として入力する。 

  有効性評価では，核分裂による出力変化はＲＥＤＹ等により計算される

運転時の異常な過渡変化あるいは設計基準事故の出力変化，崩壊熱は

ANSI/ANS-5.1-1979(3) に基づく計算結果を使用する。 

 

3.3.1.7 ジルコニウム－水反応 

燃料被覆管温度が高くなると，ジルコニウム－水反応による発熱が顕著

になるが，これによる発熱量及び酸化量は，下記の Baker-Just の式（8）に

より計算する。この場合，燃料被覆管の温度上昇に伴う膨れを計算し，燃

料被覆管に破裂が発生する場合は，その時点以降，燃料被覆管の外面だけ

でな く内 面 にお い ても ジル コ ニウ ム －水 反応 が 生じ る もの とし，

Baker-Just の式を適用する。 

 

（1）酸化割合 

ジルコニウム－水反応は，蒸気の供給不足により制限されることがない

ものと仮定する。燃料被覆管の酸化厚さの割合は，次式で計算する。 

   











Rox

ox

T

R

th

R
th 21 exp       （3.3.1.7-1） 

  ここで， 

oxth


 ： 酸化厚さの割合 

oxth  ： 酸化厚さ 
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RT  ： 燃料被覆管温度 

21, RR  ： Baker-Just の式に基づく定数 

 

（2）発熱割合 

ジルコニウム－水反応による反応熱は水や蒸気が持続的に供給され得る

と仮定する。この 2 つの仮定により反応熱を大きく見積もる。 

化学反応式は次式で与えられる。 

 HHZrOOHZr  222 22    

ここで， H は反応熱であり，燃料被覆管温度の関数として次式で表わさ

れる。 

 )273(43  TRRH          （3.3.1.7-2） 

ここで， 

43 , RR  ： Baker-Justの式に基づく定数 

T  ： 燃料被覆管温度 

 

発熱割合は，反応熱と燃料被覆管酸化量割合の積であり，燃料被覆管酸

化量割合は燃料被覆管の密度，表面積及び酸化厚さ割合の積である。 

したがって，発熱割合は次式で与えられる。 

oxzrzrR thAHMHQ


 ・・・・       （3.3.1.7-3） 

ここで， 

RQ


 ： 発熱割合 

H  ： 反応熱 

zrM


 ： 燃料被覆管酸化量割合 

Zr  ： 燃料被覆管密度 

A ： 燃料被覆管表面積 

oxth


 ： 酸化厚さ割合 
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3.3.1.8 燃料被覆管の膨れ，破裂 

ＣＨＡＳＴＥコードは，過渡時の燃料被覆管の膨れ，破裂を考慮してい

る。燃料被覆管の膨れは，燃料棒プレナム部とギャップ部の温度及び体積

から燃料棒内圧を評価し，燃料被覆管内外圧力差から燃料被覆管の周方向

応力を求め，燃料被覆管の歪み量をこの周方向応力に基づき求めている。

また，燃料被覆管の破裂は実験に基づく周方向応力の限界曲線に基づいて

判定する。 

 

（1）燃料棒内圧計算 

燃料棒内圧は，燃料棒プレナム部とギャップ部の圧力が等しいとして，

温度及び体積の変化を考慮して次式で計算する。 

P

P

F

F

g

T

V

T

V

RN
P




・

       （3.3.1.8-1） 

  ここで， 

gP  ： 燃料棒内圧 

FV  ： 燃料棒ギャップ体積 

PV  ： 燃料棒プレナム体積 

FT  ： 燃料棒ギャップ温度 

PT  ： 燃料棒プレナム温度 

N  ： 燃料棒内ガスのモル数 

R  ： 気体定数 

 

（2）燃料被覆管の周方向応力 

燃料被覆管の周方向応力は，燃料棒内外圧差より次式で計算する。ここ

で，冷却材圧力はＳＡＦＥＲコードの解析結果から時間の関数として引き

継いで用いる。 

   PP
t

Di
g 

2
      （3.3.1.8-2） 

 ここで， 

  ： 周方向応力 

Di ： 燃料被覆管内径 

t  ： 燃料被覆管肉厚 

gP  ： 燃料棒内圧 

P  ： 冷却材圧力 

 

（3）燃料被覆管の歪 

燃料被覆管の歪は，弾性領域では燃料被覆管の周方向応力から次式によ

り計算する。 
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2
1




E
             （3.3.1.8-3） 

 ここで， 

  ： 燃料被覆管の歪 

  ： 燃料被覆管の周方向応力 

E  ： ヤング率 

  ： ポアソン比 

 

また，塑性変形は，Hardy 等の実験データに基づき燃料被覆管破裂を起こ

す温度より 200°F 低い温度に達した時点から始まるとする。図 3-4 に破裂

前の燃料被覆管の歪を温度（破裂温度－燃料被覆管温度）の関数として示

す。図中の実線より，燃料被覆管温度での歪量が求まる。 

 

（4）燃料被覆管の破裂 

燃料被覆管の破裂は，燃料被覆管の温度が上昇して燃料被覆管の内圧に

よる周方向応力がその温度における引張り強さを超えた時点で発生する。

図 3-5 に燃料被覆管に破裂が発生する時点の燃料被覆管温度と燃料被覆管

周方向応力の関係を示す。燃料被覆管の破裂は，実験データのベストフィ

ット曲線に基づいて判定する。 

 

破裂後の最終的な変形量は，破裂以前の燃料棒内外圧差によって異なる。

したがって，実験データを燃料被覆管の周方向応力で整理することにより

以下の値としている。 

低応力領域（ psi150 ）； 23.0LE  （内側燃料棒） 

    16.0LE  （外側燃料棒） 

高応力領域（ psi150 ）； 15.0LE  （内側燃料棒） 

    11.0LE  （外側燃料棒） 

ここで，  は燃料被覆管の周方向応力，
LE は半径方向の歪量を初期の半

径で割ったものである。 
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図 3-4 塑性変形量と破裂前の燃料被覆管温度の関係 
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図 3-5 燃料棒に破裂が発生する時点の燃料被覆管温度と 

燃料被覆管応力の関係 
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表 3-2 ＣＨＡＳＴＥコードの計算モデル一覧 

項 目 計算モデル 

ノード 

分割 

燃料集合体 軸方向の任意の一断面の燃料棒，ウォー

タロッド及びチャンネルボックスを模擬

し，燃料棒を全て 1 本ごとに取扱う（図

3-1） 

燃料棒 燃料ペレットを半径方向に最大 9 ノード

に分割（図 3-2） 

燃料ペレット及び燃料被覆管の径方向に

対し，円筒一次元熱伝導方程式を用いる 

熱伝達 

モデル 

ギャップ熱伝達 過渡変化は Ross and Stoute に基づくモ

デルを用いる 

なお，ギャップ熱伝達係数の初期値及び

過渡計算に用いるギャップ内のガス組成

等は燃料棒熱機械設計コードＰＲＩＭＥ

から引き継ぐ 

対流熱伝達 ＳＡＦＥＲコードの解析結果から時間の

関数として引き継ぐ 

輻射熱伝達 解析対象の評価位置断面が露出した以降

は，燃料棒間及び燃料棒－チャンネル壁

間の輻射熱伝達を考慮 

その他 熱源 核分裂による発生熱，崩壊熱及びジルコ

ニウム－水反応による発熱を考慮 

燃料棒出力は核分裂による発生熱と核分

裂生成物及びアクチニドの崩壊熱を考慮

した燃料棒出力時間変化データを入力 

ジルコニウム－水反応 Baker-Just の式 

膨れ・破裂 膨れは燃料被覆管周方向応力に基づき計

算し，破裂は燃料被覆管周方向応力のベ

ストフィット曲線により判定する（図

3-5） 
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3.4 入出力 

ＣＨＡＳＴＥコードの主要な入出力を図 3-6 に示す。ＣＨＡＳＴＥコー

ドのインプットデータは以下のとおり構成される。ＣＨＡＳＴＥコードの

インプットデータの元となる燃料データ，過渡特性を整理した解析条件を

添付 1 に示す。 

① 燃料データ（幾何形状，燃料棒出力，初期状態，局所出力及び燃焼度分布，

断面平均燃焼度，物性） 

② 過渡特性（原子炉出力，原子炉圧力及び燃料被覆管表面対流熱伝達係数の

時間変化，炉心露出及び再冠水時間） 

 

上記をインプットデータとして，炉心ヒートアップ解析を実施し，以下

のアウトプットデータを得る。 

① 燃料被覆管温度 

② ジルコニウム－水反応量（燃料被覆管酸化割合） 

 

 

  



 

2-33 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-6 ＣＨＡＳＴＥコードの入出力 

 

  

ＣＨＡＳＴＥ 

燃料被覆管温度 

ジルコニウム－水反応量 

（燃料被覆管酸化割合） 

 

（燃料データ） 

・幾何形状 

・燃料棒出力 

・初期状態 

・局所出力及び燃焼度分布 

・断面平均燃焼度 

・物性 

（過渡特性） 

・原子炉出力時間変化 

・原子炉圧力時間変化 

・対流熱伝達係数時間変化 

・炉心露出，再冠水時間 
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4．妥当性確認 

4.1 重要現象に対する妥当性確認方法 

ＣＨＡＳＴＥコードの評価マトリックスを表 4-1 に示す。表 4-1 は 2 章

で重要現象に分類された物理現象を列挙している。各実験解析の内容につ

いて詳細を 4.2 以降に示すが，それらの要約を 4.1.1，4.1.2 及び 4.1.3 に

示す。 

ＣＨＡＳＴＥコードは，ＢＷＲのＬＯＣＡを模擬したＥＣＣＳ冷却実験

結果と実験解析結果との比較により解析モデルの妥当性が確認されている。 

 

重要現象に分類された物理現象のうち崩壊熱は，信頼性の高い評価モデ

ルと現実的な評価条件を使用して評価した値を事象発生後の原子炉出力変

化として入力している。このため，ＣＨＡＳＴＥコードにおける崩壊熱の

妥当性確認は不要とした。 

燃料棒表面熱伝達については，対流熱伝達はＳＡＦＥＲコードの解析結

果より引き継いでおり，ＬＯＣＡを模擬した実験結果における燃料被覆管

温度とＳＡＦＥＲコードによる実験解析結果を比較することにより，ＳＡ

ＦＥＲコードの熱伝達モデルの妥当性を確認していることから，ＣＨＡＳ

ＴＥコードにおける燃料棒表面熱伝達のうち対流熱伝達の妥当性確認は不

要とした。 

燃料被覆管酸化については，3.3.1.7 に記載したとおり，蒸気供給制限が

なく，反応温度まで上げるためのエネルギはないものと仮定し，反応量及

び反応熱を過大に評価するように選定した酸化反応速度式を採用している。

そのため，ＣＨＡＳＴＥコードにおける燃料被覆管酸化の妥当性確認は不

要とした。 

燃料被覆管変形については，3.3.1.8 に記載したとおり，燃料被覆管の歪

み量を計算し，燃料被覆管の破裂を判定する破裂限界曲線には実験値とよ

く一致するベストフィット曲線に基づき現実的な条件を適用していること

から，ＣＨＡＳＴＥコードにおける燃料被覆管変形の妥当性確認は不要と

した。 

以上より，重要現象に対する妥当性確認については，ＢＷＲのＬＯＣＡ

を模擬したＥＣＣＳ冷却実験結果と実験解析結果との比較において，燃料

被覆管温度に着目してＣＨＡＳＴＥコードの妥当性を確認する。 

 

  



 

2-35 

 

4.1.1 ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験解析 

米国ＡＥＣ（現ＮＲＣ）の出資のもとに行われたＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ

実験により，ＢＷＲのＬＯＣＡ時のＥＣＣＳによる炉心冷却メカニズムの

解明と燃料被覆管温度を予測する炉心ヒートアップモデルの妥当性確認が

行われた。その結果，スプレイ冷却及び輻射の組合せによる熱伝達モデル

により，実験解析の結果は実験結果を上回ることを確認している。 

 

4.1.2 炉心冷却実験解析 

ＧＥ社による炉心スプレイ冷却と炉心再冠水冷却実験に基づき，炉心ヒ

ートアップ計算モデルの妥当性確認を行い，実験解析の大部分の結果が実

験結果を上回ることが確認された。また，実験と解析結果の主要な差は，

実験のスプレイ冷却が解析のスプレイ冷却に対して上回っていることによ

る。 

 

4.1.3 スプレイ冷却特性実験解析 

実機 9×9 燃料を模擬した実寸大の模擬燃料集合体実験装置を用いたスプ

レイ冷却特性実験に基づき，炉心ヒートアップ計算モデルの妥当性確認が

行われた。その結果，スプレイ冷却及び輻射の組み合わせによる熱伝達モ

デルにより，実験解析の結果は実験結果を上回ることを確認している。 
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表 4-1 重要現象に対する妥当性確認方法 

分類 重要現象 解析モデル 

Ｂ
Ｗ

Ｒ
－

Ｆ
Ｌ

Ｅ
Ｃ

Ｈ
Ｔ

 
実

験
解

析
 

炉
心

冷
却

実
験

解
析

 

ス
プ

レ
イ

冷
却

特
性

 
実

験
解

析
 

Ｂ
Ｗ

Ｒ
の

Ｌ
Ｏ

Ｃ
Ａ

 
模

擬
試

験
 

炉心 
(核) 

崩壊熱* 崩壊熱モデル － － － － 

炉心 
(燃料) 

燃料棒表面熱伝達 対流熱伝

達モデル 

* 

ＳＡＦＥＲコー

ドの解析結果を

引き継ぐ 

－ － － －** 

輻射熱伝

達モデル 

燃料棒間，燃料棒

－チャンネルボ

ックス間の輻射

熱伝達評価モデ

ル（燃料被覆管の

変形も考慮） 

表 4-2 

図 4-4 

図 4-5 

図 4-6 

表 4-3 

表 4-4 

図 4-9 

図 4-14 

図 4-15 

－ 

燃料被覆管酸化* ジルコニウム－水反応モデ

ル 

－ － － － 

燃料被覆管変形* 膨れ・破裂評価モデル － － － － 

炉心 
(熱流
動) 

沸騰・ボイド率変化 

気液分離（水位変

化）・対向流 

二相流体の流動モデル － － － －** 

気液熱非平衡 対流熱伝

達モデル 

* 

ＳＡＦＥＲコー

ドの解析結果を

引き継ぐ 

－ － － －** 

原子炉 
圧力 
容器 

冷却材放出（臨界

流・差圧流） 

臨界流モデル － － － －** 

沸騰・凝縮・ボイド

率変化 

気液分離（水位変

化）・対向流 

二相流体の流動モデル － － － －** 

ＥＣＣＳ注水（給水

系・代替注水設備含

む） 

原子炉注水系モデル － － － －** 

*  4.1 に記載の理由により，妥当性確認が不要である重要現象 

** ＳＡＦＥＲコードの評価範囲による物理現象であり，ＳＡＦＥＲコード

に記載する。  
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4.2 ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験解析 (９) 

(1) 概要 

米国ＡＥＣ（現在のＮＲＣ）の出資のもとにＧＥ社が行った実験であり，

ＢＷＲ実機の 7×7 燃料集合体 1 体を実寸大で模擬し，ジルカロイ被覆管を

用いた 5 種類の集合体とステンレス製被覆管を用いた 5 種類の集合体を電

気加熱して，ＢＷＲのＬＯＣＡ時の条件を模擬した実験及び定常実験を約

150 ケース行った。実験は，集合体上部からのスプレイ冷却実験，集合体下

部からの冷却材流入による再冠水冷却実験及び両者を模擬した実験の 3 種

類が行われた。図 4-1 に実験装置を示す。 

本実験より，ＢＷＲのＬＯＣＡ時のＥＣＣＳ作動期間中の熱伝達メカニ

ズムの解明と被覆管温度を適切に予測可能な炉心ヒートアップ計算モデル

を開発した。また，モデルの妥当性確認も行われ，スプレイ冷却及び輻射

の組み合わせによる熱伝達モデルにより，実験解析の結果は実験結果を上

回ることを確認している。 

 

（BWR-FLECHT：The Boiling Water Reactor Full Length Emergency Cooling 

Heat Transfer test program） 

 

 

(2) 実験条件 

ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験の主要な条件を以下に示す。 

① 冷却モード  上部スプレイ，再冠水，スプレイと再冠水  

② 模擬燃料集合体形状 実機ＢＷＲの実寸大 7×7 型  

③ 模擬燃料被覆管材質 ステンレス鋼，ジルカロイ-2 

④ 冷却材流量  集合体当たりスプレイ流量：2.45～5.0 gpm 

冠水速度：1～6 inch/s 

スプレイと冠水：3.25 gpm，6.0 inch/s 

⑤ 冷却開始時の被覆管温度 875～2250°F（約 468～1232℃） 

⑥ 集合体出力  100～325 kW 

⑦ 被覆管最高温度  1300～2700°F（約 704～1482℃） 

⑧ 模擬燃料棒内ガス圧力 加圧なし 

⑨ 系統圧力   15～300 psia 

 

なお，ジルカロイ被覆管の集合体は，4 種類の集合体がスプレイ冷却の条

件下で実験され，ステンレス鋼被覆管の集合体はスプレイ及び再冠水冷却

の条件下で実験された。 
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(3) 妥当性確認結果 

炉心ヒートアップ計算モデルによる解析は，ジルカロイ被覆管を用いた

スプレイ冷却実験 3 ケースについて実施している。実験解析の例として，

表 4-2 に集合体（Zr2K）を使用した実験結果（最高温度及び発生時間）と

解析結果の比較を示す。炉心ヒートアップ計算モデルは，ジルコニウム－

水反応量（被覆管の酸化量）計算として Baker-Just の式が組み込まれてい

るが，ＦＬＥＣＨＴ実験から，Baker-Just の式で計算される酸化量は，実

験値の約 2 倍大きい値となることが分かった。したがって，実験解析では

許認可解析用の計算条件（100%MWR）の他に，ジルコニウム－水反応量を 1/2

としたケース（50%MWR）についても解析している。 

なお，集合体の模擬燃料棒配置は図 4-2 に示すとおりであり，グループ 5

の 20 本及びグループ 18 の 9 本は温度計測のない模擬燃料棒である。また，

グループ 19 は熱電対の故障がある。また，図 4-3 に局所出力分布を示す。 

 

図 4-2 に示した集合体の燃料棒配置における代表的な燃料棒グループに

ついて，スプレイ冷却開始後の被覆管温度変化を図 4-4 から図 4-6 に示す。

図中の○印が実験結果，破線が炉心ヒートアップ計算モデルによる予測値

である。 

・図 4-4 に集合体内の最外周（チャンネルボックスに接する，ロッド 2）に

位置する模擬燃料棒の温度変化を示す。炉心ヒートアップ計算モデルに

よる予測値は，実験結果に比べて 100％MWR 時で約 90°F（約 50℃），50％

MWR 時で約 60°F（約 33℃）高くなる。本燃料棒は，局所出力分布では，

以下のロッド 30 及び 31 よりも大きな出力ピーキングを有しているが最

高温度は低くなっている。これは，本燃料棒が最外周でチャンネルボッ

クスに隣接し，内側の燃料棒よりも冷却が促進されていることによると

考えられる。（なお，時刻 5 分以降の実験結果については，ヒーター又

は熱電対の不良によるとして記載されていない） 

・図 4-5 に集合体内の最外周から 2 列目（ロッド 30）に位置する模擬燃料

棒の温度変化を示す。炉心ヒートアップ計算モデルによる予測値は，実

験結果に比べて 100％MWR 時は約 90°F（約 50℃），50％MWR 時は 50°F

（約 28℃）高くなる。 

・図 4-6 に集合体内の最外周から 3 列目（ロッド 31）に位置する模擬燃料

棒の温度変化を示す。炉心ヒートアップ計算モデルによる予測値は，実

験結果に比べて 100％MWR 時は約 200°F（約 111℃），50％MWR 時は 150°

F（約 83℃）高くなる。本燃料棒はロッド 30 と同様に内側の燃料棒であ

る。実験結果で最高温度がロッド 30 より低くなっているのは，局所出力
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分布の違いによると考えられる。（なお，時刻 7 分以降の実験データの

変動は，模擬燃料棒のヒーターの故障に起因するものである。しかし，

すでに温度が低下した後であり最高温度の妥当性確認結果には影響ない

ものである） 
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表 4-2 ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験結果（Zr2K バンドル，スプレイ冷却実験） 

 

 

注記 

１．最高温度偏差：予測値－実験値 

  ここで＋は最高温度の過大評価を示す。 

２．最高温度発生時間：予測値－実験値 

  ここで＋は最高温度の発生時間予測値が実験値より遅いことを示す。 

３．熱電対異常 

４．（ ）内は 6ft 以外の熱電対の位置を示す。 

５．電流増加によりロッド No.24 の中間面での局所出力が増加していたと考

えられる。局所的出力増加を含む計算では，最高温度でここで示す値よ

りも約 100°F 高く予測する。  
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図 4-2 ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験，Zr2K バンドル配置 

 

 

図 4-3  局所出力分布 

  

（グループ番号） 

（6ft 又は記載された 

高さでの熱電対位置） 

（ロッド番号） 

（ロッド番号） 

（局所出力分布係数） 



 

2-43 

 

 

図 4-4 ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験解析結果（Zr2K バンドル，ロッド 2） 

 

図 4-5 ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験解析結果（Zr2K バンドル，ロッド 30） 

 

図 4-6 ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験解析結果（Zr2K バンドル，ロッド 31） 

  

○ 実験結果 

---- 解析結果（50%MWR） 

―― 解析結果（100%MWR） 

○ 実験結果 

---- 解析結果（50%MWR） 

―― 解析結果（100%MWR） 

○ 実験結果 

---- 解析結果（50%MWR） 

―― 解析結果（100%MWR） 
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4.3 炉心冷却実験解析 

4.3.1 8×8 燃料集合体の炉心スプレイと冠水の冷却効果確認実験 (10) 

(1) 概要 

8×8 燃料集合体のＬＯＣＡ時炉心ヒートアップ計算モデルの妥当性を確

認するため，ＢＷＲ実機の 8×8 燃料集合体 1 体を実寸大で模擬した電気加

熱，ステンレス鋼被覆管による実験装置を用いたＥＣＣＳによる炉心冷却

実験である。図 4-7 に実験装置を示す。 

本実験では，炉心スプレイによる冷却効果及び炉心スプレイの集合体下

部からの冷却材流入（再冠水）効果を確認し，スプレイ流量，冠水速度及

び再冠水開始時間をパラメータとした実験を行い，炉心ヒートアップ計算

モデルの妥当性確認を行っている。計算モデルによる実験解析の結果は，

実験の被覆管最高温度と比較して，－30°F から＋100°F（－17℃から＋

56℃）の範囲に入っていることを確認した。 

 

(2) 実験条件 

実機ＢＷＲの燃料集合体出力及びスプレイ流量などを仮定し，炉心スプ

レイ作動開始から再冠水までの期間の被覆管温度を計測した。主な実験条

件は下記である。 

 

① 冷却モード  上部スプレイ，スプレイと再冠水  

② 模擬燃料集合体形状 実機ＢＷＲの実寸大 8×8 型  

③ 模擬燃料被覆管材質 ステンレス鋼  

④ 冷却材流量  集合体当たりスプレイ流量：0.5～11.8 gpm 

冠水速度：0.5～6 inch/s 

⑤ スプレイ開始時間  事故後 30秒を模擬 

⑥ 再冠水開始時間  45～515秒 

（スプレイ開始後）  

⑦ 冷却開始時の被覆管温度 1040～1825°F（約 560～996℃） 

⑧ 集合体出力  200～300 kW 

⑨ 軸方向ピーキング係数 1.4 

⑩ 局所出力分布  ＢＷＲ6プラントの代表例（図 4-8） 

⑪ 模擬燃料棒内ガス圧力 加圧なし 

⑫ 系統圧力   大気圧 

 

(3) 妥当性確認結果 

炉心ヒートアップ計算モデルの妥当性確認は，スプレイ冷却と再冠水冷

却を組み合わせた実験，及びスプレイ冷却のみの実験について行われた。



 

2-45 

 

スプレイ冷却と再冠水冷却を組み合わせた実験の結果と解析結果の比較を

図 4-9 に示す。 

図 4-9 は，集合体内で最高温度を示す燃料棒について，スプレイ及び再

冠水による冷却を模擬した実験結果と炉心ヒートアップ計算モデルによる

実験解析結果を比較したものである。図中の水平線は集合体内最高温度の

予測値を示している。 

この結果より，実験解析の結果は実験の最高温度（1327（約 720℃）～

2084°F（約 1140℃））と比較して－30°F（約 17℃）から＋100°F（約 56℃）

の範囲に入っており，大部分の実験結果の最高温度を上回っていることが

分かる。 
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図 4-7 8×8 燃料集合体冷却効果確認実験装置 

 

  

（熱交換器） 

（熱交換器） 

（貯蔵タンク） 
（ドレン） 

（保持タンク） 

(試験 

ﾊﾞﾝﾄﾞﾙ) 
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図 4-8 局所出力分布 

 
 

図 4-9 8×8 燃料集合体冷却効果確認実験 

  

実験条件 

・スプレイ流量 ：3.0gpm 

・冠水速度 ：1.5―6.0ips 

・加熱部下端の冠水時間 ：45―515sec 

・ピーク出力 ：300kW 
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（集合体内最高温度実験値） 

（スプレイ及び再冠水冷却 

組合せ実験の最高温度） 
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4.3.2 8×8 燃料集合体の内圧下ＥＣＣＳ冷却実験 (11) 

(1) 概要 

本実験は，8×8 燃料集合体，内圧加圧燃料棒，ジルカロイ被覆管のＬＯ

ＣＡ時冷却特性の妥当性を確認するため，ＢＷＲ実機の 8×8 燃料集合体 1

体を実寸大で模擬した実験装置を用いたＥＣＣＳによる炉心冷却実験であ

る。4.3.1 節に述べた実験と異なる点としては，燃料棒内のＦＰガスインベ

ントリを模擬するためアルゴンガスで初期に加圧した点とジルカロイ被覆

管を用いた点である。図 4-10 に実験装置を示す。 

本実験では，ＢＷＲ6 プラント用 8×8 燃料集合体と取替用 8×8 燃料集合体

の 2 種類の燃料集合体について実験が行われ，炉心ヒートアップ計算モデ

ルによる実験解析と実験結果の比較から，モデルの妥当性を確認している。

炉心ヒートアップ計算モデルによる実験解析結果は，ＢＷＲ6 用燃料集合体

では 350°F（約 194℃），取替用燃料集合体では 600°F（約 333℃）高く，

過小評価はわずかであるとの結果を得た。これより，炉心ヒートアップ計

算モデルの妥当性を確認した。 

 

(2) 実験条件 

本実験では，炉心スプレイ流量，集合体初期出力などプラントの違いを

考慮した実験を行うため，ＢＷＲ6 用燃料集合体及び取替用燃料集合体の 2

種類について実験を行い，集合体内全燃料棒の被覆管温度を計測した。主

な実験条件は下記である。 

 

 ＢＷＲ6 用燃料集合体 取替用燃料集合体 

① 冷却モード 炉心スプレイと再冠水 同左 

② 模擬燃料集合体形状 ＢＷＲ6 用 8×8 型 取替用 8×8 型 

③ 模擬燃料被覆管材質 ジルカロイ 同左 

④ 集合体当たりスプレイ流量 3.25 gpm 2.45 gpm 

⑤ 再冠水速度 3.5 inch/s 2.0 inch/s 

⑥ スプレイ開始時間  事故後 45 秒 事故後 30 秒 

⑦ 再冠水開始時間  スプレイ開始後 50 秒 同 174 秒 

⑧ 冷却開始時の被覆管温度 1183°F（約 639℃） 1490°F（約 810℃） 

⑨ 集合体出力 367 kW 355 kW 

⑩ 軸方向ピーキング係数 1.4 同左 

⑪ 局所出力分布 図 4-11 図 4-12 

⑫ 模擬燃料棒内ガス圧力 95～113 psig 90～117 psig 

⑬ 系統圧力 大気圧 同左 
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(3) 妥当性確認結果 

実験結果における被覆管最高温度に対する炉心ヒートアップ計算モデル

による実験解析の被覆管最高温度の差を，集合体内の代表的な燃料棒につ

いて表 4-3 及び表 4-4 に示す。なお，ロッド番号 37 はウォータロッドであ

るため温度評価の対象外とする。 

・表 4-3 に示すＢＷＲ6 用燃料集合体の実験解析では，集合体内被覆管最高

温度（PCT）は実験値に対して 6°F（約 3℃）（注）高くなり，良い一致を

示した。また，集合体内の 3 本の燃料棒のみ実験結果より低い温度（15

～20°F（約 8～11℃））を示しているがその差は小さく，その他大部分

が実験結果を上回っておりその最大値は約 390°F（約 199℃）である。 

・表 4-4 に示す取替用燃料集合体の実験解析では，PCT は実験値より 103°

F（約 57℃）（注）高い値を示した。また，集合体内の 3 本の燃料棒のみ実

験結果より低い温度（4～50°F（約 2～28℃））を示しているがその差は

小さく，その他大部分が実験結果を上回っておりその最大値は約 600°F

（約 333℃）である。 

・実験と解析結果の主要な差は，実験のスプレイ冷却が解析のスプレイ冷

却に対して上回っていることによる。 

（注）6°F（約 3℃）及び 103°F（約 57℃）は表に示されていない燃料

棒で生じている。 
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図 4-10 8×8 燃料集合体の内圧下ＥＣＣＳ冷却実験装置 

 

  

（曇り取り装置） 
（蒸気偏向板） 

（上部ﾌﾟﾚﾅﾑﾀﾝｸ） 
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（熱交換器） 

（貯蔵タンク） 

（ドレン） 

（保持タンク） 

(試験 
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図 4-11 局所出力分布（ＢＷＲ6 用） 

 

 

 

図 4-12 局所出力分布（取替用） 

 

  

ロッド番号 

局所出力分布係数 

ウォータロッド 

ウォータロッド 
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表 4-3 実験結果と解析結果の比較（ＢＷＲ6 用燃料集合体） 

 

 

 

 

  

スプレイ 

開始時温度 

最高温度偏差 

（予測値－実験値） 

（ウォータロッド） 
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表 4-4 実験結果と解析結果の比較（取替用燃料集合体） 

 

 

 

 

  

スプレイ 

開始時温度 

最高温度偏差 

（予測値－実験値） 

（ウォータロッド） 
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4.4 スプレイ冷却特性実験解析 (12)  

(1) 概要 

本実験装置は，実機 9×9 燃料を模擬した実寸大の模擬燃料集合体（チ

ャンネルボックス装着），模擬燃料集合体を格納した圧力容器，圧力容器

内へのスプレイ水供給系，圧力容器への蒸気供給系及び圧力容器内で発生

する蒸気の排出系から構成されている。模擬燃料集合体は電気加熱され，

炉心スプレイ系を模擬した冷却状態での冷却特性実験を行った。実験は，

実機の再循環配管両端破断事故を模擬したシステム実験として，スプレイ

熱伝達実験及び大破断ＬＯＣＡ模擬実験を行った。図 4-13 に実験装置を

示す。 

大破断ＬＯＣＡ模擬実験より，実機の燃料被覆管温度を実験的に確認す

るとともに非発熱体となるウォータロッドの濡れ特性について評価し，Ｃ

ＨＡＳＴＥコードの妥当性確認を行い，スプレイ冷却及び輻射の組み合わ

せによる熱伝達モデルにより，実験解析の結果は実験結果を上回ることを

確認している。 

 

(2) 実験条件 

大破断ＬＯＣＡ模擬実験では，実機大破断ＬＯＣＡにおいて炉圧が大気

圧となる事故後 40 秒以降の状態を模擬するために，実験条件を以下のよ

うに設定している。また，表 4-5 に実験条件を示す。 

①スプレイ流量 

実機の最低スプレイ流量である 3gpm／バンドルを設定した。 

②バンドル出力 

初期出力を実機の事故後 40 秒での値とし，その後の崩壊熱の時間変

化も GE（平均）+3σにより考慮している。また，実機燃料と模擬燃料の

熱容量の違いを反映するために，出力を更に厳しく 1.2 倍した実験も行

っている。 

③初期燃料棒表面温度 

ベースケースではスプレイ熱伝達実験と同様に 500℃としたが，出力

を 1.2 倍したケースでは実機で想定される 700℃の条件とした。 

 

(3) 妥当性確認結果 

炉心ヒートアップ解析に用いるＣＨＡＳＴＥコードの妥当性及び保守

性を確認するため，表 4-5 の実験条件に示した T1，T2 実験の実験解析を

実施した。図 4-14，図 4-15 に最高出力断面の各燃料棒表面温度について

実験値と解析結果の比較を示す。 

いずれの実験においても，ＣＨＡＳＴＥコードによる解析は実験結果を

良く模擬している。また，解析値は実験値よりも高めとなっており，燃料
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被覆管温度の最高値の比較ではＣＨＡＳＴＥコードが T1 実験で約 34℃，

T2 実験で約 93℃高めとなっている。 
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表 4-5 実験条件 

 

No. 圧力 

（kPa） 

スプレイ流量 

（gpm） 

初期バンドル 

出力（kW） 

初期燃料棒 

表面温度（℃） 

T1 100 3.0 260 500 

T2 100 3.0 310 700 
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図 4-14 T1 実験とＣＨＡＳＴＥ解析の比較 
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図 4-15 T2 実験とＣＨＡＳＴＥ解析の比較 
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4.5 実機解析への適用性 

ＢＷＲのＬＯＣＡを模擬した燃料集合体冷却実験は，実機の燃料集合体 1

体を実寸大で模擬しており，集合体出力，出力分布，炉心スプレイ流量，

炉心再冠水速度等の実験条件も実機条件に設定して実施されている。これ

らの実験結果と実験解析結果を比較すると，燃料被覆管最高温度は，前節

に述べたように，実験解析結果の大部分が高く予測することを確認した。 

有効性評価における重要現象は，2 章に述べたように，設計基準事故のＬ

ＯＣＡと同様であり，燃料被覆管温度が評価指標であることから，それを

安全側に予測できるＣＨＡＳＴＥコードは有効性評価に適用できる。 
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5．有効性評価への適用性 

4 章に記載した実験解析を踏まえ，重要現象についての不確かさ，及びそ

の不確かさが評価指標の観点と運転員操作の観点から有効性評価解析へ与

える影響について表 5-1 にまとめた。以下にその不確かさについて記述す

る。 

 

5.1 不確かさの取扱いについて（評価指標の観点） 

ＣＨＡＳＴＥコードで取り扱う評価指標は，燃料被覆管温度である。燃

料被覆管温度は熱伝達係数に依存する。主に燃料被覆管温度への重要現象

の不確かさの影響について以下に記載する。 

 

（1）崩壊熱 

崩壊熱は信頼性の高い評価モデルと最確条件を包絡できる条件を使用し

て大きくなるように評価した値をＣＨＡＳＴＥコードの入力として使用し

ているため，有効性評価では燃料被覆管温度を高く評価する。 

 

（2）燃料棒表面熱伝達 

  対流熱伝達は，ＳＡＦＥＲコードの実験解析において，熱伝達係数を低め

に評価する可能性があり，他の解析モデルの不確かさともあいまってコード

全体として，スプレイ冷却のない実験結果の燃料被覆管最高温度に比べて高

めに評価する。 

輻射熱伝達は，燃料集合体断面の幾何学的配置に基づいて，燃料被覆管，

チャンネルボックスの温度を詳細に評価する。高温となる場合の輻射率に

比べて小さい値を用いていること，また，部分長燃料棒より上部にも出力

燃料棒が存在すると仮定して輻射伝熱を小さくするよう設定するため，燃

料被覆管温度を高く評価する。 

 

（3）燃料被覆管酸化 

燃料被覆管の酸化量の計算は，燃料被覆管温度が高温となる場合に酸化

量，酸化反応熱を高めに評価する Baker-Just の式を適用しているため，燃

料被覆管温度は高めに評価される。 

 

（4）燃料被覆管変形 

燃料被覆管温度計算と燃料棒内圧の計算から，内圧による応力が破裂限

界応力を超えた場合には，燃料被覆管が破裂を起こすとみなし，燃料被覆

管の内側にもジルコニウム－水反応を計算する。破裂を判定する限界応力
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は，図 3-5 に示したように，実験データのベストフィット曲線を仮定し，

現実的な条件としている。 

 

以上より，重要現象の不確かさは，燃料被覆管温度を過大評価又は過大

評価する方向に寄与し，有効性評価解析は評価指標の観点で厳しい評価と

なっている。 

 

5.2 不確かさの取扱いについて（運転操作の観点） 

ＣＨＡＳＴＥコードが適用される可能性のある有効性評価で取り扱う運

転操作は，ＳＲＶを使用した原子炉減圧操作及び代替注水系等を使用した

原子炉注水操作である。 

この操作は原子炉圧力を低下させ，低圧注水系による原子炉注水を促進

させるために実施する。この運転員等操作は，代替注水系及び代替電源の

準備の完了のタイミング又は原子炉水位低信号の発信を起点に実施するた

め，燃料被覆管温度を起点としている運転員等操作はないことから，運転

員等操作に与える影響はない。 

なお，燃料被覆管の破裂判定に対しては，ベント操作への影響が考えら

れるが，ベント開始タイミングまでの時間的余裕が十分あることから，コ

ードの不確かさが運転操作の可否に影響することはない。 

また，解析上の取扱いとして，破裂判定は燃料被覆管温度が最も高くな

るバンドルの値を代表として用いるが，現実的な炉心における燃焼度の分

布を踏まえると，その影響は更に小さくなる。 
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表 5-1 重要現象の不確かさ（1/2） 

分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉心 

(核) 

崩壊熱 崩壊熱モデル 入力値に含まれる。最確条件を包絡でき

る条件を設定することにより崩壊熱を大

きくするよう考慮している。 

崩壊熱を大きく設定するため，燃料被覆

管温度を高く評価する。 

炉心 

(燃料) 

燃料棒表面

熱伝達 

対流熱伝達モ

デル 

ＳＡＦＥＲコードに記載 ＳＡＦＥＲコードに記載 

輻射熱伝達モ

デル 

入力値に含まれる。 

輻射率は，1,200℃付近のジルカロイ被覆

管の酸化面における輻射率（0.7～0.8）

を踏まえて 0.67を用いることで，輻射伝

熱を小さくするよう考慮している。なお，

輻射率 0.67を用いた場合の PCTは，輻射

率 0.75 を用いた場合に比べて数℃程度

高くなる（添付 2参照）。 

また，部分長燃料棒より上部にも出力燃

料棒が存在すると仮定して輻射伝熱を小

さくするよう考慮している。 

燃料集合体断面の幾何学的配置に基づい

て，燃料被覆管，チャンネルボックスの

温度を詳細に評価する。 

ＳＡＦＥＲコードから引き継ぐ対流熱伝

達係数，燃料の最大線出力密度などの解

析条件により，全体として保守的に評価

する。 

燃料被覆管

酸化 

ジルコニウム

－水反応モデ

ル 

燃料被覆管温度が高温になる程，酸化量

及び発熱量を大きく評価するモデルを採

用し，保守的な結果を与える。 

燃料被覆管温度を高く評価する。 
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表 5-1 重要現象の不確かさ（2/2） 

分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉心 

(燃料) 

燃料被覆管

変形 

膨れ・破裂評価

モデル 

膨れ・破裂は，燃料被覆管温度と円周方

向応力に基づいて評価され，ＳＡＦＥＲ

コードから引き継ぐ対流熱伝達係数，及

び燃料の最大線出力密度などの解析条件

を保守的に取り扱うことにより燃料被覆

管温度は高めに評価され，円周方向応力

は燃焼期間中の変化を考慮して燃料棒内

圧を大きく設定し保守的に評価してい

る。ベストフィット曲線を用いる場合も

破裂の判定は概ね保守的となる。 

破裂発生前の被覆管の膨れ及び破裂発生

の有無は，伝熱面積やギャップ熱伝達係

数，破裂後のジルコニウム－水反応熱に

影響を与え，燃料被覆管最高温度及び酸

化割合に影響を与えることとなる。解析

コードでは，前述の判定を行うための燃

料被覆管温度を高めに評価することか

ら，概ね保守的な結果を与えるものと考

える。 
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添付 1 解析コードにおける解析条件 

 

 

表 解析コードにおける解析条件 

分類 解析条件 

燃料データ 燃料集合体当たりの燃料棒数 

燃料棒配列 

燃料棒ピッチ 

チャンネルボックス内幅 

燃料被覆管外径，燃料被覆管肉厚 

燃料被覆管物性（熱伝導率，比熱，密度） 

燃料ペレット直径 

燃料ペレット－燃料被覆管ギャップ条件（ガス圧力，ガス

組成，ギャップ熱伝達係数） 

燃料ペレット物性（熱伝導率，比熱，密度） 

燃料ペレット径方向出力分布 

燃料棒最大線出力密度 

燃料棒軸方向出力分布 

局所出力及び燃焼度分布 

断面平均燃焼度 

過渡特性 炉心核分裂出力変化 

炉心崩壊熱時間変化 

原子炉圧力変化 

燃料棒表面対流熱伝達係数変化 

炉心露出時間，再冠水時間 
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添付 2 輻射率の妥当性について 

 

ＣＨＡＳＴＥコードでは，燃料被覆管及びチャンネルボックスの乾いた状

態での輻射率は 0.67 としている。 

ジルカロイ被覆管を用いた物性評価試験 (1)において，1,200℃付近の酸化面

における輻射率は 0.7～0.8 の範囲であると報告されている。解析に用いる輻

射率である 0.67 は，約 800℃の酸化膜を有するジルカロイに相当する値 (2)で

あり，ＢＷＲ－ＦＬＥＣＨＴ実験等で用いられてきた実績のある値である。 

輻射率の感度解析 (3)として，ＢＷＲ2 プラントの原子炉冷却材喪失事故につ

いて，輻射率を 0.67 とした場合の燃料被覆管最高温度（PCT）は，輻射率を

0.75 とした場合より，PCT が 1,400℃程度において約 30℃高くなることが確

認されている。この感度解析では PCT が高く輻射率の効果が大きくなり，ま

た燃料形状も異なることから，有効性評価解析の条件における輻射率の感度

を確認するため，ＢＷＲ5 代表プラントについて輻射率の感度解析を行った。

1．に解析条件及び解析結果を示す。感度解析の結果，PCT が 900℃程度とな

る有効性評価解析において，輻射率を 0.67とした場合の PCTは，輻射率を 0.75

とした場合より約 3℃高くなることを確認した。 

また，有効性評価解析で用いるＣＨＡＳＴＥコードでは，ＳＡＦＥＲコー

ドの解析結果から燃料被覆管温度が最も厳しくなるノードを含む一断面につ

いて，水平方向二次元体系で横方向の輻射熱伝達のみを考慮して評価してお

り，縦方向の輻射熱伝達を考慮するよりも PCT を高く評価している。 

したがって，PCT が 900℃程度となっている有効性評価解析において，輻射

率 0.67 を用いてＣＨＡＳＴＥコードを使用して，PCT を評価することは可能

と考える。 

また，濡れた状態の輻射率は，水の輻射率の代表的な値として 0.96 を用い

ている。 

 

1．有効性評価解析における輻射率の感度について 

有効性評価解析における輻射率の感度を確認するため，ＢＷＲ5 代表プラン

トについて，燃料棒及びチャンネルボックスに適用している輻射率に関する

感度解析を実施し，PCT への影響を確認した。以下に，解析条件及び解析結果

を示す。 

 

(1) 解析条件 

 対象プラント ：ＢＷＲ5 代表プラント 

 事故シーケンス ：高圧・低圧注水機能喪失 
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 解析条件  ：燃料棒及びチャンネルボックスの輻射率を 0.67 から 

0.75 に変更する。 

 

(2) 解析結果 

 表 1 に解析結果を示す。 

 

表 1 輻射率感度解析結果 

評価項目 
ベースケース 

（輻射率：0.67） 

感度解析 

（輻射率：0.75） 

燃料被覆管最高温度 

（℃） 
約 890 約 887 

 

(3) まとめ 

ＢＷＲ5 代表プラントの高圧・低圧注水機能喪失シーケンスについて，輻射

率の影響を確認する感度解析を実施し，PCT が約 3℃低下する結果であった。 

 

 

〔参考文献〕 

(1)  “AEC FUELS AND MATERIALS DEVELOPMENT PROGRAM PROGRESS REPORT NO.76”, 

GEMP-1008, September 30, 1968. 

(2) “ZIRCONIUM DATA MANUAL PROPERTIES OF INTEREST IN REACTOR DESIGN”, TRG 

Report 108, 1962. 

(3) “LOSS-OF-COOLANT ACCIDENT & EMERGENCY CORE COOLING MODELS FOR GENERAL 

ELECTRIC BOILING WATER REACTORS”, NEDO-10329, APRIL 1971. 
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添付 3 輻射伝熱モデルの妥当性について 

 

ＣＨＡＳＴＥコードの輻射伝熱モデルの妥当性確認が行われた実験につ

いて以下に示す。 

 

(1) 概要 

スプレイ熱伝達実験 (1)では，炉心スプレイによる対流熱伝達率（スプレイ

熱伝達率）を評価するための実験，模擬燃料棒－模擬チャンネルボックス間

の輻射伝熱量及び熱容量を評価するための実験が行われている。輻射伝熱実

験は，スプレイを作動させず対流を抑えた条件下での模擬燃料集合体内の温

度分布を求め，輻射伝熱量を評価している。 

輻射伝熱実験では，ＣＨＡＳＴＥコードの輻射伝熱モデルにより評価した

模擬燃料棒と模擬チャンネルボックスの輻射率を用いて計算された被覆管

温度と実測値の傾向が概ね一致していることを確認している。 

図 1 に実験装置を示す。 

 

(2) 実験条件 

輻射伝熱実験の主要な条件を以下に示す。 

① 冷却モード 輻射伝熱のみによる冷却 

② 模擬燃料集合体 実機ＢＷＲの実寸大 8×8 型 

③ 模擬燃料棒材質 インコネル 600 

④ 模擬チャンネルボックス材質 SUS304 

⑤ 集合体出力 4.7～26.3 kW 

⑥ 系統圧力 大気圧～約 0.8 MPa[abs] 

 

(3) 妥当性確認結果 

実験解析では，模擬燃料棒にインコネル 600 を，模擬チャンネルボックス

に SUS304 を用いていることから，模擬燃料棒やチャンネルボックスの材質

に応じて，模擬燃料棒の輻射率を 0.50，模擬チャンネルボックスの輻射率を

0.75 と設定して計算している。 

輻射伝熱実験で，燃料集合体の対角線方向にある模擬燃料棒の軸方向最高

出力部で測定された被覆管表面温度分布と，ＣＨＡＳＴＥコードを用いた実

験解析の計算値との比較図を図 2 に示す。対角線方向の被覆管表面温度分布

の計算値は実測値の傾向と概ね一致している。 

 

上述の実験及び実験解析では，模擬燃料棒と模擬チャンネルボックスで材

質が異なることから，輻射率についても異なる値を設定して計算しており，
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被覆管表面温度分布は実機と必ずしも同じではないものの，チャンネルボッ

クスへの輻射の寄与が大きいチャンネルボックスに隣接する燃料棒の温度

は，被覆管最高温度が発生する中央領域の燃料棒に比べて低く，輻射率が異

なることの影響は小さいと考えられる。 

したがって，実験での実測値と計算値の傾向が概ね一致していること，ま

た，添付 2 で示したとおり，有効性評価でＣＨＡＳＴＥコードを用いている

解析の状況においては，輻射が被覆管最高温度を高く評価するような保守的

な設定となっていることから，有効性評価におけるＣＨＡＳＴＥコードの輻

射伝熱モデルは適用可能なものであると考える。 

 

 

 

〔参考文献〕 

 (1) 共同研究報告書，炉心スプレイ低流量時の熱伝達に関する研究， 

昭和 60 年度下半期（最終報告書），昭和 61 年 3 月 
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図 1 スプレイ熱伝達実験装置 
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図 2 輻射伝熱実験における燃料集合体内温度分布の実測値と計算値 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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添付 4 前処理コード 

 

ＣＨＡＳＴＥコードのインプットデータ作成に使用される前処理コードとＣＨ

ＡＳＴＥコードにインプットされるパラメータを以下に示す。これらの関係を図

に示す。 

(1) 単位燃料集合体核特性計算コード（ＴＧＢＬＡ）による燃料棒出力データ 

① 局所出力分布 

② 燃焼度分布 

③ 断面平均燃焼度 

(2) 燃料棒熱・機械設計コード（ＰＲＩＭＥ）による燃料物性データ 

① ギャップ熱伝達係数 

② 燃料棒内圧 

③ 燃料棒内の核分裂生成ガス及び初期封入ガスの量 

(3) 長期間熱水力過渡変化解析コード（ＳＡＦＥＲ）による過渡特性データ 

① 原子炉圧力 

② 軸方向各ノードの対流熱伝達係数 

(4) プラント動特性解析コード（ＲＥＤＹ）による核分裂出力変化 

① 中性子束 

 

ＴＧＢＬＡコードにより求められた各燃料棒の出力分布，燃焼度分布及び燃料

集合体断面平均燃焼度をＣＨＡＳＴＥコードに用いる。これらのデータは，次に

述べるギャップ熱伝達係数の設定にあわせ，燃焼期間中の変化を考慮して設定す

る。 

ＰＲＩＭＥコードにより求められた燃料棒物性データをＣＨＡＳＴＥコードに

おける初期値として用いる。燃料被覆管とペレット間のギャップ熱伝達係数は，

燃料被覆管温度上昇を厳しくするように，燃焼期間中の変化を考慮して最小とな

る値を与える。ギャップ熱伝達係数の初期値を小さく設定することで，燃料ペレ

ットの初期保有熱量を高めに見積もり，炉心ヒートアップ時の燃料被覆管温度上

昇率が大きくなる。また，燃料棒の内圧とガス量は，燃料棒の膨れ・破裂を厳し

くするように，燃焼期間中の変化を考慮して最大となる値を与える。燃料棒の内

圧とガス量の初期値を大きく設定することで，炉心ヒートアップ時の燃料棒内圧

及び燃料被覆管周方向応力を大きく見積もり，燃料被覆管の膨れ・破裂を厳しく

評価する。 

ＲＥＤＹコードにより求められた事象発生直後の中性子束と原子炉停止後の崩

壊熱から原子炉出力変化を求め，ＣＨＡＳＴＥコードで用いる。有効性評価にお

いて影響を与える崩壊熱については，燃焼度にサイクル末期のばらつきを考慮し，

10％の保守性を確保することで最確条件を包絡できる条件を設定している。その
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ため，有効性評価解析では燃料被覆管温度は高めに評価される。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

（燃料幾何形状） 

（初期状態） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 ＣＨＡＳＴＥコードの入出力 

 

  

ＣＨＡＳＴＥ 

原子炉出力変化 

燃料被覆管温度 

ジルコニウム－水反応量 

（燃料被覆管酸化割合） 

（燃料物性

データ） 

ギャップ熱

伝達係数 

燃料棒内圧 

燃料棒内ガ

ス量 

 

（過渡特性

データ） 

原子炉圧力

及び対流熱

伝達係数変

化 

炉心露出及

び再冠水時

間 

 

（炉心出力

データ） 

中性子束 

 

（崩壊熱デ

ータ） 

 

（燃料棒出

力データ） 

局所出力分

布 

燃焼度分布 

断面平均燃

焼度 

 

ＰＲＩＭＥ 

 

 

燃料棒熱・

機械設計コ

ード 

ＳＡＦＥＲ 

 

 

長期間熱水

力過渡変化

解析コード 

ＲＥＤＹ 

 

 

プラント動

特性解析コ

ード 

ＴＧＢＬＡ 

 

 

単位燃料集

合体核特性

計算コード 
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添付 5 有効性評価における 9×9 燃料（A 型）の代表性 

 

 

1．はじめに 

 炉心損傷防止対策の有効性評価は 9×9 燃料（A 型）（以下，「A 型燃料」

という。）を代表燃料として評価しており，有効性評価に用いるＣＨＡＳＴ

Ｅコードの適用性は，主として A 型燃料を対象に確認されている。一方，実

炉には 9×9 燃料（B 型）（以下，「B 型燃料」という。）も装荷されている

ことから，ＣＨＡＳＴＥコードに B 型燃料が適用できることを確認する。こ

こでは，ＣＨＡＳＴＥコードに入力される燃料データを整理した上で，対応

する解析モデルが B 型燃料の評価に適用できることを示す。 

 また，B 型燃料の燃料データを入力した解析を行い，その影響を確認するこ

とで，A 型燃料で代表することができることを示す。 

 

2．解析手法 

 対象とする燃料集合体を B 型燃料とし，A 型燃料で代表した申請解析と同様

にＣＨＡＳＴＥコードで解析評価する。ＣＨＡＳＴＥコードに入力する燃料

棒，ウォータチャンネル，チャンネルボックスの幾何学的配置及び燃料特性

（ギャップ熱伝達係数，燃料物性等）に B 型燃料の燃料データを反映し，Ｃ

ＨＡＳＴＥコードでの燃料形状の差が結果に及ぼす影響を明確にするため，

ＳＡＦＥＲコードから引き継ぐ対流熱伝達係数は A 型燃料で評価した値を用

いて燃料被覆管最高温度及び燃料被覆管の酸化量を評価する。 

  

3．燃料に関連する解析入力と解析モデルの整理 

 燃料に関連する解析入力とそれに対応する解析モデルを表 1 に示す。A 型燃

料と比べた B 型燃料の特徴として，ウォータチャンネルの採用，燃料棒の径

が小さい，標準長燃料棒のみで構成される，スペーサ形状が異なるといった

点があげられる。しかし，ＣＨＡＳＴＥコードを使用する上でこれらの相違

は問題とはならず，B 型燃料についてもＣＨＡＳＴＥコードの解析モデルは適

用可能である。以下に各解析入力とモデルに対する B型燃料の適用性を示す。 

 

3.1 B 型燃料への適用性 

 ＣＨＡＳＴＥコードにおいては，燃料棒，ウォータロッド，チャンネルボ

ックスの幾何学的配置や熱容量等を入力し，燃料棒表面熱伝達モデルの輻射

熱伝達を評価するため，B 型燃料の幾何学的配置等を入力することで適切に評

価できる。ＣＨＡＳＴＥコードは，矩形のウォーターチャンネルの形状を直

接的に扱うことはできない。ＣＨＡＳＴＥコードと同一の輻射計算モデルを
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持つＣＨＡＲＭコード (1)において，B 型模擬燃料のスプレイ実験解析結果（別

添）のとおり，B 型燃料のウォータチャンネルを複数の丸型ロッドで模擬して

おり，B 型燃料を適切に模擬することができることを確認している。このため，

ＣＨＡＳＴＥコードにおいてＣＨＡＲＭコードと同様に丸型ウォータロッド

でウォータチャンネルを模擬することで B型燃料の輻射の評価が可能である。 

 

3.2 燃料特性の入力 

 ＣＨＡＳＴＥコードでは，燃料ペレット・燃料被覆管の比熱，密度等及び

ギャップ熱伝達係数を入力として，燃料棒の半径方向 1 次元熱伝導（燃料棒

熱伝導），ギャップ熱伝達，ジルコニウム－水反応及び燃料被覆管の膨れ・

破裂を評価する。これらの入力に B 型燃料の特性を反映する。 

 

4．B 型燃料による解析評価 

4.1 評価内容 

 対象プラント ：ＢＷＲ5 代表炉 

 対象燃料集合体：B 型燃料 

 事故シーケンス：高圧・低圧注水機能喪失（MUWC による注水ケース） 

 解析条件   ：B 型燃料の燃料データを入力する。ＳＡＦＥＲコードから

引き継ぐ対流熱伝達係数は，A 型燃料で評価した値を入力

する。その他の解析条件は A 型燃料で代表した有効性評価

のベース解析と同じとする。 

 

4.2 解析結果 

 A 型燃料と比較した B 型燃料の解析結果を表 2 に示す。 

 燃料被覆管最高温度については，B 型燃料の方が 30℃程度と数%高くなって

いる。 

 

5．代表燃料評価の適切性 

 B 型燃料の方が A 型燃料に比べて燃料被覆管最高温度が 30℃程度と数%高い

結果（約 921℃）となるものの，1,200℃に対しては余裕があり，また，ＳＡ

ＦＥＲコードから引き継ぐ対流熱伝達係数，燃料の最大線出力密度などの解

析条件が全体として保守的になっていることを考慮すれば，ＣＨＡＳＴＥコ

ードについても有効性評価においては A 型燃料の解析結果で代表しても問題

ないと考える。 

 

6．まとめ 

 ＣＨＡＳＴＥコードに B 型燃料が適用できることを確認した。また，B 型燃
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料の燃料データを用いて解析を行った。A 型燃料と B 型燃料の解析結果に大き

な差はなく，有効性評価におけるＣＨＡＳＴＥコードにおいても A 型燃料で

代表することができると考える。 

 

【参考資料】 

(1) 「ＢＷＲプラントのＬＯＣＡ／ＥＣＣＳ性能評価コードの検討について」

平成 3 年 12 月，通商産業省原子力発電技術顧問会 安全解析コード検討

会 
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表 1 ＣＨＡＳＴＥコードの燃料に係る入力と解析モデルの対応 

解析入力 解析モデル 

燃料棒，ウォータロッド／ウォータチ

ャンネル，チャンネルボックスの幾何

学的配置 

・炉心ヒートアップモデル（燃料棒表

面熱伝達（輻射）） 

燃料特性（ギャップ熱伝達係数，燃料

物性等） 

・炉心ヒートアップモデル（燃料棒熱

伝導，ギャップ熱伝達，燃料被覆管熱

伝導，ジルコニウム－水反応，膨れ・

破裂） 

 

 

 

 

 

表 2 A 型燃料と B 型燃料の解析結果の比較 

評価項目 
B 型燃料に対する 

解析結果 

A 型燃料に対する 

解析結果 

燃料被覆管最高温度

（℃） 
約 921 約 890 

燃料被覆管の酸化量

（％） 
約 3 約 1 
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ＣＨＡＲＭコードによる 9×9 燃料（B 型）ヒートアップ実験解析 

 

1．はじめに 

 9×9 燃料（B 型）を対象に実施されたヒートアップ試験を対象に実験解析

を行い，角型ウォータチャンネル（W/C）を丸型ウォータロッド（W/R）で模

擬する妥当性を確認した。実験解析では，炉心ヒートアップ解析コードＣＨ

ＡＲＭコードを用いた。 

2．試験の概要 

 試験は，9×9 燃料（B 型）を模擬した実規模試験体を用いたスプレイ熱伝

達試験であり，ヒータロッドを電気加熱し昇温させた後に，燃料上部からス

プレイを投入している。試験体の形状寸法を表 1 に示す。被覆管，チャンネ

ルボックス及びウォータチャンネルの材質はステンレス鋼である。出力分布

等の試験条件を表 2 に示す。 

表 1 試験体形状 

項目 値（単位：cm） 

発熱長さ 約 380 

ヒータシース内径 約 0.95 

ヒータシース外径 約 1.1 

チャンネルボックス内寸 約 13.4 

ウォータチャンネル外寸 約 4 

 

表 2 主要な試験条件 

項目 値 

バンドル出力 216kW 325kW 

軸方向出力分布 コサイン分布（ピーキング最大値約 1.4） 

出力変化 図 1 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1 バンドル出力の時間変化  
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3．ＣＨＡＲＭコードによる実験解析 

 図 2 に 9×9 燃料（B 型）の断面概略図を示す。実験解析では，試験体中央

部の 3×3 ロッド領域における角型ウォータチャンネルを 9 本のウォータロッ

ドで模擬した。ここで，輻射の評価で影響する 3×3 ロッド領域における外周

部 8 本のウォータロッドの構造材断面積は，熱容量が同等となるように肉厚

を調整し，実機の角型ウォータチャンネルの構造材断面積と合わせ，これら

の 8 本のウォータロッドの外径（中心間距離）は燃料棒ピッチと同一とした。

ステンレス鋼である被覆管，チャンネルボックス及びウォータチャンネル表

面の輻射における輻射率は 0.45 に設定した。ヒータロッド温度測定値との比

較対象は，高さ方向については軸方向出力分布の最大位置である中央部とし，

径方向は対角部（3 箇所），外周部，外周部より 2 層目及びウォータチャンネ

ル隣接位置とした。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2 9×9 燃料（B 型）の断面概略図 

 

 ＣＨＡＲＭコードによるヒータロッド温度挙動の測定値との比較例を図 3

に示す。本検討では，9×9 燃料（B 型）体系における輻射効果を確認するこ

とから，ヒータロッド温度挙動はスプレイ投入開始時点までとした。216kW

及び 325kW 条件でのヒータロッド温度は測定値を±20℃の範囲で予測してお

り，角型ウォータチャンネルをウォータロッドで模擬することは妥当である

と考えている。  

外周 

W/C 隣接 

W/C 外周 2 層目 対角コーナー 

対角 W/C 外周 2 層目 

対角 W/C 隣接 

※解析ではウォータチャ

ンネル（破線部）を太径

W/R で模擬 
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図 3 ヒータロッド温度の時間変化の例（325kW 条件，W/C 隣接ヒータロッド） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4 ヒータロッド温度最高値の計算値と測定値の比較 
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1. はじめに 

本資料は，炉心損傷防止に関する重大事故等対策の有効性評価（以下，「有効性評

価」と称す。）に適用するコードのうち，ＲＥＤＹコードについて， 

・有効性評価において重要となる現象の特定 

・解析モデル及び入出力に関する説明 

・妥当性確認 

・有効性評価への適用性 

に関してまとめたものである。 
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1.1 解析コード 

本資料で使用する解析コードは，ＡＢＷＲ用の“REDY Ver.2”と従来型ＢＷＲ用の

“REDY Ver.1(ATWS 用)”の 2 つであり，これらを以下「ＲＥＤＹコード」と称す。

ただし，従来型ＢＷＲに対する実機試験の再現解析では“REDY Ver.1”を使用してい

る。一部の評価でＲＥＤＹコードの計算結果をインプットとする“SCAT Ver.3”（以

下，ＳＣＡＴコードと称す）を併用するが，ＳＣＡＴコードの説明は別資料（第４部

ＳＣＡＴ）にて行う。 

なお，本資料で引用している最適評価コードは，“TRACG Ver.5”であり，これを以

下「ＴＲＡＣコード」と称する。 

 

1.2 妥当性確認の方針 

重大事故等対策の有効性評価にＲＥＤＹコードを適用することの妥当性確認の方

針を下記に述べる。 

(1) ＲＥＤＹコードの妥当性確認は，原子力学会標準「統計的安全評価の実施基準：

2008」を参考にした図 1-1 ＲＥＤＹコードにおける検討手順に従う。 

(2) ＲＥＤＹコードは,プラント安定性や運転時の異常な過渡変化を評価する目的

で開発されたコードであり，起動試験などの予測解析や再現解析に使用されて来

た経緯を持つ。このため実機試験結果で妥当性確認が示せる範囲については，こ

れを積極的に活用し，モデルの妥当性を示す。 

(3) 本資料は，原子炉停止機能喪失事象に対して抽出された物理現象に対してＲＥ

ＤＹコードを用いることの妥当性を示すことが目的である。なお，補足として最

適評価コード（ここではＴＲＡＣコードが該当）による参考解析結果を必要に応

じて参照する。 
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          (注)次章以降では，最適評価コードをＴＲＡＣコードと呼ぶ。 
 

図 1-1 ＲＥＤＹコードにおける検討手順 

  

妥当性確認 

有効性評価への適用性 

重要度ランクテーブ

ルの作成 

重要度ランクテーブルの作成 

原子炉施設の選定(2.1(2)) 

解析事象の選定(2.1(1)) 

時間領域の分割(2.3) 

注目パラメータの確認(2.1(4)) 

物理領域の設定 

物理現象の同定 

解析コードの選定 

（ＲＥＤＹコード） 

本文(別資料) 

【参考】最適評価コードによ

る解析結果との全体的挙動

比較 (添付７) 

ＲＥＤＹコードでの感度解析（5.1） 

実機試験での

妥当性確認 

（4.2～4.4） 

本資料 

重要度のランク付け（2.3） 

個別効果試験等（4.2～4.5） 

（不確かさの定量化） 

評価マトリックスの作成 

（4.1） 
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2. 重要現象の特定 

2.1 事故シーケンスと評価指標 

(1) 解析事象の選定 

ＲＥＤＹコードが適用される炉心損傷防止対策における事故シーケンスグループ

である原子炉停止機能喪失は，運転時の異常な過渡変化の発生時において原子炉のス

クラム失敗を想定する事象であり，事故シーケンスとして主蒸気隔離弁の誤閉止＋原

子炉停止機能喪失が選定されている。 

 

(2) 原子炉施設の選定 

本事故シーケンスが生じる可能性はＢＷＲ型式により相違はないが，ＡＢＷＲと従

来型ＢＷＲとの主な違いである再循環系の違い（インターナルポンプか外部設置の再

循環ポンプか）は，本事故シーケンスでは早期にポンプがトリップすることからシナ

リオ上大きな違いはない。このことから，ここでは原子炉施設としてＡＢＷＲを選定

した。ただし，有意に異なる場合は従来型ＢＷＲに関しての説明を併記している。 

 

(3) 事故シーケンス 

運転時の異常な過渡変化では，主蒸気隔離弁の誤閉止により，原子炉スクラム信号

が発生し，全制御棒が急速挿入され原子炉は停止する。主蒸気隔離弁の誤閉止は原子

炉からタービンへ流れる主蒸気流量を遮断することになるため，原子炉圧力は上昇す

るものの，原子炉がスクラムされていることと，圧力が定められた値を超えた場合は

逃がし安全弁が作動するため，圧力上昇は抑制される。なお，主蒸気隔離弁の誤閉止

により，タービン駆動給水ポンプは停止し，さらに原子炉水位低下を厳しめに評価す

る目的で，モータ駆動給水ポンプも不作動を仮定しているが，運転時の異常な過渡変

化の判断基準に照らして，この仮定が影響を与えるものではない。 

一方，原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止では，原子炉圧力が上

昇し，炉心内ボイドが減少することに起因した正のボイド反応度が印加され，原子炉

出力が増加する。原子炉圧力が上昇して，原子炉圧力高信号で再循環ポンプ（インタ

ーナルポンプ 4台）がトリップし，炉心流量を低下させる。このとき，同時にインタ

ーロックで作動する代替制御棒挿入は失敗を仮定する。再循環ポンプトリップにより，

原子炉出力は低めに抑制される。原子炉圧力が逃がし安全弁の設定値に到達すると断

続的に弁から蒸気が放出され，原子炉圧力の上昇は抑制される。逃がし安全弁が断続

して開動作するため，原子炉から発生した蒸気は格納容器内のプール水へ放出され，

プール水温及び格納容器圧力が上昇する。なお，主蒸気隔離弁の誤閉止により，ター

ビン駆動給水ポンプが停止するが，モータ駆動給水ポンプの自動起動は考慮する（従

来型ＢＷＲでも原子炉出力が厳しくなるように起動を仮定する）。主蒸気隔離弁の閉

止により，給水加熱器への加熱蒸気がなくなるため，給水温度は低下し，炉心入口サ



 
3-5 

 

ブクーリングが大きくなることから原子炉出力は次第に上昇する。これにより燃料は

沸騰遷移状態となり燃料被覆管温度が上昇する。 

一方，制御棒が挿入されないことから，原子炉を未臨界にするために手動操作によ

り，ほう酸水注入系が起動され，負のボロン反応度が徐々に印加されると，原子炉出

力は次第に低下する。  

格納容器のプール水温上昇率は原子炉出力の低下とともに緩やかとなり，残留熱除

去系起動によるサプレッション・プール冷却効果と相まって，事象は収束に向かうこ

とになる。 

 

(4) 注目パラメータの確認 

原子炉停止機能喪失事象に対して適用される判断基準は，以下のとおりである。 

a. 燃料被覆管の温度（1200℃以下） 

b. 燃料被覆管の酸化量（15％以下） 

c. 原子炉冷却材圧力バウンダリにかかる圧力（最高使用圧力の 1.2 倍未満） 

d. 格納容器圧力バウンダリにかかる圧力（限界圧力未満） 

e. 格納容器圧力バウンダリにかかる温度（限界温度未満） 

 

原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止では，原子炉設置変更許可申

請解析に記載した解析結果から，判断基準に対し十分な余裕があり評価指標として燃

料被覆管の温度で代表できると考えられる b.を除く，a. c. d. e.を評価指標として

取り上げる。したがって，本事象では燃料被覆管の温度（以下，「燃料被覆管温度」

と称す），原子炉冷却材圧力バウンダリにかかる圧力（以下，「原子炉圧力」と称す），

格納容器圧力バウンダリにかかる圧力及び温度（以下，「格納容器圧力」及び「格納

容器のプール水温度」と称す）が注目パラメータとなる。このうち，燃料被覆管温度

は，ＲＥＤＹコードでの計算結果を使用して，ＳＣＡＴコードで評価される。 
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2.2 ランクの定義 

本資料の本文「2．有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物理現象の

うちＲＥＤＹコードで評価する事象において考慮すべき物理現象を対象に，表 2-1 の

定義に従って「Ｈ」，「Ｍ」，「Ｌ」，及び「Ｉ」のランクに分類し，「Ｈ」及び「Ｍ」に

分類された物理現象を重要現象として抽出する。 

 

 

表 2-1 ランクの定義 

ランク ランクの定義 本資料での取り扱い 

Ｈ 評価指標及び運転操作に

対する影響が大きいと考

えられる現象 

物理現象に対する不確かさを実験との

比較等により求め，実機評価における評

価指標及び運転操作への影響を評価す

る 

Ｍ 評価指標及び運転操作に

対する影響が中程度と考

えられる現象 

事象推移を模擬する上で一定の役割を

担うが，影響が「Ｈ」に比べて顕著でな

い物理現象であるため，必ずしも不確か

さによる実機評価における評価指標及

び運転操作への影響を評価する必要は

ないが，本資料では，実機評価への影響

を感度解析等により評価するか，「Ｈ」

と同様に評価することとする 

Ｌ 評価指標及び運転操作に

対する影響が小さいと考

えられる現象 

事象推移を模擬するためにモデル化は

必要であるが，評価指標及び運転操作へ

の影響が明らかに小さい物理現象であ

るため，検証／妥当性評価は記載しない 

Ｉ 評価指標及び運転操作に

対し影響を与えないか，

又は重要でない現象 

評価指標及び運転操作へ影響を与えな

いか，又は重要でない物理現象であるた

め，検証／妥当性評価は記載しない 
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2.3 物理現象に対するランク付け 

本資料の本文「2．有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物理現象の

うち，2.1 節で述べた事象進展を踏まえ，2.2 節記載のランクの定義に従い，評価指

標及び運転操作への影響に応じて「Ｈ」及び「Ｍ」に分類することで物理現象の中か

ら重要現象を特定する。この結果を表 2-2 に示す。 

本事故シーケンスでは，事故発生初期の約 5分以内に原子炉圧力，燃料被覆管温度

の順で注目パラメータがピークを迎える。それ以降は，手動起動したほう酸水注入系

による負のボロン反応度効果によって次第に原子炉出力が抑制され，また残留熱除去

系による除熱が行われることから，数十分後に格納容器圧力及び格納容器のプール水

温度はピークを迎え，最終的には事象は収束する。以上より，炉心内挙動を評価する

短時間領域と，格納容器側挙動を評価する長時間領域の二つに時間領域を分割して考

えるものとした。 

原子炉圧力と燃料被覆管温度を支配する物理現象の同定とその重要度評価は，上述

したように一つの短時間領域でまとめている。この理由は燃料被覆管温度が異なる時

間で二度のピークを生じ，かつ一度目の燃料被覆管温度のピークは原子炉圧力のピー

ク時間と前後するためである。本資料では，このランク付けの妥当性を裏付けるため，

短時間領域を時間経過に伴って変化するプラント挙動を考慮した３つのサブ時間領

域に細分割し，このサブ時間領域ごとでの重要現象のランク付けを行っている（添付

４参照）。なお，このサブ時間領域は短時間領域における反応度係数の不確かさ評価

にも適用している(添付５)。 

上記において，ＳＣＡＴコードで評価する燃料被覆管温度に係わる物理現象のラン

クは，ＳＣＡＴコードへのインプット値となる炉心入口流量，出力，炉心圧力，炉心

入口エンタルピに影響を与えるものについて注目して選定している。 
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以下に，物理現象ごとに考え方を示す。 

 

(1) 核分裂出力［炉心（核）］ 

原子炉スクラム失敗を仮定した事象では，ボロンによって原子炉が未臨界になる

まで臨界状態が継続する。すなわち，事象発生後も継続した核分裂出力が原子炉出

力や発生蒸気量に影響を及ぼすため，核分裂出力はどの評価指標に対しても重要度

が高いと考えられる。 

 

(2) 出力分布変化［炉心（核）］ 

再循環ポンプがトリップした後の給水加熱喪失状態では，軸方向出力分布が下方

ピークになることが知られており，注目パラメータに影響を与える可能性がある。

ただし，この場合でも炉心平均ボイド率は増加することになるため，原子炉出力は

低めに推移すると考えられ，燃料被覆管温度（主に，ＳＣＡＴコードのインプット

としての炉心流量，原子炉出力），格納容器圧力及び格納容器のプール水温度の評

価指標に与える影響は，結果を厳しくするものではなく重要度は低いと考えられる。 

 

(3) 反応度フィードバック効果［炉心（核）］ 

（ボイド反応度（減速材密度反応度）とドップラ反応度） 

本事故シーケンスでは，反応度の変化が長時間にわたって原子炉出力や発生蒸気

量に影響を及ぼす。短時間領域では，原子炉スクラム失敗を仮定した事象でも原子

炉圧力の評価指標に対して（ここで選択した原子炉施設では）余裕があり，反応度

フィードバック効果の重要度は低いが，燃料被覆管温度（主に，ＳＣＡＴコードの

インプットとしての原子炉出力）の評価指標に対しての重要度は高いと考えられる。

一方，長時間領域では，低出力状態が継続するものの，格納容器圧力及び格納容器

のプール水温度へ与える影響は後述するボロン反応度が支配的な変化要因となり，

重要度は中程度だと考えられる。 

（ボロン反応度） 

事象収束に必要なほう酸水注入系の起動は，事故発生後約 10 分以降であり，こ

れ以降はボロン反応度の印加が出力の抑制に重要な役割を果たす。したがって，長

時間領域の格納容器圧力及び格納容器のプール水温度の評価指標に与える重要度

が高いと考えられる。 

（その他） 

上述以外に，反応度フィードバック効果として知られている減速材温度反応度は，

起動時のボイド反応度やドップラ反応度の影響がほとんどない状態では考慮する

必要があるが，本事故シーケンスの様な高い出力が継続する事象では評価指標に与

える重要度は低い。なお，遅発中性子生成割合，中性子寿命といったパラメータは
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上記の反応度評価に含まれる。 

 

(4) 制御棒反応度効果［炉心（核）］ 

本事故シーケンスでは，原子炉スクラムに失敗する評価を実施することが目的で

あるため，制御棒反応度や制御棒速度の様な制御棒反応度効果は考慮不要である。 

 

(5) 崩壊熱［炉心（核）］ 

崩壊熱はプラント停止後の事象進展では主要な熱発生源となるが，本事故シーケ

ンスでは高い出力で臨界状態が維持される。このため，崩壊熱が全出力に占める割

合が小さい短時間領域では，評価指標である原子炉圧力や燃料被覆管温度に与える

影響はほとんどない。一方，核分裂出力が急速に低下した後の長時間領域では，変

化の遅い崩壊熱が原子炉全出力に占める割合が大きく，格納容器圧力及び格納容器

のプール水温度の評価指標に与える重要度が中程度になると考えられる。 

 

(6) 三次元効果［炉心（核）］ 

本事故シーケンスでは制御棒反応度や制御棒速度のような制御棒反応度効果を

考慮しないため，事象進展において高出力で低炉心流量状態となった場合，沸騰二

相流における密度波不安定現象（熱水力的要因）とボイド反応度フィードバック効

果（核的要因）が結合して中性子束振動（三次元効果）が生じ，評価指標である燃

料被覆管温度に影響を与える（ＳＣＡＴコードで評価）可能性がある。 

この中性子束振動現象が生じる際には，給水加熱喪失により原子炉出力が上昇す

るが，このときの軸方向出力分布は下方ピークになると，冷却材はより上流側から

沸騰を開始し，炉心平均のボイド率の減少幅を小さめに抑制する。これにより，原

子炉出力の上昇は低めに抑制されることになる。しかしながら，原子炉出力の上昇

と核熱水力不安定事象による中性子束振動が重畳した場合，評価指標である燃料被

覆管温度へ与える影響が大きくなる可能性も考えられる。このため，三次元効果は

燃料被覆管温度変化に対して重要度は中程度になると考えられる。 

時間平均では炉心全体の挙動としての中性子束振動が，原子炉圧力や格納容器圧

力及び格納容器のプール水温度の評価指標に与える影響は，逃がし安全弁開閉によ

る圧力制御と相まって重要度は低いと考えられる。 

なお，ＲＥＤＹコードでは，中性子束振動現象を模擬することが困難であるため，

中性子束振動が局所的な燃料被覆管温度に与える影響に関しては，米国において中

性子束振動の評価実績がある異なる解析コード（ＴＲＡＣコード）による参考解析

結果を参照する（添付７参照）。 
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(7) 燃料棒内温度変化［炉心（燃料）］ 

燃料棒内で発生した熱は，燃料棒表面から熱伝達により冷却材に伝わり蒸気とな

る。燃料棒内の熱移動は，燃料ペレットや被覆管内での熱伝導度，燃料ギャップで

の熱伝達率に影響されるが，燃料棒内の出力分布や物性値はこの事象を通じて大き

く変わることがなく，どの評価指標に与える重要度も低いと考えられる。 

 

(8) 燃料棒表面熱伝達 ［炉心（燃料）］ 

燃料で発生した熱は，燃料棒表面から単相壁面熱伝達や二相壁面熱伝達により冷

却材に伝わり蒸気となる。この速さは，燃料棒表面の熱伝達率にも影響されるが，

原子炉スクラム失敗を仮定した事象では平均炉心で見れば沸騰状態が継続してお

り，熱伝達の速さが評価指標へ与える重要度は低いと考えられる。 

 

(9) 沸騰遷移［炉心（燃料）］ 

沸騰遷移が生じるのは原子炉出力が高く炉心流量が低い短時間領域である。沸騰

遷移が生じるとドライアウトやリウェット現象が起こるが，これらの現象は高出力

燃料バンドルが対象となる局所的な現象であり，プラント全体の挙動としては，ど

の評価指標に対しても主要な現象とはならない。ただし，高出力燃料バンドルにお

ける沸騰遷移現象は，ＳＣＡＴコードで評価している。 

 

(10) 燃料被覆管酸化［炉心（燃料）］ 

(11) 燃料被覆管変形［炉心（燃料）］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止による圧力上昇により原子炉出力が一時的に上昇するが，

早期の再循環ポンプトリップによる出力抑制効果により，プラント全体の平均応答

としてはどの評価指標に対しても影響を与えない。ただし，ＳＣＡＴコードで評価

する燃料被覆管温度に関しては，それぞれ重要度を検討する必要がある。 

 

(12) 沸騰・ボイド率変化［炉心（熱流動）］ 

燃料から冷却材に伝えられる熱により，炉心平均ボイド率が増加するが，一方，

炉心入口サブクーリングの増加やＥＣＣＳの炉心上部への注水等による凝縮が生

じると，炉心平均ボイド率は減少する。炉心平均ボイド率は核熱水力計算に使用さ

れるため，どの評価指標に与える重要度も高いと考えられる。なお，本事故シーケ

ンスでは，ＬＯＣＡとは異なり，炉心は冠水が継続されており，炉心部の二相水位

を考慮する必要はない。 
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(13) 気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

(14) 気液熱非平衡［炉心（熱流動）］ 

これらの物理現象は，ＬＯＣＡにおける炉心内水位低下事象を想定したものであ

り，原子炉スクラム失敗を仮定する事象では炉内保有水は十分に保たれ，炉心は冠

水が維持されることから，どの評価指標に対しても主要な物理現象とはならない。 

 

(15) 圧力損失［炉心（熱流動）］ 

炉心圧力損失が大きい場合，再循環ポンプトリップ時の炉心流量の低下速度が大

きくなり，出力抑制効果に影響する。また，再循環ポンプトリップ後では，炉心圧

力損失は自然循環流量に影響する。よって，本件に関しては(17)に含まれるものと

する。 

 

(16) 三次元効果［炉心（熱流動）］ 

本事故シーケンスでは，制御棒挿入失敗を仮定していることから，高い出力が長

期にわたって継続する。本物理現象は，炉心流量の変化，炉心入口サブクーリング

の変化，ＥＣＣＳによる上部プレナムへの注水等によって，炉内での径方向の燃料

集合体間流量配分が時間を追って変化する現象も指している。しかしながら，プラ

ント全体としての原子炉出力は炉心平均ボイド率の変化でほぼ決まることが，これ

までの多くのＲＥＤＹコードによる実機試験結果の再現解析から確認されており，

さらに，本事故シーケンスでは径方向出力分布の変化は小さく，流量配分による冷

却材流量変化への影響は小さいと考えられるため，どの評価指標に与える重要度も

低いと考えられる。 

また，本事故シーケンスでは，出力が高く炉心流量が低い運転領域を経過する期

間があり，この期間に中性子束振動現象（(6)参照）及び炉心流量の振動現象（高

出力チャンネルでの流量振動現象を含む）が生じる可能性がある。この期間では炉

心流量を支配するのは強制循環力又は自然循環力であり，中性子束振動が炉心流量

の振動現象へ及ぼす影響は小さいと考えられるが，核と熱水力現象は相互に関連す

る事象であることを鑑み，評価指標である燃料被覆管温度に与える重要度を三次元

効果［炉心（核）］と同じ中程度とし，三次元効果［炉心（核）］に含めて検討する。 

 

(17) 冷却材流量変化［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

再循環ポンプトリップにより炉心流量を低下させることで原子炉出力を抑制す

るが，冷却材流量変化の速さ（コーストダウン特性）は原子炉出力の抑制の速さに

影響する。原子炉圧力は評価指標に対して余裕があるため重要度は低いと考えられ

るが，短時間領域での評価指標である燃料被覆管温度（主に，ＳＣＡＴコードのイ

ンプットとしての炉心入口流量変化）に与える重要度は高いと考えられる。 



 
3-12 

 

本事故シーケンスでは，再循環ポンプトリップ後に自然循環状態で高出力状態が

継続する。このため，自然循環流量が原子炉出力変化に与える影響は無視できない。

自然循環状態時に燃料被覆管温度が厳しくなる従来型ＢＷＲプラントの場合（主に，

ＳＣＡＴコードのインプットとしての炉心入口流量，原子炉出力），及び長時間領

域で格納容器圧力及び格納容器のプール水温度の評価指標に与える重要度は高い

と考えられる。 

 

(18) 冷却材放出（臨界流・差圧流）［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

原子炉圧力が逃がし安全弁の設定値に到達すると逃がし安全弁から蒸気が放出

され，圧力上昇を緩和する。短時間領域では，逃がし安全弁から放出される蒸気流

量は，原子炉圧力最大値を左右するものであり，原子炉圧力の評価指標に与える重

要度は中程度と考えられるが，燃料被覆管温度の評価指標に与える重要度は低いと

考えられる。 

一方，長時間領域では，逃がし安全弁から放出される蒸気流量が多いと格納容器

圧力及び格納容器のプール水温度へ与える重要度が高いと考えられるが，これに伴

い原子炉圧力が低下し，早く逃がし安全弁が閉鎖することになることから，総合す

ると重要度は低いと考えられる。 

 

(19) 沸騰・凝縮・ボイド率変化［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

ここで取り扱うべき沸騰・凝縮・ボイド率変化の物理現象は，シュラウド外の状

態である。短時間領域の注目パラメータである原子炉圧力，燃料被覆管温度は炉心

内の出力変動に伴うものであり，また長時間領域の注目パラメータである格納容器

圧力及び格納容器のプール水温度は，原子炉から放出される蒸気量に起因したもの

である。このため本事故シーケンスでは炉心以外の沸騰・凝縮・ボイド率変化は炉

心内の状態変化に直接的な影響はないことから評価指標に与える重要度は低いと

考えられる。 

 

(20) 気液分離（水位変化）・対向流［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

(21) 気液熱非平衡［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

炉心流量変化に影響する要因は，炉心外領域と炉心内領域におけるマスバランス

（圧力バランス）であるため，炉心外領域での気液分離（水位変化）・対向流，気

液熱非平衡が，原子炉出力に与える影響は小さく，どの評価指標に対しても主要な

物理現象とはならない。 
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(22) 圧力損失［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

シュラウド外の圧力損失は，(15)の炉心圧力損失と同様に，再循環ポンプトリッ

プ時の流量変化速度，トリップ後の自然循環流量に影響する。よって，本件に関し

ては，(17)で考慮する。 

 

(23) 構造材との熱伝達［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

原子炉スクラム失敗を仮定しているため，原子炉出力はほう酸水注入によって抑

制されるまで高い値を維持する。このため，原子炉ドーム部を含むシュラウド外領

域の構造材と冷却材間との熱伝達は，どの評価指標に対しても主要な物理現象とは

ならない。 

 

(24) ＥＣＣＳ注水（給水系・代替注水設備含む）［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

本事故シーケンスでは，給水ポンプの停止や予備給水ポンプ等も考慮しており，

これらは炉心入口サブクーリングの変化に起因した炉内ボイドの変化，原子炉水位

の変化に起因した炉心流量の変化となって原子炉出力に影響を及ぼす。また，原子

炉水位低下等によりＥＣＣＳの起動を想定しているため，ＥＣＣＳの注水量は原子

炉水位の上昇及び炉心流量の変化に影響する。また，主蒸気隔離弁が誤閉止して給

水加熱器への加熱蒸気が遮断されると，給水温度が低下して原子炉出力上昇につな

がる。 

短時間領域での原子炉圧力の評価指標への影響はないと考えられるが，燃料被覆

管温度（主に，ＳＣＡＴコードのインプットとしての炉心入口エンタルピ）及び，

長時間領域での格納容器圧力及び格納容器のプール水温度の評価指標に与える重

要度は高いと考えられる。 

 

(25) ほう酸水の拡散［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

過去のほう酸水の拡散に係わる試験により得られている知見から，上部プレナム

部から注入されるほう酸水は，炉心流量が小さい場合は一度炉心周辺部を下降した

後に炉心に戻るルートを通って拡散する。炉心流量が増加してくると，上記に加え，

上部プレナム部から注入されたほう酸水が炉心に直接入ることなく，一度シュラウ

ド外を循環し混合されてから，下方から炉心に入るほう酸水の割合が増えてくる。

炉心流量がさらに増加すると全量が炉心流量と共に一度上昇し，シュラウド外を循

環し混合されてからダウンカマを下降し下方から炉心に入る。なお，ほう酸水が下

部プレナムから注入される従来型ＢＷＲプラントの場合は，炉心流量に係らず，常

に下方から炉心に入る。原子炉スクラム失敗を仮定した事象では，長期的な事象収

束にはほう酸水注入系の起動による炉心内のほう酸水拡散，これによるボロン反応

度による出力抑制は重要な現象である。したがって，長時間領域の格納容器圧力及
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び格納容器のプール水温度の評価指標に与える重要度は高いと考えられる。 

なお，ＲＥＤＹコードでは，三次元的な炉心挙動は模擬出来ないが，試験結果を

反映したモデルにしていることで，物理現象に対応している。 

 

(26) 三次元効果［原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）］ 

本物理現象は，炉心以外の領域における周方向流量配分を意味しているが，シュ

ラウド外での周方向流量分布，下部プレナムでの周方向流量分布とも，原子炉内の

構造物の配置や，給水スパージャ等の構造からして，重要な物理現象とはならない。 

 

(27) 冷却材放出［原子炉格納容器］ 

本物理現象自体は，格納容器側から見た逃がし安全弁から放出される蒸気に係わ

る事象であり，原子炉から見た(18)と同じものである。 

 

(28) 格納容器各領域間の流動［原子炉格納容器］ 

逃がし安全弁から格納容器のプール水に断続的に蒸気が放出される場合でも，格

納容器内の空間部の温度は，保守的に常にプール水温度と同じになると仮定するこ

とで，格納容器各領域間の流動は，長時間領域の評価を行う上で重要現象とはなら

ない。 

 

(29) サプレッション・プール冷却［原子炉格納容器］ 

本物理現象が短時間領域で評価指標に与える影響はないが，原子炉圧力が逃がし

安全弁の設定値に達すると，逃がし安全弁から格納容器のプール水へ蒸気が放出さ

れ，格納容器圧力及び格納容器のプール水温度が上昇することになる。残留熱除去

系（ＲＨＲ）がこの熱を除去することでこれらの上昇は抑制されるものの，長時間

領域の格納容器圧力及び格納容器のプール水温度の評価指標に与える重要度は高

いと考えられる。 

 

(30) 気液界面の熱伝達［原子炉格納容器］ 

逃がし安全弁から格納容器のプール水に断続的に蒸気が放出される場合でも，格

納容器内の空間部の温度は保守的に常にプール水温度と同じになると仮定するこ

とで，気液界面の熱伝達は，長時間領域の評価を行う上で重要現象とはならない。 

 

(31) 構造材との熱伝達及び内部熱伝導［原子炉格納容器］ 

長時間領域の評価指標である格納容器圧力及び格納容器のプール水温度を厳し

めに評価するためには，これらの物理現象は考慮しない方が保守的である。 
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(32) スプレイ冷却［原子炉格納容器］ 

本事故シーケンスでは，評価指標である格納容器圧力及び格納容器のプール水温

度を厳しめに評価するために，スプレイ冷却は考慮していない。 

 

(33) 放射線水分解等による水素・酸素発生［原子炉格納容器］ 

本事故シーケンスでは，原子炉が冠水維持されていることから放射線水分解等に

よる水素・酸素発生は重要な物理現象とはならない。 

 

(34) 格納容器ベント［原子炉格納容器］ 

本事故シーケンスでは，長時間領域の評価指標である格納容器圧力及び格納容器

のプール水温度を厳しめに評価するために，格納容器ベントは考慮していない。 
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表 2-2 炉心損傷防止対策の有効性評価における重要現象のランク 

*1 No.17 で評価 *2 No.18 と同一物理現象 *3 事故シーケンスグループに対して抽出されたも

のであるが，ＳＣＡＴコードで評価する物理事象であり，ここでは参考記載。 

*4 ＳＣＡＴコードで評価する場合に，ＲＥＤＹコードの結果を引き継ぐ。 

*5 三次元効果の模擬はＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコード体系では困難であるため，米国において中性

子束振動の評価実績のあるＴＲＡＣコードを使用して参考的に解析して参照する。 

 事故シーケンスグループ 原子炉停止機能喪失 

短時間領域 長時間領域 

分類 評価指標 

物理現象 

原子炉

圧力 

燃料被覆管温度 格納容

器圧力 

格納容器のプ

ール水温度 REDY SCAT＊3 

炉心 

(核) 

1 核分裂出力 Ｈ Ｈ (Ｈ)＊4 Ｈ 

2 出力分布変化 Ｉ Ｌ Ｈ Ｌ 

3 
反応度フィードバック効果 

【ボイド・ドップラ / ボロン】 
Ｌ／Ｉ Ｈ／Ｉ (Ｈ)＊4 Ｍ／Ｈ 

4 制御棒反応度効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

5 崩壊熱 Ｉ Ｉ (I)＊4 Ｍ 

6 三次元効果 Ｌ Ｍ＊5 Ｍ＊5 Ｌ 

炉心 

(燃料) 

７ 燃料棒内温度変化 Ｌ Ｌ Ｈ Ｌ 

8 燃料棒表面熱伝達 Ｌ Ｌ Ｈ Ｌ 

9 沸騰遷移 Ｉ Ｉ Ｈ Ｉ 

10 燃料被覆管酸化 Ｉ Ｉ Ｌ Ｉ 

11 燃料被覆管変形 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

炉心 

(熱流動) 

12 沸騰・ボイド率変化 Ｈ Ｈ Ｌ Ｈ 

13 気液分離（水位変化）・対向流 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

14 気液熱非平衡 Ｉ Ｉ Ｍ Ｉ 

15 圧力損失 *1 *1 (Ｌ)＊4 *1 

16 三次元効果 Ｌ Ｍ＊5 Ｍ＊5 Ｌ 

原子炉圧

力容器 

(逃がし

安全弁含

む) 

17 冷却材流量変化 Ｌ Ｈ (Ｈ)＊4 Ｈ 

18 冷却材放出(臨界流・差圧流) Ｍ Ｌ (Ｌ)＊4 Ｌ 

19 沸騰・凝縮・ボイド率変化 Ｌ Ｌ Ｉ Ｌ 

20 気液分離(水位変化)・対向流 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

21 気液熱非平衡 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

22 圧力損失 *1 *1 Ｉ *1 

23 構造材との熱伝達 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

24 
ＥＣＣＳ注水 

(給水系・代替注水設備含む) 
Ｉ Ｈ (Ｈ)＊４ Ｈ 

25 ほう酸水の拡散 Ｉ Ｉ Ｉ Ｈ 

26 三次元効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

原子炉格

納容器 

27 冷却材放出 *2 *2 *2 *2 

28 格納容器各領域間の流動 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

29 サプレッション・プール冷却 Ｉ Ｉ Ｉ Ｈ 

30 気液界面の熱伝達 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

31 構造材との熱伝達及び内部熱伝導 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

32 スプレイ冷却 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

33 放射線水分解等による水素・酸素発生 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

34 格納容器ベント Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 
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3. 解析モデルについて 

3.1 コード概要 

ＲＥＤＹコードは，制御棒の異常な引き抜きを除く運転時の異常な過渡変化解析及

び冷却材流量の喪失の事故解析を評価するコードである。炉心，原子炉圧力容器，圧

力容器内部構造物，原子炉冷却材再循環系，主蒸気管，タービン系，格納容器等プラ

ント全体を模擬している。炉心核特性は 6 群の遅発中性子を考慮した一点近似動特性

方程式を適用し，中性子エネルギは 1群としている。反応度モデルには制御棒，ボイ

ド，ドップラ，スクラム，ボロンの各反応度を考慮している。また，燃料棒の熱的動

特性及び冷却材の熱水力的挙動を計算する。制御系としては，圧力制御系，給水制御

系，再循環流量制御系を模擬し，また，安全保護系も模擬している。 

本コードの入力は，原子炉出力，炉心流量等の初期条件，原子炉，主蒸気管等のデ

ータ，核データ，燃料棒データ，格納容器データ，各種制御系データ等であり，出力

として，原子炉出力，原子炉圧力，炉心流量，原子炉水位，格納容器圧力，格納容器

のプール水温度等の時間変化が求められる。 

 

  



 
3-18 

 

3.2 重要現象に対する解析モデル 

2 章において重要現象に分類された物理現象について，その物理現象を評価するた

めに必要となる解析モデルを表 3-1 に示す。 

 

表 3-1 重要現象に対する解析モデル 

(注 1) 重要現象の欄で，(*1)をつけた現象は，2章でどの評価指標に対してもランクＬ

とされた現象，又は他の現象に含むとした現象である。ここでは，見易さを考え

て参考までに再掲している。 

(注 2) 必要な解析モデルの欄で，(*2)をつけたモデルは原子炉停止機能喪失事象のため

に拡充されたモデル，(*3)をつけたモデルは，現行の設置許可申請解析では特

に必要とされなかったモデルである。  

分類 重要現象 必要な解析モデル 

炉心 

(核) 

核分裂出力 核特性モデル 

出力分布変化(*1) 核特性モデル 

反応度フィードバック効果 反応度モデル(*2) 

崩壊熱 崩壊熱モデル(*2) 

 

炉心 

(燃料) 

燃料棒内温度変化(*1) 燃料棒モデル 

 燃料棒表面熱伝達(*1) 

炉心 

(熱流動) 

沸騰・ボイド率変化 炉心ボイドモデル 

 
圧力損失(*1) 

原子炉圧力容器 

(逃がし安全弁含む) 

冷却材流量変化 再循環系モデル 

冷却材放出(臨界流・差圧流) 逃がし安全弁モデル 

沸騰・凝縮・ボイド率変化(*1) 再循環系モデル 

圧力損失(*1) 

ＥＣＣＳ注水 

(給水系・代替注水設備含む) 

給水系モデル 

ほう酸水の拡散 ほう酸水拡散モデル(*3) 

原子炉格納容器 冷却材放出 逃がし安全弁モデル 

サプレッション・プール冷却 格納容器モデル(*3) 
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3.3 解析モデル（01）（02）（03） 

ＲＥＤＹコードは，3.2 節で述べた重要現象を評価するための解析モデルを有して

おり，妥当な数値解法をもつことはこれまでの実機プラントの起動試験などでも確認

され，従来の設置許可申請にも適用されている設計解析コードである。 

各モデルの説明を以下に示す。なお，ここで説明している解析モデルは，表 3-1 に

示した重要現象に分類された物理現象を評価するための解析モデルと，新適用モデル

を中心に記述している。 

 

 

(1) プラント動特性コード解析モデル（全体） 

図 3-1 に，プラント動特性コード解析モデルの全体図を示す。 
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図 3-1 プラント動特性コード解析モデル（ＡＢＷＲ） 
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(2) 核特性モデル 

一点近似動特性モデルを用いて，中性子動特性挙動を評価する。 

入力として「(3) 反応度モデル」から得られる各種反応度を用いる。 

a. 中性子エネルギは 1 群とする。 

b. 中性子束は時間と空間で変数分離可能であり，中性子束の空間分布は一定であ

る。 

c. 反応度フィードバックは，平均出力の代表燃料チャンネルに基づいて計算する。 

 

一点近似動特性モデルは次の式で表される。 

  

 

 ：中性子数 

 ：反応度 

 ：全遅発中性子割合 

 ：各遅発中性子先行核崩壊定数 

 ：各遅発中性子先行核密度 

 ：各遅発中性子割合 

 ：即発中性子生成時間 

ここで 

β
τ

∗

= l

0 ， 
β

δ
⊿ k

Nk = ， 
β

βi
if = ， i0i Cy τ=   

とおき，前述の式に代入すると，ＲＥＤＹコードでモデル化している次式が得られる。 

∑
=

+−=
6

1i
iiN0 yn)1k(

dt

dn
λ⊿τ   

)6,2,1i(   ynf
dt

dy
iii

i
L=−= λ   

 

0τ ：即発中性子炉周期 

Nk⊿  ：正味の反応度（反応度総和） 

if  ：全遅発中性子割合に対する各遅発中性子割合 

iy  ：遅発中性子群 
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(3) 反応度モデル 

5 つの種類の反応度（制御棒反応度，ボイド反応度，ドップラ反応度，スクラム反

応度，ボロン反応度）が，「(2) 核特性モデル」で示した動特性方程式の入力となる。 

制御棒反応度，スクラム反応度は外部入力として与えられる。ボイド反応度は「(6) 

炉心ボイドモデル」より得られる炉心平均ボイド率の関数として，ドップラ反応度は

「(5) 燃料棒モデル」より得られる燃料平均温度の関数としてテーブルで与えられる。

ボロン反応度は，「(12) ほう酸水拡散モデル」より得られる。 

正味の反応度 NK⊿ は次式で表される。 

 

BSDVRN KKKKKK ⊿⊿⊿⊿⊿⊿ −−−−=  

 

RK⊿  ：制御棒反応度 

VK⊿  ：ボイド反応度 

DK⊿  ：ドップラ反応度 

SK⊿  ：スクラム反応度 

BK⊿  ：ボロン反応度 
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(4) 崩壊熱モデル 

原子炉出力の全てが核分裂によって直接生じるわけではない。出力の約 94％は核

分裂から直接生じるが，残りの約 6％は燃料内に生成された放射性分裂生成物の崩壊

によるものである。原子炉の全出力はｊ群の崩壊熱を仮定すると次式で表わされる。 

n
1ST

K
K1n

j

1i di

di
j

1i
dif









+
+







−= ∑∑

==

 

fn  ：原子炉全出力 

diK  ：崩壊熱生成割合（i群） 

diT  ：崩壊熱等価時定数（i 群） 

n  ：核分裂出力，中性子個数 

 

 

図 3-2 に 11 群及び 4 群モデルの時間変化を ANSI/ANS-5.1-1979 で表した曲線と比

較して示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

ANSI/ANS-5.1-1979 で表した曲線 

11 群モデル 

4 群モデル 

 図 3-2 崩壊熱特性の比較 

時間(秒) 



 
 

 

(5) 燃料棒

原子炉内

円状

流束

考慮

得られる

a.

b.

c.

d.

e.

f.

 

 

 

 

燃料棒モデル

原子炉内の

円状に分割し

流束を計算する

考慮）は，「(2)

られる崩壊熱

a. 燃料ペレット

b. 温度分布

c. 燃料の熱伝導度

d. 燃料の密度及

e. 各ノードの

f. 被覆管での

 

モデル 

の平均的な燃料棒

し，それぞれのノードに

する。入力としての

(2) 核特性モデル

崩壊熱により算出

ペレット 4ノード

温度分布の空間依存性

熱伝導度はノードの

密度及び比熱

ノードの温度はそのノードについて

での熱発生は

 

燃料棒で代表

それぞれのノードに

としての生成熱

モデル」より

算出している

ノード，被覆管

空間依存性は半径方向

はノードの平均温度

比熱は温度によらず

はそのノードについて

は無視する。

  

図 3-3
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代表させ，図 3-

それぞれのノードに熱伝導方程式

生成熱（核分裂

より得られる中性子束

している。 

被覆管 1ノード，

半径方向のみとする

平均温度の関数

によらず一定とする

はそのノードについて体積平均

。 

 

3 燃料棒モデル

-3 に示すようにその

熱伝導方程式を適用して

核分裂による即発分

中性子束と，

，ギャップ部

のみとする。 

関数とし，ノード

とする。 

体積平均したものとする

モデル 

すようにその燃料棒表面

して，燃料温度

即発分と崩壊熱

，「(4) 崩壊熱

部 1ノードとする

ノード内では一定

したものとする。

燃料棒表面を

燃料温度，平均表面熱

崩壊熱による遅発分

崩壊熱モデル」

ノードとする。 

一定とする。

。 

を同心

平均表面熱

遅発分を

」より

。 
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ここで，燃料棒中心 hR (=0)で，径方向の温度 T の変化は，以下の式で与えられ， 

0
r
T

hRr

=
∂
∂

=

  

となる。 

燃料棒と被覆管のギャップ間の熱流束 Gq は，燃料ギャップ実効面積 gA ，燃料ギャ

ップコンダクタンス gh ，ペレット表面の温度 f0T と被覆管内面の温度 CiT の温度から， 

)T(ThA= Cif0ggG −q   

となる。 

被覆管と冷却材の境界で，燃料棒被覆管熱伝導率 CLK ，燃料表面平均熱伝達率 Bh ，

燃料棒被覆管外側表面温度 C0T ，炉心の飽和温度 B1T とすると， 

)T(Th)
r

T
K( B1C0BRrCL r

−=
∂
∂− =   

となる。 

なお，ｉ番目のノードにおける熱収支は次のようになる。 

( ) ( ) ( )iii
i

pfif t
T

CV 発生熱量流出熱量流入熱量 +−=
∂

∂ρ   

燃料棒内での熱輸送は，熱伝導が支配的であるため，q/ ｒA はフーリエの法則で表

せる。 

r

T
KAq

r

T
K=

A

q
r

r ∂
∂−=

∂
∂− 又は　   

 

r  ：径方向長さ 

q  ：単位時間当たりの通過熱量 

Ｋ ：熱伝導率 

Ａr ：燃料棒表面積 

Ｔ ：温度 

iV  ：各ノードの体積 

fρ  ：燃料棒密度 

pfC  ：燃料棒比熱 
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(6) 炉心ボイドモデル 

炉心部はサブクール領域と飽和領域に分けて質量及びエネルギバランスを解き，炉

心出口クオリティ，炉心部圧力の変化を求める。 

入力としては「(5) 燃料棒モデル」から得られる熱量，「(9) 再循環系モデル」等

から得られる炉心流量，炉心入口エンタルピを用いる。 

a. 飽和水，飽和蒸気は熱平衡状態にあるとする。 

b. サブクール領域の流体の圧縮性は無視する。 

c. 炉心バイパス流（チャンネルボックス外を流れる冷却水）は炉心入口でエンタ

ルピを保ったまま出口に達するものとする。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

 

上記モデルから得られる炉心出口クオリティを基に，過渡状態の炉心平均ボイド率

を求める。 

a. ボイドモデルは炉心を一点に近似した集中定数モデルとする。 

b. 定常状態の炉心平均ボイド率αを出口クオリティ等の関数として求める。 

c. 過渡変動に伴う炉心平均ボイド率は，炉心流量ｍの変化を考慮した補正後のボ

イド率（α ′）として次式で求める。 

α’＝α-(A＋Bｍ＋Cｍ2)  （A，B，C は定数） 

さらに,これに二次遅れ伝達関数で模擬しボイド率（α ′′ ）とする。 

d. 炉心圧力変化を考慮する。 

 

  

 

図 3-4 炉心部モデル図 
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(7) 蒸気ドーム部モデル 

ベッセル圧力ノードについてのセパレータ流量，キャリアンダ流量を考慮して質量

及びエネルギバランスを解いてその圧力変化を求め，ドーム部圧力と主蒸気管圧力か

ら主蒸気流量を計算する。 

入力として「(11) 給水系モデル」からの給水流量，また気水分離器モデルからセ

パレータ流量，キャリアンダ流量を用いる。 

a. 給水とバルク水の混合には時間遅れはないものとする。 

b. バルク領域の液体は圧力が上昇過程にあり，キャリアンダ質量が零のときを除

いて飽和状態にあるものとする。 

c. 気水分離器内の液体は常に飽和状態にあるものとする。 

 

 

  

出口クオリティ(PU) 

定常状態の炉心ボイド率 過渡状態の炉心ボイド率 

G(s)は炉心沸騰部ボイ

ドスイープ時間に依存

する二次遅れ伝達関数 

炉心流量変化

を考慮 

 

 

ボ 

イ 

ド 

率 

（％） 
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(8) 主蒸気管モデル 

主蒸気管部のベッセル出口から主蒸気隔離弁までと，主蒸気隔離弁から主蒸気加減

弁までの 2ノードに分割する。主蒸気管内では蒸発，凝縮のいずれも生じないと仮定

して質量及び体積バランスを解き，各ノードの圧力変化を求める。入力として「(7) 蒸

気ドーム部モデル」で得られる主蒸気流量，圧力制御系モデルから得られるタービン

バイパス弁開度や主蒸気加減弁開度を用い，また，主蒸気隔離弁が閉止する場合は主

蒸気隔離弁閉止特性を外部入力として与える。 

a. 逃がし安全弁（逃がし弁機能）は設定圧に達すると開放し始める。 

b. 主蒸気加減弁及びタービンバイパス弁は圧力制御系モデルで制御される。 

 

ここで，逃がし安全弁が設置されている主蒸気管部の圧力の変化率を表わす式は，

主蒸気管中では凝縮も蒸発も起こらないと仮定したときの質量と体積バランスの式

から得られ，主蒸気隔離弁流量は弁開度変化に伴う時間関数で与えられる。なお，逃

がし安全弁流量は「(10) 逃がし安全弁(逃がし弁機能)モデル」から求められる。 

)mm(m
d

dP

V

1
PP ISORV13

gRLI

2RL −−−=
••

ρ
  

PRL ：主蒸気管圧力 

P2 ：原子炉ドーム圧力 

VLI ：主蒸気管体積 

ρgR ：密度 

m13 ：原子炉出口流量 

mRV ：逃がし安全弁（逃がし弁機能）流量 

mISO ：主蒸気隔離弁流量 

主蒸気加減弁 

図 3-5 主蒸気管モデル 
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(9) 再循環系モデル 

ダウンカマ，下部プレナム，再循環ポンプ，炉心部，セパレータ等原子炉一巡の圧

力損失係数，再循環ポンプ吐出圧力，シュラウド内外のヘッド差及び慣性に従って再

循環流量を計算する。また，ポンプ慣性とトルクよりポンプの運動方程式を解き，ポ

ンプ回転速度を計算する。再循環流量とポンプ回転速度は，ポンプ流量に依存する吐

出圧特性及び負荷トルク特性を通じて相互に関連する。また，再循環ポンプの回転速

度は，再循環流量制御系モデルから得られる速度要求信号が本モデルのインプットと

なる。 
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(10) 逃がし安全弁（逃がし弁機能）モデル 

逃がし安全弁は圧力容器内の圧力が設定点を超えた時に作動し，炉内圧力が高くな

ることを防ぐ。その位置は主蒸気隔離弁よりも原子炉側に位置する。逃がし安全弁は，

開く圧力と再び閉じる圧力とは異なる。代表的な逃がし安全弁特性を図 3-6 に示す。 

定格の逃がし安全弁容量（逃がし弁機能動作時）の合計 RCm は，初期圧における

個々の逃がし安全弁容量から得られる。 

 

∑=
i

RL,0RVRViRC )(PCNm  （全ての開いている設定圧グループの総和） 

 

弁を流れる蒸気流量は次式で表わされる。 

 

RVRURCRU )/m(mm τ－=
•

 









=

•

上記以外のとき

き

　　　：　　　

　：

0

  0  ＜P   P  ＞ P P  ＞P)
P

P
(m

m
のとかつか、 RLRRiRLRSiRL

RL,0

RL
RU

RV
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-6 逃がし安全弁開度特性 
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RCm  ：逃がし安全弁流量  

RVN  ：逃がし安全弁（逃がし弁機能）個数 

)(PC RL,0RV
 ：圧力

RL,0P における個々の逃がし安全弁容量（逃がし弁機能） 

RUm  ：補正前の逃がし安全弁流量  

RVτ  ：逃がし安全弁時定数  

RVm  ：補正後の逃がし安全弁流量  

RLP  ：主蒸気管ノード１圧力  

RL,0P  ：主蒸気管ノード１初期圧力  

RSiP  ：各逃がし安全弁吹出し圧力  

RRiP  ：各逃がし安全弁吹止まり圧力  
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(11) 給水系モデル 

給水流量は図 3-7 に示すように，給水制御系と給水ポンプを模擬し，原子炉水位，

主蒸気流量及び給水流量の三要素の変化から求める。給水エンタルピは，「(8) 主蒸

気管モデル」から得られる主蒸気流量の変化から遅れ要素を考慮して図 3-8 のよう

に求める方法と，ヒートバランスによる給復水系各部の給水エンタルピと配管体積

及び給水流量から算出し，一次遅れを考慮して図 3-9 に示す方法のいずれかを選択

できる。主蒸気流量の遮断時には，どちらも給水エンタルピの低下を一次遅れと輸

送遅れで模擬している点では同等であるが，図 3-8 のモデルでは給水加熱器を一つ

で模擬し，図 3-9 のモデルでは多段で模擬している点が異なる。 

また，ＥＣＣＳはインターロックに従って設計流量が原子炉に注水され，そのエ

ンタルピは，注入源が復水貯蔵タンクの場合は復水貯蔵タンク水温に基づくエンタ

ルピ，格納容器のプール水の場合は「(13) 格納容器モデル」のエンタルピとなる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-8 給水エンタルピモデル（１） 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-7 給水系モデル 

 

図 3-9 給水エンタルピモデル（２） 

原子炉へ 
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(12) ほう酸水拡散モデル 

ＡＢＷＲでは，ほう酸水は，ほう酸水貯蔵タンクからほう酸水注入系配管とＨＰＣ

Ｆ配管を経由して，ＨＰＣＦスパージャから炉心上部に注入される。一方，従来型Ｂ

ＷＲでは，ほう酸水は，ほう酸水貯蔵タンクから配管を経由してスタンドパイプから

炉心下部に注入される。 

これらのモデルでは次の仮定を設ける。 

a. 起動判定遅れ時間，配管でのほう酸水の輸送遅れ時間を考慮する。 

b. ボロン反応度は，有効炉心（有効燃料下端から上端まで）の単位体積あたりに

存在するボロンの重量（炉心内ボロン濃度）に比例する。 

c. 炉心に到達するほう酸水は，炉心上部に注入されるＡＢＷＲでは炉心流量には

依存せず，時間の一次関数で増加するものとする。一方炉心下部に注入される

従来型ＢＷＲでは炉心流量依存（ミキシング効率）で変わるものとし，これを

図 3-10 に示す。 

 

ボロンが炉心下部に到達した後の炉心内のボロン反応度は次式で表わされる。 









×

−

−∫
hotB

hotB6

0C

C

mass0

t

0 BB

B C

K ⊿
10

K M

dt(t)m
=(t)K

ρ
ρη

⊿  

なお， 6

0C

C

mass0

t

0 BB
10

K M

dt(t)m

ρ
ρη

×∫
 が炉心のボロン濃度 BC である。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図3-10 ボロンミキシング効率（従来型ＢＷＲ） 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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BK⊿  ：ボロン反応度 

Bm  ：下部プレナムに注入されるボロン流量 

Bη  ：下部プレナムでのボロンミキシング効率 

 0 M  ：初期冷却材合計量 

Cρ  ：炉心内冷却材の平均密度 

0Cρ  ：初期炉心内冷却材の密度 

massK  ：原子炉水位変化を考慮した冷却材量の変化比 

      （主蒸気管や逃がし安全弁から蒸気が流出することにより，初期 

冷却材合計量 0M が時間を追って変化することを考慮した無次

元ファクタであり，ボロンが濃縮・希釈される影響を表す） 

hot-Bk⊿  ：初期状態から高温停止までに必要なボロン反応度の合計 

hot-BC  ：高温停止を達成するために必要なボロン濃度 

BC  ：炉心内ボロン濃度 
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(13) 格納容器モデル 

図 3-11 に格納容器モデルを示す。ここでは以下のことを仮定する。 

ドライウェル（Ｄ／Ｗ）とウェットウェル（Ｗ／Ｗ）（サプレッション・プール（Ｓ

／Ｐ）含む）は，空間的に一体と仮定する。これは，本モデルが原子炉スクラム失敗

を仮定した事象の解析で使用されることを前提としており，原子炉スクラム失敗を仮

定した事象の場合，原子炉の圧力上昇によって開いた逃がし安全弁から，蒸気がＳ／

Ｐの水中に放出されＷ／Ｗの圧力がＤ／Ｗの圧力上昇に先行し，真空破壊装置が早期

に開き，開いたままになるためである。 

a. 格納容器からの放熱による熱喪失は保守的に考慮しない。 

b. 格納容器内の空間部の温度は，保守的に常にプール水温度と同じとする。 

c. 格納容器内の空間部は，保守的に常に水蒸気で飽和しているものとする。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

従来型ＢＷＲの例            ＡＢＷＲ 

 

 

格納容器の質量バランスとエネルギバランスは次の式のようになる。 

 

HPCIGRCICGSVRVsp mmmmM +++=&  

( )HPCFHPCIHPCSRCIC mmmm +++−  (1) 

 

( ) HPCIGHPCIGRCICGRCICGg2SVRVsp hmhmh mmE +++=&  

( ) ( )coolspexpoolHPCFHPCIHPCSRCIC TTQh mmmm −−+++−  (2) 

 

図 3-11 格納容器モデル 

 

ウェットウェル 
(W/W) 

⊿Lsp 

Tsp 
Msp 

Asp 

Pcont 

∑ =Vcont,v 

ベント管 

真空破壊装置 

(D/W) 

ドライウェル 

ウェットウェル 
(W/W) 

ベント管 

真空破壊装置 

(D/W) 
ドライウェル 
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格納容器圧力 contP は，ガスと蒸気の分圧の合計に等しいので 

scont,acont,cont PPP +=  (3) 

ここでガスの分圧はボイルシャルルの法則から 

( ) vcont,spmacont, /V273TRnP +=  (4) 

で計算できる。 

s,contP は， 

( ) CMET spspsp //=  (5) 

であるので，仮定b.から，
scont,P は次式のように求まる。 

( )sp1scont, TfP =  :蒸気表より (6) 

よって，(3)，(4)，(6)から，格納容器圧力 contP が求まる。 

 

なお，格納容器モデルはＲＥＤＹコードの一部として組み込んでいる。この理由は

次の通りである。 

原子炉スクラム失敗を仮定した本事故シーケンスでは，逃がし安全弁から放出され

た蒸気は格納容器のプール水中に放出され，これを受けてプール水のエンタルピは次

第に大きくなる。一方，残留熱除去系によるプール水の除熱はプール水のエンタルピ

上昇を抑制し，ボロンの反応度抑制が支配的になってからはプール水のエンタルピを

低下させる。 

本事故シーケンスでは，この格納容器のプール水がＥＣＣＳにより原子炉に注入さ

れ，炉内水の温度低下に寄与することから，この様な炉内保有水と格納容器のプール

水とが連携して巡回する物理現象を解く必要があった。  
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spM  ：Ｓ／Ｐ保有水量 

RVm  ：逃がし弁流量 

SVm  ：安全弁流量 

RCICGm  ：Ｓ／Ｐに排出されるＲＣＩＣタービン排気流量 

HPCIGm  ：Ｓ／Ｐに排出されるＨＰＣＩタービン排気流量 

RCICm  ：ＲＣＩＣ流量 

HPCSm  ：ＨＰＣＳ流量 

HPCIm  ：ＨＰＣＩ流量 

HPCFm  ：ＨＰＣＦ流量 

spE  ：格納容器内の水と蒸気の保有エネルギ 

g2h  ：逃がし安全弁から排出される蒸気エンタルピ 

HPCIGh  ：Ｓ／Ｐに排出されるＨＰＣＩタービン排気エンタルピ 

RCICGh  ：Ｓ／Ｐに排出されるＲＣＩＣタービン排気エンタルピ 

poolh  ：Ｓ／Ｐ水エンタルピ 

exQ  ：ＲＨＲ等の熱除去割合 

spT  ：Ｓ／Ｐ水温度 

coolT  ：ＲＨＲ熱交換後の二次側温度 

contP  ：格納容器圧力 

acont,P  ：格納容器圧力 空気分圧 

scont,P  ：格納容器圧力 蒸気分圧 

C  ：Ｓ／Ｐ水の比熱 

mn  ：モル数 

R  ：気体定数 

vcont,V  ：格納容器の空間体積（Ｓ／Ｐの水が占める部分を除く） 
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3.4 入出力 

ＲＥＤＹコードの主要な入出力パラメータを図 3-12 に示す。ＲＥＤＹコードのイ

ンプットデータは以下のとおり構成される。 

 

(1) 前処理コードからＲＥＤＹコードへのインプット 

（核データ） 

① ボイド反応度 

② ドップラ反応度 

③ ボロン反応度 

④ その他の動特性パラメータ 

（燃料物性データ） 

① 炉心平均ギャップ熱伝達係数 

（熱水力データ） 

① 炉心圧損係数 

② ボイドマップ 

 

(2) 前処理コードを用いないインプット 

(原子炉幾何形状) 

① 原子炉，原子炉内部構造物，主蒸気管等の寸法 

(炉心仕様) 

② 燃料棒に関するデータ（外径，内径，熱伝導度，比熱等） 

③ 出力分布，蒸気表等の熱水力関係データ 

(機器・設備仕様) 

④ 各種の弁の特性 

⑤ 再循環ポンプ等のデータ 

⑥ ほう酸水注入系に関するデータ 

(制御系仕様) 

⑦ 各種の制御系に関するデータ 

(格納容器形状) 

⑧ Ｓ／Ｐ水温度，Ｄ／Ｗ空間容積等の格納容器に関するデータ 

(初期運転条件) 

⑨ 運転条件データ（原子炉出力，主蒸気流量，炉心流量，原子炉圧力等） 

(外乱条件) 

⑩ 外乱条件（過渡変化起因条件等） 
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(3)ＲＥＤＹコードのアウトプットその１ 

プラント動特性解析を実施し，以下のアウトプットデータを得る。 

① 中性子束 

② 平均表面熱流束 

③ 主蒸気流量 

④ タービン蒸気流量 

⑤ 給水流量 

⑥ 炉心流量 

⑦ 再循環ポンプ流量 

⑧ 原子炉圧力 

⑨ 原子炉水位 

⑩ 逃がし安全弁流量 

⑪ タービンバイパス弁流量 

⑫ 炉心入口エンタルピ 

⑬ 炉心平均ボイド率 

⑭ 格納容器圧力 

⑮ 格納容器のプール水温度 

 

(4)ＲＥＤＹコードのアウトプットその２ 

ＳＣＡＴコードへ以下のデータを渡すことにより，燃料被覆管温度評価を実施する。 

① 炉心入口流量 

② 出力 

③ 炉心圧力 

④ 炉心入口エンタルピ 
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図 3-12 ＲＥＤＹコードの主要な入出力 

 

ＲＥＤＹ 

プラント動特性解析 

 

(原子炉幾何形状) 

(炉心仕様) 

(機器・設備仕様) 

(制御系仕様) 

(格納容器形状) 

(初期運転条件) 

(外乱条件) 
①炉心入口流量 

②出力 

③炉心圧力 

④炉心入口エンタルピ 

①中性子束 

②平均表面熱流束 

③主蒸気流量 

④タービン蒸気流量 

⑤給水流量 

⑥炉心流量 

⑦再循環ポンプ流量 

⑧原子炉圧力 

⑨原子炉水位 

⑩逃がし安全弁流量 

⑪タービンバイパス弁流量 

⑫炉心入口エンタルピ 

⑬炉心平均ボイド率 

⑭格納容器圧力 

⑮格納容器のプール水温度 

ＳＣＡＴ 

単チャンネル 

熱水力解析 

①ＭＣＰＲ 

②燃料被覆管温度 

③燃料被覆管酸化量 

④クオリティ 

⑤熱伝達係数 

 

ＴＧＢＬＡ／ＨＩＮＥＳ 

 

単位燃料集合体核特性計算コード 

（核データ） 

①ボイド反応度 

②ドップラ反応度 

③ボロン反応度 

④その他の動特性パラメータ 

 

ＰＲＩＭＥ 

 

燃料棒熱・機械設計コード 

（燃料物性データ） 

①炉心平均ギャップ熱伝達係数 

 

ＩＳＣＯＲ 

 

炉心熱水力解析コード 

（熱水力データ） 

①炉心圧損係数 

②ボイドマップ 
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4. 妥当性確認 

4.1 重要現象に対する妥当性確認方法 

2 章で重要現象に分類された物理現象の妥当性確認方法を表 4-1 の評価マトリック

スに示す。ＲＥＤＹコードは，運転時の異常な過渡変化におけるプラント全体の挙動

を評価する解析コードであり，実機プラントの起動試験（以下，「実機試験」と称す）

の結果との比較によっても妥当性確認が行われているが，本資料ではこれを含めて原

子炉スクラム失敗を仮定した評価に着目して妥当性を確認する。 

以下各節で適宜参照する国内ＡＢＷＲに対する実機試験結果とＲＥＤＹコード

（REDY Ver.2）による解析結果との比較を初めに列挙しておく。ただし，必要に応じ

て従来型ＢＷＲの実機試験結果とＲＥＤＹコード（REDY Ver.1）による解析結果との

比較も併用している。 

これらの実機試験解析では，初装荷燃料炉心（ＢＯＣ-1）の核定数やボイドマップ，

実機試験の結果から得られた各種の機器・弁特性（開度特性やポンプ慣性含む），制

御ロジックで使用するデータに実機セット値等を使用している点が，原子炉スクラム

失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止での解析条件とは異なる。しかしながら，これ

らの違いがパラメータの変化の大きい原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁

の誤閉止解析に与える影響は無視できる。また，主蒸気隔離弁が初期に閉鎖すること

から圧力制御系は評価結果に影響を与えず，給水流量制御系の動作も，本評価解析の

ように給水ポンプトリップや予備機が起動（その後ランアウト流量制限がかかる）す

る場合には期待されない。再循環流量制御系に関しては，実機試験は手動モードであ

るが本事象では自動としている。これは，手動モードにすると，出力が高く維持され

放出蒸気が多く原子炉水位低で早期に再循環ポンプがトリップし，結果として出力が

小さく評価されるためである。 

図 4-1 インターナルポンプ 3台トリップ時の過渡変化 

図 4-2 発電機負荷遮断時の過渡変化 

図 4-3 主蒸気隔離弁全閉時の過渡変化 

図 4-4 給水ポンプトリップ予備機不起動時の過渡変化 

図 4-5 再循環流量制御系速度設定点変更試験 

図 4-6 給水制御系水位設定点変更試験 

図 4-7 圧力制御系圧力設定点変更試験 
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表 4-1 重要現象に対する妥当性確認方法（評価マトリックス） 

 

  

分類 重要現象 計算モデル 
妥当性確認 

（着目パラメータ） 

炉心 

(核) 

核分裂出力 核特性モデル 図 4-1，図 4-4～図 4-7 

（中性子束変化） 
反応度フィードバック

効果 

反応度モデル 

(ボイド・ドップラ) 

反応度モデル 

(ボロン) 

図 4-26～図 4-31 

崩壊熱 崩壊熱モデル 図 4-8 

炉心 

(熱流動) 

沸騰・ボイド率変化 炉心ボイドモデル 図 4-1，図 4-3 

図 4-5～図 4-7 

（中性子束，水位変化） 

図 4-9～図 4-16 

原子炉圧力

容器 

(逃がし安

全弁含む) 

冷 却 材

流 量 変

化 

コーストダ

ウン特性 

再循環系モデル 図 4-1～図 4-2 

(炉心流量変化) 

自然循環流

量 

図 4-2，図 4-17，図 4-18 

(炉心流量) 

冷却材放出 

(臨界流・差圧流) 

逃がし安全弁モデル 図 4-3 

(逃がし安全弁流量) 

ＥＣＣＳ注水 

(給水系・代替注水設備

含む) 

給水系モデル 図 4-4，図 4-6 

(給水流量変化時の中性子束) 

図 4-19～図 4-21 

ほう酸水の拡散 ほう酸水拡散モデル 図 4-22～図 4-31 

原子炉格納

容器 

サプレッション・プー

ル冷却 

格納容器モデル 基礎的な物理法則を適用し

たモデルであるため式確認

とした。 
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(1) 実機インターナルポンプ 3台トリップ試験 

 

 

 

a. 実機試験概要 

定格出力／定格炉心流量試験点において，常用高圧母線の故障等の発生を模擬し，

常用高圧母線に接続するインターナルポンプを 3台同時にトリップさせている。 

b. 実機試験結果の挙動 

インターナルポンプ 3台トリップにより炉心流量が急減し，再循環系が手動モード

であることから，流量は回復することなく，約 70％で整定する。炉心流量の低下に

より中性子束も低下するが，この間プラントはスクラムしないため運転は継続してい

る。水位は一時的に約 20cm 上昇するが，給水制御系により通常水位に制御される。 

c. 実機試験結果との比較 

ＲＥＤＹコードの解析結果は，炉心流量，中性子束，原子炉圧力，原子炉水位とも

実機挙動の変化傾向とはどの時点でも一致している。なお，原子炉水位は過渡的に実

機との変化幅の差が大きくなっているが，プラント状態が整定しつつある 25 秒付近

ではその差は小さくなってきている。 

  

図 4-1 インターナルポンプ 3台トリップ時の過渡変化 

-20

原子炉圧力変化(×9.8×10-3 MPa)
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(2) 実機発電機負荷遮断試験 

 

 

 

a. 実機試験概要 

定格出力／定格炉心流量試験点において，送電系統の故障等により，負荷が急激に

遮断された場合を模擬し，発電機負荷遮断を行っている。 

b. 実機試験結果の挙動 

発電機負荷遮断信号により，主蒸気加減弁の急閉，タービンバイパス弁の急開が生

じ，原子炉は直ちにスクラムしている。スクラムすることにより中性子束は急激に減

少してほぼゼロとなる。なお，図には示していないが，バイパス弁容量が定格蒸気流

量の 33％であるため，圧力が上昇し逃がし安全弁が 3 弁開放している。 

c. 実機試験結果との比較 

ＲＥＤＹコードの解析結果は，中性子束，主蒸気流量，原子炉圧力，原子炉水位と

も実機試験と同様な変化となっている。原子炉圧力は解析の方がやや高めとなってお

り，解析結果が保守的な評価を与えている。なお，本事象においては，給水ポンプに，

トリップ，予備機起動，ランアウト流量制限等が生じており，過渡的に給水制御指令

信号から切り離される。こうした条件下でも実機試験の給水流量挙動を模擬するため，

起動停止の流量変化がある部分では解析で得られる流量に補正をかけて再現してい

る。 

  

図 4-2 発電機負荷遮断時の過渡変化 

原子炉圧力変化(×9.8×10-3 MPa) 
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(3) 実機主蒸気隔離弁全閉試験 

 

 

 

a. 実機試験概要 

定格出力／定格炉心流量試験点において，原子炉水位，主蒸気流量等の原子炉系の

異常，あるいは運転員の誤操作等により主蒸気隔離弁が全閉することを模擬している。 

b. 実機試験結果の挙動 

主蒸気隔離弁全閉により直ちに原子炉はスクラムし，主蒸気流量はゼロに，中性子

束もほぼゼロになる。原子炉圧力は約 0.51MPa 上昇しているが，逃がし安全弁が 6弁

開放することにより圧力上昇が抑えられている。 

c. 実機試験結果との比較 

ＲＥＤＹコードの解析結果は，中性子束，主蒸気流量，原子炉圧力とも実機の増減

方向を良く模擬しており，その変化幅の差も小さい。 

なお，本事象においては，事象発生直後から給水ポンプに，トリップ，予備機起動，

ランアウト流量制限等が生じ，過渡的に給水制御指令信号から切り離されている。こ

うした条件下で実機試験の給水流量挙動を模擬するため，解析における給水流量変化

を入力としている。 

  

図 4-3 主蒸気隔離弁全閉時の過渡変化 

原子炉圧力変化(×9.8×10-3 MPa) 
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(4) 実機給水ポンプトリップ予備機不起動試験 

 

 

 

a. 実機試験概要 

定格出力／定格炉心流量試験点において，給復水系ポンプがトリップし，予備機が

自動起動しなかった場合を模擬した。なお，水位低下を抑えるために再循環ポンプを

ランバックさせることで出力を低下させ，運転継続が図られている。 

b. 実機試験結果の挙動 

タービン駆動給水ポンプの 1台がトリップし，予備のモータ駆動給水ポンプが起動

しないため，給水流量が低下するが，インターナルポンプを自動ランバックさせ出力

を低下させることで水位低下を抑えている。原子炉水位は約 20cm 低下した後に回復

傾向となり，運転継続している。 

c. 実機試験結果との比較 

ＲＥＤＹコードの解析結果は，中性子束，主蒸気流量，原子炉圧力とも良く実機と

一致している。原子炉水位は，解析の方の低下が速いが，最低水位及びその後の回復

傾向は良く一致している。なお，解析における給水流量変化は，給水ポンプに，トリ

ップ，ランアウト状態が生じ，過渡的に給水制御指令信号から切り離されているため，

実機に合わせた給水流量変化を入力している。  

図 4-4 給水ポンプトリップ予備機不起動時の過渡変化 

原子炉圧力変化(×9.8×10-3 MPa) 
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(5) 実機再循環流量制御系速度設定点変更試験 

 

 

 

 

 

a. 実機試験概要 

90％出力／90％炉心流量試験点において，再循環流量制御系の再循環ポンプ速度設

定を－10％，＋10％ステップ状に変化させている。 

b. 実機試験結果の挙動 

炉心流量の－10％の変化に対して，中性子束は低下して過渡的にアンダーシュート

した後，炉心流量の整定に伴い一定となる。原子炉水位，原子炉圧力等のパラメータ

も過渡的に変化するがその後安定状態となっている。炉心流量＋10％も同様である。 

c. 実機試験結果との比較 

再循環流量を－＋10％変化させた例である。炉心流量の増減により中性子束は急激

に変化しているが，炉心流量の整定に伴い安定に整定している。ＲＥＤＹコードの解

析結果は，実機試験結果と良く一致している。 

 

  

図 4-5 再循環流量制御系速度設定点変更試験 

（定格出力：－＋10％設定点変更） 

 

原子炉圧力変化(×9.8×10-3 MPa) 
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(6) 実機給水制御系水位設定点変更試験 

 
 

 

 

a. 実機試験概要 

90％出力／90％炉心流量試験点において，給水制御系の水位設定値を－10cm，＋

10cm ステップ状に変化させている。 

b. 実機試験結果の挙動 

水位設定値の－10cm 変更に対して，給水流量が減少して原子炉水位が低下する。

その後目標水位に達すると各パラメータは一定となる。水位設定値＋10cm 変更も同

様である。 

c. 実機試験結果との比較 

原子炉水位を－＋10cm 変化させた例であり，ＲＥＤＹコードの解析結果は，実機

試験結果と良く一致している。 

 

  

図 4-6 給水制御系水位設定点変更試験 

（定格出力：－＋10cm 設定点変更） 

100 
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(7) 実機圧力制御系圧力設定点変更試験 

 
 

 

 

a. 実機試験概要 

90％出力／90％炉心流量試験点において，圧力制御系の圧力設定値を－0.069MPa，

＋0.069MPa ステップ状に変化させている。 

b. 実機試験結果の挙動 

原子炉圧力の－0.069MPa の変化に対して，主蒸気流量，中性子束は過渡的に変化

した後，原子炉圧力の整定に伴い一定となる。原子炉圧力＋0.069MPa も同様である。 

c. 実機試験結果との比較 

原子炉圧力を－＋0.069MPa 変化させた例であり，ＲＥＤＹコードの解析結果は，

実機試験結果と良く一致している。 

 

  

図 4-7 圧力制御系圧力設定点変更試験 

（定格出力：－＋0.069MPa 設定点変更） 

原
子
炉
圧

力
変
化
(
×
9
.
8
×
1
0
-
3
 
M
P
a
)
 



 
 

 
3-50 

4.2 炉心（核）における重要現象の妥当性確認 

炉心（核）に対する重要現象は，核分裂出力，反応度フィードバック効果，崩壊熱

であり，ＲＥＤＹコードでは，これらを評価するモデルとして， 

・核特性モデル（一点近似動特性モデル） 

・反応度モデル（ボイド，ドップラ及びボロン） 

・崩壊熱モデル 

を採用している。 

 

4.2.1 核特性モデルと反応度モデル（ボイド，ドップラ）の妥当性確認 

(1)実機試験結果との比較による妥当性確認 

ＲＥＤＹコードの核特性モデルには一点近似動特性モデルを採用しており，方程式

自体は机上又は実験解析で検証されている公知のものである。実機の原子力発電プラ

ントに，この一点近似動特性モデルを適用した場合，正しい核定数及び適切な反応度

フィードバックが与えられた条件下において，実機試験の中性子束応答を良く模擬で

きることは，これまで国内外での多数の実機試験との比較で確認されている。この妥

当性確認は核特性単独モデルでは出来ず，核特性モデル，反応度モデルに加え他の熱

水力モデル等との総合効果として確認される。 

核特性モデルの妥当性を確認することが目的であるため，ここで引用する実機試験

結果は，原子炉がスクラムしない場合の事象が参照対象となる。 

 

図 4-1 インターナルポンプ 3台トリップ時の過渡変化 

図 4-4 給水ポンプトリップ予備機不起動時の過渡変化 

図 4-5 再循環流量制御系速度設定点変更試験 

図 4-6 給水制御系水位設定点変更試験 

図 4-7 圧力制御系圧力設定点変更試験 

 

本事故シーケンスで作動する再循環ポンプトリップ時の炉心流量急減による炉心内

ボイド率増加に伴う出力抑制模擬能力は図 4-1，図 4-5 により，給水流量変化（ＥＣ

ＣＳ注水）から生じる炉心入口サブクーリング変化に伴う炉心内ボイド率増減に伴う

出力変化の模擬能力は図 4-4，図 4-6 から，圧力変更に対する出力変動模擬能力は図

4-7 からその妥当性が確認できる。 

 

(2)反応度モデル（ボイド，ドップラ）の妥当性確認 

申請解析におけるＲＥＤＹコードの反応度フィードバックは，単位燃料集合体核特

性計算コードによる評価から求められた反応度係数に不確かさ等を考慮し，本事故シ

ーケンスにおける全ての解析時間を通して同一値の保守因子として動的ボイド係数
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1.25，動的ドップラ係数 0.9 を掛けて評価している。これは，本事故シーケンスの初

期における現象（圧力上昇によりボイドが減少することによる出力上昇）が支配的で

あるためである。しかしながら，本事故シーケンスは，事象進展に伴ってプラント状

態が大きく変化するため，本資料でこの妥当性を確認する。手法としては，炉内の物

理現象が主な評価対象となる短時間領域をプラント挙動に従ってさらに 3 つのサブ

時間領域に細分割し（添付４参照），それぞれの領域での反応度フィードバック（ボ

イド，ドップラ）の不確かさを求め，サブ時間領域ごとの不確かさを事象進展に伴っ

て変更可能な機能をＲＥＤＹコードに追加して行う。 

サブ短時間領域ごとの動的ボイド係数，動的ドップラ係数のそれぞれに求めた不確

かさ（下限値・ノミナル値・上限値の組み合わせ）を添付５に示す。 

 

4.2.2 反応度モデル（ボロン）の妥当性確認 

実機試験からは確認出来ない反応度フィードバックモデルのうち，ボロン反応度に

関しては，後述する「4.4.6 ほう酸水拡散モデルの妥当性確認」でそのモデルの妥当

性確認を実施している（図 4-26～図 4-31）。このモデルでは，反応度抑制に寄与する

炉心内のボロン濃度変化を計算し，この濃度にインプット定数としての，高温停止に

必要な「ボロン反応度／ボロン濃度（ボロン反応度添加率）」を乗じてボロン反応度

に換算している。なお，ボロン反応度添加率に関する妥当性確認結果を添付６に示す。 

高温停止に必要なボロン反応度は，三次元未臨界性評価を考慮しているため，その

不確かさは，ほう酸水注入系の三次元未臨界性評価における停止余裕基準の 1.5％⊿

k（06）（07）とする。なお，本評価は，定格運転時に臨界を保った状態を起点としており，

高温停止に必要なボロン所要量は炉心の違いで大きく変化することはないため，代表

的に平衡炉心で評価しているが，ここでは，炉心変更及び MOX 混在炉心の場合におけ

る装荷遅れ等に伴う高温停止に必要なボロン反応度の不確かさについても考慮し，十

分余裕がある値として停止余裕基準と同等の 1.5％⊿kとした。 

よって，これらの合計から３％⊿k を不確かさとした。 

 

4.2.3 崩壊熱モデルの妥当性確認 

ＲＥＤＹコードの崩壊熱は，11 群又は 4群モデルで模擬し，両モデルは同等であ

ることを 3.3 節で確認している。 

以下，11 群モデルについて説明する。11 群モデルは 1979 年に米国の NUREG- 

1335（05）で参照され，Idaho National Engineering Laboratory が採用した 11 群モデ

ルとデータを採用している。日本では，1992 年 4 月 28 日の原子力安全委員会，原子

炉安全基準専門部会 原子力崩壊熱評価小委員会での論議により，ＡＥＳＪ推奨値を

用いることも妥当との結論が得られている。本資料の図にＲＥＤＹコードで使用して

いる崩壊熱曲線を重ね合わせたものが図 4-8 である。11 群モデルと現状のデータは



 
 

 

ＧＥ

奨値

ＤＹ

0.1

 

 

 

ＧＥモデル（1973

奨値よりは，わずかに

ＤＹコードで

1％である。

図

1973）＋3σ

わずかに高

コードで使用している

。 

図 4-8 ＲＥＤＹ

σともほぼ同等

高めに評価していることが

している崩壊熱計算

ＲＥＤＹコードの
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同等であり，

していることが

崩壊熱計算の不確かさは

コードの崩壊熱曲線

，新ＡＮＳ（

していることが確認できた

かさは，1秒

崩壊熱曲線と各種推奨値

ＡＮＳ（1979）＋2

できた。なお，

秒の時点で最大

各種推奨値との比較

2σやＡＥＳＪ

，図 4-8 から

最大＋0.8％，

比較 

ＡＥＳＪ推

からＲＥ

，－
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4.3 炉心（熱流動）における重要現象の妥当性確認（04） 

炉心（熱流動）に対する重要現象は，沸騰・ボイド率変化であり，ＲＥＤＹコード

では，炉心ボイドマップとそのスイープモデルのことである。 

炉心ボイドマップは，定格炉心流量における出口クオリティと炉心平均ボイド率と

の関係を，炉心入口サブクーリングをパラメータしてまとめた関数である。 

関数は定常状態に対して求められたものであるが，炉心流量補正，さらにスイープ

モデルを用いて，過渡状態に対しても成立させている。炉心ボイド率へのスイープ効

果は炉心流量の変化を考慮した二次遅れモデル近似である。 

具体的には，ＲＥＤＹコードでは，図 4-9 に示すようなボイドマップを用いて，炉

心入口サブクーリングと炉心出口クオリティから炉心平均ボイドを求める。これに炉

心流量補正やボイドスイープの効果を考慮して過渡時のボイド率を計算している。 

運転時の異常な過渡変化では最大ボイド率が約 60％となっている。一方，実機試

験でのボイド率計測は出来ないが，事象自体は同等の試験が多数存在し，ＲＥＤＹコ

ードではプラント全体の挙動を良く再現している。つまり，間接的に，実機試験でボ

イドマップの妥当性が確認されている。これに対し，本事故シーケンス解析での最大

ボイド率は約 65％であり運転時の異常な過渡変化と大きな差はない。さらに，ボイ

ドマップ自体は炉心熱水力解析コードの計算結果に基づき作成された関数であり，本

事故シーケンスにおける炉心出口クオリティ，ボイド率，炉心入口サブクーリングの

変化はこの設計範囲内にあることが確認できている。 

なお，ＲＥＤＹコードでは模擬できないが，短時間領域では給水加熱喪失により軸

方向出力分布が下方ピークとなると想定される（添付２）。これに伴いボイドマップ

も変わるものと推測され，この過渡時のボイドマップを初期炉心状態として作成し，

その影響を参考解析してみると，短時間の評価パラメータは小さめに評価されること

が確認できた（添付３）。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
図 4-9 ボイドマップの例 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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4.3.1 炉心ボイドマップ確認試験 

図 4-10 及び図 4-11 に日本国内で実施された試験装置系統図，及び試験部を示す。 

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 4-10 試験装置系統図 

図 4-11 試験部概要図と解説 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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図 4-12 に，実機定格流量相当における定常状態のボイド試験結果について，試験

結果で得られた炉心出口クオリティとボイド率との関係を示す。図中，ＲＥＤＹコー

ドにおける設計式の値を実線で示すが，試験結果と良く一致していることが確認され

ている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

また，同試験装置で過渡時の

スイープモデルの妥当性も確認

しており，この結果を図 4-13 に

示す。 

ＲＥＤＹコードのボイドスイ

ープモデルによる計算値につい

ても同図に示すが，両者の時間

変化挙動は良く一致している。

また，この妥当性は，実機試験

結果との比較でも確認されてい

る。 

  

 

 

 

 
本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 

図 4-12 ボイドマップの確認結果（実機定格流量相当） 

図 4-13 流量減少時のボイド率変化 
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ＧＥ社から報告されているボイドスイープモデルの妥当性確認結果では，試験装置

は実機との相似性を考慮した設備とし，電気入力を正弦状に変化させて，出力と平均

ボイド率の周波数伝達関数を求めている。この実験解析をＲＥＤＹコードの可変二次

遅れスイープモデルと比較した結果を図 4-14 に示すが，実炉で重要な 0.1Hz から 1Hz

の周波数範囲で実験結果と解析結果とは，良く一致していることが確認されている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

4.3.2 炉心平均ボイド率の炉心流量補正モデルに係わる妥当性確認 

ＲＥＤＹコードでは定格炉心流量で定めた炉心平均ボイドマップを用いており，炉

心流量が低下した場合に相対的蒸気ドリフト量が増えて炉心内の平均ボイド率が変

化することを炉心流量の二次関数でマイナス補正している。本事故シーケンスでは，

再循環ポンプトリップ後に低炉心流量や自然循環状態で高出力状態が継続すること

からこのモデルの重要度が高い。 

  

図 4-14 過渡時ボイド率の解析結果と実験結果との比較 

（出力―平均ボイド伝達関数の周波数応答） 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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図 4-15 は，「4.3.1 炉心ボイドマップ確認試験」の中で報告している日本国内で実

施された試験結果を，炉心入口流量の変化に伴うボイド補正率（ＰＵ）の関係として

整理したものである。試験装置は，8×8 燃料を模擬しており，出力分布が均一の場

合（かつ，炉心出口クオリティ 25％）と下方ピーク（かつ，炉心出口クオリティ 20％）

の場合の試験結果（それぞれ 4 点と 2点）をプロットしている。これによると，炉心

ボイド率の炉心流量補正率は，軸方向出力分布の違いに係らず，ＲＥＤＹモデルの二

次関数とほぼ一致しており，その妥当性が確認できた。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

上記の試験で模擬した燃料は 8×8 燃料であること，試験点数が必ずしも十分とは

いえないことから，炉心ボイド率の炉心流量補正モデルの妥当性確認の方法として，

設計データとの比較手法（炉心熱水力解析コードで多数のボイドマップデータを作成

し，炉心流量の違いによる影響を整理する手法）を用いる。 

図 4-16 は，炉心流量を 15％，40％，70％，100%とし，それぞれに対して炉心出口

クオリティを 30％，40％，60%，80%かつ 6 種類の炉心入口サブクーリングを変えた

場合の試験解析を行い，ボイド率補正率（PU）(=定格炉心流量でのボイド率に対する

補正割合)を求めて図に纏めたものである。図では試験点が重なっているが，同じ炉

心流量における試験解析点数は上記より各 24 個存在する。なお，燃料は９×９燃料

（Ａ型）の平衡炉心を想定している。 

図 4-15 炉心ボイドマップの流量依存性（国内試験結果との比較） 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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同図に，ＲＥＤＹコードモデルで使用している二次関数を実線で併記しているが，

炉心出口クオリティや炉心入口サブクーリングの違いに係らず，ボイド率補正率（PU）

は炉心流量の二次関数でフィッティング出来ることが示されている。なお，約 40%流

量付近では，試験解析点よりＲＥＤＹモデルのデータの方がボイド率を少なめに評価

しており，これは短時間領域での原子炉出力を高めに評価していることを意味する。 

本図から，破線で示した様な炉心流量に依存しない場合（補正なし）を不確かさ下

限とし，15%炉心流量での試験解析点も包含する二次関数を不確かさ上限とする。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 4-16 炉心ボイドマップの流量依存性（試験解析結果との比較） 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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4.3.3 実機試験結果との比較による妥当性確認 

炉心ボイドの挙動は実機では直接確認することが出来ない。ただし，核分裂出力変

化の妥当性を実機試験結果で確認した 4.2.1 節と同様に，ＲＥＤＹコードのボイドマ

ップが実機の過渡変化挙動を模擬出来ないと， 

― これによって生じるボイドフィードバック起因の中性子束変化 

― 炉心内ボイド率が変化することでのシュラウド外水位変化（検出水位） 

が模擬出来ないことになる。 

以上より，これらの中性子束，検出水位を着目パラメータとして実機試験結果とＲ

ＥＤＹコードの解析結果を比較した。 

図 4-1 インターナルポンプ 3台トリップ時の過渡変化 

図 4-3 主蒸気隔離弁全閉時の過渡変化 

図 4-5 再循環流量制御系速度設定点変更試験 

図 4-6 給水制御系水位設定点変更試験 

図 4-7 圧力制御系圧力設定点変更試験 

 

図 4-1 のＲＥＤＹコードの解析結果は，炉心流量急減に伴う実機の中性子束変化を

良く模擬しており，結果的に本事故シーケンスでの再循環ポンプトリップ時の炉心流

量急減に伴う炉心ボイド率の増加現象が模擬出来ることを意味している。 

図 4-3 のＲＥＤＹコードの解析結果は，実機の原子炉水位変化を良く模擬しており，

スクラム失敗を仮定した原子炉隔離に伴う圧力上昇によって（この場合はスクラムも

併用）生じる炉心ボイド率の減少現象を十分模擬できることが確認できたといえる。 

図 4-5 の再循環流量の増減変化に対する中性子束の変化は良く実機を模擬できて

いるが，これにより，炉心流量の変化に伴うボイドスイープのモデルの妥当性が確認

できる。 

図 4-6 は，給水流量を試験で増減させたものであるが，中性子束の変化が良く実機

を模擬できている。この場合，給水流量の変化は炉心入口サブクーリングを増減させ

るが，炉心入口サブクーリングをパラメータとしているボイドマップの妥当性が示さ

れている。 

図 4-7 は原子炉圧力を増減させた試験結果であるが，中性子束の変化は良く実機を

模擬できている。すなわち，ボイドマップの圧力変化に対する模擬モデルの妥当性が

確認できる。 
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4.4 原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）における重要現象の妥当性確認 

原子炉圧力容器（逃がし安全弁含む）に対する重要現象は，冷却材流量変化（強制

循環時），冷却材流量変化（自然循環時），冷却材放出（臨界流・差圧流），ＥＣＣＳ

注水（給水系・代替注水設備含む），ほう酸水の拡散であり，ＲＥＤＹコードでは，

これらを評価するモデルとして， 

・再循環系モデル 

・逃がし安全弁モデル 

・給水系モデル 

・ほう酸水拡散モデル 

を採用している。 

 

4.4.1 再循環系モデルの実機試験結果との比較による妥当性確認その１ 

（冷却材流量変化（強制循環時）） 

重要な物理現象である，冷却材流量変化（強制循環時）の妥当性確認を実機試験結

果との比較によって行う。 

再循環ポンプトリップによる炉心流量低下速度は，炉心のボイド挙動，炉心を含む

過渡流れの圧力損失係数，再循環ポンプの慣性定数や初期回転速度といった多くのパ

ラメータによって複合的に影響を受ける。 

よって，ここでは再循環ポンプトリップ，又はそれ相当の炉心流量変化がどの程度

ＲＥＤＹコードで模擬出来ているのかを実機試験結果で確認する。 

図 4-1 インターナルポンプ 3台トリップ時の過渡変化 

図 4-2 発電機負荷遮断時の過渡変化 

 

図 4-1 の実機試験結果は全 10 台のインターナルポンプの内，3 台のポンプがトリ

ップした場合であるが，ＲＥＤＹコードは炉心流量急減の変化を良く模擬できている。

また，図 4-2 の実機試験結果はインターロックにより 4台のインターナルポンプトリ

ップ（＋6台のインターナルポンプランバック）が行われた事象であるが，こちらも

ＲＥＤＹコードは炉心流量急減の変化を良く模擬できている。 

以上から，本事故シーケンスでの再循環ポンプトリップ時の炉心流量急減に伴う再

循環系モデルの妥当性が確認できた。 

なお，再循環ポンプの炉心流量低下率はポンプの時定数が支配的要因となり，時定

数の不確かさはポンプの設計仕様から＋10％，－10％である。 
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4.4.2 再循環系モデルの実機試験結果との比較による妥当性確認その２ 

（冷却材流量変化（自然循環時）） 

重要な物理現象である，冷却材流量変化（自然循環時）の妥当性確認を実機試験結

果との比較によって行う。 

再循環ポンプトリップにより，自然循環状態で高出力状態が継続する原子炉スクラ

ム失敗を仮定した事象では，炉心流量の整定値が高い場合に炉心内ボイド率が小さく

なり出力が大きくなると想定される。よって，ここでは再循環ポンプトリップ後の自

然循環流量がどの程度ＲＥＤＹコードで模擬出来ているのかを実機試験結果で確認

する。 

図 4-2 発電機負荷遮断時の過渡変化 

 

ＢＷＲプラントの起動停止の運転では，最低ポンプ速度状態を経由するも自然循環

流量での運転は行わない運用としている。このため，通常運転時の自然循環状態の実

機データは存在しないが，図 4-2 の過渡事象はこれに近いものとなっている。 

図 4-2 に示した実機の発電機負荷遮断試験結果では，インターロックにより 4台の

インターナルポンプトリップが行われ，残りの 6台のポンプが最低ポンプ速度運転と

なった炉心流量状態が実現されており，低炉心流量状態を模擬したデータであると見

做すことができる。 

この場合は，原子炉がスクラムされていることから炉心のボイド率も次第に低下し

ていく過程にあるが，ＲＥＤＹコードはこの過程を含めて低炉心流量状態を模擬出来

ることが示されている。 

 

4.4.3 再循環系モデルの実機試験結果との比較による妥当性確認その３ 

（冷却材流量変化（自然循環時）） 

上述したＡＢＷＲの実機試験結果での妥当性確認結果は，自然循環状態に近いもの

として 6 台のインターナルポンプが最低ポンプ速度となった場合であるが，これを補

足する目的で，従来型ＢＷＲでの試験結果との比較結果を示す。なお，解析コードは

“REDY Ver.1”を使用しているが，ここで確認している主要なモデルは REDY 

Ver.1(ATWS 用)”と同等である。 

図 4-17 は，460MWe の従来型ＢＷＲプラントにおいて，二つあるＭ／Ｇセットを手

動でトリップさせた試験結果をＲＥＤＹコードで再現解析したものである。Ｍ／Ｇセ

ットトリップにより，ポンプ回転速度が徐々に低下し，これにつれて炉心流量も低下

し，自然循環状態になっている。これによれば，炉心流量，中性子束及び主蒸気流量

変化とも 20 秒後の整定値は約 2％以内で一致している。 
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図 4-18 は，1100MWe の従来型ＢＷＲプラントにおいて，二つある再循環ポンプを

手動でトリップさせた場合の試験結果をＲＥＤＹコードで再現したものである。この

場合も 20 秒後の自然循環状態に着目すると，原子炉水位変化，原子炉圧力変化，中

性子束変化も整定値で数％以内の差で一致しており，ここで着目したい自然循環流量

の値は精度良く模擬できることが確認できた。 

 

本事故シーケンスでは，原子炉水位が大きく低下し，さらにＥＣＣＳも注水される

ことから，上述の実機試験結果における自然循環流量の状態とは異なる。しかしなが

ら，自然循環流量はシュラウド内外のマスバランスによって決定される単純な物理現

象であることから，これらの結果を踏まえて推定するに，本事故シーケンスにおける

自然循環流量の模擬は妥当であると考える。 
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図 4-17 再循環ポンプＭ／Ｇセット 2台トリップ試験 
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本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 

図 4-18 再循環ポンプ 2 台トリップ試験 
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4.4.4 逃がし安全弁モデルの実機試験結果との比較による妥当性確認 

原子炉圧力の評価にとって重要な物理現象である冷却材放出は，本事故シーケンス

では逃がし安全弁からの蒸気放出に該当する。実機ではこれに対応した試験結果が存

在することから，これをＲＥＤＹコードの流量変化（自然循環時）との比較によって

行う。 

図 4-3 主蒸気隔離弁全閉時の過渡変化 

 

図 4-3 の主蒸気隔離弁全閉時の実機試験結果にある主蒸気流量は，原子炉が隔離し

た後は全て逃がし安全弁から放出される蒸気流量である。ここにおいて，ＲＥＤＹコ

ードの解析結果と実機試験結果の挙動は開閉タイミングを含めてほぼ一致しており，

原子炉スクラム失敗を仮定した事象に対して，逃がし安全弁モデルを使うことの妥当

性が確認された。 

なお，モデルにおける吹出し容量は，「日本工業規格 JISB8210 」付属書記載の算

出式により計算された値をインプットデータとして用いており，吹き出し容量の不確

かさは－0％，＋16.6％であることが分かっている。 

 

4.4.5 給水系モデルの妥当性確認 

（総合的な妥当性確認，主に給水流量） 

原子炉への給水流量が変化すると，例えば増加すると，炉心入口サブクーリングが

増加するために炉心のボイドが減少し，正のボイド反応度が印加されることで原子炉

出力が増加する。また，給水の温度が変化すると，例えば低くなった場合には給水流

量が同じでも，前述と同じ理由で出力が増加する。 

実機試験結果の中から給水流量変化が主導となる下記の事象にて，ＲＥＤＹコード

の妥当性確認を行う。なお，ＥＣＣＳ流量変化に伴う実機データは存在しないが，原

子炉に注水された場合の炉内全体の減圧効果や炉心入口サブクーリングに与える影

響は同等と考え，ここでの妥当性確認に含めるものとする。 

図 4-4 給水ポンプトリップ予備機不起動時の過渡変化 

図 4-6 給水制御系水位設定点変更試験 

 

図 4-4 の実機試験は給水ポンプトリップにより給水流量が急激に低下した場合の

プラント挙動であり，給水流量の減少による炉心入口サブクーリング減少が炉心のボ

イド率増加を引き起こし，時間遅れの後に中性子束減少として表れている。実機試験

では再循環ポンプランバックによる炉心流量低下も並行して炉心ボイド率増加を引

き起こしているため，炉心入口サブクーリング減少のみの影響ではないが，総合して

どのパラメータの挙動もＲＥＤＹコードは良く模擬出来ている。 

図 4-6 は，給水流量が増減した場合のプラント挙動であり，こちらの実機試験結果
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では給水流量が減少した場合，増加した場合の中性子束の挙動がＲＥＤＹコードにて

良く模擬されている。 

このように，ＲＥＤＹコードの解析結果と実機試験結果の挙動は良く一致しており，

原子炉スクラム失敗を仮定した事象での給水流量変化に対しての模擬能力の妥当性

が確認された。 

 

（給水エンタルピモデルの妥当性確認） 

給水エンタルピモデルは 3.3 節の解析モデルに示したように，2 つのモデルから選

択出来る。 

図 4-19 は，給水エンタルピモデル（１）のＲＥＤＹコードで使用している主蒸気

流量と給水エンタルピとの相関テーブルを，実機試験データと比較したものである。

これによると，モデルで使用しているデータの方が給水エンタルピを多少小さめに評

価しており，全般的に良く一致している。ただし，原子炉スクラム失敗を仮定した主

蒸気隔離弁の誤閉止では，早期に主蒸気流量が遮断され零となるが，この点での給水

エンタルピはモデルの方が約 60kJ/kg(約 14℃）程高めであり，これを主蒸気流量が

零の点での不確かさとする。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

       

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 

図 4-19 給水エンタルピモデル（１）の主蒸気流量と給水エンタルピとの関係 
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図 4-20 は，給水エンタルピモデルにおける一次遅れ特性を確認したものである。

ＲＥＤＹコードでは 60 秒の時定数を使用しているが，実機試験結果を良く再現でき

るのは 80 秒の時定数である。このことから，本事故シーケンスでは給水エンタルピ

の低下を早めに評価していることとなり，モデルの保守性が確認できた。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

給水エンタルピの低下は，主蒸気隔離弁の誤閉止に伴って生じる給水加熱蒸気喪失

に起因して生じ，エンタルピが低下した給水流量が原子炉圧力容器に到達するのには

時間遅れがある。ＲＥＤＹコードではこの遅れ時間を考慮できるようになっているが，

本事故シーケンスでは厳しめに遅れ時間を 0秒として評価している。よって，この遅

れ時間 50 秒（給水流量 68%相当で評価）を不確かさ下限とする。 

  

図 4-20 給水エンタルピモデル（１）における一次遅れ特性 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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図 4-21 は，給水エンタルピモデル（２）で入力する給水エンタルピ変化の保守性  

を確認したものである。有効性評価では，インプットデータとしての輸送遅れ時間算

出の際に給水流量を上限値一定と仮定している。このため解析では，給水流量の変動

を考慮した場合よりも輸送遅れ時間が短くなり，給水エンタルピの低下を速めに模擬

している。 

 

 

 

  

  

図 4-21 給水エンタルピモデル（２）に入力する給水エンタルピ変化 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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（ＥＣＣＳエンタルピの妥当性確認） 

本事故シーケンスで期待しているＥＣＣＳ（ＨＰＣＦとＲＣＩＣ）の流量は安全要

求の下限値を使用し，格納容器のプール水又は復水貯蔵槽を水源としている。基本ケ

ースでは，それぞれの設計流量（ＨＰＣＦで 182m3/h）を用いているが，流量制御を

しているＲＣＩＣは別として，ＨＰＣＦの場合にはプラス側の不確かさがあり，制御

棒挿入失敗を仮定した本事象では，炉心を冷却する作用によりどの評価指標に与える

影響も厳しくなる可能性がある。ＨＰＣＦでは実力値として＋137％（250m3/h）の能

力があり，これを不確かさとする。 

また，制御棒挿入失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止では，長時間領域での評価

指標である格納容器の圧力と格納容器のプール水温度を高めに評価する目的で，格納

容器のプール水温度は保安規定で定めた上限値 35℃を基本ケースとしている。しか

しながら，一方で，ＥＣＣＳはこの格納容器のプール水も使用しており，より冷たい

プール水が結果を厳しくする可能性も考えられる。よって，ここでは設計仕様の常用

温度下限である 10℃を不確かさの下限とする。 

 

 

4.4.6 ほう酸水拡散モデルの妥当性確認 

ほう酸水注入系によって原子炉に注入されたほう酸水は，炉心内冷却材内に拡散さ

れることによりボロン反応度効果として作用し，原子炉を停止させる。 

ほう酸水が原子炉に到達するまでの遅れ時間は単純な移送計算で求められるが，到

達後の炉内拡散は複雑であり，これを詳細に模擬することは困難である。このため，

ほう酸水拡散モデルでは，その入力データを試験結果から得られた結果に基づいて厳

しめに設定又は補正することで安全側の評価となっていることを確認する。 

ボロンミキシングの試験設備は 1/6 縮尺で模擬した試験設備であり，ほう酸水流量

及び炉心流量をパラメータとして炉内ボロン濃度の時間変化を計測している。 
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図 4-22～図 4-24 に米国で実施された 1/6 スケール三次元試験装置(バレシトス試

験装置)系統図，及び炉心部測定位置を示す。試験は制御棒挿入失敗を仮定した時の

炉心流量範囲でのミキシング条件を考慮し下記の試験条件で行っている。 

     

    

     

    

     

ＡＢＷＲ用には，炉心上部からの注水試験が該当し，自然循環状態では，ボロンは

主に炉心バイパス部を下降し，燃料下部タイプレートのリーク流路から燃料チャンネ

ル内に流入している。ボロンは上部プレナムで一様に混合されている。なお，従来型

ＢＷＲプラントでは，ボロンは下部プレナムで一様な混合が得られることが確認され

ている。 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 

図 4-24 径方向測定位置（図の■の部分） 図 4-23 軸方向測定位置 

図 4-22 全体構成図 
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(1) ＡＢＷＲの場合 

炉心上部のＨＰＣＦスパージャから注入されるＡＢＷＲでは，例えば炉心流量がゼ

ロの場合は炉内に注入されたボロンは全量が炉心内に下降し，遅れなく反応度に寄与

する。このほう酸水の注入位置によって，ＡＢＷＲのほう酸水拡散モデルで使用する

ボロンのミキシング効率は炉心流量には依存しないものと見なされるので，炉内拡散

遅れを考慮し，ほう酸水の注入速度を保守的な時間遅れでインプットするモデルとし

ている。 

ＡＢＷＲ向けの試験結果を図 4-26～図 4-29 に示す。また，モデル化の検討図を図

4-28 及び図 4-29 に示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

最も保守側の結果を包含する値を注入速度として用いることは妥当である。 

なお，個々の計測値の一例として，燃料集合体内の混合率の変化を図 4-25 に示す。

試験結果からは時間とともに位置によるバラツキは小さくなっている。 

  

図 4-25 計測点ごとのボロン軸方向測定結果 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 

図 4-26 ボロン濃度の時間変化(1) 

図 4-27 ボロン濃度の時間変化(2)

図 4-28 ボロン濃度の時間変化(3) 

図 4-29 ボロン濃度の時間変化(4)
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本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 

図 4-28 ＳＬＣ流量と目標濃度到達時間の関係 

図 4-29 実機ほう酸水流量におけるボロン濃度時間変化のモデル 
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(2) 従来型ＢＷＲの場合 

炉心下部の下部プレナムスタンドパイ

プから注入される従来型ＢＷＲでは，原子

炉に一定速度で注入されるほう酸水は，炉

心流量が小さい場合にはその一部が下部

プレナムに滞留し反応度に寄与できない

ことが考えられる。これを模擬するために

ほう酸水拡散モデルでは，注入速度に炉心

流量依存のボロンミキシング効率を掛け

ている。このボロンのミキシング効率は図

4-30 のようにモデル化されている。 

従来型ＢＷＲ向けの試験結果を図 4-31

に示す。なお，ミキシング効率は「反応度

に寄与する領域の濃度」を「炉内全領域で

十分に混合した時の濃度」で割った無次元

数で定義される。試験の結果から以下がい

える。 

 

 

 

 

 

これにより，従来型ＢＷＲにおいて， 

 

 

することは妥当である。 

以上より，ほう酸水拡散モデルは妥当であることが確認された。なお，拡散モデル

におけるボイドの影響を添付６に示す。 

 

原子炉スクラム失敗を仮定した事象が発生し，ほう酸水注入系が作動する時点では，

ある程度の変動は有るものの，燃料棒での中性子発生及び中性子吸収，減速材による

中性子減速及び中性子吸収などがバランスしている。この状態でほう酸水注入系が作

動すると，炉心が沸騰状態であっても減速材中にはボロンが含まれ，吸収効果が増加

する。このため，前述の状態よりも反応度は低下する。ボロン濃度が一定であれば，

上記状態よりも出力が低下したところで再びバランスするが，ボロン濃度は増加し続

けるため，沸騰状態においても確実に出力は低下して原子炉停止に至ると考える。 

図 4-30 従来型ＢＷＲのボロンミキシング効率 

図 4-31 従来型ＢＷＲのボロン混合試験結果 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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4.5 格納容器における重要現象の妥当性確認 

3.3 節で示した格納容器モデルは，質量バランスとエネルギバランスに，基礎的な

物理法則を適用したものであり，この妥当性はこれを適用するモデル構築上の仮定確

認と，インプットとしての逃がし安全弁からの蒸気流量及び熱交換係数で決まる。以

下，モデルが保守的で妥当であることを確認する。 

原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止では，圧力上昇によって開い

た逃がし安全弁からの蒸気は排気管を経由し，格納容器のプール水中に放出され冷却

される。この時，状態によっては一部の蒸気はウェットウェルの空間部に移行する。

つまり，事故解析のＬＯＣＡとは異なり最初に圧力の上昇が始まるのはウェットウェ

ルであり，真空破壊装置が開いて初めてドライウェルの圧力も上昇を開始する。格納

容器を 1 つの圧力ノードとして評価出来るのは，このように，本事故シーケンスでは

基本的に真空破壊装置は早期に開き，開いたままとなるためである。 

ここで，格納容器内の空間部の温度は常にプール水温度と同じと仮定しているが，

実際には，格納容器内の気体温度はプール水温度に遅れて，かつ吸熱して変化するた

め，気体温度を時間遅れなくプール水温度に追随させることは，格納容器圧力を高く

評価することになり，この仮定は保守的である。また，格納容器内の空間部は常に水

蒸気で飽和しているものとすると仮定しているが，格納容器内の気体空間が水蒸気で

飽和していなければ，蒸気分圧はより低い値となるためこの仮定も保守的である。 

以上，モデルは空間的に格納容器を一体とし，単純な計算で保守性を確保しており，

格納容器における重要現象を保守的に評価できるモデルであることが確認された。 

 

以上，確認してきた妥当性確認結果と重要現象に対する不確かさを表 4-2 にまとめる。 

 

 

 

 

＝4 章関連の参考文献＝ 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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表 4-2 解析モデルの妥当性確認結果と重要現象に対する不確かさまとめ 

分類 重要現象 解析モデル 妥当性確認 不確かさ 

炉心(核) 核分裂出力 核特性モデル ＡＢＷＲ実機試験 反応度フィードバック効果に含める 

反応度フィードバック効果 反応度モデル 

（ボイド・ドップラ） 

ＡＢＷＲ実機試験 

設計解析での確認 

添付５の表 2-2 参照 

反応度モデル 

（ボロン） 

設計値の確認（ほう酸水拡散モ

デル自体は下記） 

高温停止に必要なボロン反応度： 

－3％⊿k 

崩壊熱 崩壊熱モデル 学会推奨曲線，モデル式確認 1 秒経過で最大＋0.8％／－0.1％ 

炉心(熱流動) 沸騰・ボイド率変化 炉心ボイドモデル 試験装置，ＡＢＷＲ実機試験 反応度フィードバック効果に含める 

設計解析での確認 炉心流量補正なし/最大補正二次関数 

原子炉圧力容器 

(逃がし安全弁

含む) 

冷却材流量

変化 

コーストダウ

ン特性 

再循環系モデル ＡＢＷＲ実機試験，設計値 ポンプの時定数：＋10％／－10％ 

自然循環流量 ＡＢＷＲ実機試験 モデルの仮定に含まれる 

冷却材放出(臨界流・差圧流) 逃がし安全弁モデル ＡＢＷＲ実機試験，設計値 逃がし弁流量：＋16.6％ 

ＥＣＣＳ注水 

(給水系・代替注水設備含む) 

給水系モデル 

（給水エンタルピ） 

ＡＢＷＲ実機試験，設計値 (1)給水温度（主蒸気流量零で）： 

－60 kJ/kg（－14℃） 

(2)遅れ時間 +50 秒 

給水系モデル 

（ＨＰＣＦ流量） 

設計値等の確認 ＨＰＣＦ流量： 

＋137％ 

給水系モデル 

（ＥＣＣＳエンタルピ） 

設計値等の確認 

 

格納容器のプール水初期エンタルピ： 

－104 kJ/kg（－25℃） 

ほう酸水の拡散 ほう酸水拡散モデル 試験装置 入力値に含まれる 

原子炉格納容器 サプレッション・プール冷却 格納容器モデル モデル式確認 入力値に含まれる 



 
 

3-76 

4.6 実機解析への適用性 

重要現象に対して実施したＲＥＤＹコードの妥当性確認が，実機解析に適用可能で

あることを述べる。 

 

4.6.1 重要現象への適用性 

ＲＥＤＹコードを用いた有効性評価における重要現象は，核分裂出力，反応度フィ

ードバック効果，沸騰・ボイド率変化，冷却材流量変化（強制循環流量），冷却材流

量変化（自然循環流量），冷却材放出（臨界流・差圧流），ＥＣＣＳ注水（給水系・代

替注水設備含む），ほう酸水の拡散，サプレッション・プール冷却である。 

ＲＥＤＹコードは元々実際に起こり得るプラント挙動（プラント安定性や運転時の

異常な過渡変化）を評価する目的で開発されており，4.1 節から 4.5 節で確認したよ

うに，重要現象を模擬した各モデルの妥当性は実在する実機試験結果との比較により

ほぼ確認可能である。さらに，直接確認できない炉心ボイドモデルについては，実機

を模擬した試験装置での試験によっても確認されており，また，崩壊熱については学

会等で公的に認められた特性を模擬していることが確認できた。なお，ボイドマップ

は，炉心熱水力解析コードから得られた炉心出口クオリティとボイド率との関係から

静的に求めたものであることから，多少各パラメータの変動が大きくなる原子炉スク

ラム失敗を仮定した事象の評価においても適用可能であると考える。 

実機試験で確認できない，原子炉スクラム失敗を仮定した事象として特有なほう酸

水注入によるボロン反応度変化については，三次元コードから得られた実機を想定し

た高温停止に必要なボロン反応度とボロン濃度をデータとし，これに試験によって裏

付けられた炉心内平均ボロン濃度の変化を考慮している。したがって，ほう酸水拡散

モデルも，原子炉スクラム失敗を仮定した実機の適用において問題がない。 

格納容器内への逃がし安全弁からの蒸気放出に伴う圧力と温度の評価に関しては，

質量及びエネルギをバランス式から計算し，保守的な結果を与える仮定の下で構築さ

れた単純な物理方程式を採用していることを 4.5 節で説明した。したがって，格納容

器の評価においてこのモデルを実機に適用することに問題はない。 
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4.6.2 出力等が異なるプラントへの適用性 

出力等が異なるプラントにおいて，原子炉停止機能喪失事象評価に影響する設備の

相違箇所は，以下のとおりである。 

・再循環系 

・ほう酸水注入箇所 

・ＥＣＣＳの構成 

 

再循環系については，ＡＢＷＲはインターナルポンプ（内蔵型再循環ポンプ）を採

用しているが，定格原子炉出力がより小さい従来型ＢＷＲでは外部ループとジェット

ポンプにより構成されている。この相違は，再循環ポンプがトリップして炉心流量が

低下する際の炉心流量の低下速度に影響し，炉心からの冷却材への熱交換に影響する

が，それぞれ実機試験結果で確認された異なる再循環系モデルを選択する。 

ほう酸水の注入箇所については，ＡＢＷＲでは炉心上部への注入となるが，定格原

子炉出力がより小さい従来型ＢＷＲでは炉心下部へ注入する。この相違に対しては，

それぞれ試験装置により確認された異なるデータを適用できる。 

ＥＣＣＳの構成については，原子炉スクラム失敗を仮定した事象時には原子炉圧力

が高めに推移するため，高圧系のＥＣＣＳを使用するが，炉型や定格原子炉出力によ

らず基本的な構成は相違ない。 

以上から，出力等が異なるプラントへも適用可能である。 

 

4.6.3 まとめ 

以上より，本章に記載している妥当性確認結果は，出力等が異なるプラントと共通

の確認結果として適用性を有するとともに，実機ＢＷＲの有効性評価解析に適用でき

ると考える。 
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5. 有効性評価への適用性 

4 章に記載した実機比較解析等を踏まえ，重要現象についての不確かさ，及びその

不確かさが評価指標の観点と運転員操作の観点から有効性評価解析へ与える影響に

ついて表 5-1 にまとめた。以下にその不確かさについて記述する。 

 

5.1 不確かさの取り扱いについて（評価指標の観点） 

5.1.1 重要現象に対する不確かさが評価指標に与える影響 

ＲＥＤＹコードで取り扱う評価指標は，原子炉圧力，燃料被覆管温度，格納容器圧

力，格納容器のプール水温度である。このうち燃料被覆管温度については，ＲＥＤＹ

コードの解析結果をＳＣＡＴコードに受け渡し評価を実施する。 

以下，重要現象の不確かさがこれらの評価指標に与える影響について示す。 

 

(1) 核分裂出力 

核分裂出力は 3.3 節に示す一点近似動特性の核特性モデルを解くことにより求

めている。核分裂出力の不確かさは，核特性モデルで使用する反応度フィードバッ

ク効果（ボイド，ドップラ，ボロン）の不確かさに含まれる。核定数の不確かさに

対しては原子炉スクラム失敗を仮定した事象が保守的な結果を与えるような燃焼

度時点の炉心データを組み合わせて使用しており，反応度フィードバック効果につ

いては後述の(2)に示す。 

 

(2) 反応度フィードバック効果 

ボイド反応度及びドップラ反応度の不確かさについては，運転時の異常な過渡変

化評価と同様に，ボイド反応度に保守ファクタを考慮して計算することにより，加

圧事象時の出力上昇が大きくなるように評価している。しかし，本事故シーケンス

は，圧力や炉心入口サブクールが時間経過につれて増減する長期事象であることか

ら，運転時の異常な過渡変化のような短時間の事象を評価する場合とは異なり保守

因子が変化するため，ボイド反応度及びドップラ反応度の不確かさ評価で設定した

範囲に対して感度解析にて確認する必要がある。なお，感度解析のための単位燃料

集合体核特性計算コードの不確かさを含めた反応度フィードバック係数の不確か

さ評価については，添付５にて説明する。また，感度解析実施のためにサブ時間領

域ごと（添付４参照）に反応度係数を変更可能な機能をＲＥＤＹコードに追加して

評価を実施する。 

 

ボロン反応度の不確かさについては，その不確かさについて感度解析を行い，評

価指標に対する影響を 5.1.2 節で確認する。  



 
 

3-79 

(3) 崩壊熱 

発生熱源としての崩壊熱が大きい場合は，長時間領域で評価指標に影響が有るも

のと想定された。崩壊熱の不確かさ幅は時間とその時点までの核分裂出力の変遷で

決まるが，不確かさについて感度解析を行い，評価指標に対する影響を 5.1.2 節で

確認する。 

 

(4) 沸騰・ボイド率変化 

沸騰・ボイド率変化現象の不確かさは，ＲＥＤＹコードでは 3.3 節に示した炉心

ボイドモデルとそのデータの不確かさによる。データは炉心熱水力解析コードの解

析結果を元に一点近似用に作成しており，現実的に評価していることから，ボイド

マップが評価指標に与える影響は小さい。ただし，ボイドマップの炉心流量補正の

不確かさについては感度解析を行い，評価指標に対する影響を 5.1.2 節で確認する。 

 

(5) 冷却材流量変化（コーストダウン特性）  

再循環ポンプトリップ時，ポンプ速度の低下が遅いほど原子炉出力の抑制も遅く

なり，原子炉バウンダリ圧力が高めに評価される。また，炉心流量の低下が速いと，

燃料被覆管温度が高くなる可能性がある。 

この冷却材流量低下速度が燃料被覆管温度の評価指標に与える不確かさは感度

解析にて確認する必要がある。 

 

(6) 冷却材流量変化（自然循環流量） 

再循環ポンプトリップにより炉心流量が低下し，自然循環状態となるが，その際，

炉心流量が小さいと燃料被覆管温度が高くなる可能性がある。また，炉心流量が大

きいと原子炉出力が高くなり，逃がし弁の開閉により格納容器側に放出される蒸気

流量が多くなることから，格納容器圧力及び格納容器プール水温度が高くなると考

えられる。 

自然循環流量は，再循環ポンプの駆動力（ＡＢＷＲで数台運転中の期間），核特

性と，これに起因した炉心内の熱水力学的挙動変化，シュラウド内外挙動やＥＣＣ

Ｓ注水（給水系を含む）などに総合的に影響される物理現象である。このためこれ

を単独で切り出して不確かさを感度解析することは困難である。よって，ここでは，

解析モデルの異なるコード（ＴＲＡＣコード）により参考的に解析評価を行い，Ｒ

ＥＤＹコードによる解析結果とプラントの全体挙動が同様であることを参照する。

（添付７） 
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(7) 冷却材放出（臨界流・差圧流）（原子炉圧力容器） 

短時間領域では，逃がし安全弁から放出される蒸気流量が少ないほど，事象初期

の圧力上昇が緩和されにくく，原子炉バウンダリ圧力が高めに評価されるとともに，

炉心出力及び炉心圧力も高くなり，燃料被覆管温度も高くなると考えられる。解析

で使用している逃がし安全弁容量は安全率を考慮して決定した下限値であるが，こ

の吹出し容量の違いが評価指標に与える不確かさは感度解析にて確認する必要が

ある。 

 

(8) ＥＣＣＳ注水（給水系・代替注水設備含む） 

給水温度の変化やＥＣＣＳの水源としての格納容器のプール水温度の初期値は，

炉心入口サブクーリングの変化となって原子炉出力を変化させるため，燃料被覆管

温度や長時間領域の格納容器圧力，格納容器のプール水温度の評価指標に影響する

可能性がある。以上より，給水温度の変化や格納容器のプール水温度の初期値の不

確かさについて確認する必要がある。 

なお，炉心に注入されるＥＣＣＳ流量が多いほど，原子炉水位が高くなり自然循

環状態における炉心流量が大きくなるため，原子炉出力が高くなる効果があると考

えられる。ただし，ＲＣＩＣについては流量制御しており，不確かさの考慮は不要

である。また，ＨＰＣＦ（ＨＰＣＳ）流量については，安全要求値を下限値として

使用しているが，プラス側の不確かさは感度解析にて確認する必要がある。 

 

(9) ほう酸水の拡散 

ほう酸水の拡散に係わる不確かさは，ボロン反応度の不確かさとして原子炉出力

の抑制に影響することから，長時間領域の格納容器圧力や格納容器のプール水温度

の評価指標に影響する。これについては，試験装置で得られたほう酸水の混合特性

を考慮して保守的に設定しており，厳しい評価となっている。 

 

(10) サプレッション・プール冷却 

3.3 節にて示したとおり，ＲＥＤＹコードにおける格納容器モデルでは，放熱に

よる熱損失を考慮せず，かつ空間部が飽和状態にある等，温度及び圧力評価におい

て保守的な仮定を置き，質量バランスとエネルギバランスの式等により格納容器圧

力や格納容器のプール水温度を計算している。これにより，格納容器圧力や格納容

器のプール水温度を保守的に評価しており，コードの不確かさ要因としては考慮し

ないことにする。また，残留熱除去系の除熱量については，除熱量が小さい場合は

サプレッション・プールの冷却速度が遅くなり格納容器圧力や格納容器のプール水

温度が高くなる可能性があるが，残留熱除去系の除熱量は最小値を用いていること

から，コードの不確かさ要因としては考慮しないことにする。 
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5.1.2 重要現象の不確かさに対する感度解析 

5.1.1 節に示した重要現象に対する不確かさについて，評価指標に与える影響が大

きい，もしくは影響の大きさの確認が必要であるとした重要現象について，ＲＥＤＹ

コードを用いた感度解析を実施した。なお，対象とした重要現象は，反応度フィード

バック効果（ボイド反応度，ドップラ反応度，ボロン反応度），崩壊熱，沸騰・ボイ

ド率変化（炉心流量補正），冷却材流量変化，冷却材放出（臨界流・差圧流）（原子炉

圧力容器）及びＥＣＣＳ注水（給水系・代替注水設備含む）である。 

各重要現象に対するＲＥＤＹコードによる感度解析結果を表 5-2 に示す。対象プラ

ントはＡＢＷＲとし，主蒸気隔離弁の誤閉止を起因事象とした。また，これらのパラ

メータを最確値としたケースをベースケースとし，各感度解析における評価指標の値

を，ベースケースからの偏差の形で示した。 

 

評価指標の中で，制限値に対する裕度が小さいのは燃料被覆管温度だけである。こ

のため，以下はこの燃料被覆管温度に絞っての考察を行う。 

表 5-2 に示した感度解析結果をみると，燃料被覆管温度にプラスの感度（結果を厳

しくする感度）が見られたものはボイドマップの炉心流量補正（＋60℃）だけであり，

それ以外の不確かさは全てマイナス側の感度解析結果が得られている。例えば，ボイ

ド係数とドップラ係数の保守因子に関しては，申請解析条件では代表的にボイド係数

1.25 とドップラ係数 0.9（解析時間を通して一定）を使用しているが，事故シーケン

スに沿って不確かさを評価し，これをサブ時間領域ごとに変えた感度解析結果による

と，全ての組合せにおいて-10℃の感度が得られており，加圧事象時の反応度係数の

保守因子を申請解析条件で用いることの代表性が確認された。また，不確かさ幅を特

定できないことから，表 5-2 に含めずに添付２と添付３で補足している軸方向出力分

布が下方ピークになる場合を想定した場合は，燃料被覆管温度をより小さく評価され

る傾向が見られることが確認されている。 

以上，総合すると，申請解析におけるＲＥＤＹコードによる解析結果は評価指標で

ある燃料被覆管温度を保守的に評価していると考える。 

なお，ＲＥＤＹコードでは模擬できない，核熱水力不安定事象に起因した中性子束

振動現象が燃料被覆管温度に与える影響は，参考解析のＴＲＡＣコードによる解析結

果を参照しても，その影響は小さくかつ判断基準に対しても十分裕度があることを別

途確認している。 
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表 5-1 重要現象の不確かさ（1/2） 

分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉心(核) 核分裂出力 核特性モデル 考慮しない 反応度フィードバック効果の不確かさに含まれる。 

反応度フィード

バック効果 

反応度モデル 

(ボイド・ドップラ) 

添付５の表 2-2 参照 

 

反応度係数の不確かさが評価指標に影響を及ぼす。 

反応度モデル 

(ボロン) 

高温停止に必要なボロン反応度： 

－3％⊿k 

ボロン反応度が小さい方が格納容器圧力と格納容器プール

水温度を厳しく評価する。 

崩壊熱 崩壊熱モデル 崩壊熱： 

1 秒後＋0.8％／－0.1％ 

崩壊熱が大きい方が格納容器圧力と格納容器プール水温度

を厳しく評価する。 

炉心 

(熱流動) 

沸騰・ボイド率

変化 

炉心ボイド 

モデル 

炉心流量補正： 

補正なし／最大補正二次関数 

補正量が大きい方が，炉心流量が小さくなった場合に炉心ボ

イド率を少なめに模擬することから，原子炉出力を高めに算

出し，燃料被覆管温度を厳しく評価する。 

原子炉圧力

容器 

(逃がし安

全弁含む) 

冷却材

流量変

化 

コース

トダウ

ン特性 

再循環系モデル 再循環ポンプ慣性時定数： 

＋10％／－10％ 

冷却材流量変化(強制循環時)速度が小さいと原子炉バウン

ダリ圧力が高く評価され，大きいと燃料被覆管温度が高く評

価される。 

自然循

環流量 

モデルの仮定に含まれる 冷却材流量変化(自然循環時) が大きいと燃料被覆管温度が

高くなる可能性があり，小さいと格納容器圧力及び格納容器

のプール水温度が高くなる。 

冷却材放出(臨

界流・差圧流) 

逃がし安全弁 

モデル 

逃がし弁流量： 

＋16.6％ 

冷却材放出量が小さいと，原子炉圧力及び燃料被覆管温度が

高く評価されるが，下限値を使用しているため不確かさにつ

いては考慮不要。冷却材放出量が大きいと，格納容器圧力及

び格納容器プール水温度が高く評価される可能性がある。 
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表 5-1 重要現象の不確かさ（2/2） 

分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

原子炉圧力

容器 

(逃がし安

全弁含む) 

ＥＣＣＳ注水 

(給水系・代替注

水設備含む) 

給水系モデル 給水エンタルピ 

(1)給水温度（主蒸気流量零で） 

－60 kJ/kg（－14℃） 

(2)遅れ時間 ＋50 秒 

事象発生初期の給水温度低下による出力上昇により燃料被

覆管温度が高くなる可能性がある。また，給水流量やＥＣＣ

Ｓ流量が多いと格納容器圧力と格納容器のプール水温度に

影響を与える可能性がある。 

ＨＰＣＦ流量： 

＋137％ 

格納容器のプール水初期エンタルピ： 

－104 kJ/kg（－25℃） 

ほう酸水の拡散 ほう酸水拡散モ

デル 

保守的値を使用 ほう酸水の変化を保守的に設定しており，格納容器圧力と格

納容器のプール水温度も保守側の結果となる。 

原子炉格納

容器 

サ プ レ ッ シ ョ

ン・プール冷却 

格納容器モデル 保守的モデルに含まれる 単純な物理式を用いること並びに保守的仮定により，保守的

に評価している。 
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表 5-2 重要現象の不確かさに対するＲＥＤＹ感度解析結果 

重要現象 不確かさ幅 

ベースケースからの感度 

原子炉圧力 

(MPa) 

燃料被覆管

温度(℃) 

格納容器のプー

ル水温度(℃) 

格納容器圧力 

(MPa) 

9.08 (*)  920 (*)  113 (*)  0.19 (*)  

反応度フィードバック効果 添付５の表 2-2 参照 -0.38/0.20(*１) -10/-10(*１) （ボロン反応度が支配的な期間で
あり詳細不確かさは評価しない） 

ボロン反応度：－3％⊿k 0.00  

(評価対象外) 

0 

(評価対象外) 

＋7 ＋0.04 

崩壊熱 崩壊熱曲線：初期値で＋1％／－2％ 
(1 秒後で＋0.8％／－0.1％を包含) 

0.00／0.00 -10／-10 0／0 0.00／0.00 

沸騰・ボイド率変化 炉心流量補正： 
補正なし／最大補正二次関数 

-0.18／0.00 -30／60 -4／2 -0.02／0.01 

冷却材流量変化(コースト

ダウン特性) 

再循環ポンプ慣性時定数： 
＋10％／－10％ 

0.00／-0.01 -10／-10 0／0 0.00／0.00 

冷却材放出(臨界流・差圧流) 逃がし弁流量：＋16.6％ －0.39 0 0 0.00 

ＥＣＣＳ注水 

(給水系・代替注水設備含

む) 

給水エンタルピ 
(1)給水温度（主蒸気流量零で） 

－60 kJ/kg（－14℃） 
(2)遅れ時間 ＋50 秒 

0.00 -30(*2) 0 0.00 

ＨＰＣＦ流量： ＋137％ 0.00 0 ＋4 ＋0.03 

格納容器のプール水初期エンタルピ： 
－104kJ/kg（－25℃） 

0.00 -10 －18 －0.06 

(*) ベースケースでの評価結果 (*1) 本評価は，添付５の（動的ボイド係数，動的ドップラ係数）の保守因子から 5つの組合せ（ノミナ

ル値，ノミナル値）（下限値，下限値）（下限値，上限値）（上限値，下限値）（上限値，上限値）を実施し，その結果から最大値と最小値を

記載したものである。 

(*2) 給水温度（＋要因）と遅れ時間（－要因）を同時に考慮した感度。仮に遅れ時間は考慮しない（0秒）とした場合は 100℃となる。
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5.2 不確かさの取り扱いについて（運転操作の観点） 

原子炉スクラム失敗を仮定した事象においてＲＥＤＹコードで取り扱う運転操作は，

ほう酸水注入系及び残留熱除去系の手動起動操作，ＡＤＳ作動阻止操作，ＥＣＣＳによ

る水位低下維持操作である。 

これらの運転操作へのコードの不確かさの影響を以下に記載する。 

 

(1) 運転操作の起点への影響 

ほう酸水注入系及び残留熱除去系の手動起動操作は，事象発生時点から又は格納容

器のプール水温度高の発信を起点に実施している。プラントの運転操作としては，制

御棒が全挿入されない状態で，格納容器のプール水温度が高くなった場合，ほう酸水

注入系及び残留熱除去系を起動することになるが，状態確認等の運転員操作の余裕時

間を考慮しているため，不確かさの影響は保守的に評価される。 

ＡＤＳは作動条件成立後時間遅れをもって作動する。手動阻止操作は原子炉水位低

下を確認して，ＡＤＳ作動条件成立前に阻止操作を実施している。運転員は原子炉水

位を確認して手動操作を実施するとともに，条件成立後であっても時間遅れがあるた

め，解析コードの不確かさは運転員操作に影響を与えない。 

水位低下維持操作は，ボロン濃度上昇に伴い原子炉出力が低下し原子炉水位が上昇

してくるために，原子炉水位を低めに維持する操作である。運転員は原子炉水位を確

認して手動操作を実施するため，解析コードの不確かさは運転員操作に影響を与えな

い。 

 

(2) 運転操作後の影響 

ほう酸水注入系及び残留熱除去系の手動起動操作後は，炉心部でのボロン濃度増加

により原子炉出力が低下するため，原子炉水位が回復してくる。原子炉水位が上昇す

るとボロン濃度上昇割合が減少する可能性があるが，高温停止に必要なボロン濃度に

至る時間の評価において定常水位を仮定しているため，コードの不確かさは水位低下

維持操作に影響を与えない。 

 

以上より，ＲＥＤＹコードの不確かさの運転操作への影響を考慮すると，実機運用上

は時間余裕が増える方向又は影響を与えないため，有効性評価で確認できた運転操作の

妥当性については実機運転においても適用できる。 
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添付１ 解析コードにおける解析条件 

 

表１ 解析コードにおける主要な解析条件（1/2） 

分類 解析条件 

定格出力運転条件パラメータ及び幾何

形状データ 

原子炉熱出力 

炉心流量 

 主蒸気流量 

 給水流量 

 再循環ポンプ流量 

 原子炉圧力 

 原子炉水位 

 原子炉各部寸法 

 各種圧力損失データ 

 格納容器容積 

炉心データ ボイド反応度 

 ドップラ反応度 

 ボロン反応度 

 炉心圧力損失 

燃料データ 燃料棒本数 

 燃料有効長 

 被覆管外径 

 被覆管物性 

 燃料ギャップコンダクタンス 

 軸方向出力分布 

逃がし安全弁 段数及び個数 

 吹き出し圧力 

 吹き出し容量 

給水系 容量（予備機含む） 

 停止条件 

 給水温度低下特性 

主蒸気隔離弁 閉トリップ設定点 

 全閉時間 
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表１ 解析コードにおける主要な解析条件（2/2） 

分類 解析条件 

事故収束に重要な機器，操作関連 代替原子炉再循環ポンプトリップ機能 

（自動作動設定点，作動遅れ時間，台数，再

循環ポンプ慣性時定数） 

 高圧注水系 

（自動起動・停止設定点，作動遅れ時間，台

数，容量，原子炉注水特性，冷却水温度，注

水量調整手動操作条件） 

 ほう酸水注入系 

（注水遅れ時間，注水流量，高温停止濃度，

起動手動操作条件） 

 残留熱除去系 

（手動起動操作条件，台数，容量） 
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今回実施した影響解析の主な条件を以下に示す。 

・プラント：代表ＡＢＷＲ 

・評価事象：原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止 

・初期条件：100％出力/100％炉心流量 

・炉  心：９×９燃料（Ａ型）単一炉心 

・ボイドマップ：原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止時の給水加熱

喪失状態における軸方向出力分布(下方ピーク)を考慮したボイドマ

ップ 

 

以下に，給水加熱喪失に伴う軸方向出力分布の変化を考慮したボイドマップにより解析

を実施した結果，評価指標に及ぼす影響は小さいことが確認できた。 

 

 

評価指標 ＲＥＤＹコード 

（申請解析） 

（設計ボイドマップ） 

ＲＥＤＹコード 

（ＴＲＡＣコードによる代表的な 

下方ピークに対応したボイドマップ） 

原子炉圧力(MPa[gage]) 9.08 8.94 

燃料被覆管温度(℃) 920 910 

格納容器圧力(MPa[gage]) 0.19 0.19 

格納容器のプール水温度(℃) 113 114 

（注）燃料被覆管温度を求めるＳＣＡＴコードでは，中央ピークとしている。 

 

  

表１ ボイドマップを変えた場合の解析結果 
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添付４ 短時間領域を細分割しての重要現象のランクの検討 

 

１．短時間領域の細分割 

短時間領域をサブ時間領域１（出力変動期），サブ時間領域２（出力抑制期），サブ時

間領域３（出力再上昇期）の３つのサブ時間領域に細分割した場合の重要現象のランク

を検討する。なお，短時間領域での評価指標は，原

子炉圧力と燃料被覆管温度（ＰＣＴ）である。 

 

① サブ時間領域１（0秒から約10秒） 

原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤

閉止により原子炉圧力が上昇するために，炉心平均

ボイド率が減少し，これにより正のボイド反応度が

印加され中性子束が上昇する。ただし，中性子束上

昇に伴って燃料温度と熱出力も増加するため，負の

ドップラ反応度印加，発生熱に伴う炉心内ボイド率

増加による負のボイド反応度印加により中性子束の

過度な上昇は抑制される（ＢＷＲの自己制御性）。同

時期に，原子炉圧力高のインターロック信号が2秒で

作動し４台の再循環インターナルポンプ（ＲＩＰ）

トリップが炉心流量を急減させ負のボイド反応度を

印加することにより，中性子束は2秒後に306%のピー

クを迎えた後，一時的に定格値以下にまで低下する。

その後は継続する圧力上昇によって中性子束が再度

上昇する。なお，本期間内で給水ポンプはタービン

駆動給水ポンプからモータ駆動給水ポンプに切替わ

る。 

以上に述べた時間領域は，中性子束が定格値近傍

で増減する領域であり，これをサブ時間領域１（出力変動期）とした。 

 

②サブ時間領域２（約10秒～約60秒） 

この時間領域では，再循環流量制御系自動モード

により，トリップしていない６台のＲＩＰポンプ速

度が次第に最低速度まで低下し，炉心流量が一定に

なるまで，炉心のボイド率が増加する。このため，

徐々に負のボイド反応度が投入され出力は約50%ま

で低下する。この時間領域の初期ではまだ出力が高

く，炉心流量減少開始による冷却能力低下により，
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燃料被覆管温度が15秒で770℃となり（一次ピーク），原子炉圧力は19秒後に最大値

8.92MPa[gage]となるが，その後はいずれも継続的な炉心流量低下により徐々に抑制さ

れる。これをサブ時間領域２（出力抑制期）とした。なお，図示してはいないが，格納

容器圧力高により34秒後にＨＰＣＦとＲＣＩＣが起動し，原子炉水位の異常な低下を抑

制している。 

 

③サブ時間領域３（約60秒～約200秒） 

トリップしなかった６台のＲＩＰは最低速度で運転を継続し，炉心流量はほぼ一定と

なる。この間，主蒸気隔離弁が閉鎖することに起因して給水加熱能力が喪失し，給水流

量のエンタルピが次第に低下することにより，炉心入口サブクーリングが増加する。こ

のため，炉心平均ボイド率が減少し，出力が次第に上昇し150秒前後に定格出力近傍で

平衡状態となる。この間の原子炉圧力は逃がし安全弁の開閉によりほぼ一定に制御され

る。173秒で復水器ホットウェル水位低で給水ポンプトリップ，191秒で原子炉水位低で

運転中の６台のＲＩＰトリップが生じ，再循環流量は自然循環流量状態に移行するとと

もに，原子炉出力は低下し，燃料被覆管温度も175秒で920℃となった（二次ピーク）の

ち低下する。以上に述べた時間領域は，給水加熱喪失により中性子束が再上昇する領域

であり，これをサブ時間領域３（出力再上昇期）とした。 

 

２．重要現象のランク付け 

原子炉圧力の最大値と燃料被覆管温度（一次ピーク）の最大値はサブ時間領域２で，

燃料被覆管温度（二次ピーク）は給水加熱喪失により中性子束が再上昇するサブ時間領

域３で決まる。短時間領域で重要と考えられる物理現象は，核分裂出力，出力分布変化，

反応度フィードバック効果，三次元効果（核），沸騰・ボイド率変化，三次元効果(熱流

動），冷却材流量変化，冷却材流量放出，ＥＣＣＳ流量（給水系含む）であるが，これ

らの物理現象を前述の３つのサブ時間領域ごとに当てはめて，評価指標へのランクと不

確かさを検討した。 

(1)核分裂出力 

反応度フィードバック効果との総合事象として評価するものであり，プラント挙動に

関わらず，どのサブ時間領域でも評価指標に与える重要度は高いと考える。 

(2)出力分布変化 

サブ時間領域１とサブ時間領域２では，軸方向出力分布は形状がそれほど変わらずに

一様に変化する。一方，サブ時間領域３では給水加熱喪失により軸方向出力分布が下方

ピークとなることが従来から知られている。 

原子炉圧力は冷却材流量放出（逃がし安全弁）により制御され，本物理現象はどのサ

ブ時間領域でも評価指標である原子炉圧力を評価する上で重要現象とはならない。燃料

被覆管温度は，サブ時間領域３において軸方向出力分布が下方ピークに変化することか

ら，炉心ボイド率の変化を通して評価指標である燃料被覆管温度へ影響を与える。本物
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理現象はむしろ燃料被覆管温度を小さくする方向である。この下方ピークへの変化を考

慮しない評価は厳しめの結果を与えることになることから，評価指標である燃料被覆管

温度に与える重要度は低い。ただし，これを確認するためにＲＥＤＹコード説明書の添

付２と３にてサブ時間領域３で軸方向出力分布が下方ピークとなることの影響を確認

するための感度解析を実施している。 

(3)反応度フィードバック効果（ボイド・ドップラ） 

原子炉圧力は冷却材流量放出（逃がし安全弁）により制御され，本物理現象はどのサ

ブ時間領域でも評価指標である原子炉圧力に与える重要度は低いと考えられる。 

一方，本物理現象が評価指標である燃料被覆管温度に与える重要度は，サブ時間領域

２及びサブ時間領域３で高い。詳細化したサブ時間領域ごとのプラント状態を見てみる

と，各サブ時間領域のボイド率変化，燃料温度変化，炉心入口サブクーリング変化はプ

ラント挙動に大きく左右され，各サブ時間領域に対して実施した不確かさ評価結果（Ｒ

ＥＤＹコード説明書の添付５参照）を，それぞれのサブ時間領域に別々に適用してその

影響を確認することがより現実的であると考える。以上より，サブ時間領域ごとに反応

度フィードバック効果（ボイド・ドップラ）の不確かさを変えて，燃料被覆管温度に与

える影響を評価する。 

(4)三次元効果（核） 

核熱水力不安定事象により中性子束振動が生じる可能性のある期間は，サブ時間領域

３であり，本物理現象が評価指標である燃料被覆管温度に与える重要度は中程度と考え

られる。ただし，ＲＥＤＹコードでは中性子束振動（三次元効果）を再現することはモ

デル上困難であり，ＴＲＡＣコードを参照している。 

(5)沸騰・ボイド率変化 

沸騰・ボイド率変化は反応度フィードバック効果（ボイド反応度）に直接影響を与え

ることから，評価指標である原子炉圧力に対しては，サブ時間領域１及びサブ時間領域

２で重要度が高い。評価指標である燃料被覆管温度に対してはサブ時間領域２及びサブ

時間領域３で重要度が高く，サブ時間領域１は出力変動期間ではあるが，ボイド率の炉

心流量依存性やその後のサブ時間領域２や３へ与える影響の重要度を考慮すると，重要

度は中程度になると考えられる。 

この場合，ＲＥＤＹコードで使用しているボイドマップの炉心流量依存性の不確かさ

はどのサブ時間領域でも適用でき，ＲＥＤＹコード説明書にて不確かさを評価している。

なお，サブ時間領域３において下方ピークに対応したボイドマップとなることの検討は

前述(2)の出力分布変化に含めて検討・考察している。  

(6)三次元効果(熱流動) 

上記，(4)の三次元効果（核）と同様，サブ時間領域３（出力再上昇期）を対象とし

た核熱水力不安定事象に起因した中性子束振動が，評価指標である燃料被覆管温度に与

える重要度は中程度と考える。 
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(7)冷却材流量変化 

ポンプトリップによるコーストダウン特性は，サブ時間領域１で評価指標である燃料

被覆管温度に与える重要度が高いと考えられ，ＲＥＤＹコード説明書本文にて不確かさ

の感度解析を実施している。 

(8)冷却材流量放出 

冷却材流量放出（逃がし安全弁流量）は，炉内で発生する熱を原子炉から格納容器へ

放出する上でサブ時間領域１と２において，評価指標である原子炉圧力に与える影響は

中程度と考えられる。一方，本事象が評価指標である燃料被覆管温度に与える重要度は

どのサブ時間領域においても小さいと考えられる。 

(9)ＥＣＣＳ流量（給水系含む） 

時間遅れを持って炉心に影響を与える給水加熱喪失は，サブ時間領域３において炉心

入口サブクールの減少として出力に影響するため，燃料被覆管温度に対して重要度が高

いと考えられ，ＲＥＤＹコード説明書本文にて感度解析を実施している。 

以上，短時間領域におけるプラント挙動を考慮した上で各重要物理現象のランク付け

を再検討した結果を表１に示す。ここで，太線で囲んだものが，本文の短時間領域で報

告しているものであり，短時間領域でのランク（３つのサブ時間領域の中で一番高いラ

ンク）付けは妥当であることが示されている。 

 

表１ 短時間領域を細分割した場合のランク評価結果 

細分割区分 

（全体は短時間領域） 

サブ時間領域１ サブ時間領域２ サブ時間領域３ 短時間領域 

出力変動期 出力抑制期 出力再上昇期 － 

評価指標  

物理現象 

原子炉 

圧力 

PCT 原子炉 

圧力 

PCT 原子炉 

圧力 

PCT 原子炉 

圧力 

PCT 

核分裂出力 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

出力分布変化 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｌ Ｉ Ｌ 

反応度フィードバック効果 

（ボイド・ドップラ） 

Ｌ Ｍ Ｌ Ｈ Ｌ Ｈ Ｌ Ｈ 

三次元効果「炉心(核)」 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｍ Ｌ Ｍ 

沸騰・ボイド率変化 

「炉心(熱流動)」 

Ｈ Ｍ Ｈ Ｈ Ｌ Ｈ Ｈ Ｈ 

三次元効果「炉心(熱流動)」 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｍ Ｌ Ｍ 

冷却材流量変化「原子炉圧力容器」 Ｌ Ｈ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｈ 

冷却材流量放出「原子炉圧力容器」 Ｍ Ｌ Ｍ Ｌ Ｌ Ｌ Ｍ L 

ECCS注水（給水系含む） Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｈ Ｉ Ｈ 
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添付５ 原子炉停止機能喪失事象での反応度係数（ＲＥＤＹコード用）の保守因子   

について 

 

原子炉停止機能喪失事象に対する炉心損傷防止対策の有効性評価において，ＲＥＤＹコ

ードに原子炉設置変更許可申請書の添付書類八記載の平衡炉心サイクル末期の反応度係

数に一律の保守因子（減速材ボイド係数は 1.25 倍，ドップラ係数は 0.9 倍）を掛けた反

応度係数を用いている。 

一方，本事象では，事象の進展に伴い，初期の運転状態から炉心流量，原子炉圧力，炉

心入口エンタルピ，軸方向出力分布等が時間とともに変化し，ボイド係数，ドップラ係数

が影響を受け，保守因子は一定ではない。 

そこで有効性評価手法が適切であることを確認するために，前述のとおり5.1.2節の「重

要現象の不確かさに対する感度解析」において本事象を３つのサブ時間領域に細分割した

上で，それぞれに反応度係数に対する保守因子を設定してＲＥＤＹコードによる評価を行

っている。 

 

ここでは，①，②において 5.1.2 節の「重要現象の不確かさに対する感度解析」で用い

る反応度係数に対する保守因子を求め，③において 5.1.2 節の感度解析結果より有効性評

価の一律の保守因子の手法が適用できることを確認した。 

① 炉心一点近似縮約による反応度係数評価は，圧力変化，流量変化などの摂動による

炉心状態変化及び事象進展に伴う炉心状態変化を扱うことが出来ない。原子炉停止

機能喪失事象では，この炉心状態変化の変化に伴う不確かさが大きくなる可能性が

あるため，静的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードにより，各サブ時間領域に

対するボイド係数，ドップラ係数を評価し，炉心一点近似手法による反応度係数（添

付書類八記載の値）に対する比として各時間領域の反応度係数の保守因子のノミナ

ル値を評価した。 

② ①で求めた保守因子のノミナル値に，静的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード

により評価したボイド係数，ドップラ係数の不確かさ及び取替炉心設計段階におけ

る不確かさ（補足参照）を加えることで，5.1.2 節の「重要現象の不確かさに対す

る感度解析」で用いる反応度係数の保守因子変動幅を求めた。 

③ ①及び②の検討より，原子炉停止機能喪失事象に対する炉心損傷防止対策の有効性

評価において，事象を通じた一律の保守因子として，ボイド係数は 1.25 及びドッ

プラ係数は 0.9 が適用できることを確認した。 
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１．原子炉停止機能喪失事象での各時間領域の反応度係数の保守因子のノミナル値 

（１）評価方法 

原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止発生事象の短時間領域を，以下の

３つのサブ時間領域に細分割し， 

・出力変動期（サブ時間領域１） 

・出力抑制期（サブ時間領域２） 

・出力再上昇期（サブ時間領域３） 

各サブ時間領域の代表的な炉心状態における炉心パラメータを用い，静的な三次元沸騰水

型原子炉模擬計算コードにより，ボイド係数，ドップラ係数を評価し，原子炉設置変更許

可申請書の添付書類八に記載の反応度係数（保守因子1.0倍に相当）と比較した。 

ボイド係数は，各解析点に応じた微小な摂動を与え実効増倍率の変化量を求め，炉心平

均のボイド率の変化量で除することで求めた。各解析点での摂動は，表1-2，表1-3に示す

ように，サブ時間領域１では圧力摂動，サブ時間領域２では流量摂動，サブ時間領域３で

は入口エンタルピ摂動を与えた。 

ドップラ係数は，各解析点における摂動計算により炉心平均値を求めた。 

 

（２）解析条件 

解析は二つの代表プラントを対象として行い，この主な解析条件を以下に示す。 

表 1-1 主な解析条件 

プラント 代表ＡＢＷＲ 代表従来型ＢＷＲ 

評価条件 原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止 

初期条件 100%出力／100%炉心流量 100%出力／85%炉心流量 

炉心 ９×９燃料（Ａ型）単一炉心 ９×９（Ａ型）+標準組成 MOX 燃料混在炉心 

解析コード ＨＩＮＥＳ／ＰＡＮＡＣＨ ＴＧＢＬＡ／ＬＯＧＯＳ 

（注）ＨＩＮＥＳ，ＴＧＢＬＡ：単位燃料集合体核特性計算コード 

   ＰＡＮＡＣＨ，ＬＯＧＯＳ：三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード 

 

（３）解析結果 

各解析点における，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードによる反応度係数と一点近似

モデルの反応度係数(*)の比（以下「三次元／炉心一点近似（保守因子 1.0）」と称す）を表

1-2 と表 1-3 に示す。これによると，摂動及び事象進展に伴い軸方向の出力分布及びボイ

ド分布が変化するためボイド係数は変化するが，ドップラ係数は主に U-238 の共鳴吸収が

支配的であることから変化は小さくなっている。 

 

(*)原子炉設置変更許可申請書の添付書類八に記載の減速材ボイド係数，ドップラ係数 
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冒頭に述べたように，炉心一点近似縮約による反応度係数評価は，圧力変化，流量変化

などの摂動及び事象進展に伴う炉心状態の変化を扱えないため，三次元沸騰水型原子炉模

擬計算コードを用いて炉心状態変化を取り込んで評価しているが，ボイド係数において特

にその影響が大きいことが分かる。 

このように三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードを用いることで，炉心状態変化を取り

込むことができるものの，静的評価であることによる不確かさが含まれると考えられる。

そこで，静的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードによりボイド係数を評価できること

を含めて，サブ時間領域ごとに保守因子の設定について以下のとおり確認した。 

 

サブ時間領域１では，圧力増加による正のボイド反応度印加による中性子束の上昇が支

配的である。圧力摂動においては，軸方向ボイド率分布変化に伴う軸方向出力分布への影

響は，流量摂動，エンタルピ摂動に比較して小さく，また，炉心一体型の摂動であり，特

に軸方向にほぼ時間遅れなく摂動が与えられるため，事象開始時点の炉心状態に対して静

的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードを用いてボイド係数を評価することは可能で

あると考えられる。 

 

サブ時間領域２における支配的要因は流量摂動であり，炉心出力だけでなく，軸方向ボ

イド率分布，軸方向出力分布もこの影響を受ける。炉心入口流量が減少すると，この流量

摂動の影響が時間遅れを伴って動的に下方から上方に伝わり，上部のボイド率が変化する

前に下方のボイド率が増加することとなる。このため，静的な三次元沸騰水型原子炉模擬

計算コードによるボイド係数評価では現実の軸方向ボイド率分布，軸方向出力分布と異な

った状態を評価していることになる。この流れによる時間遅れがボイド率変化に及ぼす影

響を確認するため，ＳＣＡＴコードにより，サブ時間領域２の流量減少の時間変化を模擬

した場合と定常解析に相当する準静的に流量が減少した場合について，軸方向ボイド率分

布を評価したところ，両者の差はほとんどないことが確認された。以上より，サブ時間領

域２における流量減少は緩やかであり，流れによる時間遅れによる軸方向ボイド率分布へ

の影響は小さく，ボイド係数への影響は小さいといえる。なお，5.1.2節の「重要現象の

不確かさに対する感度解析」において本事象を３つのサブ時間領域に細分割した上で，反

応度係数に対する保守因子の上限値，下限値を表1-2に基づき設定してＲＥＤＹコード／

ＳＣＡＴコードによる評価を行っており，一律の保守因子を用いた有効性評価における燃

料被覆管温度よりも高くならないとの結果を得ている。このようにボイド係数の有効性評

価結果への感度が小さいことから，不確かさを大きめに考慮することで，静的な三次元沸

騰水型原子炉模擬計算コードによりボイド係数を評価することは可能であると考えられ

る。 

 

サブ時間領域３においては，給水温度低下に伴うエンタルピ摂動が支配的であるが，逃
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がし安全弁開閉に伴う圧力摂動もボイド係数に影響を及ぼす。圧力摂動については軸方向

ボイド率分布変化に伴う軸方向出力分布への影響は小さいが，エンタルピ摂動では影響が

大きく，ボイド係数自体として絶対値が大きくなる。サブ時間領域３において給水温度が

低下し，さらに逃がし安全弁が閉じられた場合は，両者ともボイド率を低下させる方向に

働くため正のボイド反応度が印加されることになる。この場合，ボイド反応度変化量とし

ては両者の効果が重畳するものの，ボイド率変化量も両者の効果が重畳するので，単位ボ

イド率変化量に対するボイド反応度変化量で定義されるボイド係数は，エンタルピ摂動単

独で変化したボイド係数と圧力摂動単独で変化したボイド係数の中間的な値となる。以上

より，エンタルピ摂動単独で変化したボイド係数を用いた方が出力を高め（保守的）に評

価することにもなるため，エンタルピ摂動によるボイド係数で代表させている。 

 

エンタルピ摂動による影響は，流量摂動と同様に時間遅れをもって炉心軸方向下方から

上方に伝わるが，サブ時間領域２の炉心流量減少に比較して事象進展がゆっくりしている

ことから，静的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードで評価することは可能であると考

えられる。一方，サブ時間領域３は，当該時点までの事象進展に伴う炉心状態変化による

不確かさがより大きくなると考えられるため，保守因子を設定する上で不確かさを大きめ

に見る必要がある。この不確かさの定量化は困難であるが，5.1.2節の「重要現象の不確

かさに対する感度解析」より，ボイド係数の有効性評価結果への感度が小さいことから，

静的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードによりボイド係数を評価することは可能で

あると考えられる。 

なお，中性子束振動状態での静的反応度係数は定義できないため，本手法の適用対象外

である。中性子束振動が局所的な燃料被覆管温度に与える影響に関しては，米国において

中性子束振動の評価実績がある異なる解析コード（ＴＲＡＣコード）による参考解析結果

を参照する。 

 

 

表 1-2 代表ＡＢＷＲの原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止事象の

代表点における反応度係数の比（三次元／炉心一点近似（保守因子 1.0）） 

 

細分割区分 摂動の種類 ボイド係数 ドップラ係数 

サブ時間領域１ 圧力摂動   

サブ時間領域２ 流量摂動   

サブ時間領域３(*) 入口エンタルピ摂動   

(*)中性子束振動に対しては適用外 
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表 1-3 代表従来型ＢＷＲの原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止事

象の代表点における反応度係数の比（三次元／炉心一点近似（保守因子 1.0）） 

 

細分割区分 摂動の種類 ボイド係数 ドップラ係数 

サブ時間領域１ 圧力摂動   

サブ時間領域２ 流量摂動   

サブ時間領域３(*) 入口エンタルピ摂動   

 (*)中性子束振動に対しては適用外 

 

 

２．原子炉停止機能喪失事象での反応度係数の保守因子の変動範囲 

前節で求めた各サブ時間領域の保守因子のノミナル値と，補足に記載した三次元沸騰水

型原子炉模擬計算コードによるボイド係数，ドップラ係数の不確かさ及び取替炉心設計段

階における不確かさを用いて，5.1.2 節の「重要現象の不確かさに対する感度解析」で用

いる反応度係数の保守因子を求めた。 

具体的には，表 1-2，表 1-3 の値に，以下の表 2-1（補足表-9 より転載）の不確かさを

加えて，表 2-2，表 2-3 のようになる。 

なお，ここでは遅発中性子割合の不確かさも含めて，動的反応度係数としてまとめてい

る。 

 

表 2-1 平衡炉心末期の動的反応度係数の不確かさ（まとめ） 

不確かさの要因 動的ボイド係数 動的ドップラ係数 

原子炉停止機能喪失事象解析での不確かさ（合計）   

（補足表-9 より転載） 

（＊）１．で前述したような静的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードを用いることに

よる不確かさ，事象進展に伴う炉心状態変化による不確かさの増加が考えられるこ

とから，「その他の要因に対する安全余裕」として，ボイド係数    ，ドップラ係

数    の安全余裕を採用している。 
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表 2-2 代表ＡＢＷＲの原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止 

事象中の動的反応度係数の保守因子（平衡炉心サイクル末期） 

    反応度係数 

細分割区分 

動的ボイド係数 動的ドップラ係数 

下限値 ノミナル 上限値 下限値 ノミナル 上限値 

サブ時間領域１       

サブ時間領域２       

サブ時間領域３       

 

 

表 2-3 代表従来型ＢＷＲの原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止 

事象中の動的反応度係数の保守因子（平衡炉心サイクル末期） 

   反応度係数 

細分割区分 

動的ボイド係数 動的ドップラ係数 

下限値 ノミナル 上限値 下限値 ノミナル 上限値 

サブ時間領域１       

サブ時間領域２       

サブ時間領域３       

 

（＊）サブ時間領域１は事象進展に伴う炉心状態変化による不確かさの増加は小さいと考

えられることから，表 2-2，表 2-3 では「その他の要因に対する安全余裕」を含ま

ず記載している。 

ただし，5.1.2 の「重要現象の不確かさに対する感度解析」では，保守側評価とし

て，サブ時間領域１に対してもサブ時間領域２，３と同じボイド係数     ，ドップ

ラ係数    の安全余裕を採用している。 

 

 

 

表 2-3 に示した代表従来型ＢＷＲプラントの検討結果は，標準組成 MOX 燃料混在炉心の

場合を想定しているが，ここに初期 Pu 組成変動，および装荷遅れの影響を考慮すれば，

表 2-3 の結果に対して，さらに動的ボイド係数で    倍，動的ドップラ係数で     

倍を見込む必要がある。 
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３．原子炉停止機能喪失事象に対する炉心損傷防止対策の有効性評価における反応度係数

の保守因子について 

 

有効性評価において反応度係数に一律の保守因子（減速材ボイド係数は1.25倍，ドップ

ラ係数は0.9倍）を用いていることについて，以下に検討した結果をまとめる。 

 

サブ時間領域１は，１．で述べたとおり，圧力摂動が支配的な期間であり，静的な三次

元沸騰水型原子炉模擬計算コードにより保守因子を評価することが可能である。また，ボ

イド係数は２．に示した保守因子変動範囲よりも保守的な値（1.25）を有効性評価で用い

ている。ドップラ係数は保守因子変動範囲の下限値が有効性評価で用いている値よりも下

回っているものの，サブ時間領域１の出力ピークに起因した燃料被覆管表面温度への影響

は，表5-2の感度解析の下限値とノミナル値の比較より  程度の影響しかなく，ドップ

ラ係数の感度は小さいことが分かった。 

従って，サブ時間領域１において，反応度係数の保守因子は，動的ボイド係数は1.25倍，

動的ドップラ係数は0.9倍を適用できると考えられる。 

サブ時間領域２は，流量摂動が支配的な期間ではあるが，静的な三次元沸騰水型原子炉

模擬計算コードで評価する保守因子には，流れによる時間遅れが軸方向ボイド率分布，軸

方向出力分布へ及ぼす影響は考慮されていない。しかしながら，流量減少は緩やかであり，

ＳＣＡＴコードによる評価により，流れの時間遅れによる軸方向ボイド率分布への影響は

小さいことが確認されたため，この現象のボイド係数への影響は小さいといえる。不確か

さを考慮して設定した保守因子の上限値及び下限値を用いたＲＥＤＹコード／ＳＣＡＴ

コードによる評価結果は，一律の保守因子を用いた有効性評価における燃料被覆管温度よ

りも高くならず，サブ時間領域２においても，反応度係数の保守因子は，動的ボイド係数

は1.25倍，動的ドップラ係数は0.9倍を適用できると考えられる。 

サブ時間領域３は，給水温度低下に伴うエンタルピ摂動及び逃がし安全弁開閉に伴う圧

力摂動が支配的な期間ではあるが，保守的にエンタルピ摂動が支配的であるとして保守因

子を評価している。サブ時間領域３におけるエンタルピ摂動は事象進展が遅いため，静的

な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードにより保守因子を評価することは可能と考えら

れるが，２．に示したように保守因子変動範囲は有効性評価で用いた一律の保守因子より

も非保守的なものがある。しかしながら，不確かさを考慮して設定した保守因子の上限値

及び下限値を用いたＲＥＤＹコード／ＳＣＡＴコードによる評価を行っているが，一律の

保守因子を用いた有効性評価における燃料被覆管温度よりも高くならないとの結果を得

ており，サブ時間領域３においても，反応度係数の保守因子は，動的ボイド係数は1.25倍，

動的ドップラ係数は0.9倍を適用できると考えられる。 

 

以上より，反応度係数の保守因子として，動的ボイド係数は 1.25 倍，動的ドップラ係
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数は 0.9 倍を適用できると考える。 
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添付５補足 反応度係数評価の不確かさ要因について 

 

反応度係数の評価を以下の４つの段階に分けて，不確かさ要因を抽出し整理した。 

[1]～[3]は，反応度係数計算の不確かさと取替設計段階における不確かさであり，[4]

は前節で述べた炉心一点近似手法によるＲＥＤＹコードの反応度係数の不確かさである。 

[1] 燃料集合体計算より上流側で生じる不確かさ 

[2] 燃料集合体計算に由来する不確かさ 

[3] 三次元炉心計算の不確かさ（取替炉心の詳細設計段階の不確かさも含む） 

[4] ＲＥＤＹコードの反応度係数の不確かさ（前節で記載） 

以下に，[1]～[3]の反応度係数の主要な不確かさ要因を挙げる。なお，サブ時間領域２

及びサブ時間領域３においては，静的な三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードにより反応

度係数を評価するのにあたり有意な不確かさが生じる可能性があり，さらに補足表-2 にあ

るように，その他の要因も幾つか考えられることから，これらを「その他の要因に対する

安全余裕」として，動的ボイド係数に  ，変動量の小さい動的ドップラ係数に  の安全

余裕を加える。5.1.2 で重要現象の不確かさに対する感度解析を行うのにおいては，保守

側にサブ時間領域１に対しても，同じ安全余裕を加えることとする。 

 

 

[1] 燃料集合体計算より上流側で生じる不確かさ 

燃料集合体計算より上流側で生じる不確かさ要因としては，核データライブラリ中に

含まれる種々の不確かさに起因した不確かさが挙げられる。 

 

補足表-1 燃料集合体計算より上流側で生じる不確かさ要因 

 不確かさ要因 備 考 

1.1 核データライブラリ中に含ま

れる種々の不確かさに起因し

た不確かさ 

臨界試験によりライブラリまで含めて妥当性

確認される。 

実機の運転により実効増倍率等が確認される 

 

現行の燃料集合体計算コードの核データライブラリは ENDF-B4,B5 で，最新（ENDF-B7）

のものではないが，臨界試験（ボイド反応度：EPICURE，BASALA 試験，ドップラ反応度：

Hellstrand の実験式，実効遅発中性子割合β：TCA，MISTRAL 試験）との比較で，核デ

ータ断面積ライブラリまで含めた燃料集合体計算コードの不確かさが確認されている。 
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[2] 燃料集合体計算に由来する不確かさ 

燃料集合体計算に由来する不確かさ要因を補足表-2 に整理する。これらは，試験との

比較により不確かさが確認されている。 

なお，ドップラ係数に対しては，ペレット内温度分布の影響は有意だが，重核種の熱

振動の影響を無視していることで相殺する方向（両者合計でやや more negative 側の評

価，参考文献１～５参照）となっており，現行コードでは考慮されていない。 

 

 

補足表-2 燃料集合体計算に由来する不確かさ要因 

 不確かさ要因 備 考 

2.1 概念モデルに由来する不確かさ 

・実験又は連続群モンテカルロ計算手法との

相違に由来する不確かさ 

 

臨界試験との比較で確認解析 

 

2.2 数学的モデルに由来する不確かさ 

・種々の数学モデル（拡散近似，燃焼チェイ

ン，共鳴計算等）に由来する不確かさ 

 

 

臨界試験との比較で確認 

ドップラ係数については，重核種の

熱振動の影響（more negative 側）は

有意(*) 

2.3 入力データ，計算条件等に由来する不確かさ 

・実験体系との妥当性確認時と設計計算時又

は連続群モンテカルロ計算との比較計算

時とで異なる種々の条件，設定，計算体系

のモデル化等に由来する不確かさ 

・減速材の密度及び温度の分布，燃料温度分

布が実機燃料と異なることに由来する不

確かさ 

チャンネル曲り，製造公差の影響は

炉心全体で平均化され影響は小さい

と考えられる(*) 

集合体内ボイド分布の影響はGdが存

在する領域では有意（参考文献６）だが，

平衡炉心では新燃料体数が少なく炉

心全体への影響は小さいと考えられ

る(*) 

ドップラ係数については，燃料棒ペ

レット内温度分布の影響（less 

negative 側）は有意(*) 

2.4 下流側コードへのデータ受け渡しの方法

論・モデルに由来する不確かさ 

影響の大きな要因はないと考えられ

る(*) 

2.5 その他の不確かさ 

・妥当性確認に用いる実験データの不確かさ 

 

試験の測定誤差が大きい場合（ドッ

プラ係数）は考慮 

 (*)その他の要因として考えられるもの（追加の安全余裕にて考慮） 
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燃料集合体計算に由来する不確かさ（補足表-2 の(*)を除く要因）は，試験データとの

比較により，以下のようになっている。 

 

補足表-3 燃料集合体計算コードの不確かさ 

 動的ボイド係数 動的ドップラ係数 

試験データを基準とした不確かさ   

  

・動的ボイド係数の不確かさは，ボイド反応度試験（EPICURE，BASALA 試験）の不確か

さとβ測定試験（TCA，MISTRAL 試験）の不確かさより  程度としている。 

 

・動的ドップラ係数の不確かさは，現行コードの評価値は Hellstrand の実効共鳴積分

との比較で同等かやや less negative 側の評価となっているが，不確かさとしては，

Hellstrand の実験式の誤差の   にβの不確かさ   を独立事象として加えて  

としている。  
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[3] 三次元炉心計算に由来する不確かさ 

三次元炉心計算に由来する不確かさ要因を補足表-4 に整理する。これらの要因は，最

終的に，三次元出力分布，三次元燃焼度分布の三次元炉心計算の不確かさに由来した反

応度係数の不確かさと，取替炉心の詳細設計段階において炉心状態が異なることに由来

した反応度係数の不確かさの二つに集約できる。 

 

補足表-4 三次元炉心計算に由来する不確かさ要因 

 不確かさ要因 備 考 

3.1 概念モデルに由来する不確かさ 

・無限格子を対象としたマクロ断面積評価法

に由来する不確かさ 

 

 

・設計想定炉心の包絡性に由来する不確かさ 

 

 

三次元出力分布等に不確かさが生

じるが，γスキャン測定結果照射

後試験の燃焼度測定により影響を

把握している 

HBB/UB や１ヶ月運転期間変動等，

包絡的な炉心条件を考慮している 

3.2 数学的モデルに由来する不確かさ 

・少数群の粗メッシュ体系における定常固有

値計算の解析結果と実機との相違に由来

する初期炉心条件の不確かさ 

・炉心燃焼計算の不確かさから生じる炉心条

件の不確かさに由来する不確かさ 

これらの数学的モデル，入力デー

タ，計算条件等に由来する不確か

さが原因で，初期炉心条件である

三次元出力分布，三次元燃焼度分

布に不確かさが生じている 

これらについては，γスキャン測

定結果，照射後試験の燃焼度測定

により不確かさを把握し，反応度

係数への影響を評価している 

3.3 入力データ，計算条件等に由来する不確かさ 

・原子炉圧力，入口エンタルピ，炉心流量等

のパラメータの入力データと実機との相

違に由来する不確かさ 

3.4 下流側コードへのデータ受渡しの方法論・モ

デルに由来する不確かさ 

・平衡サイクル早期及び末期等の特定の炉心

状態の選定に由来する設計想定炉心の代

表性にかかわる不確かさ 

 

 

動的ボイド係数の大きいサイクル

末期を選定している 

HBB/UB や１ヶ月運転期間変動等，

包絡的な炉心条件を考慮している 

3.5 その他の不確かさ 

・妥当性確認に用いる実験データの不確かさ 

 

γスキャン測定，燃焼度測定によ

る実験データの不確かさは小さい

ので無視する 
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 補足表-4 の 3.2，3.3 において，γスキャン測定結果よりノード出力の平均二乗誤差

（RMS）で  程度あり，照射後試験の燃焼度測定との比較で相対偏差（1σ）で   程

度ある。これらの不確かさは大部分ばらつきの成分であるので，炉心平均のボイド係数，

ドップラ係数への影響はノード間の影響が相殺され大きくないと考えられるが，ここで

は軸方向の出力分布が  程度ずれた場合と，燃焼度が  一律ずれた場合の反応度係

数の解析結果に基づき，以下の反応度係数の不確かさを考慮する。 

 

補足表-5 三次元出力分布，三次元燃焼度分布に由来した三次元炉心計算の不確かさ 

 ボイド係数 ドップラ係数 

三次元炉心計算の不確かさ   

   

 

 一方，補足表-4 の 3.4 に記載のように，取替炉心設計段階における不確かさとして，

運転期間，燃料装荷位置，制御棒挿入位置の変動に由来した不確かさを考慮する必要が

ある。 

運転期間については，13 ヶ月運転の平衡炉心の反応度係数を基準に，±1ヶ月程度変

動させた平衡炉心における反応度係数を評価し，変動の影響を評価した。 

燃料装荷位置については，炉心の熱的制限値を満足する範囲で，特定のサイクルの燃

料の装荷位置の集合体燃焼度を，炉心の内側から燃焼度の大きい燃料を配置した平衡炉

心と，炉心の外側から燃焼度の大きい燃料を配置した場合の平衡炉心における反応度係

数を評価し，変動の影響を評価した。 

制御棒挿入位置については，サイクルを通じて制御棒を深めに挿入して運転した平衡

炉心と，制御棒を浅めに挿入して運転した平衡炉心における反応度係数を評価し，変動

の影響を評価した。 

これらより，以下の反応度係数の不確かさを考慮する。 

 

補足表-6 取替炉心の詳細設計段階における不確かさ 

 ボイド係数 ドップラ係数 

詳細設計段階の不確かさの影響   

 

 

 

 

 

 

 
本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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[4]ＲＥＤＹコードの反応度係数の不確かさ 

ＲＥＤＹコードのボイド係数の不確かさ，ドップラ係数の不確かさについては，炉心

一点近似モデルに由来した不確かさが挙げられるが，個々の不確かさ要因に分解するの

ではなく，三次元静的コードによるボイド係数，ドップラ係数と直接比較することによ

り，全体の不確かさを一括して評価する。 

なお，静的な三次元コードによる反応度係数の評価には，事象進展に伴う炉心状態変

化に起因した不確かさが含まれていると考えられる。 

そこで，サブ時間領域１については出力ピークまで圧力摂動の幅を増加させ，サブ時

間領域２及びサブ時間領域３については別の時刻の異なる炉心状態で，ボイド係数を評

価したところ  程度の変化に留まり，表 5-2 の感度解析で考慮した   の不確かさに対

して問題ないことを確認した。この影響は，「その他の要因に対する安全余裕」の中で

考慮する。 

 

以上をまとめると，平衡炉心末期の動的ボイド係数，動的ドップラ係数の不確かさは，

以下のようになる。 

 

補足表-7 平衡炉心末期の動的ボイド係数の不確かさ 

不確かさの主要因 不確かさ 

[1] 燃料集合体計算より上流側で生じる不確かさ 

[2] 燃料集合体計算に由来する不確かさ 

 

[3] 三次元炉心計算に由来する不確かさ 

[3] 取替炉心の詳細設計段階の不確かさ  

その他の要因に対する安全余裕  

合計  

 

 

補足表-8 平衡炉心末期の動的ドップラ係数の不確かさ 

不確かさの主要因 不確かさ 

[1] 燃料集合体計算より上流側で生じる不確かさ 

[2] 燃料集合体計算に由来する不確かさ 

 

[3] 三次元炉心計算に由来する不確かさ 

[3] 取替炉心の詳細設計段階の不確かさ  

その他の要因に対する安全余裕  

合計  

 

 本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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以上より，平衡炉心末期の反応度係数の不確かさは，以下のようになる。 

 

補足表-9 平衡炉心末期の動的反応度係数の不確かさ（まとめ） 

不確かさの要因 動的ボイド係数 動的ドップラ係数 

原子炉停止機能喪失事象解析での不確かさ（合計）   

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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添付６ ボロン反応度添加率について 

 

１．ほう酸水拡散モデルの妥当性確認において参照した試験について 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

炉心を一点近似で模擬しているＲＥＤＹコードでは，下式のようにボロン反応度は有

効炉心内のボロン濃度に比例し，ベッセル内にゆっくりと蓄積され一様に混合すると仮

定している。 









×

−

−

hotB

hotB
B C

K ⊿
 =K BC⊿  

BK⊿  ：ボロン反応度 

BC  ：炉心内ボロン濃度 

hot-Bk⊿  ：高温停止に必要なボロン反応度 

hot-BC  ：高温停止に必要なボロン濃度 










−

−

hotB

hotB

C

K ⊿
 ：ボロン反応度添加率 

 

制御棒挿入失敗を仮定した本事象では，徐々に注入されるボロンが格納容器の評価指

標に与える影響を評価することが目的であり，数十分の長時間解析であることからして

も，ボイドが発生する炉心内でもボロンが一様に混合すると仮定し，ボロン濃度の変化

からボロン反応度を求めていることは妥当であると考える。 

一方，実機を考えると，原子炉の発熱によって炉心内でボイド（蒸気）が発生するが，

反応度に寄与するのは，有効炉心内に存在するボロン量である。この観点から，前述の

試験もＲＥＤＹコードのモデルも「有効炉心内のボロン濃度変化」に着目している。 

 
本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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ただし，前述の試験には核的な検討は含んでいない。このため，前述のボロン反応度

添加率に与えるボイドの核的影響と不確かさについては，次章で説明する。 

なお， 高温停止に必要なボロン反応度は，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード 

（ＬＯＧＯＳ）により，高温待機時の過剰反応度を打ち消すための反応度として求めて

いる。高温停止に必要なボロン濃度は，高温停止に必要なボロン反応度を投入するのに

必要なボロン濃度である。前述の仮定をもとに高温停止に必要なボロン濃度とボロン反

応度を使用してＲＥＤＹコードによる評価を実施している。 

 

２．ボイドがボロン反応度添加率に与える核的影響評価 

前節のボロン反応度添加率（⊿K����� C������ ）については，ボイド発生に伴う中性子

スペクトル変化による影響を受ける可能性があるので，以下で検討する。 

ここでは，ＡＢＷＲの９×９（Ａ型）ウラン燃料を対象として，ボイド率を 0%,40%,70%

と変え，ボロンを注入した場合の無限増倍率を評価し，ボイドがボロン反応度添加率に

与える核的影響を調べた。 

燃料集合体核特性評価の評価条件は以下のとおりである。 

対象領域 ：９×９（Ａ型）ウラン低Ｇｄ燃料の中央部領域 

（軸方向 9～15 ノード） 

ただし，ノードは，燃料有効長を 24 分割し燃料下端から数え

た値で，燃料集合体と燃料集合体間の水領域を含む領域 

解析コード ：単位燃料集合体核特性計算コード(TGBLA) 

炉心状態 ：高温待機時 

燃焼度  ：サイクル末期相当（９×９（Ａ型）ウラン燃料 25GWd/st） 

履歴ボイド率 ：40%（BWR 炉心の代表的な値） 

ボロン濃度  ：0, 300, 600ppm（水に含まれるボロン濃度） 

 

評価の結果，対象領域の体積平均のボロン濃度と無限増倍率の関係は図１のようにな

った。対象領域の体積平均のボロン濃度は，ボイド率 0%の場合は 0, 300, 600ppm であ

り，ボイド率 40%，70%の場合は水の量が減少しているので，対象領域の体積平均のボロ

ン濃度が減少している。  
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上図より，ボイド率によらず傾きはほとんど変わらない結果となった。 

図1より，ボロン濃度が0と300ppm(無限増倍率の２次内挿値)の無限増倍率の差より，

ボロン反応度添加率[⊿k/ppm]を求めると，表１のようになる。 

 

表１ ボロン反応度添加率のボイド率依存性 

 
0-300ppm の傾き 0-600ppmの傾き 

ボイド率[%]     

ボロン反応度添加率[%⊿k/ppm]     

 

表１より，0-300ppm のボロン濃度のボロン反応度添加率はボイド率によらずほとんど

変わらないことがわかる。 

したがって，ボイドが発生した場合のボロン反応度添加率に，高温待機時のボイド率

0%のボロン反応度添加率を用いるＲＥＤＹのモデルには問題ないと考える。 

  

図１  無限増倍率のボロン濃度依存性 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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３．ボロン反応度添加率に与える不確かさ 

図１と表 1は代表領域の燃料集合体計算による評価結果であるが，炉心計算において

も，ボロン反応度添加率はボイド率の違いにはほとんど影響されないものと考えられる。 

一方，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード（ＬＯＧＯＳ）によるボロン反応度添加

率（⊿k/ppm）は，高温待機時において，ボロンなしの場合と 600ppm の場合の実効増倍

率の差を 600 で除すことにより求めている。高温停止に必要なボロン濃度は 600ppm よ

り小さいので，ボロン反応度添加率は若干保守側の設定となっている。 

以上より，ボロン反応度添加率にはボイド率の違いによる影響はほとんど見られず，

ＬＯＧＯＳによるボロン反応度添加率は若干保守側の設定となっていることが確認で

きた。 

なお，実際の炉心では，炉心流量は炉心上部に移行するに従い，炉心で発生する熱に

より水が蒸気に変わり，ボロンが濃縮され，水中のボロン濃度が高くなる効果が考えら

れるので，表１の評価値自体も保守性を有している。 

 

４．その他 

以上，ボロン反応度添加率について補足説明したが，ボロン反応度の不確かさに関し

ては，これ以外に下記のことがいえる。 

・5.1.2 の感度解析において，高温停止に必要なボロン反応度について 3%⊿ｋの

不確かさを考慮した場合でも，格納容器圧力へ与える影響は＋0.04MPa，格納容

器のプール水温度への影響は高々+7℃であり，影響は小さいことを確認してい

る。 

 

なお，ボロン反応度の不確かさに直接係わる事項ではないが,評価指標である格納容

器温度圧力と格納容器プール水の温度に係わる事項として，下記事項についても留意し

ておく必要がある。 

・格納容器の判断基準は，それぞれ 0.62MPa[gage]と 200℃であるが，これに対し

て申請解析による最大値は 0.19MPa[gage]と 113℃と小さく，どちらも判断基準

に対して十分な裕度がある。 

・格納容器モデルは 3.3(13)に示したように，「格納容器内の空間部の温度は，保

守的に常にプール水温度と同じとする」などの非常に保守的な仮定を設けてお

り，評価結果を厳しくしている。 
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添付７ 最適評価コードによる解析結果との全体的挙動比較 

 

プラントの全体的挙動については，本資料の 4 章「妥当性確認」で実機試験結果との

比較を実施しているが，原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止では，よ

り広い適用範囲（高出力かつ低炉心流量状態，スクラムが生じない給水加熱喪失状態，

ほう酸水の注入による出力抑制事象等）での解析が必要とされる。さらに，原子炉スク

ラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止では，ＲＥＤＹコードでは模擬されない核熱

水力不安定事象（中性子束振動現象），高出力バンドルのリウェット現象がプラントに

フィードバックされる影響も生じ得る可能性がある。 

以上より，他のコードでの解析結果を参照し，プラント挙動に大きな差異がないこと

を確認するという目的で，原子炉の熱水力挙動を評価する多次元２流体モデル及び炉心

の中性子動特性を評価する三次元中性子動特性モデルを使用し，米国において運転時の

異常な過渡変化評価や原子炉スクラム失敗事象評価，安定性評価での適用実績がある

（各ＬＴＲ（Licensing Topical Report）に対してＮＲＣの承認が得られている）ＴＲ

ＡＣコードを用い，本事故シーケンスにおける原子炉スクラム失敗事象でのプラント全

体的挙動をＲＥＤＹコードのものと比較する。両解析コードによる共通解析条件を表１

に示す。 
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表１ ＲＥＤＹコード，ＴＲＡＣコードの共通解析条件 

（原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止-ＡＢＷＲの例） 

項 目 解析条件 

原子炉熱出力 3,926 MW（定格原子炉熱出力の 100％） 

原子炉圧力 7.07 MPa[gage] 

炉心流量 52.2×103 t/h（定格炉心流量の 100％） 

主蒸気流量 7.64×103 t/h（定格主蒸気流量の 100％） 

原子炉水位 通常運転水位 

ＲＣＩＣ流量 182 m3/h 

ＨＰＣＦ流量 182～727 m3/h 

原子炉水位低(Ｌ3)設定点 ＋62 cm 

原子炉水位低(Ｌ2)設定点 －58 cm 

原子炉水位低(Ｌ1.5)設定点 －203 cm 

原子炉圧力高設定点 7.48 MPa[gage] 

主蒸気隔離弁閉鎖時間 3 秒 

主蒸気隔離弁閉鎖特性  

 

 

 

 

 

 

 

逃がし安全弁設定圧力 

第 1 段 

第 2 段 

第 3 段 

第 4 段 

第 5 段 

第 6 段 

逃がし弁機能（公称値）を使用 

7.51 MPa[gage]×1 個, 363 t/h/個 

7.58 MPa[gage]×1 個, 367 t/h/個 

7.65 MPa[gage]×4 個, 370 t/h/個 

7.72 MPa[gage]×4 個, 373 t/h/個 

7.79 MPa[gage]×4 個, 377 t/h/個 

7.86 MPa[gage]×4 個, 380 t/h/個 

格納容器限界圧力 0.62MPa[gage] 

格納容器限界温度 200℃ 
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ＴＲＡＣコードと比較するＲＥＤＹコードの解析結果は，申請解析に加え，後述する

理由により，“下方ピーク軸方向出力分布炉心”の場合も比較する。これらの違いを表

２に示す。 

表２ ＲＥＤＹコード解析条件の比較 

 申請解析 下方ピーク軸方向出力分布炉心を仮定 

ＲＥＤＹの軸方

向出力分布 

設計下方ピーク 下方ピーク（*1） 

ＲＥＤＹのボイ

ドマップ 

設計ボイドマップ 上記の軸方向出力分布（*1）に対応した

ボイドマップ 

    (*1)ＴＲＡＣコードによる原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉 

止事象の解析結果で，給水加熱喪失が生じている時の代表的な下方ピーク 

軸方向出力分布。 

 

両解析コードによる比較図を図１（短時間領域）と図２（長時間領域）及び評価指標

との比較結果を表３に示す。 

 

(1) 短時間領域での考察 

短時間領域では，図１に示す様に，ＲＥＤＹコードによる申請解析結果（左側の図）

をＴＲＡＣコードの解析結果(右側の図)と比較すると，全体的な挙動は良く一致してい

る。特に，評価指標の一つである燃料被覆管温度が厳しくなる約 70 秒から約 200 秒で

は，炉心流量はほぼ同一となっており，給水加熱喪失に伴って変化する中性子束の増加

傾向，それが高い値で平衡する傾向なども類似の挙動を示している。ただし，平衡時の

値はＲＥＤＹコードの方が若干高めであり，“炉心の核熱水力モデルの相違”に起因し

ているものと推定される。このため，表３に示したように，燃料被覆管温度はＴＲＡＣ

コードでの解析結果 550℃に対し，ＲＥＤＹコードでは 920℃と高めに評価されている。

また，他の３つの評価パラメータ最大値も同様にＲＥＤＹコードの方が大きい。 

上述に推定した，ＲＥＤＹコード（炉心一点近似）とＴＲＡＣコード（炉心三次元）

の“炉心の核熱水力モデルの相違”について確認するためにＲＥＤＹコードで “下方

ピーク軸方向出力分布炉心”を仮定した場合の結果を図１に併記した（図２及び表３に

も併せて記載）。これによると，評価指標の一つである燃料被覆管温度が厳しくなる約

150 秒前後の原子炉出力は，図１(1)の中性子束変化図（中央の図）に示したように申請

解析結果（左側の図）より約 10％低くなっており，ＴＲＡＣコードの解析結果（右側の

図）に近くなっている。また，この時の燃料被覆管温度は表３に示したように，910℃

と小さくなる結果が得られている。以上より，“炉心の核熱水力モデル”の差がＲＥＤ

ＹコードとＴＲＡＣコードとの結果に与える一要因であることがＲＥＤＹコードでの

解析結果から確認できる。 
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なお，ＴＲＡＣコードでは約 70 秒から約 200 秒の注目すべき期間で，物理現象のラ

ンクをＭとした三次元効果（中性子束振動現象）が見られる。これに対し，ＲＥＤＹコ

ードの解析では振動現象は見られず，ＲＥＤＹコードの軸方向出力分布のみ下方ピーク

を仮定した場合の解析（中央の図）で多少顕著に見られる中性子束振動も，逃がし安全

弁の開閉に起因した中性子束変動である。これは，ＲＥＤＹコードでは，炉心を一点近

似の集中定数系のモデルで模擬していることから，炉心内での局所的挙動を考慮する必

要のあるチャンネル安定性を含んでいる炉心安定性を模擬するのが困難なためである。 

しかしながら，ＴＲＡＣコードの解析結果では，中性子束振動により燃料被覆管温度

も振動しているものの，その最大値はむしろＲＥＤＹコードの解析結果より十分小さく

なっている。さらに，前述の逃がし安全弁の開閉に起因する中性子束振動現象と三次元

効果による中性子束振動現象の影響で上昇する燃料被覆管温度分を,ＳＣＡＴコードに

よる核沸騰状態における燃料被覆管温度に加算したとしても,判断基準を下回る結果と

なっている。 

 

(2) 長時間領域での考察 

長時間領域では，図２に示すように，13 分以降の自然循環流量に違いが見られるが，

駆動源の一つである原子炉水位の変化もほぼ合っていることから，この数パーセントの

自然循環流量の差は，炉心の核熱水力モデルの相違に起因しているものと推定される。

しかしながら，ＲＥＤＹコードでは，自然循環流量が大きいことで，中性子束が高めの

値に維持され，評価指標である格納容器の圧力やプール水温度に対する評価結果を厳し

くしている。なお，格納容器圧力や格納容器のプール水温度といったパラメータの増加

は類似の挙動を示している。 
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ＲＥＤＹコード  

（申請解析）  

ＲＥＤＹコード  

（下方ピーク軸方向出力分布炉心を仮定） 

ＴＲＡＣコード  

  

 

 

 

 

図１(1) 原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止の解析結果比較（短時間領域） 
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ＲＥＤＹコード  

（申請解析）  

ＲＥＤＹコード  

（下方ピーク軸方向出力分布炉心を仮定） 

ＴＲＡＣコード  

   

ＳＣＡＴコードによる解析結果 ＳＣＡＴコードによる解析結果  ＴＲＡＣコードによる解析結果  

 

 

 

図１(2) 原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止の解析結果比較（短時間領域） 
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（下方ピーク軸方向出力分布炉心を仮定） 
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図２(1)原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止の解析結果比較（長時間領域） 
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ＲＥＤＹコード  

（申請解析）  

ＲＥＤＹコード  

（下方ピーク軸方向出力分布炉心を仮定） 

ＴＲＡＣコード  

  

 

 

 

 

図２(2) 原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止の解析結果比較（長時間領域） 
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ＲＥＤＹコード  

（申請解析）  

ＲＥＤＹコード  

（下方ピーク軸方向出力分布炉心を仮定） 

ＴＲＡＣコード  

   

図２(3)原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止の解析結果比較（長時間領域） 

 

表３ ＡＢＷＲを例とした解析結果の比較 

評価指標 

ＲＥＤＹコード 

（申請解析） 

ＲＥＤＹコード 

（下方ピーク軸方向出力分布

炉心を仮定） 

ＴＲＡＣコード 

解析結果 

原子炉圧力  10.34MPa[gage] 9.08  8.94 8.53 

燃料被覆管温度  1200℃ 920  910 550 

格納容器圧力  0.62MPa[gage] 0.19  0.19 0.14 

格納容器のプール水温度 200℃ 113  114 103 

      （注）燃料被覆管温度を求めるＳＣＡＴコードでは，中央ピークとしている。 
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添付７補足 ＴＲＡＣコードによる三次元核熱結合不安定の影響評価に

ついて 

 

１．目的 

「原子炉スクラム失敗を仮定した主蒸気隔離弁の誤閉止」事象における三次

元核熱結合不安定による出力振動の影響を確認するため，ＴＲＡＣコードによ

る参考解析を実施している。しかしながら，本参考解析では，給水加熱喪失後

の炉出力解析結果がＲＥＤＹコードの解析結果より低めに推移している。この

ため，ＴＲＡＣコードによる参考解析において，給水加熱喪失後の出力上昇を

ＲＥＤＹコードと同程度になるように調整した感度解析を実施し，逃がし安全

弁閉による出力上昇に加え，三次元核熱結合不安定による出力振動（上昇）が

重畳した場合の燃料被覆管温度の上昇幅を検討した。 

 

２．感度解析条件 

ＴＲＡＣコードによる解析において，給水加熱喪失後の出力上昇をＲＥＤＹ

コードと同程度になるように解析条件を設定する方法としては以下が考えら

れる。 

（１）初期炉心流量を流量制御幅下限より更に低流量側にシフトさせ，再循

環ポンプトリップ後の出力を全体的に高めに推移させる。 

（２）ボイド／ドップラ反応度係数を調整し，給水加熱喪失後の正の反応度

投入量を大きくすることにより，出力上昇量を高めにする。 

（３）給水温度低下幅をより大きくし，給水加熱喪失後の炉心入口サブクー

リングの増加量を大きくする。これにより，給水加熱喪失後の正の反

応度投入量を大きくし，出力上昇量を高めにする。 

 

上記のうち（２）の場合，整定出力をＲＥＤＹコードと同程度とするため，

ボイド反応度係数の絶対値をノミナルより大きめに設定することになる。この

とき，三次元核熱結合不安定による出力振動発生時のボイドフィードバックの

影響が過度に保守側に評価される可能性がある。 

また，（３）の場合，給水加熱喪失時の給水温度低下を想定し得る温度より

更に低めに設定することになる。このため，給水加熱喪失後の炉心軸方向出力

分布がノミナルより更に下方ピークとなり，三次元核熱結合不安定及び燃料被

覆管温度の評価に影響する可能性がある。 
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一方，（１）の場合，炉心反応度係数及び給水温度低下はノミナルのままと

し，他の手法と同様に整定出力及び炉心ボイド率はＲＥＤＹコードと同程度と

することができる。したがって，ＲＥＤＹコードの整定出力に合わせること以

外の要素を極力取り除くため，初期炉心流量を流量制御幅下限より更に低流量

側にシフトさせた運転点から解析する方法を採用し，感度解析を実施した。 

なお，この初期運転点は，あくまでも意図的に整定出力を高めるために設定

した仮の運転点である。 

 

３．解析結果 

表１に解析結果を，下記図に解析結果の比較を示す。 

図１ ＲＥＤＹ/ＳＣＡＴコード（申請解析） 

図２ ＴＲＡＣコード（ベースケース解析） 

図３ ＴＲＡＣコード（意図的に整定出力を高めた解析） 

ここで，図１と図２の初期運転点は定格出力／定格炉心流量である。 

 

図２と図３のＴＲＡＣコードによる解析結果では，図１のＲＥＤＹコードの

解析結果には見られない核熱不安定による出力振動が，逃がし安全弁閉による

出力上昇と重畳して模擬されている。一般に低炉心流量かつ高出力運転点の方

が核熱不安定に対する余裕が小さくなることが知られており，図２のＴＲＡＣ

コードによる解析結果（ベースケース解析）に比べ，図３に示すＴＲＡＣコー

ドによる解析結果（意図的に整定出力を高めた解析）の方が出力の振動幅は大

きくなっている。しかしながら，整定出力レベルをＲＥＤＹコードの解析結果

に合わせたＴＲＡＣコードによる解析（図３）においても，燃料被覆管温度の

最大値は 620℃程度で，ＲＥＤＹ/ＳＣＡＴコードによる燃料被覆管温度の最

大値を下回る結果となっている（表１参照）。 

なお，図３において約 190 秒付近で燃料被覆管温度が近傍のピーク値に比べ

高くなっている。図４に示すように，逃がし安全弁閉による圧力上昇と核熱不

安定による出力上昇のタイミングが比較的一致しているためと考えられるが，

この場合においても燃料被覆管温度の更なる上昇は 80℃程度に留まる。これ

は数百℃の燃料被覆管温度の上昇は，沸騰遷移の発生による燃料被覆管と原子

炉冷却材間の熱伝達の低下によるものであり，逃がし安全弁閉に伴い沸騰遷移

が発生した状態（熱伝達係数が低下した状態）から核熱不安定による出力振動

により再度出力が上昇したとしても，熱伝達状態の変化はなく，熱流束の上昇

も短時間で限定的であるためである。 
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以上より，参考解析の位置づけではあるがＴＲＡＣコードを用いて逃がし安

全弁閉による出力上昇と，三次元核熱結合不安定による出力振動が重畳した事

象が発生した場合の影響を検討した結果，逃がし安全弁閉による出力上昇に加

え，三次元核熱結合不安定による出力振動（上昇）が重畳した場合の燃料被覆

管温度の上昇幅は数十℃程度であると推定される。したがって，ＲＥＤＹ/Ｓ

ＣＡＴコードによる評価において核熱不安定による出力振動の影響を考慮し

ても燃料被覆管温度は判断基準を満足すると考えられる。 
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表１ 感度解析結果のサマリ 

項目  

ＲＥＤＹ/ＳＣＡ

Ｔコード（申請解

析）  

ＴＲＡＣコード

（ベースケース解

析）  

ＴＲＡＣコード

（意図的に整定出

力を高めた解析）  

判断基準  

燃料被覆管

温度  
約 920℃ 約 550℃ 約 620℃ 1200℃ 
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図１  ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコード  

（申請解析）  

図２  ＴＲＡＣコード  

（ベースケース）  

図３  ＴＲＡＣコード  

（意図的に整定出力を高めた解析）  

 

0

50

100

150

0 50 100 150 200

事 故 後 の 時 間（ｓ）

1. 中性子束（％）

2. 炉心流量（％）

1

1

2 2

2

1

1

0

50

100

150

200

0 50 100 150 200

事 故 後 の 時 間（ｓ）

1. 中性子束（％）

2. 炉心流量（％）

1

1

2

2

1

1

2

1

0

200

400

600

800

1000

1200

1400

0 100 200 300

燃

料

被

覆

管

温

度

事 故 後 の 時 間（ｓ）

（℃）



 
 

3-7-15 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図４ バンドル出力，原子炉圧力，及び燃料被覆管温度の時間変化（ＴＲＡＣ解析） 
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付録 

 

参考に，ＴＲＡＣコードによる解析（意図的に整定出力を高めた解析）において逃がし

安全弁閉のタイミングを調整し，三次元核熱不安定による出力振動に伴う出力上昇のタイ

ミングと，逃がし安全弁閉による圧力上昇のタイミングを合わせた解析を実施し（付録図

１参照），解析結果とＲＥＤＹ解析の中性子束，炉心入口流量を比較し，出力振動が大き

くなる時間領域についてＴＲＡＣコードの挙動（中性子束及びバンドル入口流量）を，初

期運転点を 100%出力/90%炉心流量としたＲＥＤＹ解析（低流量解析）に反映してＳＣＡＴ

解析を実施した。低流量解析をベースにしたのは，低流量の方が三次元核熱結合不安定に

対する余裕が小さくなるためである。なお，ＴＲＡＣコードによる出力振動はＲＥＤＹコ

ードに対して上下しているが，本解析では保守的に出力が上昇する側の変動のみを重ね合

わせた（付録図２参照）。なお，ＴＲＡＣコードによる出力振動は，２～３秒間隔である

ことから，0.5 秒ごとにタイミングをずらした感度解析も合わせて実施した。 

付録表１，２に示すように，出力振動に伴う出力上昇と逃がし安全弁閉による圧力上昇

を重畳させたＴＲＡＣコードによる解析結果をＲＥＤＹコードの解析結果に反映して作

成したデータを使用したＳＣＡＴコードによる解析では，ＲＥＤＹ/ＳＣＡＴコードの解

析結果（低流量解析）に比べ最大で 30℃程度高い結果となる。 
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付録図１ 中性子束と原子炉圧力の時間変化 

（出力振動に伴う出力上昇と逃がし安全弁による圧力上昇のタイミングを 

合わせたＴＲＡＣ解析） 

 

 

付録図２ ＲＥＤＹコードにＴＲＡＣコードの出力振動を重畳させた中性子束 

（ＳＣＡＴ 感度解析用の入力として使用） 
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付録表１ 解析結果サマリ 

項目 

ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコード 

（出力振動に伴う出力上昇と逃がし安全弁による圧力

上昇を重畳させたＴＲＡＣ解析の結果をＲＥＤＹデ

ータに反映した解析結果との比較：ベースケース） 

燃料被覆管温度の上昇

幅の変化 
約 30℃ 

 

 

付録表２ 感度解析結果サマリ 

項目 

ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコード 

（ＲＥＤＹデータに反映させるＴＲＡＣ解析のタイミ

ングをずらした感度解析結果） 

燃料被覆管温度の上昇幅

の変化 

約 10℃（0.5 秒ずらした解析） 

約 20℃（1.0 秒ずらした解析） 

約 0℃（1.5 秒ずらした解析） 

約 0℃（2.0 秒ずらした解析） 

約 0℃（2.5 秒ずらした解析） 
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1. はじめに 

本資料は，炉心損傷防止に関する重大事故対策の有効性評価（以下，「有効性評価」と称

す。）に適用するコードのうち，ＳＣＡＴコード（SCAT Ver.3）について， 

・有効性評価において重要となる現象の特定 

・解析モデル及び入出力に関する説明 

・妥当性確認 

・有効性評価への適用性 

に関してまとめたものである。 

なお，ＲＥＤＹコードの計算結果をインプットとする必要があるが，このＲＥＤＹコー

ドに対する説明は別資料（第３部ＲＥＤＹ）にて行う。 

 また，本資料で引用している最適評価コードはＴＲＡＣコード（TRACG Ver.5）である。 
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2. 重要現象の特定 

2.1 事故シーケンスと評価指標 

ＳＣＡＴコードが適用される炉心損傷防止対策における事故シーケンスグループである

原子炉停止機能喪失は，運転時の異常な過渡変化の発生時において原子炉のスクラム失敗

を想定する事象であり，事故シーケンスとして主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪

失が選定されている。 

 主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，主蒸気隔離弁閉止時の原子炉

圧力上昇によるボイド減少で炉心に正の反応度が投入されることにより生じる沸騰遷移，

及び給水加熱喪失の状態で出力が増加することにより生じる沸騰遷移によって燃料被覆管

の温度（以下，「燃料被覆管温度」と称す。）が上昇し高温になる。それに伴い燃料被覆管

の酸化量（以下，「燃料被覆管酸化量」と称す。）も増加するが，判断基準（15%以下）に十

分余裕があるため，評価指標は燃料被覆管温度で代表できると考えられる。 

従って，燃料被覆管温度が評価指標である。炉心損傷防止対策の有効性を確認するその

他の評価指標についてはＲＥＤＹコードによる解析で確認する。 

 

 

2.2 ランクの定義 

本資料の本文「2. 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された原子炉停止機能喪

失で取り扱う物理現象について，表 2-1 の定義に従い「Ｈ」，「Ｍ」，「Ｌ」及び「Ｉ」のラ

ンクに分類し，「Ｈ」及び「Ｍ」に分類された物理現象を重要現象として抽出する。 
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表 2-1 ランクの定義 

ランク ランクの定義 本資料での取り扱い 

Ｈ 評価指標及び運転操作に対する

影響が大きいと考えられる現象 

物理現象に対する不確かさを実験との比較

等により求め，実機評価における評価指標及

び運転操作への影響を評価する。 

Ｍ 評価指標及び運転操作に対する

影響が中程度と考えられる現象 

事象推移を模擬する上で一定の役割を担う

が，影響が「Ｈ」に比べて顕著でない物理現

象であるため，必ずしも不確かさによる実機

評価における評価指標及び運転操作への影

響を評価する必要はないが，本資料では，実

機評価への影響を感度解析等により評価す

るか，「Ｈ」と同様に評価することとする。 

Ｌ 評価指標及び運転操作に対する

影響が小さいと考えられる現象 

事象推移を模擬するためにモデル化は必要

であるが，評価指標及び運転操作への影響が

明らかに小さい物理現象であるため，検証／

妥当性評価は記載しない。 

Ｉ 評価指標及び運転操作に対し影

響を与えないか，または重要でな

い現象 

評価指標及び運転操作へ影響を与えないか，

又は重要でない物理現象であるため，検証／

妥当性評価は記載しない。 
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2.3 物理現象に対するランク付け 

本資料の本文「2. 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物理現象のうち， 

2.1 節で述べた事象進展を踏まえ，2.2 節記載のランクの定義に従い，評価指標及び運転操

作への影響に応じて「Ｈ」及び「Ｍ」に分類する事で物理現象の中から重要現象を特定す

る。この結果を表 2-2 に示す。 

なお，本資料の本文「2. 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物理現象は，

事故シーケンスグループに対して抽出されたものであるため，ＲＥＤＹコードの解析結果

を引き継ぐ物理現象を含んでいる。そのような物理現象は，ＳＣＡＴコードで評価する事

象において考慮すべき物理現象の対象外としてＲＥＤＹコードの説明資料で示す。 

以下に，物理現象ごとに考え方を示す。 

 

(1) 核分裂出力［炉心（核）］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，核分裂出力と崩壊熱の和であ

る原子炉出力の変化によって燃料ペレットの発熱挙動及び燃料被覆管温度挙動に影響を与

える。したがって，核分裂出力は燃料被覆管温度変化に対して重要度は高いと考えられる。

なお，原子炉出力変化はＲＥＤＹコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(2) 出力分布変化［炉心（核）］ 

出力分布には，径方向出力分布及び軸方向出力分布がある。主蒸気隔離弁の誤閉止＋原

子炉停止機能喪失の事象では，原子炉スクラム失敗を仮定していることから，径方向出力

分布の変化は小さい。一方，給水温度の変化等から軸方向出力分布は変化する。軸方向出

力分布の変化は，沸騰遷移の生じた位置の局所の出力によって燃料被覆管温度挙動に影響

を与える。したがって，出力分布変化は燃料被覆管温度の変化に対して重要度は高いと考

えられる。 

 

(3) 反応度フィードバック効果［炉心（核）］ 

（ボイド反応度（減速材密度反応度）とドップラ反応度） 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，原子炉出力がボイド・ドップ

ラ反応度フィードバック効果によって変動し，燃料ペレットの発熱挙動及び燃料被覆管温

度挙動に影響を与える。したがって，ボイド・ドップラ反応度フィードバック効果は燃料

被覆管温度変化に対して重要度は高いと考えられる。なお，反応度フィードバック効果は

原子炉出力変化としてＲＥＤＹコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

（ボロン反応度） 

 事象収束に必要なほう酸水注入系の手動起動はボロン反応度の印加が出力の抑制に重要

な役割を果たす。燃料被覆管温度の上昇は事象初期であり，ほう酸水注入系による出力抑
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制の効果が表れる段階より早いため，ボロンの反応度フィードバック効果が燃料被覆管温

度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

（その他） 

上述以外に，反応度フィードバック効果として知られている減速材温度反応度は，起動

時のボイド反応度やドップラ反応度の影響が殆どない状態では考慮する必要があるが，本

事故シーケンスの様な高い出力が継続する事象では評価指標に与える重要度は低い。なお，

遅発中性子生成割合，中性子寿命と言ったパラメータは上記の反応度評価に含まれる。 

 

(4) 制御棒反応度効果［炉心（核）］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，スクラム失敗及び代替制御棒

挿入機能が作動しないことを仮定しているため，制御棒反応度及び制御棒速度による効果

が燃料被覆管温度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

(5) 崩壊熱［炉心（核）］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，核分裂出力と崩壊熱の和であ

る原子炉出力の変化による燃料ペレットの発熱挙動及び燃料被覆管温度挙動に影響を与え

るが，スクラムが失敗した状態で崩壊熱は核分裂出力に比べて小さい。したがって，崩壊

熱が燃料被覆管温度変化に与える影響は殆どないと考えられる。なお，原子炉出力変化は

ＲＥＤＹコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(6) 三次元効果［炉心（核）］ 

 中性子束振動（三次元効果）が発生すると，中性子束と冷却材流量の振動によって沸騰

遷移及びリウェットの発生に影響を与えることから，燃料被覆管温度挙動に影響を与える

可能性がある。 

流量振動によって沸騰遷移を発生させる試験では，流量振幅が大きくなると数秒の周期

で燃料被覆管温度が鋸歯状的に上昇と降下を繰り返し，温度上昇幅は僅かであることが確

認されている[1]。これは中性子束の振動周期が数秒であることに対して熱流束の時間変化が

小さいためと考えられる。しかし，スクラム失敗を仮定した原子炉停止機能喪失の事象の

ように，原子炉出力の増加に伴い中性子束と熱流束が大きい状態で中性子束振動が発生す

ると，燃料被覆管温度の上昇幅が有意に大きくなる可能性も考えられる。したがって，三

次元効果は燃料被覆管温度変化に対して重要度は中程度と考えられる。なお，原子炉出力

変化及び炉心入口流量の変化はＲＥＤＹコードの解析結果から引き継がれる物理現象であ

る。 

ここでスクラム失敗を仮定した原子炉停止機能喪失の事象において，原子炉出力の増加

に伴い中性子束と熱流束が大きい状態で中性子束振動が発生しても燃料被覆管温度の上昇
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幅が有意に大きくならないことは，米国において中性子束振動の評価実績のあるＴＲＡＣ

コードによる参考解析結果を参照する（第３部ＲＥＤＹ添付７参照）。 

 

(7) 燃料棒内温度変化［炉心（燃料）］ 

燃料棒内温度変化は，燃料ペレット内発熱により燃料ペレット熱伝導とギャップ部の熱

伝達及び燃料被覆管熱伝導を通して燃料被覆管温度挙動に影響を与える。したがって，燃

料棒内温度変化は燃料被覆管温度変化に対して重要度は高いと考えられる。 

 

(8) 燃料棒表面熱伝達［炉心（燃料）］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，沸騰遷移が生じて燃料被覆管

温度は上昇する。沸騰遷移後，冷却材への熱伝達に関わる燃料棒表面熱伝達は燃料被覆管

温度挙動に影響を与える。特に膜沸騰状態の下では，過熱蒸気により燃料棒表面熱伝達が

変化すること，さらに高温に至る場合には，輻射熱伝達の寄与が次第に大きくなることな

どにより燃料被覆管温度挙動に大きな影響を与える。したがって，燃料棒表面熱伝達は燃

料被覆管温度変化に対して重要度は高いと考えられる。 

 

(9) 沸騰遷移［炉心（燃料）］ 

 主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，沸騰遷移が生じて核沸騰から

膜沸騰状態に移行し，原子炉出力の低下によってリウェットに至ることで核沸騰状態に移

行する。ドライアウト領域では，燃料被覆管温度は急上昇する。その後リウェットによっ

て核沸騰時の温度まで低下する。したがって，沸騰遷移は燃料被覆管温度変化に対して重

要度は高いと考えられる。 

 

(10) 燃料被覆管酸化［炉心（燃料）］ 

燃料被覆管酸化はジルコニウム－水反応によって発熱量が増加するが，出力の高い主蒸

気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では核反応による発熱量に比べて影響は小

さいと考えられる。したがって，燃料被覆管酸化は燃料被覆管温度変化に対して重要度は

低いと考えられる。 

 

(11) 燃料被覆管変形［炉心（燃料）］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，炉心は冠水状態及び原子炉圧

力が維持されることから燃料被覆管変形は生じないため，燃料被覆管変形が燃料被覆管温

度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

(12) 沸騰・ボイド率変化［炉心（熱流動）］ 

沸騰遷移が生じる高クォリティの状態では軸方向ボイド率変化を含むボイド率変化は小
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さく，また膜沸騰状態での表面熱伝達の変化は主にクォリティの変化に依存することから，

ボイド率変化による表面熱伝達の変化は小さい。また，炉心は冠水状態が維持されて炉心

部に二相水位が形成されないため，水面変動による大きなボイド率変化はない。そのため

燃料被覆管温度挙動への影響は小さいと考えられる。したがって，沸騰・ボイド率変化は

燃料被覆管温度変化に対して重要度は低いと考えられる。 

 

(13) 気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

 主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，炉心は冠水状態が維持されて

炉心部に二相水位が形成されないため，気液分離（水位変化）・対向流が燃料被覆管温度変

化に与える影響はないと考えられる。 

 

(14) 気液熱非平衡［炉心（熱流動）］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，炉内保有水は十分に保たれ，

炉心は冠水が維持されている。高出力燃料集合体の一部で高温の過熱蒸気が発生したとし

ても，当該蒸気流は炉心出口近傍で他の燃料集合体から流出する二相流との混合により飽

和になると考えられ，炉心外の熱流動挙動への影響は小さいと考えられる。しかし，発生

した過熱蒸気の影響が当該燃料集合体内の隣接する燃料棒に波及する可能性がある。した

がって，気液熱非平衡による熱流動の変化は燃料被覆管温度変化に対して重要度は中程度

と考えられる。なお，発生した過熱蒸気による燃料被覆管温度への影響，すなわち燃料被

覆管と冷却材との温度差が低下することの影響は，膜沸騰状態における燃料棒表面熱伝達

係数の物性値等をモデル化することで得られる保守性によって概ね相殺されることで実効

的に取り込まれており，(8)項の燃料棒表面熱伝達［炉心（燃料）］で相応に考慮できると

してよいと考えられる。 

 

(15) 圧力損失［炉心（熱流動）］ 

チャンネル内の圧力損失は，チャンネルを流れる冷却材流量を介して表面熱伝達の変化

に影響を与える。しかし，沸騰遷移後は冷却材流量の変化による表面熱伝達の変化は小さ

く，燃料被覆管温度挙動への影響は小さいと考えられる。したがって，圧力損失は燃料被

覆管温度変化に対して重要度は低いと考えられる。なお，炉心入口流量の変化はＲＥＤＹ

コードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(16) 三次元効果［炉心（熱流動）］ 

 三次元効果による燃料集合体間の流量配分は，冷却材流量が変化することから，燃料被

覆管温度挙動に影響を与える。しかし，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事

象では，径方向出力分布の変化は小さく，流量配分による冷却材流量変化への影響は小さ

いと考えられる。また，高出力燃料集合体は平均出力燃料集合体に比べてボイド率が高く
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流量低下が早くなるが，冷却材流量が減少すれば二相部の圧力損失による流量配分の寄与

が相対的に小さくなるので，高出力燃料集合体の流量低下は緩和されると考えられる。し

たがって，三次元効果による燃料集合体間の流量配分は燃料被覆管温度変化に対して重要

度は低いと考えられる。 

 ただし，中性子束と冷却材流量の振動現象（高出力チャンネルの流量振動現象を含む）

は，沸騰遷移及びリウェットの発生に影響を与えることから，燃料被覆管温度挙動に影響

を与える可能性がある。そのため，三次元効果［炉心（熱流動）］は(6)項の三次元効果［炉

心（核）］と同様に燃料被覆管温度変化に対して重要度は中程度とし，三次元効果［炉心（核）］

に含めて検討する。 

 

(17) 冷却材流量変化［原子炉圧力容器］ 

 再循環ポンプトリップにより炉心流量を減少させることで原子炉出力を抑制することか

ら，再循環ポンプのコーストダウン特性と流路慣性による冷却材流量変化の速さは原子炉

出力の抑制の速さに影響する。また，事象発生直後に再循環ポンプトリップするため，燃

料被覆管温度上昇時の冷却材流量は自然循環流量相当である。したがって，冷却材流量変

化は燃料被覆管温度に対して重要度は高いと考えられる。なお，炉心入口流量の変化はＲ

ＥＤＹコードの解析結果から引き継がれる物理現象である。 

 

(18) 冷却材放出（臨界流・差圧流）［原子炉圧力容器］ 

 主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，主蒸気隔離弁の誤閉止による

原子炉圧力の上昇によって逃がし安全弁が作動する。逃がし安全弁から放出される蒸気流

量の変化によって原子炉圧力が変化し，ボイドの生成・凝縮に影響するため反応度フィー

ドバック効果に影響する。反応度フィードバック効果は(3)項の反応度フィードバック効果

［炉心（核）］で考慮する。したがって，冷却材放出（臨界流・差圧流）は燃料被覆管温度

変化に対して重要度は低いと考えられる。なお，原子炉圧力変化及び原子炉出力変化はＲ

ＥＤＹコードの解析結果を引き継がれる物理現象である。 

 

(19) 沸騰・凝縮・ボイド率変化［原子炉圧力容器］ 

 ここで取り扱う物理現象は，炉心以外での領域の状態である。主蒸気隔離弁の誤閉止＋

原子炉停止機能喪失の事象では，沸騰・凝縮・ボイド率変化（減圧沸騰（フラッシング），

二相水位，二相流動）が炉心内の領域に与える影響は小さく，燃料被覆管温度挙動への影

響はないと考えられる。したがって，沸騰・凝縮・ボイド率変化が燃料被覆管温度変化に

与える影響はないと考えられる。 

 

(20) 気液分離（水位変化）・対向流［原子炉圧力容器］ 

ここで取り扱う物理現象は，炉心以外での領域の状態である。主蒸気隔離弁の誤閉止＋
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原子炉停止機能喪失の事象では，炉心以外の領域で気液分離（水位変化）・対向流が生じな

いため，燃料被覆管温度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

(21) 気液熱非平衡［原子炉圧力容器］ 

ここで取り扱う物理現象は，炉心以外での領域の状態である。主蒸気隔離弁の誤閉止＋

原子炉停止機能喪失の事象では，炉心以外の領域で気液熱非平衡が生じないため，燃料被

覆管温度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

(22) 圧力損失［原子炉圧力容器］ 

ここで取り扱う物理現象は，炉心以外での領域の状態である。主蒸気隔離弁の誤閉止＋

原子炉停止機能喪失の事象での燃料被覆管温度を評価する上で，(15)項の圧力損失［炉心

（熱流動）］の物理現象を考慮する。したがって，圧力損失が燃料被覆管温度変化に与える

影響はないと考えられる。 

 

(23) 構造材との熱伝達［原子炉圧力容器］ 

 主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，原子炉出力はほう酸水注入に

よって抑制されるまで高い値を維持する。このため，原子炉ドーム部を含むシュラウド外

領域の構造材と冷却材間との熱伝達は影響を与えないと考えられる。したがって，構造材

との熱伝達が燃料被覆管温度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

(24) ＥＣＣＳ注水（給水系・代替注水設備含む）［原子炉圧力容器］ 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，ＥＣＣＳ注水（給水系・代替

注水設備含む）により冷却材を注入し，炉心入口流量及び炉心入口エンタルピの変化によ

って燃料被覆管温度挙動に影響を与える。したがって，ＥＣＣＳ注水（給水系・代替注水

設備含む）は燃料被覆管温度変化に対して重要度は高いと考えられる。なお，炉心入口流

量変化及び炉心入口エンタルピ変化はＲＥＤＹコードの解析結果から引き継がれる物理現

象である。 

 

(25) ほう酸水の拡散［原子炉圧力容器］ 

 事象収束に必要なほう酸水注入系の手動起動はボロン反応度の印加が出力の抑制に重要

な役割を果たす。燃料被覆管温度の上昇は事象初期であり，ほう酸水注入系による出力抑

制の効果が表れる段階より早いため，ほう酸水の拡散が燃料被覆管温度変化に与える影響

はないと考えられる。 

 

(26) 三次元効果［原子炉圧力容器］ 

 燃料被覆管温度の上昇は事象初期であり，ほう酸水注入系による出力抑制の効果が表れ
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る段階より早いため，ほう酸水の輸送・拡散における三次元効果が燃料被覆管温度変化に

与える影響はないと考えられる。 

 

(27) 冷却材放出（臨界流・差圧流）［原子炉格納容器］ 

 本物理現象自体は，格納容器側から見た逃がし安全弁から放出される蒸気流に係る事象

であり，原子炉から見た(18)項の冷却材放出（臨界流・差圧流）[原子炉圧力容器]と同じ

である。 

 

(28) 格納容器各領域間の流動［原子炉格納容器］ 

 格納容器各領域間の流動は原子炉側への影響はなく，燃料被覆管温度変化に与える影響

はないと考えられる。 

 

(29) サプレッション・プール冷却［原子炉格納容器］ 

 サプレッション・プール冷却は，ＥＣＣＳの高圧注水による冷却材の温度が変化するた

め，燃料被覆管温度挙動に影響を与える可能性がある。燃料被覆管温度の上昇は事象初期

であり，残留熱除去系（ＲＨＲ）によるサプレッション・プール冷却の効果が表れる段階

より早いため，燃料被覆管温度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

(30) 気液界面の熱伝達［原子炉格納容器］ 

 気液界面の熱伝達は原子炉側への影響はなく，燃料被覆管温度変化に与える影響はない

と考えられる。 

 

(31) 構造材との熱伝達及び内部熱伝導［原子炉格納容器］ 

 構造材との熱伝達及び内部熱伝導は原子炉側への影響はなく，燃料被覆管温度変化に与

える影響はないと考えられる。 

 

(32) スプレイ冷却［原子炉格納容器］ 

 スプレイ冷却は，サプレッション・プール水温の低下によってＥＣＣＳの高圧注水によ

る冷却材の温度が変化するため，燃料被覆管温度挙動に影響を与える可能性がある。主蒸

気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，スプレイ冷却の実施を仮定していな

いため，燃料被覆管温度変化に与える影響はないと考えられる。 

 

(33) 放射線水分解等による水素・酸素発生［原子炉格納容器］ 

 放射線水分解等による水素・酸素発生は原子炉側への影響はなく，燃料被覆管温度変化

に与える影響はないと考えられる。 
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(34) 格納容器ベント［原子炉格納容器］ 

 格納容器ベントは，サプレッション・プール水温の低下によってＥＣＣＳの高圧注水に

よる冷却材の温度が変化するため，燃料被覆管温度挙動に影響を与える可能性がある。主

蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，格納容器ベントの実施を仮定して

いないため，燃料被覆管温度変化に与える影響はないと考えられる。 
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表 2-2 原子炉停止機能喪失における物理現象のランク（ＳＣＡＴコード）（1/2） 

 事故シーケンス  

  

主蒸気隔離弁の誤閉止

＋原子炉停止機能喪失 

分類 
評価指標  

物理現象 
燃料被覆管温度 

炉心（核） (1) 核分裂出力 （Ｈ）*1 

(2) 出力分布変化 Ｈ 

(3) 反応度フィードバック効果 （Ｈ）*1 

(4) 制御棒反応度効果 I 

(5) 崩壊熱 （Ｉ）*1 

(6) 三次元効果 Ｍ*2 

炉心（燃料） (7) 燃料棒内温度変化 Ｈ 

(8) 燃料棒表面熱伝達 Ｈ 

(9) 沸騰遷移 Ｈ 

(10) 燃料被覆管酸化 Ｌ 

(11) 燃料被覆管変形 Ｉ 

炉心（熱流動） (12) 沸騰・ボイド率変化 Ｌ 

(13) 気液分離（水位変化）・対向流 Ｉ 

(14) 気液熱非平衡 Ｍ 

(15) 圧力損失 （Ｌ）*1 

(16) 三次元効果 Ｍ*2 

原子炉圧力容器 

（逃がし安全弁 

含む） 

(17) 冷却材流量変化 （Ｈ）*1 

(18) 冷却材放出（臨界流・差圧流） （Ｌ）*1 

(19) 沸騰・凝縮・ボイド率変化 Ｉ 

(20) 気液分離（水位変化）・対向流 Ｉ 

(21) 気液熱非平衡 Ｉ 

(22) 圧力損失 Ｉ 

(23) 構造材との熱伝達 Ｉ 

(24) ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む） （Ｈ）*1 

(25) ほう酸水の拡散 Ｉ 

(26) 三次元効果 Ｉ 

＊1 事故シーケンスグループに対して抽出されたものであるため，ＲＥＤＹコードの解析結果を引き継ぐ

物理現象も含んでいる。そのような物理現象は，ＳＣＡＴコードで評価する事象において考慮すべき物

理現象の対象外とする。 

＊2 三次元効果の模擬はＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコード体系では困難であるため，米国において中性子束振動

の評価実績のあるＴＲＡＣコードによる参考解析結果を参照する。  
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表 2-2 原子炉停止機能喪失における物理現象のランク（ＳＣＡＴコード）（2/2） 

 事故シーケンス  

  

主蒸気隔離弁の誤閉止

＋原子炉停止機能喪失 

分類 
評価指標  

物理現象 
燃料被覆管温度 

原子炉格納容器 (27) 冷却材放出 (18)と同一物理現象 

(28) 格納容器各領域間の流動 Ｉ 

(29) サプレッション・プール冷却 Ｉ 

(30) 気液界面の熱伝達 Ｉ 

(31) 構造材との熱伝達及び内部熱伝導 Ｉ 

(32) スプレイ冷却 Ｉ 

(33) 放射線水分解等による水素・酸素発生 Ｉ 

(34) 格納容器ベント Ｉ 
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3. 解析モデルについて 

3.1 コード概要 

ＳＣＡＴコードは，燃料の熱的余裕及び燃料被覆管温度を解析するコードである。本コ

ードは，単一チャンネルを模擬し，これを軸方向一次元に多ノード分割する。各ノードに

ついて，燃料棒には半径方向だけの熱伝導方程式を適用して冷却材への熱伝達を計算し，

チャンネル内冷却材には，質量及びエネルギ保存則を適用して冷却材の熱水力挙動を計算

する。 

なお，本コードは，従来の原子炉設置変更許可申請書において適用実績のある「運転時

の異常な過渡変化の解析」及び「事故解析」における最小限界出力比（ＭＣＰＲ）の評価

に加え，原子炉停止機能喪失の事象で生じる沸騰遷移後の燃料被覆管温度及び燃料被覆管

表面の酸化量を評価する。そのため，沸騰遷移後の燃料被覆管－冷却材間の熱伝達相関式

とリウェット相関式を適用する。また，燃料被覆管と冷却水又は水蒸気との化学反応（以

下，「ジルコニウム－水反応」と称す。）に「軽水型動力炉の非常用炉心冷却系の性能評価

指針」（以下，「ＥＣＣＳ性能評価指針」と称す。）に示されている Baker-Just の式[2]を適用

する。 

本コードの入力は，燃料集合体の幾何学的形状，軸方向出力分布等の炉心データ，燃料

集合体出力，チャンネル入口流量等の初期条件，ＲＥＤＹコードの出力から得られた燃料

集合体出力，チャンネル入口流量等の過渡変化のデータ等であり，出力として，ＧＥＸＬ

相関式[3][4]に基づく限界出力比（ＣＰＲ），各ノードでの冷却材流量，クォリティ，燃料被

覆管温度等の時間変化が求められる。また，燃料被覆管温度から燃料被覆管酸化量の時間

変化が求められる。 
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3.2 重要現象に対する解析モデル 

2 章において重要現象に分類された物理現象（表 2-2 で「Ｈ」及び「Ｍ」に分類された物

理現象）について，その物理現象を評価するために必要となる解析モデルを表 3-1 に示す。 

 

 

 

 

表 3-1 重要現象に対する解析モデル 

分類 重要現象 必要な解析モデル 

炉心（核） 出力分布変化 燃料モデル 出力分布モデル 

炉心（燃料） 燃料棒内温度変化 燃料モデル 熱伝導モデル 

燃料ペレット－被覆管ギャップ

熱伝達モデル 

 燃料棒表面熱伝達 チャンネル内 

熱流動モデル 

被覆管表面熱伝達モデル 

（サブクール熱伝達，サブクー

ル沸騰熱伝達，核沸騰熱伝達，

膜沸騰熱伝達，輻射熱伝達*） 

リウェットモデル 

 沸騰遷移 チャンネル内 

熱流動モデル 

沸騰遷移評価モデル 

炉心（熱流動） 気液熱非平衡 チャンネル内 

熱流動モデル 

被覆管表面熱伝達モデル 

リウェットモデル 

* 燃料被覆管温度を厳しい側に評価する観点から，輻射熱伝達の寄与を解析コード中で取り扱わない。 
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3.3 解析モデル[5][6] 

ＳＣＡＴコードは，ＲＥＤＹコードにより求められた原子炉停止機能喪失時の炉心へ与

えられる外乱を用いて，燃料のＭＣＰＲ及び燃料被覆管温度を評価する。またＲＥＤＹコ

ードから求まる中性子束，炉心流量，炉心入口エンタルピ，炉心圧力の時間変化を境界条

件とする。重要現象に対するＳＣＡＴコードの計算モデルを表 3-2 に示す。 
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表 3-2 ＳＣＡＴコードのモデル一覧 

項 目 計算モデル 

チャンネル内 

熱流動モデル 

流動の基本式 

（非平衡ドリフトフラックス

モデル） 

気液各相に対して質量保存式とエネ

ルギ保存式，及び気液混相の運動量保

存式を適用 

 ボイドモデル を 適 用 し た

Zuber-Findlay の式 

 サブクールボイドモデル  

 

 圧力損失モデル  

 

 

 

 

 

 被覆管表面熱伝達モデル 以下の熱伝達モードを考慮 

・サブクール熱伝達 

Dittus-Boelter の式 

・サブクール沸騰・核沸騰熱伝達 

  Jens-Lottes の式 

・膜沸騰熱伝達 

  修正 Dougall-Rohsenow 式 

 沸騰遷移評価モデル ＧＥＸＬ相関式を適用 

 リウェットモデル リウェットクォリティをモデル化し

た相関式を適用 

燃料モデル 出力分布モデル 初期値で固定した軸方向出力分布を

適用 

 熱伝導モデル 燃料棒径方向に一次元熱伝導方程式

を適用 

 燃料ペレット－被覆管ギャッ

プ熱伝達モデル 

初期値で固定した軸方向ギャップ熱

伝達係数を適用 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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3.3.1 チャンネル内熱流動モデル 

ＳＣＡＴコードは，燃料棒，ウォータロッド，チャンネルボックスで構成される燃料集

合体の冷却材挙動を評価するモデルである。燃料集合体の冷却材流路は軸方向に複数のノ

ードに分割して冷却材の熱水力挙動を計算する。 

 

(1)保存則 

冷却材流路の軸方向各ノードについて保存則を適用して熱水力状態を計算する。二相流

モデルには，気液各相の質量保存式とエネルギ保存式，及び気液混相の運動量保存式の５

つの保存式を適用し，ドリフトフラックスモデルに基づく気液各相の速度差を考慮する。 

目的のノードの冷却材の沸騰状態（サブクール，サブクール沸騰，核沸騰，膜沸騰）を

判定し，それに対して与えられる質量保存式とエネルギ保存式を解くことでクォリティ，

エンタルピ等を求める。ボイド率を求めるために，ボイド率とクォリティの相関式を用い

る。 

ノードの熱水力状態が求められると，燃料棒から冷却材に伝わる熱を計算する。 

保存式は下式である。 

 

 (a) 質量保存式 

∂∂t �αρ�� + ∂G�∂z = Γ 

∂∂t ��1 − α�ρ�� + ∂G�∂z = −Γ 
 

(b) エネルギ保存式 

∂∂t �αρ�h�� + ∂∂z �G�h�� = Q� + α ∂P∂t + hΓ 

∂∂t ��1 − α�ρ�h�� + ∂∂z �G�h�� = Q� + �1 − α� ∂P∂t − h�Γ 
 

なお，質量保存式及びエネルギ保存式から求められた全ノードの熱水力状態を用いて，

運動量保存式を解くことでチャンネル内の圧力損失を求めることができる。 

運動量保存式は下式である。 

 

∂P∂z + ∂∂z �G�u� + G�u�� + ∂G∂t + �f ρ�⁄ �G�
2D� + �̅g = 0 
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ここで， 

G = G� + G� 

ρ" = ρ��1 − α� + ρα 
 

記号は以下の通りである。 

 α : ボイド率 

 ρ : 密度 

 G : 質量流束 

 u : 相速度 

 Γ : 蒸気生成率 

 h : エンタルピ 

 Q : 熱伝達量 

 P : 冷却材圧力 

 g : 重力加速度 

 f : 摩擦抵抗係数 

 DH : 水力等価直径 

 （添字） v : 蒸気相 

 l : 液相 

 g : 飽和蒸気 

 f : 飽和水 
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(2)構成式 

①ボイドモデル，サブクールボイドモデル 

  

 

 

 

 

 

 

②圧力損失モデル 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

上記①②のモデルが適切に評価できていることを添付 2に示す。 

 

③被覆管表面熱伝達モデル 

冷却材の沸騰状態（サブクール，サブクール沸騰，核沸騰，膜沸騰）に基づいた熱伝達

の相関式を適用する。 

冷却材の沸騰状態の選択ロジックを図 3-1 に示す。サブクール沸騰開始位置は単相液相

エンタルピを示す曲線と気泡離脱時のエンタルピを示す曲線の交点より求まる。すなわち，

単相液相エンタルピが気泡離脱時のエンタルピ以上となった時にサブクール沸騰が始まる

とする。また，核沸騰は液相エンタルピが飽和状態に達した時に始まるとする。核沸騰か

ら膜沸騰への移行については，限界クォリティと沸騰長さの関係等に基づき整理されたＧ 

 
本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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ＥＸＬ相関式を用いて判定する。リウェットによる膜沸騰状態から核沸騰状態への移行に

ついては，日本原子力学会標準「ＢＷＲにおける過渡的な沸騰遷移後の燃料健全性評価基

準：2003」[8]で推奨される相関式を用いて判定する。ＧＥＸＬ相関式を用いた沸騰遷移判定

の詳細は④で，リウェット判定については⑤に示す。 

各流動状態に対して設定される熱伝達モデルの一覧を表 3-2 に示す。サブクール領域の

単相流には Dittus-Boelter の式[9]を，サブクール沸騰及び核沸騰領域には Jens-Lottes の

式[10]を，膜沸騰領域には修正 Dougall-Rohsenow 式[8][11]を適用する。 

 なお，過渡的な沸騰遷移後の熱伝達相関式について，日本原子力学会標準「ＢＷＲにお

ける過渡的な沸騰遷移後の燃料健全性評価基準：2003」では，その適用範囲内において修

正 Dougall-Rohsenow 式を使用することが妥当であるとしている。また，燃料被覆管温度が

800℃程度を超える高温範囲では，輻射熱伝達が温度の増加とともに増大して燃料集合体内

の燃料被覆管温度を平坦化するように作用するが，ＳＣＡＴコードにおいては輻射熱伝達

の影響を考慮せず，出力の大きな燃料棒の燃料被覆管温度を高めに評価する方法を採って

いる。 

 

 

相関式は下式である。ただし，飽和核沸騰時及び沸騰遷移後においては，冷却材の温度

を飽和温度として冷却材への熱流束を評価する。 

 

(a) Dittus-Boelter の式[9] 

h = 0.023Re+.,Pr+.. kD� 
 

(b) Jens-Lottes の式[10] 

h = Q A⁄∆T34 

∆T34 = 60e6 78++ 9Q A⁄10: ;< .⁄
 

 

 

(c) 修正 Dougall-Rohsenow 式[8][11] 

h = 0.023 =GD�μ,� 9xA + ρ,Bρ�,B �1 − xA�;C+., Pr,�+.. k,�D� 
 
各物性値に用いる過熱蒸気の温度は，蒸気膜温度（燃料被覆管表面温度と飽和温度

の平均温度）を用いる。 
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記号は以下の通りである。 

 h : 熱伝達率 
 Q : 熱伝達量 

 ΔTJL : 燃料被覆管表面温度と冷却材温度（飽和温度）との差 
 xe : 断面平均熱平衡クォリティ 

 DH : 水力等価直径 

 G : 冷却材の質量流束 

 P : 冷却材圧力 

 A : 伝熱面積 

 k : 冷却材の熱伝導率 

 ρ : 冷却材の密度 

 μ : 冷却材の粘性係数 

 Re : 冷却材のレイノルズ数 

 Pr : 冷却材のプラントル数 

 （添字） g,s : 飽和蒸気 

 l,s : 飽和水 

 g,f : 過熱蒸気  



 

4-23 
 

 

 

 

 

沸騰遷移判定：ＧＥＸＬ相関式による沸騰遷移判定 

リウェット判定：相関式２によるリウェット判定 

 

図 3-1 流動状態の選択ロジック 

 

 

 

 

  

液相エンタルピは

気泡離脱エンタル

ピ以上か 

液相エンタルピは

飽和水エンタルピ

以上か 

沸騰遷移判定 

サブクール

沸騰 
核沸騰 膜沸騰 

リウェット判定 

サブクール

 

no 

yes 

yes 

no 

no 

yes no 

yes 
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④沸騰遷移評価モデル 

燃料集合体が沸騰遷移に至る状況はＧＥＸＬ相関式を用いて計算する。有効性評価解析

における沸騰遷移の判定は，ＧＥＸＬ相関式から得られるＭＣＰＲがＭＣＰＲに関する燃

料の許容設計限界（ＳＬＭＣＰＲ）を下回った時点とする。 

ＧＥＸＬ相関式は，沸騰遷移の開始を予測する式で，ＢＷＲ炉心で出現することが予想

される種々の軸方向出力分布を条件とした豊富な試験データに基づいて作成されており，

以下の特徴を有する。 

・出力分布依存性を考慮する手段として，「限界クォリティ（ＸＣ）対沸騰長さ（ＬＢ）」

の関係を導入している。 

・局所出力分布の関数を取り込んでいる。 

・実形状の模擬燃料集合体により得られたデータをベストフィットしていることが大き

な特徴として挙げられる。 

ＧＥＸＬ相関式は次式で表現される。 

ＸＣ＝ｆ（ＬＢ，ＤＱ，Ｇ，Ｌ，Ｐ，Ｒ） 

記号は以下の通りである。 

 ＸＣ : 断面平均の限界クォリティ 

 ＬＢ : 沸騰長さ 

 ＤＱ : 熱的等価直径 

 Ｇ  : 質量流束 

 Ｌ  : 加熱長さ 

 Ｐ  : 圧力 

 Ｒ  : 局所出力分布に関する係数 

 

以下に，ＧＥＸＬ相関式から得られるＭＣＰＲの計算と，沸騰遷移の生じる位置を判定

する計算について述べる。 

(a) ＭＣＰＲの計算方法 

ＧＥＸＬ相関式を用いた限界出力（燃料集合体のある点において沸騰遷移を生じさせる

燃料集合体出力）の計算は，次に述べる手法によって行う。 

(i)  注目するバンドルの質量速度，圧力，局所出力関数等を求める。 

(ⅱ) (i)の条件下でＧＥＸＬ相関式を用いて「限界クォリティ（ＸＣ）対沸騰長さ（ＬＢ）」

を計算する。 

(ⅲ) 注目するバンドルの出力を上昇させ，(i)の条件下で「運転クォリティ（Ｘ）対沸騰

長さ（ＬＢ）」を計算する。 

(ⅳ) (ⅱ)と(ⅲ)で得られた曲線を比較し，(ⅱ)の曲線に(ⅲ)の曲線がある点で接する場合

の出力を求める。これが求める限界出力である。 

もし(ⅱ)(ⅲ)で得られた曲線が接しない場合，出力を変えて(ⅲ)の計算を反復し，接す
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る場合のバンドル出力を求める。この関係を図 3-2 に示す。 

運転出力に対しＧＥＸＬ相関式から得られる限界出力の比がＭＣＰＲとなる。有効性評

価解析では，ＭＣＰＲがＳＬＭＣＰＲを下回った時点で沸騰遷移が発生したと判断する。

ＳＬＭＣＰＲは，ＧＥＸＬ相関式が持つ不確かさなどを考慮して保守的に設定する。 

過渡時のＭＣＰＲについては，主に限界クォリティと運転クォリティの比に基づく値で

評価する。 

(b) 沸騰遷移位置判定の計算方法 

沸騰遷移の判定後，沸騰遷移の生じる位置を判定する。有効性評価解析における沸騰遷

移の生じる位置を判定する計算は，次に述べる手法によって行う。 

(i)  ＧＥＸＬ相関式を用いて限界クォリティ（ＸＣ）を計算する。 

(ⅱ) (i)での限界クォリティを用いてＳＬＭＣＰＲに相当する限界クォリティを求める。 

(ⅲ) 軸方向沸騰遷移位置を表すために，(ⅱ)でのＳＬＭＣＰＲに相当する限界クォリティ

を補正する。 

(ⅳ) この補正した限界クォリティと運転クォリティとを比較し，交点の軸方向ノード位置

を沸騰遷移が生じた位置と判定する。 

この関係を図 3-3 に示す。 

沸騰遷移を判定した位置では，沸騰遷移後の熱伝達相関式によって求めた熱伝達係数を

用いて燃料被覆管温度を計算する。  
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図 3-2 限界出力の評価手法[3][4] 
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*)有効性評価解析ではＳＬＭＣＰＲに 

相当する限界クォリティ 

 

図 3-3 沸騰遷移位置判定の評価手法 

 

 

  

沸騰遷移判定位置におけるクォリティディフェクト 

 = 限界クォリティ*－運転クォリティ 
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⑤リウェットモデル 

 沸騰遷移後のリウェット時刻の予測方法について，日本原子力学会標準「ＢＷＲにおけ

る過渡的な沸騰遷移後の燃料健全性評価基準：2003」では，相関式１[8][12]と相関式２[8][13]

のリウェット相関式のいずれかを使用することが妥当であるとしている。相関式１は単管

試験データに基づいて作成した相関式で，相関式２は管群試験データに基づいて現象論的

に作成した相関式である。 

相関式２は，相関式１よりもドライアウト持続時間を長く評価する傾向があるため，燃

料被覆管温度を高めに評価する。そのため，相関式２をリウェット時刻の予測方法に適用

する。 

なお，相関式２は，燃料集合体内の軸方向着目位置の流路断面平均クォリティがリウェ

ットクォリティを下回ったときにリウェットが発生するという考えに基づいている。実機

の設計及び運転条件を対象とした熱水力試験によれば，準定常状態におけるリウェットク

ォリティは沸騰遷移を生じる限界クォリティに一致するが，過渡状態におけるリウェット

クォリティは限界クォリティを下回る傾向にある。相関式２は，リウェット時点における

流路断面平均クォリティと限界クォリティの偏差をモデル化したものである。 

相関式は下式である[8][13]。 

 

xHAIAJ = xK + ∆x 
∆x = L0.0635 DIFh�u��+ 9G�x − xK�q" ;

JQJR
G+G S∆TI − ∆T+∆T+ T − ∆t+U dx"""

dt 
 

記号は以下の通りである。 
 xrewet : 燃料集合体内の流路で断面平均したリウェットクォリティ 
 xc : 燃料集合体内の流路で断面平均した限界クォリティ 
 x : 燃料集合体内の流路で断面平均したクォリティ 
 △x : 過渡時におけるリウェットクォリティの限界クォリティから 

  の偏差 

 △Tw : 壁面過熱度 

 △T0 : 液膜先端固気液三相界面の過熱度 
 q” : ドライアウト部の熱流束 
 F : 断面平均燃料棒出力に対するピーキング係数 

 G : 冷却材の質量流束 

 Dw : 熱的等価直径 

 hfg : 蒸発潜熱 
 tm : x-xc が最大となる時刻 

 △t0 : x-xc が最大となる時刻から x が xc まで復帰するまでの経過時間 
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]^""""
]J : x が xc まで復帰した時刻からリウェット時刻までの x の 

  平均変化率 

 G0 : 質量流束規格化基準値 

 u��+ : 液膜進展速度規格化基準値 
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3.3.2 燃料モデル 

ＳＣＡＴコードの燃料モデルは，燃料集合体（燃料棒，ウォータロッド等）やチャンネ

ルボックスで構成される。燃料棒熱伝達計算は，最大５グループに分けることができ，各々

の燃料棒毎に行うことができる。 

実機解析に用いるグルーピング及びノーディングを図 3-4 と図 3-5 に，考え方を表 3-3

に示す。９×９燃料（Ａ型）の場合は，図 3-4 に示すようにホットロッド（標準長），平均

出力ロッド（標準長），部分長ロッド，ウォータロッドの４つのグループに分けて模擬して

いる。 

 

(1)出力分布モデル 

燃料の軸方向出力分布の初期状態一定値として入力している。 

 

(2)熱伝導モデル 

燃料棒は，燃料ペレット，ペレットと被覆管の間の空隙部であるギャップ部，被覆管で

構成され，図 3-5 に示すように軸方向に複数のノードに分割し，それぞれのノードに径方

向に熱伝導方程式を適用して，冷却材への熱伝達を計算する。 

①燃料ペレットは径方向に複数のノードに分割し，被覆管は通常内側と外側の２つのノー

ドに分割して取り扱う。 

②燃料ペレットでは，ペレット中心部よりペレット周辺部が相対的に局所出力が大きくな

る傾向があり，この特性を取り込めるように径方向出力分布を考慮することができる。 

③ペレットと被覆管のギャップ部の熱の授受には，ギャップ熱伝達係数を用い，一般に軸

方向中央部のギャップ熱伝達係数が大きくなる傾向があり，このため，ギャップ熱伝達

係数は軸方向分布を考慮できる。 

ギャップ熱伝達については時間変化をしない一定値とする場合と，出力上昇に伴う燃

料ペレットの熱特性の変化を考慮に入れた時間的に変化する場合の取り扱いが可能であ

る。 

④熱伝導率，熱容量など燃料ペレット及び被覆管の物性については，関係式もしくはテー

ブル形式で温度依存を考慮する。 

 

(3)燃料ペレット－被覆管ギャップ熱伝達モデル 

燃料ペレットと被覆管の間のギャップ熱伝達係数は，熱放出率を考慮した輻射伝導係数，

燃料ペレットと被覆管相互の接触圧力を考慮した熱伝達係数，熱膨張の影響を考慮した気

相部の熱伝導係数から求められる。 

ＭＣＰＲを計算する解析では，燃料棒機械設計コードＰＲＩＭＥ[14][15][16][17]で計算された

結果に基づき，軸方向ギャップ熱伝達係数は一定値を用いている。 
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 燃料棒の温度分布を示す方程式は下式である[5][6]。 

(a) 燃料ペレット 

1r ∂∂r _rKa ∂T∂rb = ρaCa ∂T∂t − Q 
 

(b) 燃料ペレット－被覆管ギャップ部 

_Ka ∂T∂rb
燃料表面

= H∆Tde 

 

(c) 燃料被覆管 

1r ∂∂r _rKK ∂T∂rb = ρKCK ∂T∂t 
 

 
 
記号は以下の通りである。 

 T : 温度 

 △Tgap : 燃料ペレット－燃料被覆管ギャップの温度差 
 KF : 燃料ペレットの熱伝導率 

 Kc : 燃料被覆管の熱伝導率 

 Hg : 燃料ペレット－燃料被覆管の熱伝達率 

 ρF : 燃料ペレット密度 

 ρc : 燃料被覆管密度 
 CF : 燃料ペレット比熱 

 Cc : 燃料被覆管比熱 

 Qg : 燃料ペレットの発熱量 
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表 3-3 ＳＣＡＴコードのノーディングの考え方（９×９燃料（Ａ型）の例） 

領域 考え方 

燃料棒グループ 燃料集合体の燃料棒及びウォータロッドを考慮するため，ホッテ

スト出力標準長燃料棒，平均出力標準長燃料棒，部分長燃料棒，

ウォータロッドのグループに分ける。 

燃料棒（軸方向） 燃料集合体内の熱水力挙動を詳細に計算するために，核計算に合

わせて燃料部を２４ノードに分割している。また燃料上部に燃料

プレナム部を設ける。 

燃料棒（径方向） 燃料ペレット内の熱挙動を詳細に計算するために燃料ペレット

部は１２ノード，燃料ペレットと被覆管の間のギャップ部を１ノ

ード，また，被覆管部を燃料ペレット側と冷却材側に分けた２ノ

ードに分割している。 
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図 3-4 燃料集合体モデル（９×９燃料（Ａ型）の例） 
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図 3-5 燃料棒モデル（９×９燃料（Ａ型）の例） 
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3.4 入出力 

ＳＣＡＴコードはＲＥＤＹコードにより求められた原子炉停止機能喪失時の炉心へ与え

られる外乱を用いて評価する。ＳＣＡＴコードの主要な入出力を図 3-6 に示す。各インプ

ットデータの詳細な入力情報については添付 1に示す。 

①炉心データ 

②燃料データ 

 

なお，ＳＣＡＴコードの入口流量及びバンドル出力の時間変化は，ＲＥＤＹコードによ

り求められた規格化した炉心入口流量及び出力の時間変化がインプットとなる。初期値は，

初期ＭＣＰＲに合わせた入口流量及びバンドル出力を与える。 

初期入口流量は，炉心熱水力解析コードＩＳＣＯＲ[18][19]を用いて，ＭＣＰＲの初期値が

通常運転時の制限値（ＯＬＭＣＰＲ）になるように初期バンドル出力と共に求められる。

具体的には，高出力燃料集合体及び平均出力燃料集合体の入口流量は全燃料集合体の入口

と出口間の圧力差が等しくなるように計算され，また，計算された入口流量を用いて求め

られた高出力燃料集合体のＭＣＰＲがＯＬＭＣＰＲとなるように，入口流量とバンドル出

力の繰り返し計算が行われることで，初期バンドル出力と初期入口流量が得られる。 

ＯＬＭＣＰＲに相当する高出力燃料集合体は，平均出力燃料集合体よりも出力が高く，

ボイド率が大きいため，高出力燃料集合体の初期入口流量は炉心平均の初期入口流量より

も小さい。 

 

上記をインプットデータとして，単チャンネル熱水力解析を実施し，以下のアウトプッ

トデータを得る。 

①ＭＣＰＲ 

②燃料被覆管温度 

③燃料被覆管酸化量（ジルコニウム－水反応量） 

④クォリティ 

⑤熱伝達係数 
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図 3-6 ＳＣＡＴコードの入出力  
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4. 妥当性確認 

4.1 重要現象に対する妥当性確認方法 

 ＳＣＡＴコードの評価マトリックスを表 4-1 に示す。表 4-1 は 2 章で重要現象に分類さ

れた物理現象を列挙しており，出力分布変化，燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，沸

騰遷移及び気液熱非平衡である。 

出力分布変化については，中央ピークに基づく軸方向出力分布を代表として設定する。

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，再循環ポンプトリップや主蒸気

遮断による給水加熱喪失の状態で軸方向出力分布は下部ピークに変化する。下部ピークで

は，沸騰遷移が発生する燃料集合体上部において局所の出力が小さいため燃料被覆管温度

上昇が小さくなる。そのため，軸方向出力分布を中央ピークに設定することで，燃料被覆

管温度は高めに評価される。よって，出力分布変化における解析モデルの妥当性評価は不

要とした。なお，沸騰遷移位置については下記の沸騰遷移の重要現象で取り扱う。 

燃料棒内温度変化については，燃料ペレットと燃料被覆管間のギャップ熱伝達係数を高

めに設定する。主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象では，燃料ペレットか

ら冷却材へ伝達される熱量が大きいほどＭＣＰＲが小さくなって，沸騰遷移位置が深く予

測される。そのため，燃料ペレット熱伝導率及びギャップ熱伝達係数によって表面熱流束

の過渡応答を速くすることで燃料被覆管温度は高めに評価される。よって，燃料棒内温度

変化における解析モデルの妥当性評価は不要とした。 

燃料棒表面熱伝達及び気液熱非平衡については，ＢＷＲ燃料の沸騰遷移を模擬したＮＵ

ＰＥＣ ＢＷＲ燃料集合体熱水力試験[20][21][22]の燃料被覆管温度測定値との比較により，燃

料棒表面熱伝達及び気液熱非平衡の解析モデルの妥当性を確認する。 

沸騰遷移については，ＧＥＸＬ相関式がＡＴＬＡＳ試験データ[3][4]を基に作成されている

ことを確認することに加え，上述のＮＵＰＥＣ ＢＷＲ燃料集合体熱水力試験においてドラ

イアウト持続時間の測定値と比較することにより，沸騰遷移の解析モデルの妥当性を確認

する。 
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表 4-1 重要現象に対する妥当性確認方法 

分類 重要現象 解析モデル 

Ａ
Ｔ

Ｌ
Ａ

Ｓ
試

験
 

Ｎ
Ｕ

Ｐ
Ｅ

Ｃ
 Ｂ

Ｗ
Ｒ

燃
料

 

集
合

体
熱

水
力

試
験

 

炉心 

（核） 

出力分布変化＊ 出力分布モデル － － 

炉心 

（燃料） 

燃料棒内温度変化＊ 熱伝導モデル 

燃料ペレット－被覆管ギャップ熱

伝達モデル 

－ － 

 燃料棒表面熱伝達 被覆管表面熱伝達モデル 

リウェットモデル 

－ 図 4-15 

図 4-16 

 沸騰遷移 沸騰遷移評価モデル 図 4-3 

図 4-5 

図 4-6 

図 4-12 

図 4-13 

図 4-14 

炉心 

（熱流動） 

気液熱非平衡 被覆管表面熱伝達モデル 

リウェットモデル 

－ 図 4-15 

図 4-16 

＊4.1 に記載の理由により，妥当性確認が不要である重要現象 
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4.2 ＡＴＬＡＳ試験 

(1) ＡＴＬＡＳ試験設備の概要[3][4] 

米国ＧＥ社ＡＴＬＡＳ試験設備の仕様を表 4-2 に，系統構成図を図 4-1 に示す。 

実験は循環ポンプにより流体を循環させ，混合器で温度差のある水（循環ポンプからの

水と空冷熱交からの水）を混合し，目的のサブクール水を得る。サブクール水の一部は凝

縮器に流されるが，残りは流量制御弁を通り，オリフィス流量計，タービン流量計を経て

試験部に入る。試験部で発生した蒸気は凝縮器で凝縮され，循環ポンプに戻る。蒸気ドラ

ムの圧力は，冷水をドラム中にスプレイして蒸気を凝縮させることにより制御される。 

試験部容器の模式図を図 4-2 に示す。試験部は高温高圧流水中において実寸大規模燃料

集合体に直接通電し，原子炉内の発熱状態を模擬して沸騰二相流の伝熱流動特性を測定す

るためのもので，模擬燃料集合体，圧力容器，接続電極などから構成される。 

また，試験条件を表 4-3 に，試験パラメータの範囲を表 4-4 に示す。試験条件はＢＷＲ

の通常運転時の値に対応し，出力の上昇，流量の減少は沸騰遷移を生ずる範囲までを含ん

でいる。 

 

(2) 妥当性確認結果 

①定常状態における予測能力 

９×９燃料集合体のＧＥＸＬ相関式で予測した限界出力と測定された限界出力の比較を

図 4-3 に示す。これらの比較によれば９０％以上のデータについて，予測値が測定値の±

６％以内に入る。ＧＥＸＬ相関式の予測能力を統計的に評価するため，実験限界出力比（Ｅ

ＣＰＲ）なる量を次のように定義する。 

ＥＣＰＲ = 予測限界出力（ＧＥＸＬ相関式による）

測定限界出力（ＡＴＬＡＳ試験による）
 

ＡＴＬＡＳ試験で得られた９×９燃料のヒストグラムを作ると図 4-4 のようになり，Ｇ

ＥＸＬ相関式はＢＷＲ運転範囲を含む広範囲の運転条件で優れた一致を示していると考え

られる。 

 

②過渡状態における予測能力 

 過渡状態の沸騰遷移について，沸騰遷移予測時間の比較を図 4-5 に示す。沸騰遷移発生

時間の計算値の多くは，±0.35 秒以内に入っていた。また，この範囲に入らなかったもの

については，予測時間は実測より早くなっており，保守的な結果を与えている。 

 次に７×７燃料における沸騰遷移予測位置の比較を図 4-6 に示す。各位置に対する沸騰

遷移予測時間は実測より早く，また沸騰遷移予測位置は深くなっており，保守的な結果を

与えている。 
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(3) 入口サブクーリングに対するＧＥＸＬ相関式の適用性 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象の有効性評価解析では，給水加熱喪

失の状態が継続するため入口サブクーリングが大きくなる。代表的なＡＢＷＲ及びＢＷＲ

５における入口サブクーリングは 320 kJ/kg 以下の範囲で変化し，ＡＴＬＡＳ試験の範囲

以上となることから，この範囲の入口サブクーリングに対するＧＥＸＬ相関式の適用性を

確認する必要がある。 

図 4-7 に９×９燃料（Ａ型）における入口サブクーリングとＧＥＸＬ相関式による限界

出力計算値との関係を示す。限界出力計算値は入口サブクーリングが増加するにつれて直

線的に上昇している。 

ＡＴＬＡＳ試験４×４格子における入口サブクーリングと限界出力測定値との関係を図

4-8 に，９×９燃料（Ａ型）における関係を図 4-9 に示す。いずれも限界出力測定値は入口

サブクーリングが増加するにつれてほぼ直線的に上昇することが示されている。この傾向

は，入口サブクーリング増加によって下流側に移動する飽和沸騰開始高さとの相関関係で

あると考えられる。飽和沸騰開始高さが下流側に移動することで，沸騰遷移を生じさせる

ための冷却材への熱伝達量がより多く必要となるため，限界出力値が上昇している。図 4-8，

図 4-9 に示した試験結果は，燃料格子形状等が限界出力値に影響を及ぼすものの，直線的

な上昇傾向は保持されることを示しており，９×９燃料（Ａ型）の試験範囲以上の入口サ

ブクーリングにおいても同様の挙動となることが考えられる。 

したがって，９×９燃料（Ａ型）のＡＴＬＡＳ試験の範囲以上の入口サブクーリングに

おいてもＧＥＸＬ相関式は適用できると考えられる。 

 

以上の検討から，ＳＣＡＴコードを用いて沸騰遷移の状態を評価することは妥当な方法

であるといえる。 

 

 

(4) ＧＥＸＬ相関式における重要現象（沸騰遷移）の不確かさ 

ＡＴＬＡＳ試験の測定限界出力とＧＥＸＬ相関式の予測限界出力とから求められる標準

偏差は 3.6％以下であり，これが沸騰遷移におけるＧＥＸＬ相関式の不確かさに相当する。

しかし，3.3.1(2)④に記載した通り，ＭＣＰＲがＳＬＭＣＰＲを下回った時点で沸騰遷移

が発生したと判断するように保守的に設定しているため，不確かさの影響はこの設定に含

まれる。 
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表 4-2 ＡＴＬＡＳ試験ループの仕様[3][4] 

項目 仕様 

試験部最大熱入力 17.2 MW 

ループ最大圧力 158 kg/cm2a（15.5 MPa[abs]） 

ループ最高温度 346 ℃ 

試験部最大流量 3,790 l/min（6.31×10-2 m3/s） 

試験部容器 BWR 実寸大模擬燃料集合体収納可 

 

 

表 4-3 ＡＴＬＡＳ試験条件[5][6] 

項目 出力上昇事象 流量減少事象 

圧力 1,000 psia（6.9 MPa[abs]） 

流量 1.0×106 lb/h-ft2（1,356 kg/m2-s） 

入口温度 510～525 ˚F 

（266～274 ℃） 

500～530 ˚F 

（260～277 ℃） 

出力 1.34～5.40 MW 1.00～6.65 MW 

 

 

表 4-4 試験パラメータ範囲[3][4] 

項目 範囲 

圧力 800～1,400 psia 

（5.5～9.7 MPa[abs]） 

質量速度 0.10～1.35 Mlb/ h-ft2 

（140～1,830 kg/m2-s） 

入口サブクーリング 0～100 Btu/lb 

（0～223 kJ/kg） 
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図 4-1 ＡＴＬＡＳループ系統構成図[3][4] 
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図 4-2 試験部[3][4] 

 

  

模擬燃料棒 

模擬チャンネル 
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図 4-3 限界出力計算値と測定値の関係[3][4] 

 

 

  

(Ａ型) (Ｓ格子) 
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図 4-4 ＥＣＰＲヒストグラム[3][4] 

 

 

 

図 4-5 初期沸騰遷移予測時間対測定時間[3][4] 
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図 4-6 沸騰遷移位置の時間変化（７×７燃料）[6] 
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図 4-7 入口サブクーリングと限界出力計算値の関係例 

 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 



 

4-48 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-8 入口サブクーリングと限界出力測定値の関係（４×４格子）[3][4] 
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図 4-9 入口サブクーリングと限界出力測定値の関係（９×９燃料（Ａ型）） 

 

 

 

 

 

  
本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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4.3 ＮＵＰＥＣ ＢＷＲ燃料集合体熱水力試験 

(1) ＮＵＰＥＣ ＢＷＲ燃料集合体熱水力試験の概要[20][21][22] 

(財)原子力発電技術機構（ＮＵＰＥＣ）において過渡沸騰遷移試験が実施されている。 

試験に用いる試験体は実寸大の９×９燃料（Ａ型）模擬燃料集合体であり，表 4-5 に燃

料集合体の仕様を，表 4-6 に試験条件を，図 4-10 に試験体を，図 4-11 に試験体の径方向

出力分布を示す。模擬燃料棒表面温度は，模擬燃料棒被覆管表面に埋め込んだ熱電対によ

り測定し，その測定位置はスペーサの直上流である。 

検証で用いる被覆管温度測定試験では，流量，出力を変化させて沸騰遷移前後の被覆管

温度を測定している。 

 

(2) 妥当性確認結果 

沸騰遷移発生時間について，試験とＧＥＸＬ相関式による解析結果との比較を図 4-12 に

示す。4.2 項のＡＴＬＡＳ試験の妥当性確認と同様に，ＧＥＸＬ相関式による沸騰遷移発生

時間の計算値は±0.35 秒以内に入っていて，良好に予測できる。 

沸騰遷移位置について，試験とＧＥＸＬ相関式による解析結果との比較を図 4-13 及び図

4-14 に示す。各位置に対する沸騰遷移予測時間は実測より早く，また沸騰遷移予測位置は

深く予測する傾向となっており，保守的な予測結果を与えている。 

また，沸騰遷移後の熱伝達相関式に修正 Dougall-Rohsenow 式，リウェット相関式に相関

式２を用いた場合の結果として，図 4-15 に燃料被覆管温度の最大値の比較を，図 4-16 に

ドライアウト持続時間の比較を示す。修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２の組み合わせ

は総じて保守的な解析結果を与えていて，燃料棒表面熱伝達を低く予測して燃料被覆管温

度を高く評価するといえる。 

ＳＣＡＴコードは沸騰遷移後の膜沸騰状態で修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２を適

用することにより，燃料被覆管温度を高めに評価する傾向がある。 

そのため，重要現象（燃料棒表面熱伝達）の不確かさの影響は修正 Dougall-Rohsenow 式

及び相関式２に含まれる。 

 

(3)重要現象（気液熱非平衡）の不確かさ 

図 4-11 に示す試験体の径方向出力分布から，熱的に最も厳しい燃料棒（以下，ホットピ

ン）に着目すると，ホットピンが 3本直線状に配置，3本を L字型に配置されており，ホッ

トピンに隣接して同様なホットピンが 2本配置された体系とみなせる。この体系において，

上記のように修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２の組み合わせは総じて保守的な解析結

果を与えている。3.3.1(2)項のように，修正 Dougall-Rohsenow 式では過熱蒸気の温度を蒸

気膜温度（燃料被覆管表面温度と飽和温度の平均温度）とした物性値を用いている。これ

を踏まえると，燃料被覆管温度を高く評価していることは，バルク温度が飽和又は少なく

とも飽和温度から有意に上昇しないことを意味することが分かる。これは，沸騰遷移にお
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いても，隣接燃料棒との間に飽和温度の蒸気が介在することを示すため，ホットピンの影

響が隣接した燃料棒に波及しないことを示唆していると考えられる。 

したがって，重要現象（気液熱非平衡）の不確かさの影響は修正 Dougall-Rohsenow 式に

含まれると考えられる。 
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表 4-5 模擬燃料集合体の仕様[8] 

項目 仕様 

燃料タイプ ９×９燃料（Ａ型） 

燃料棒本数（ヒータロッド） 

・標準燃料棒 

・部分長燃料棒 

74 

66 

8 

加熱長 

・標準燃料棒 

 

約 3,710mm 

燃料棒外径 φ11.2mm 

ウォータロッド本数 2 

燃料棒ピッチ 14.3mm 

チャンネルボックス内幅 132.5mm 

スペーサ個数 7（丸セル型） 

軸方向出力分布 コサイン 

 

 

表 4-6 試験条件[8] 

項目 出力上昇事象 流量減少事象 

初期条件 

圧力 約 7.2 MPa[abs] 

流量 約 40 t/h 約 45 t/h 

入口サブクール 約 50 kJ/kg 

出力 約 6～8 MW 
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図 4-10 試験体の例[21]  

発
熱

長
 

［試験体側面模式図］ 

［熱電対取付け位置］ 

：標準燃料棒 

：部分長燃料棒 

：熱電対位置 
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図 4-11 試験体の径方向出力分布[21] 

 

 

 

  

試験体（燃焼初期） 試験体（燃焼の進んだ分布） 
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図 4-12 沸騰遷移発生時間の比較 

 

  

－0.35 秒 

＋0.35 秒 
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図 4-13 沸騰遷移位置の時間変化（出力上昇事象） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-14 沸騰遷移位置の時間変化（流量減少事象） 
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図 4-15 燃料被覆管温度の最大値の比較[8] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-16 ドライアウト持続時間の比較[8] 
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4.4 実機解析への適用性 

4.4.1 重要現象への適用性 

原子炉停止機能喪失の重要現象に対して実施したＳＣＡＴコードの妥当性確認が，実機

解析に適用可能であることを本節で述べる。 

燃料棒表面熱伝達については，沸騰遷移後の膜沸騰状態で修正 Dougall-Rohsenow 式及び

相関式２を適用することにより，燃料被覆管温度を高く評価していることを 4.3 節に示す

実寸大の模擬燃料を用いたＮＵＰＥＣ ＢＷＲ燃料集合体熱水力試験の解析で確認した。 

 沸騰遷移については，4.2 節に示す実寸大の模擬燃料を用いたＡＴＬＡＳ試験の解析と，

4.3 節に示すＮＵＰＥＣ ＢＷＲ燃料集合体熱水力試験の解析により，沸騰遷移の状態を精

度良く予測することを確認した。 

従って，ＳＣＡＴコードは重要現象の燃料棒表面熱伝達及び沸騰遷移評価に適用できる。 

 

 

4.4.2 有効性評価解析のノーディングの妥当性 

実機解析に用いるノーディングは，3.3 節で述べた考え方に基づき設定したものである。 

 燃料棒グループ，燃料棒の軸方向のノード分割は，実寸大の模擬燃料を用いたＡＴＬＡ

Ｓ試験とＮＵＰＥＣ ＢＷＲ燃料集合体熱水力試験の解析により，重要現象を適切に評価で

き，評価指標である燃料被覆管温度は高めに評価されることを確認した。なお，軸方向 24

ノードの分割は，従来からＢＷＲプラントに幅広く用いられている三次元沸騰水型原子炉

模擬計算コード[23][24]の分割と同じである。 

 また，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象の有効性評価解析における燃

料ペレット部の径方向ノード分割数は，約 10 ノード以上の分割とすれば燃料被覆管温度は

ほぼ一定であると考えられる。一例として，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失

の事象の有効性評価解析において，2，3 ノード変化させても燃料被覆管最高温度の変化は

1℃以内であることから，12 ノードの径方向ノード分割数は妥当である。 

 従って，ノード分割による不確かさは，本章の妥当性確認により得られた不確かさに包

含されているものと考えられる。 

 

 

4.4.3 まとめ 

 以上より，本章に記載している妥当性確認結果は，ＢＷＲプラントの妥当性確認として

適用性を有するとともに，実機ＢＷＲの有効性評価解析に適用できるといえる。 
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5. 有効性評価への適用性 

4 章の妥当性確認をふまえ，重要現象についての不確かさ及びその不確かさが評価指標の

視点と運転員操作の視点から有効性評価解析へ与える影響について表 5-1 にまとめた。以

下にその不確かさについて記述する。 

 

5.1 不確かさの取り扱いについて（評価指標の観点） 

 ＳＣＡＴコードで取り扱う評価指標は燃料被覆管温度である。燃料被覆管温度への重要

現象の不確かさの影響について以下に記載する。 

（1）出力分布変化 

 中央ピークに基づく軸方向出力分布を設定することで，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉

停止機能喪失の事象で起こる下部ピークの軸方向出力分布よりも燃料被覆管温度上昇が大

きくなる。また，ＧＥＸＬ相関式で計算することにより保守的に沸騰遷移予測時間を早く，

沸騰遷移予測位置を深く予測できる傾向であることを 4.2 節及び 4.3 節で確認している。

そのため，中央ピークに基づく軸方向出力分布及び深く予測する沸騰遷移位置によって，

有効性評価解析では燃料被覆管温度は高めに評価される。 

 

（2）燃料棒内温度変化 

燃料ペレットと燃料被覆管間のギャップ熱伝達係数を高めに設定することで，原子炉出

力が上昇する時の表面熱流束の過渡応答が速くなり上昇量が大きくなる。そのため有効性

評価解析では燃料被覆管温度は高めに評価される。 

 

（3）燃料棒表面熱伝達 

沸騰遷移後の膜沸騰状態では修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２を適用することによ

り，保守的に燃料被覆管温度を高めに評価することを 4.3 節で確認しているため，有効性

評価解析では燃料被覆管温度は高めに評価される。 

 なお，有効性評価解析による燃料被覆管温度の解析結果が高温となる範囲での修正

Dougall-Rohsenow 式及び相関式２の適用性について，添付 3，添付 4及び添付 5で述べる。 

 

（4）沸騰遷移 

 沸騰遷移に至る状況を 4.2 節の結果から作成したＧＥＸＬ相関式で計算することにより

沸騰遷移の状態を予測できることを 4.3 節で確認している。4.2 節で不確かさを 3.6％とし

ているが，ＭＣＰＲがＳＬＭＣＰＲを下回った時点で沸騰遷移が発生するように保守的に

設定しているため，不確かさの影響はこの設定に含まれる。 

なお一例として，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象の有効性評価解析

において，沸騰遷移が発生するＭＣＰＲの設定をＳＬＭＣＰＲとした解析の燃料被覆管最

高温度は，1.0 とした解析よりも 50℃程度高めに評価される。 
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（5）気液熱非平衡 

上記(4)項のように，沸騰遷移後の膜沸騰状態において有効性評価解析では燃料被覆管温

度は高めに評価される。また，発生した過熱蒸気の影響が隣接する燃料棒に波及しないこ

とを 4.3 節で確認しており，不確かさの影響は修正 Dougall-Rohsenow 式に含まれる。 

 

なお，図 3-6 のようにＳＣＡＴコードの入力設定に前処理コードを用いているが，燃料

被覆管温度が高めに評価されるように設定しているため，前処理コードの不確かさが与え

る影響は小さいと考えられる。 

 

 

以上から有効性評価解析では燃料被覆管温度は高めに評価される。 
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5.2 不確かさの取り扱いについて（運転員操作の観点） 

ＳＣＡＴコードで取り扱う運転操作はない。また，有効性評価解析で考慮する運転操作

は解析結果となる燃料被覆管温度の影響を受けない。従って，ＳＣＡＴコードの不確かさ

が運転操作に影響を与えることはない。 

 

 

 

 

表 5-1 重要現象の不確かさ 

分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉心 

（核） 

出力分布 

変化 

出力分布モデル 入力値に含ま

れる 

燃料被覆管温度を高めに評

価する。 

炉心 

（燃料） 

燃料棒内温

度変化 

熱伝導モデル，

燃料ペレット－

被覆管ギャップ

熱伝達モデル 

入力値に含ま

れる 

燃料被覆管温度を高めに評

価する。 

燃料棒表面

熱伝達 

被覆管表面熱伝

達モデル， 

リウェットモデ

ル 

相関式に含ま

れる 

保守的に評価する相関式を

適用するため，燃料被覆管温

度を高めに評価する。 

沸騰遷移 沸騰遷移評価モ

デル 

3.6％ 

 

沸騰遷移をＳＬＭＣＰＲで

発生するように保守的に設

定しているため，不確かさの

影響は含まれる。 

炉心 

（熱流動） 

気液熱非平

衡 

被覆管表面熱伝

達モデル， 

リウェットモデ

ル 

相関式に含ま

れる 

保守的に評価する相関式を

適用するため，燃料被覆管温

度を高めに評価する。 
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添付 1 入力項目リスト 

 

分 類 入力項目 

炉心データ* 出力時間変化 

 炉心入口流量時間変化 

 炉心入口エンタルピ時間変化 

 炉心圧力時間変化 

燃料データ バンドル形状データ（標準長/部分長燃料棒本数，流路面積等） 

 ウォータロッドデータ（本数，外径等） 

 燃料特性データ（ギャップ熱伝達係数，燃料物性等） 

 相関式（ＧＥＸＬ相関式，熱伝達相関式，リウェット相関式等） 

 初期条件データ（バンドル出力，入口流量，軸方向出力分布等） 

*ＲＥＤＹコードにより求められたデータを引き継いで用いる 
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添付 2 ボイドモデル，サブクールボイドモデル，圧力損失モデルの適切性 

 

 本添付では，3.3.1 項に示したボイドモデル，サブクールボイドモデル及び圧力損失モデ

ルの適切性について述べる。 
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添付 3 沸騰遷移後の被覆管表面熱伝達モデルの適用性 

 

1. はじめに 

 3.3.1 項に示したように，沸騰遷移後の燃料被覆管温度挙動を評価するモデルのうち，沸

騰遷移評価モデルはＳＬＭＣＰＲを下回った時点で沸騰遷移の発生とみなし，また被覆管

表面熱伝達モデルでは燃料被覆管温度を高めに評価する修正 Dougall-Rohsenow 式を適用す

ることで，保守的な設定としている。 

 4.3 節に示したように，燃料被覆管温度 500℃程度までの試験結果を用いて，修正

Dougall-Rohsenow 式による燃料被覆管温度の評価の妥当性を確認している。 

 本添付では，修正 Dougall-Rohsenow 式による燃料被覆管温度の評価において，4.3 節の

妥当性確認に加えて，ＢＷＲ燃料の沸騰遷移を模擬した５×５高温ポストＢＴ試験の燃料

被覆管温度測定値との比較により，修正 Dougall-Rohsenow 式の妥当性を確認し，原子炉停

止機能喪失事象のような燃料被覆管温度の解析結果が高温となる範囲での適用性について

述べる。 

 

 

2. ５×５高温ポストＢＴ試験を用いた妥当性確認 

(1) ５×５高温ポストＢＴ試験の概要[1] 

(株) グローバル・ニュークリア・フュエル・ジャパンにおいて過渡沸騰遷移試験が実施

されている。 

試験に用いる試験体は１０×１０燃料模擬の５×５部分バンドルであり，添付表 3-1 に

燃料集合体の仕様を，添付表 3-2 に試験条件を，添付図 3-1 に試験体を示す。模擬燃料棒

表面温度は，高出力ロッド及び低出力ロッドの模擬燃料棒被覆管表面に埋め込んだ熱電対

により測定し，その測定位置はスペーサの直上流とスペーサ中間である。 

検証で用いる被覆管温度測定試験では，流量，出力を変化させて沸騰遷移前後の被覆管

温度を測定している。 

 

(2) 妥当性確認結果 

試験と解析の比較結果について，沸騰遷移後の熱伝達相関式に修正 Dougall-Rohsenow 式

を用いた燃料被覆管温度の最大値の比較を添付図 3-2 に示す。 
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なお，いずれの比較点についても，燃料被覆管温度が急激に上昇し，測定値は燃料被覆

管温度が低下に転じたのちにリウェットする挙動となっており，解析値は測定値と同様，

または上昇が緩やかになったところでリウェットしていることから，燃料被覆管温度の最

大値の比較結果は修正 Dougall-Rohsenow 式の特性が影響していると考えられる。解析値と

測定値の比較は，上流側で燃料被覆管温度は高く評価されて保守的な解析結果を与えてい

ることに対し，クォリティが 90%程度となる下流側ではその保守性は小さくなることを示し

ている。 

これは，沸騰遷移後において蒸気中の液滴が燃料被覆管表面に付着して蒸発すると伝熱

が良好になるが，修正 Dougall-Rohsenow 式は液滴蒸発の影響を無視しており，燃料被覆管

温度を高めに評価する傾向[2][3]が影響しているものと考えられ，蒸気中の液滴の割合が大き

いほど燃料被覆管温度を高めに評価する傾向があると考えられる。 

したがって，クォリティが大きくなると修正 Dougall-Rohsenow 式の評価の保守性は小さ

くなる傾向であると考えられるが，上流側位置の燃料被覆管温度 700～800℃程度の範囲に

おいては，修正 Dougall-Rohsenow 式は保守的な解析結果を与えていて，燃料棒表面熱伝達

を低く予測して燃料被覆管温度を高めに評価すると考えられる。 

 

 

3. 高温範囲における修正 Dougall-Rohsenow 式の適用性 

 上記 2.(2)によって，修正 Dougall-Rohsenow 式はクォリティが大きくなると保守性が小

さくなる傾向であると考えられるが，燃料被覆管温度 700～800℃程度の範囲においても燃

料被覆管温度を高めに評価することを確認した。 

また，燃料被覆管温度を高めに評価する保守性は，4.3 節に示した燃料被覆管温度 500℃

程度までの試験と解析の比較結果と大きく変わらないと考えられる。 

代表的なＡＢＷＲ及びＢＷＲ５において，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失

の事象の有効性評価解析による燃料被覆管温度の最大値は 800℃を上回る。一方，燃料被覆

管温度が最大となる時間帯における高さ位置のクォリティは，上記 2.(2)で述べた燃料被覆

管温度の評価の保守性が小さくなったクォリティには至らない。 

なお，燃料被覆管温度が 800℃を大きく超えると蒸気流の過熱度が増加し，燃料棒表面熱

流束の低下が影響を及ぼすようになると考えられる。修正 Dougall-Rohsenow 式では蒸気膜

温度（燃料被覆管表面温度と飽和温度の平均温度）を用いており，また，伝熱面と蒸気流

の温度差の評価には，蒸気流の温度に過熱蒸気温度ではなく飽和温度を用いているため，

過熱蒸気が発生した場合，同式を用いた熱流束の予測精度が低下する可能性がある。そこ

で，過熱蒸気の影響を厳しい側に考慮した蒸気単相状態を想定（注 1）して Dittus-Boelter の

式[4]と比較した。蒸気単相状態において Dittus-Boelter の式は熱伝達を低く評価する[5][6]。

また，Dittus-Boelter の式はプラントル数が 0.7 以上の単相状態について適用可能とされ

ており，圧力 7MPa[abs]及び 800℃の蒸気単相流にも適用可能と考えられる。比較の結果，
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燃料被覆管温度が最大となる領域を含む第 3-第 4 スペーサ付近において，修正

Dougall-Rohsenow式は燃料被覆管温度をDittus-Boelterの式より高めに評価することを確

認した。 

したがって，燃料被覆管温度 800℃を上回り評価の保守性は小さくなる傾向であると考え

られるものの，保守性が小さくなることを確認したクォリティに至っていないこと，並び

に 1,000℃を超える燃料被覆管温度及び過熱蒸気を考慮した蒸気単相状態の過度に厳しい

条件においても Dittus-Boelter の式より，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の

事象の有効性評価解析における燃料被覆管温度を高めに評価することを確認したことから，

修正 Dougall-Rohsenow 式は適用できると考えられる。 

 

 

（注 1） 

第 4 スペーサ位置についてはクォリティが比較的低いことから，蒸気相はほぼ飽和と考

えられる。ここでの修正 Dougall-Rohsenow 式による評価結果は，燃料被覆管温度 1,200℃

までのどのような温度条件であっても，蒸気流のみを考慮した Dittus-Boelter の式を適用

することで得られる保守的な評価結果よりも小さく，より保守的な評価結果となることを

確認した。 

第 3スペーサ位置以降（上部）について，比較対象となる Dittus-Boelter の式で得られ

る熱流束をより厳しい側に評価することを目的として，以下のように過度に厳しい熱水力

条件を設定して評価し，第 3スペーサ位置について燃料被覆管温度 1,000℃までのどのよう

な温度条件であっても修正 Dougall-Rohsenow 式は保守的な評価結果を与えることを確認し

た。 

・第 3-第 4 スペーサ間に厳しいクォリティ，流量，液滴蒸発条件を与え，燃料集合体の

低い位置で蒸気単相となるように想定 

・高温燃料棒 4 本に囲まれたサブチャンネル流路を想定し，その燃料被覆管温度には，

集合体出口までスペーサ毎に有効性評価で評価された燃料被覆管温度を包絡する温度

（最大 1,000℃）を設定して過熱蒸気温度を評価 

・隣接するサブチャンネルからの蒸気及び液滴の流入を考慮せず，評価対象のサブチャ

ンネルの燃料被覆管からの熱は全て蒸気の加熱に使用 

また，ＳＣＡＴコードの特徴として，燃料被覆管温度 800℃程度を超える状態で有意とな

り，1,000℃を超えると重要な熱伝達機構となる輻射熱伝達を無視していることも，保守的

評価を与える一因となると考えられる。 

 

 

4. 高温範囲における隣接燃料棒の影響 

3.3.1 項に示したように，修正 Dougall-Rohsenow 式では，物性値に用いる過熱蒸気の温
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度に蒸気膜温度（燃料被覆管表面温度と飽和温度の平均温度）を用いている。そのため，

燃料被覆管温度が高温となり，隣接燃料棒との間に飽和温度の蒸気が介在しない場合，修

正 Dougall-Rohsenow 式による予測精度は悪化する可能性がある。 

燃料被覆管温度 700～800℃程度の試験結果である上記 2. ５×５高温ポストＢＴ試験に

おいて，添付図 3-1 の試験体の平面模式図から，ホットピンが 2 本直線状に配置されてお

り，ホットピンに隣接して同様なホットピンが配置された体系とみなせる。この体系にお

いて試験と解析の比較結果とでは，修正 Dougall-Rohsenow 式は保守的な解析結果を与えて

おり，隣接燃料棒の影響は修正 Dougall-Rohsenow 式の保守性に含まれると考えられる。こ

れは，燃料被覆管温度 700～800℃程度の範囲においても，当該位置における隣接燃料棒と

の間には飽和蒸気が介在することによるものと考えられる。また，800℃を上回る範囲にお

いても，上記 3.のように修正 Dougall-Rohsenow 式は適用できると考えられ，隣接燃料棒の

影響は修正 Dougall-Rohsenow 式に含まれる傾向と考えられる。そのため，主蒸気隔離弁の

誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象の有効性評価解析において，修正 Dougall-Rohsenow 式

は適用できると考えられる。 

 

 

5. 過熱蒸気の扱いに対する影響 

修正 Dougall-Rohsenow 式では，3.3.1 項に示したように，物性値に用いる過熱蒸気の温

度に蒸気膜温度（燃料被覆管表面温度と飽和温度の平均温度）を用いており，また，伝熱

面と蒸気流の温度差の評価には，蒸気流の温度に過熱蒸気温度ではなく飽和温度を用いて

いることから，高温範囲における過熱蒸気の影響を確認する必要がある。 

過熱蒸気を考慮した熱伝達相関式に Groeneveld 5.9 式[3][7]があり，物性値に用いる過熱

蒸気の温度は燃料被覆管表面温度としている。同式は単管及び二重管の試験データに基づ

いて開発され，米国で実績がある。 

燃料被覆管温度 500℃以上における両式による熱伝達率の低下幅は，燃料被覆管温度

500℃の熱伝達率に対して Groeneveld 5.9 式の方が 5%以上低く予測する。そのため，

Groeneveld 5.9 式の方が燃料被覆管温度を高く評価する。 

一方，添付図 3-2 のように，700～800℃程度の試験結果において修正 Dougall-Rohsenow

式は保守的な解析結果を与えている。これは，高温範囲において過熱蒸気の影響は考えら

れるものの，修正 Dougall-Rohsenow 式による燃料被覆管温度の評価に及ぼす影響は大きく

なく，保守性は維持されて燃料被覆管温度を高く評価する傾向を示していると考えられる。 

 さらに，1,000℃を超える燃料被覆管温度においても，上記 3.で示したように，このよう

な温度領域が第 3 スペーサより上流側から燃料集合体出口まで一様に続く厳しい側の条件

を設定し，その上で過熱蒸気の温度を厳しい側に評価する手法を用いて検討した結果，こ

のような温度領域に至った時に重要な熱伝達機構となる輻射熱伝達をＳＣＡＴコードが無

視していることと相まって，燃料被覆管温度を概ね保守的に評価できることが確認されて
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いる。 

 

 

6. まとめ 

 燃料被覆管温度 700～800℃程度の範囲において，試験との比較結果から修正

Dougall-Rohsenow 式は燃料被覆管温度を高く評価することを確認し，また，主蒸気隔離弁

の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象にて燃料被覆管温度が 800℃を上回る範囲において

も適用可能と考えられる。 

以上より，修正 Dougall-Rohsenow 式は主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事

象のような燃料被覆管温度の解析結果が高温となる範囲でも適用することは妥当であると

考えられる。 
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(1973) 
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添付表 3-1 模擬燃料集合体の仕様 

項目 仕様 

燃料タイプ ５×５燃料 

燃料棒本数（ヒータロッド） 25 

加熱長 約 3710mm 

燃料棒外径  

燃料棒ピッチ  

スペーサ個数 8（丸セル型） 

 

 

添付表 3-2 試験条件 

項目 流量減少事象 

初期条件 

圧力 約 7 MPa[abs] 

質量流束 約 5×106 kg/m2/h 

入口サブクール 約 60 kJ/kg 

出力 約 2.5 MW 

 

 

 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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添付図 3-1 試験体
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添付図 3-2 燃料被覆管温度の最大値の比較 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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添付 4 リウェットモデルの適用性 

 

1. はじめに 

 3.3.1 項に示したように，沸騰遷移後の燃料被覆管温度挙動を評価するモデルのうち，沸

騰遷移評価モデルはＳＬＭＣＰＲを下回った時点で沸騰遷移の発生とみなし，また被覆管

表面熱伝達モデルでは燃料被覆管温度を高めに評価する修正 Dougall-Rohsenow 式を適用す

ることで，保守的な設定としている。このような設定も含め，解析手法の保守性によって

燃料被覆管温度を高めに評価している。 

 一方，4.3 節に示したように，燃料被覆管温度 500℃程度までの試験結果を用いて，相関

式２によるリウェット時刻の予測の妥当性を確認している。 

本添付では，相関式２によるリウェット時刻の予測において，4.3 節の妥当性確認に加え

て原子炉停止機能喪失事象のような燃料被覆管温度の解析結果が高温となる範囲での適用

性について述べる。 

 

 

2. 相関式２適用性の考え方 

相関式２によって予測するリウェット時刻は燃料被覆管温度に依存する。リウェット時

刻を早めに予測すると，温度上昇の過程でリウェットする場合，燃料被覆管温度を低く評

価する可能性がある。 

原子炉停止機能喪失の有効性評価解析では，燃料被覆管温度を高めに評価することから，

相関式２はリウェット時刻を遅く予測する傾向となる。そのため，温度上昇の過程でリウ

ェット時刻が遅ければ燃料被覆管温度を高めに評価する傾向となる。 

したがって，有効性評価の解析手法によって，燃料被覆管温度の解析結果が高温となる

範囲でも相関式２の保守性は維持されると考えられる。 

 

 

3. リウェット時刻の感度解析 

 燃料被覆管温度が高温の範囲でも相関式２の保守性は維持されると考えられるが，相関

式２によるリウェット時刻の予測が及ぼす影響を確認しておくことは重要と考えられる。 

そこで，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象における燃料被覆管温度の

時間変化について，相関式２を用いた解析例を添付図 4-1 に，リウェット時刻を遅らせた

解析例を添付図 4-2 に示す。 

沸騰遷移発生直後，熱伝達係数が低下して燃料被覆管温度が急激に上昇する。その後，

原子炉出力の低下に合わせて燃料被覆管温度の上昇は徐々に緩やかになり，さらに原子炉

出力が低下すると緩やかな上昇から減少に転じる。このように，燃料被覆管温度がいずれ

減少に転じることから，燃料被覆管温度が緩やかな上昇を示した以降の状態において，相
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関式２によるリウェット時刻の予測精度が燃料被覆管温度へ及ぼす影響は大きくないこと

を確認できる。 

主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象における原子炉出力は，再循環ポン

プトリップや，復水器水位低下による給水流量喪失に伴う炉心ボイド率の増加によって低

下する。そのため，燃料被覆管温度の上昇は抑制されていずれ減少に転じる。 

 

 

4. まとめ 

 解析手法の保守性によって燃料被覆管温度を高めに評価するため，相関式２はリウェッ

ト時刻を遅く予測する傾向となる。 

また，リウェット時刻を遅らせた感度解析から，燃料被覆管温度が緩やかな上昇を示し

た以降の状態において，相関式２によるリウェット時刻の予測精度が及ぼす影響は大きく

ないことを確認した。 

以上より，相関式２は原子炉停止機能喪失事象のような燃料被覆管温度の解析結果が高

温となる範囲でも適用することは妥当であると考えられる。 

 

 

  



 

4-4-3 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

添付図 4-1 燃料被覆管温度の変化例 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

添付図 4-2 リウェット時刻を遅らせた場合の燃料被覆管温度の変化例
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添付 5 ９×９燃料（Ａ型）部分長燃料棒を考慮した評価の適用性 

 

1. はじめに 

 3.3.1 項に示したように，沸騰遷移後の燃料被覆管温度挙動を評価するモデルのうち，沸

騰遷移評価モデルはＳＬＭＣＰＲを下回った時点で沸騰遷移の発生とみなし，また被覆管

表面熱伝達モデルでは燃料被覆管温度を高めに評価する修正 Dougall-Rohsenow 式を適用す

ることで，保守的な設定としている。このような設定も含め，解析手法の保守性によって

燃料被覆管温度を高めに評価している。 

 一方，4.3 節に示したように，９×９燃料（Ａ型）模擬燃料集合体を用いた燃料被覆管温

度 500℃程度までの試験結果を用いて，修正 Dougall-Rohsenow 式による燃料被覆管温度の

評価及び相関式２によるリウェット時刻の予測の妥当性を確認している。 

また，添付 3 及び添付 4 では，原子炉停止機能喪失事象のような燃料被覆管温度の解析

結果が高温となる範囲における沸騰遷移後の被覆管表面熱伝達モデル及びリウェットモデ

ルの適用性を示している。 

本添付では，修正 Dougall-Rohsenow 式による燃料被覆管温度の評価及び相関式２による

リウェット時刻の予測において，９×９燃料（Ａ型）の部分長燃料棒（以下，「ＰＬＲ」と

称す。）の影響を考慮した試験との比較により，ＰＬＲが与える影響を確認し，原子炉停止

機能喪失事象のような燃料被覆管温度の解析結果が高温となる範囲での適用性について述

べる。 

 

 

2. ＰＬＲの影響を考慮したポストＢＴ試験を用いた適用性の確認 

(1) 試験の概要と試験結果[1] 

９×９燃料（Ａ型）を模擬した４×４バンドル試験を対象として，ＰＬＲの影響を考慮

した沸騰遷移後の特性に関する試験が実施されている。 

添付図 5-1 に試験体の概略図と試験結果の例を示す。試験結果の全般的な傾向として，

沸騰遷移開始時刻と沸騰遷移後の燃料被覆管温度の最大値に関しては，ＰＬＲからの遠近

の影響は小さいものの，リウェット時刻に関しては影響があることを示唆しており，これ

はＰＬＲによる局所的な気相流速の変化が影響しているものと考えられる。 

 

(2) 解析結果 

 試験と解析の比較結果について，添付図 5-2 に燃料被覆管温度の最大値の比較を，添付

図 5-3 にドライアウト持続時間の比較を示す。修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２の組

合せは総じて保守的な解析結果を与えていて，ＰＬＲからの遠近によらず燃料棒表面熱伝

達を低く予測して燃料被覆管温度を高く評価するといえる。 

ＰＬＲによる局所的な気相流速の変化は，温度によらず同様に生じると考えられること
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から，高温範囲においても，修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２を適用することで，燃

料被覆管温度は高めに評価されると考えられる。また，ＰＬＲの存在により相関式２によ

るリウェット時刻の予測精度に影響があったとしても，添付 4 に示すように，燃料被覆管

温度が緩やかな上昇を示した以降の状態において，リウェット時刻の予測精度が燃料被覆

管温度に与える影響は大きくない。 

 

 

3. まとめ 

ＰＬＲの影響を考慮した試験との比較結果から，修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２

の組合せは保守的な解析結果を与えることを確認し，また，高温範囲においても適用可能

と考えられる。 

以上より，修正 Dougall-Rohsenow 式による燃料被覆管温度の評価及び相関式２によるリ

ウェット時刻の予測は，９×９燃料（Ａ型）のＰＬＲ有無に関わらず，主蒸気隔離弁の誤

閉止＋原子炉停止機能喪失の事象のような燃料被覆管温度の解析結果が高温となる範囲で

も適用することは妥当であると考えられる。 

 

 

4. 参考文献 

[1] 共同研究報告書「高性能９×９燃料（Ａ型）のポストＢＴ特性に関する研究 平成 17

年度報告書（最終報告書）」，東京電力株式会社他，2006 年 3 月 
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添付図 5-1 試験体の概略図および試験結果の例[1] 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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添付図 5-2 燃料被覆管温度の最大値の比較[1] 

 

 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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添付図 5-3 ドライアウト持続時間の比較[1] 

 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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添付 6 有効性評価における９×９燃料（Ａ型）の代表性 

 

1. はじめに 

有効性評価は９×９燃料（Ａ型）（以下，「Ａ型燃料」と称す。）を代表燃料として評価し

ており，原子炉停止機能喪失事象に対するＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコードの適用性は，主とし

てＡ型燃料を対象に確認されている。一方，実炉には９×９燃料（Ｂ型）（以下，「Ｂ型燃

料」と称す。）も装荷されていることから，ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコードにＢ型燃料が適用で

きることを確認することが重要である。本添付では，ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコードに入力さ

れる燃料データを整理した上で，対応する解析モデルがＢ型燃料で評価できることを示す。

またＢ型燃料のデータを入力した解析を行い，その影響を確認することで，Ａ型燃料で代

表できることを示す。 

 

 

2．解析手法 

対象とする燃料をＢ型燃料とし，Ａ型燃料で代表した申請解析と同様にＲＥＤＹ／ＳＣ

ＡＴコードで解析評価を行う。ＲＥＤＹコードに入力する核特性や炉心の燃料データ，ま

たＳＣＡＴコードに入力する燃料集合体の燃料データ，沸騰遷移相関式等にＢ型燃料のデ

ータを反映し，判断基準パラメータである原子炉冷却材圧力バウンダリ圧力，燃料被覆管

温度，格納容器圧力，サプレッションチェンバプール水温度を評価する。 

 

 

3．燃料に関連する解析入力と解析モデルの整理 

燃料に関連する解析入力とそれに対応する解析モデルを添付表 6-1 に示す。Ａ型と比べ

たＢ型燃料の特徴として，燃料棒の径が小さい，標準長燃料棒のみで構成される，ウォー

タチャンネルを採用している，スペーサ形状が異なるといった点が挙げられる。しかし，

ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコードを使用する上でこれらの相違は問題とならず，Ｂ型燃料につい

ても解析モデルは適用可能である。以下に各解析入力とモデルに対するＢ型燃料の適用性

を示す。 

 

3.1 核特性 

ＲＥＤＹコードへは，ボイド係数やドップラ係数，ボロン反応度，遅発中性子割合等の

パラメータを入力する。ＲＥＤＹコードは一点近似モデルを採用していることから，Ｂ型

燃料に基づくデータを入力することで適切に評価できる。 

 

3.2 バンドル形状，ウォータロッド／ウォータチャンネル 

ＳＣＡＴコードでは，軸方向一次元の流れを断面で平均化し等価直径および流路面積と
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して取り扱っている。したがって，Ｂ型燃料の形状データに基づき入力を作成することで

適切に評価できる。水力等価直径は熱伝達係数の相関式に，熱的等価直径は沸騰遷移相関

式やリウェット相関式に用いる。また，沸騰遷移後の熱伝達相関式やリウェット相関式は，

Ａ型とＢ型燃料の試験結果に基づくものであり，Ｂ型燃料にも適用可能である[1]。 

 

3.3 燃料特性 

ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコードでは，ペレットおよび被覆管の比熱や密度，ギャップ部の熱

伝達係数を入力し，燃料棒の径方向の熱伝達を計算する。この計算はＡ型とＢ型の違いが

無く，Ｂ型燃料に基づくデータを入力することで適切に評価できる。 

 

3.4 熱水力特性 

ＲＥＤＹコードへは，ボイドマップ（出口クォリティとボイド率の関係）や圧損係数の

形で入力する。これら入力をＢ型燃料の形状データに基づき作成することで適切に評価で

きる。ＳＣＡＴコードにおける，ボイドモデル，サブクールボイドモデル，圧力損失モデ

ルについては，Ａ型燃料と同じモデルを適用する。 

 

3.5 沸騰遷移後の熱伝達相関式及びリウェット相関式の予測特性 

4.3 節と同様に，Ｂ型燃料を対象にＮＵＰＥＣにおいて過渡沸騰遷移試験が実施されてい

る[2][3]。沸騰遷移後の熱伝達相関式に修正 Dougall-Rohsenow 式，リウェット相関式に相関

式２を用いた場合の解析値と測定値との比較結果では，ドライアウト持続時間は一部非保

守的な予測結果が見られるが，燃料被覆管温度は総じて保守的な解析結果を与えているこ

とが確認されている[1]。 

この相関式２によるリウェット時刻の予測の非保守性は，試験の初期出力が過度に厳し

いデータや試験の出力挙動（出力持続時間）が過度に長いデータにおいて確認されており，

Ａ型とＢ型燃料の試験条件の相違が主な原因と考えられる[1][4]。 

よって，Ａ型とＢ型燃料の形状の相違による影響はあると考えられるが，燃料被覆管温

度 500℃程度までの試験結果を用いて，修正 Dougall-Rohsenow 式及び相関式２の組合せは

燃料被覆管温度を高めに評価することを確認しており，Ｂ型燃料に基づくデータを入力す

ることで同様に評価できる。 

 

3.6 燃料被覆管温度の高温範囲におけるＢ型燃料評価の適用性 

原子炉停止機能喪失事象のような燃料被覆管温度の解析結果が高温となる範囲において，

添付 3 で修正 Dougall-Rohsenow 式の適用性の考えを示しており，1,000℃を超える燃料被

覆管温度及び過熱蒸気を考慮した蒸気単相状態の過度に厳しい条件においても

Dittus-Boelter の式より，主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失の事象の有効性評

価解析における燃料被覆管温度を高めに評価することを確認している。Ａ型とＢ型燃料の
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相違によって異なる修正 Dougall-Rohsenow 式の変数は，燃料の形状データに関する変数で

水力等価直径であるが，Ａ型とＢ型燃料の水力等価直径の差はわずかであり，燃料被覆管

温度挙動を評価する上で有意な差異はないと考えられる。そのため，高温となる範囲にお

いてＢ型燃料にも修正 Dougall-Rohsenow 式は適用できると考えられる。 

また，添付 4 で高温となる範囲における相関式２の適用性の考えを示している。Ａ型と

Ｂ型燃料の形状の相違によってリウェット時刻の予測に影響を与える可能性が考えられる

が，燃料被覆管温度が緩やかな上昇を示した以降の状態において，相関式２によるリウェ

ット時刻の予測精度が及ぼす影響は大きくないと考えられる。 

以上より，高温となる範囲においてＳＣＡＴコードはＢ型燃料に適用できると考えられ

る。 

 

 

4．Ｂ型燃料による解析評価 

4.1 評価内容 

対象プラント ：ＢＷＲ５代表炉 

対象炉心燃料 ：９×９燃料（Ｂ型）平衡炉心サイクル末期 

事故シーケンス ：主蒸気隔離弁の誤閉止＋原子炉停止機能喪失 

解析コード ：REDY Ver.1（ATWS 用），SCAT Ver.3 

解析条件： 

添付表 6-1 で示した核特性，バンドル形状・ウォータチャンネル，燃料棒特性，熱水力

特性にＢ型燃料のデータを入力する。沸騰遷移相関式にはＢ型燃料の限界出力特性に基づ

きフィッティングした係数を入力する。その他の相関式はＡ型燃料で代表した有効性評価

の申請解析と同じである。 

 

4.2 解析結果 

Ａ型燃料と比較したＢ型燃料の解析結果を添付表 6-2 に示す。Ｂ型燃料においても判断

基準を十分満足することが確認できる。以下に，Ａ型燃料と比較したＢ型燃料の評価結果

を示す。 

(1) 原子炉挙動 

Ｂ型燃料の方が中性子束と原子炉冷却材圧力バウンダリ圧力の最大値が小さくなってい

る。これは，Ｂ型燃料の平衡炉心サイクル末期での動的ボイド係数の値が，Ａ型燃料の値

に比べて負の絶対値が小さく，原子炉圧力上昇に伴う正の反応度印加量が小さいためと考

えられる。 

(2) 燃料挙動 

燃料被覆管温度の最大値（PCT）は，主蒸気隔離弁全閉直後の出力上昇時（第 1 ピーク）

で，Ｂ型燃料の方が約 90℃低くなっている。これは(1)原子炉挙動で示した通り，中性子束
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の最大値が小さいためと考えられる。また，給水加熱喪失後の出力上昇時（第 2 ピーク）

についても，Ｂ型燃料の方が約 40℃低くなっている。これは給水加熱喪失時では自然循環

状態にあり，限界出力の流量依存性の小さいＢ型燃料の方が相対的に限界出力は高くなり

ＭＣＰＲは大きめに維持される傾向となるためと考えられる。 

(3) 格納容器挙動 

格納容器圧力及びサプレッションチェンバプール水温度の最大値については，Ｂ型燃料

の解析結果はＡ型燃料とほぼ同等である。両燃料のボロン価値に大きな違いがないためと

考えられる。 

 

 

5．代表燃料評価の適切性 

上記 4．Ｂ型燃料による解析評価で示すとおり，Ｂ型燃料の方が原子炉冷却材圧力バウン

ダリ圧力及び燃料被覆管温度の最大値は小さく，また格納容器バウンダリにかかる圧力及

び温度の最大値は同等の結果が得られた。Ｂ型燃料の評価結果はＡ型燃料の場合と同程度

であり，判断基準に対する余裕も十分あることから，Ａ型燃料で代表できると言える。 

 

 

6．まとめ 

ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコードにＢ型燃料が適用できることを確認し，Ｂ型燃料で解析評価

を行った。Ａ型燃料とＢ型燃料の解析結果を比較し，Ａ型燃料で代表できることを確認し

た。 
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添付表 6-1 ＲＥＤＹ／ＳＣＡＴコードの燃料に係る入力と解析モデルの対応 

 

解析入力 解析モデル 

炉心 

データ 

核特性（ボイド，ドップラ，ボ

ロン反応度等） 

・核特性モデル（REDY） 

・反応度モデル（REDY） 

燃料 

データ 

バンドル形状（標準長/部分長燃

料棒本数，燃料棒径，流路面積

等），ウォータロッド/ウォータ

チャンネル（本数，外径等） 

・チャンネル内熱流動モデル（流動の基本

式，沸騰遷移評価モデル，被覆管表面熱

伝達モデル，リウェットモデル）（SCAT） 

燃料特性（ギャップ熱伝達係数，

燃料物性等） 

・燃料棒モデル（熱伝導モデル，ギャップ

熱伝達モデル）（REDY/SCAT） 

熱水力特性（ボイド率，圧損） ・炉心ボイドモデル（REDY） 

・チャンネル内熱流動モデル（ボイドモデ

ル，サブクールボイドモデル，圧力損失

モデル）（SCAT） 
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添付表 6-2 Ａ型燃料とＢ型燃料の解析結果の比較 

 

評価項目 

Ｂ型燃料平衡炉心 

の解析結果 

 

Ａ型燃料平衡炉心 

の解析結果 

（申請解析） 

 

判断基準 

 

中性子束（%） 約 565 約 754 － 

原子炉冷却材圧力バウンダ

リにかかる圧力（MPa[gage]） 
約 9.35 約 9.43 10.34 

格納容器圧力（kPa[gage]） 約 269 約 274 854 

サプレッションチェンバプ

ール水温度（℃） 
約 127 約 127 200 

燃料被覆管温度 

（第１ピーク）（PCT）（℃） 
約 914 約 1,004 

1,200 
燃料被覆管温度 

（第２ピーク）（℃） 
約 766 約 806 
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1. はじめに 

本資料は，炉心損傷防止あるいは格納容器破損防止に関する重大事故等対策の有

効性評価（以下「有効性評価」という。）に適用するコードのうち，MAAP（MAAP4）

コードについて， 

・有効性評価において重要となる現象の特定 

・解析モデル及び入出力に関する説明 

・妥当性確認 

・有効性評価への適用性 

に関してまとめたものである。 
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2. 重要現象の特定 

2.1 事故シーケンスと評価指標 

MAAP コードが適用される炉心損傷防止対策の事故シーケンスグループ及び格納

容器破損防止対策の格納容器破損モードについて，具体的な事故シーケンス並びに

その事象推移，運転操作及び評価指標について記述する。 

 

2.1.1 炉心損傷防止対策 

(1) 高圧・低圧注水機能喪失 

この事故シーケンスグループでは，原子炉の出力運転時において，異常な過渡変

化又は事故（LOCA を除く）の発生後，高圧注水機能が喪失し，原子炉減圧には

成功するが，低圧注水機能が喪失することを想定する。重要事故シーケンスとし

て，例えば「給水流量の全喪失＋非常用炉心冷却系（高圧注水系及び低圧注水系）

起動失敗」が選定されている。 

この重要事故シーケンスでは，給水流量の全喪失後，原子炉水位は急速に低下し，

原子炉水位低信号が発生して原子炉がスクラムし，炉心出力は直ちに崩壊熱レベ

ルまで低下する。原子炉水位低信号で非常用炉心冷却系（高圧注水系及び低圧注

水系）の起動に失敗する。原子炉水位低信号で主蒸気隔離弁が閉止すると原子炉

圧力は上昇し，原子炉圧力が逃がし安全弁の設定値に到達すると断続的に弁から

蒸気が放出され，これにより原子炉の圧力は逃がし安全弁設定値近傍に維持され

る。一方，原子炉注水機能喪失の状況下では原子炉圧力容器内の保有水が減少し

続け，いずれは炉心露出により燃料被覆管温度が上昇し，炉心損傷に至る。 

炉心損傷を防止するために，手動操作により逃がし安全弁を開き，原子炉を急速

減圧し，原子炉の減圧後に低圧代替注水系による原子炉注水を開始する。原子炉

の急速減圧を開始すると，冷却材の流出により原子炉水位は低下し，有効燃料棒

頂部を下回るが，低圧代替注水系による注水が開始すると原子炉内保有水及び原

子炉水位が回復し，炉心は再冠水する。 

原子炉格納容器バウンダリにかかる圧力及び格納容器雰囲気温度は，逃がし安全

弁から放出される蒸気により徐々に上昇するが，格納容器代替スプレイ系による

冷却及び格納容器圧力逃がし装置による除熱を行う。本事象の場合，格納容器の

過圧・過温破損を防止することが評価目的であることから，評価指標は「原子炉

格納容器圧力及び温度」である。 

 

(2) 高圧注水・減圧機能喪失 

この事故シーケンスグループでは，原子炉の出力運転時において，異常な過渡変

化又は事故（LOCA を除く）の発生後，高圧注水機能が喪失し，かつ，原子炉減

圧機能が機能喪失することを想定する。重要事故シーケンスとして，例えば「給
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水流量の全喪失＋非常用炉心冷却系（高圧注水系）起動失敗＋原子炉の減圧の失

敗」が選定されている。 

この重要事故シーケンスでは，給水流量の全喪失後，原子炉水位は急速に低下し，

原子炉水位低信号が発生して原子炉はスクラムし，炉心出力は直ちに崩壊熱レベ

ルまで低下する。原子炉水位低信号で非常用炉心冷却系（高圧注水系）の起動に

失敗する。原子炉水位低信号で主蒸気隔離弁が閉止すると原子炉圧力は上昇し，

原子炉圧力が逃がし安全弁の設定値に到達すると断続的に弁から蒸気が放出され，

これにより原子炉の圧力は逃がし安全弁設定値近傍に維持される。一方，原子炉

が高圧に維持され低圧注水系による原子炉注水が困難な状況下では，原子炉圧力

容器内の保有水が減少し続け，いずれは炉心露出により燃料被覆管温度が上昇し，

炉心損傷に至る。 

炉心損傷を防止するために，原子炉代替減圧系（原子炉自動減圧インターロック）

により原子炉を減圧し，原子炉の減圧後に非常用炉心冷却系（低圧注水系）によ

り原子炉注水を開始する。原子炉の急速減圧を開始すると，冷却材の流出により

原子炉水位は低下し，有効燃料棒頂部を下回るが，低圧注水系による注水が開始

すると原子炉内保有水及び原子炉水位が回復し，炉心は再冠水する。 

原子炉格納容器バウンダリにかかる圧力及び格納容器雰囲気温度は，逃がし安全

弁から放出される蒸気により徐々に上昇するが，残留熱除去系による除熱を行う

ことで，抑制する。本事象の場合，格納容器の過圧・過温破損を防止することが

評価目的であることから，評価指標は「原子炉格納容器圧力及び温度」である。 

 

(3) 全交流動力電源喪失 

この事故シーケンスグループでは，原子炉の出力運転時において，全交流動力電

源喪失の発生後，安全機能を有する系統及び機器が機能喪失することを想定する。

重要事故シーケンスとして「外部電源喪失＋非常用ディーゼル発電機等の機能喪

失」が選定されている。 

この重要事故シーケンスでは，全交流動力電源喪失後，原子炉はスクラムし，炉

心出力は直ちに崩壊熱レベルまで低下する。原子炉水位低で原子炉隔離時冷却系

が自動起動して水位は維持される。しかし，直流電源が枯渇すると長時間の注水

が期待できないため，いずれは炉心露出により燃料被覆管温度が上昇し，炉心損

傷に至る。 

炉心損傷を防止するために，原子炉隔離時冷却系による原子炉注水によって原子

炉水位を適切に維持しつつ，代替交流動力電源設備及び低圧代替注水系の準備が

完了したところで，原子炉の減圧及び低圧代替注水系による原子炉注水を開始す

る。原子炉の減圧は，逃がし安全弁により手動操作にて実施する。減圧を開始す

ると，冷却材の流出により原子炉水位は低下するが，低圧代替注水系による注水
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が開始すると原子炉水位が回復し，炉心は再冠水する。 

原子炉格納容器バウンダリにかかる圧力及び格納容器雰囲気温度は，逃がし安全

弁から放出される蒸気により徐々に上昇するが，残留熱除去系又は格納容器圧力

逃がし装置による除熱を行うことで抑制する。本事象の場合，格納容器の過圧・

過温破損を防止することが評価目的であることから，評価指標は「原子炉格納容

器圧力及び温度」である。 

 

(4) 崩壊熱除去機能喪失 

この事故シーケンスグループでは，原子炉の出力運転時において，異常な過渡変

化又は事故（LOCA を除く）の発生後，炉心冷却には成功するが，崩壊熱除去機

能が喪失することを想定する。重要事故シーケンスとして，例えば「給水流量の

全喪失＋取水機能喪失」及び「給水流量の全喪失＋残留熱除去系の故障」が選定

されている。 

この重要事故シーケンスでは，給水流量の全喪失後，原子炉水位は急速に低下し，

原子炉水位低信号が発生して原子炉はスクラムし，炉心出力は直ちに崩壊熱レベ

ルまで低下する。原子炉水位低で原子炉隔離時冷却系等が自動起動して水位は維

持されるが，外部電源の喪失を想定すると，取水機能喪失時には非常用ディーゼ

ル発電機等の機能喪失による全交流動力電源喪失により，長時間の注水継続は期

待できないために，いずれは炉心露出により燃料被覆管温度が上昇し，炉心損傷

に至る。また，残留熱除去系故障時には非常用炉心冷却系等によって炉心の冷却

は維持されるものの，原子炉格納容器からの除熱機能喪失によって原子炉格納容

器バウンダリにかかる圧力及び格納容器雰囲気温度が限界圧力及び限界温度を超

過する。 

取水機能喪失時に炉心損傷を防止するために，原子炉隔離時冷却系等による原子

炉注水によって原子炉水位を適切に維持しつつ，代替交流動力電源により給電を

開始し，低圧又は高圧代替注水系による原子炉への注水を開始すると原子炉水位

が回復し，炉心は再冠水する。原子炉格納容器バウンダリにかかる圧力及び格納

容器雰囲気温度は，逃がし安全弁から放出される蒸気により徐々に上昇するが，

最終ヒートシンクへの代替熱移送系を用いた除熱によって抑制する。 

また，残留熱除去系故障時には，原子炉格納容器バウンダリにかかる圧力及び格

納容器雰囲気温度の上昇を抑制するため，格納容器代替スプレイ系による冷却及

び格納容器圧力逃がし装置による除熱を行う。 

上記のとおり，格納容器の過圧・過温破損を防止することが評価目的であること

から，評価指標は「原子炉格納容器圧力及び温度」である。 
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(5) LOCA 時注水機能喪失 

この事故シーケンスグループでは，原子炉の出力運転時において，LOCA 発生後，

「高圧注水機能及び低圧注水機能が喪失する場合」又は「高圧注水機能及び原子

炉減圧機能が喪失する場合」に，炉心の著しい損傷に至る事象を想定する。重要

事故シーケンスとして，例えば「中小破断 LOCA＋非常用炉心冷却系（高圧注水

及び低圧注水系）起動失敗」が選定されている。 

この重要事故シーケンスでは，LOCA 発生後，原子炉はスクラムし，炉心出力は

直ちに崩壊熱レベルまで低下する。しかし，非常用炉心冷却系（高圧注水系及び

低圧注水系）の起動失敗により，原子炉水位が低下し，やがて炉心露出により燃

料被覆管温度が上昇し，炉心損傷に至る。 

炉心損傷を防止するために，手動操作により逃がし安全弁を開き，原子炉を急速

減圧し，原子炉の減圧後に低圧代替注水系等による原子炉注水を開始する。原子

炉の急速減圧を開始すると，冷却材の流出により原子炉水位は低下するが，低圧

代替注水系等による注水が開始すると原子炉水位が回復し，炉心は再冠水する。 

原子炉格納容器バウンダリにかかる圧力及び格納容器雰囲気温度は，LOCA 破断

口から放出される冷却材及び逃がし安全弁から放出される蒸気により徐々に上昇

するが，格納容器代替スプレイ系による冷却及び格納容器圧力逃がし装置による

除熱を行う。本事象の場合，格納容器の過圧・過温破損を防止することが評価目

的であることから，評価指標は「原子炉格納容器圧力及び温度」である。 

 

2.1.2 格納容器破損防止対策 

(1) 雰囲気圧力・温度による静的負荷（格納容器過圧・過温破損） 

この格納容器破損モードは，原子炉格納容器内へ流出した高温の原子炉冷却材の

フラッシング，溶融炉心の崩壊熱によって発生した水蒸気及びジルコニウム－水

反応等によって発生した非凝縮性ガスの蓄積によって，原子炉格納容器内の雰囲

気圧力・温度が徐々に上昇し格納容器破損に至る事象である。重要事故シーケン

スとして，例えば「大破断 LOCA 時注水機能喪失」が選定されている。 

この重要事故シーケンスの場合，事象発生後，炉心出力は直ちに崩壊熱レベル

まで低下するが，非常用炉心冷却系の機能が喪失することを想定するため，原子

炉水位が急速に低下して炉心が露出し，やがて炉心損傷に至る。炉心部では，溶

融した炉心は燃料棒を伝って下方へ流れ落ちていくが，低温領域まで降下すると

一部が固化して，閉塞領域を形成する。閉塞領域が形成されると，その領域にあ

る溶融炉心自身の発熱や上方から流下してきた溶融炉心によってプールが形成さ

れる。クラストが保持されている間は溶融炉心プールが拡大するが，クラストの

破損によって溶融炉心は原子炉圧力容器下部プレナムに落下する。下部プレナム

内に残存していた原子炉冷却材により，一時的に溶融炉心は冷却されるが，やが
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て下部プレナム内の原子炉冷却材が蒸発すると，溶融炉心が崩壊熱により再加熱

されていく。溶融炉心が高温状態となると，原子炉圧力容器下部ヘッドの構造材

温度も上昇していき，やがて下部ヘッド貫通部の逸出等により破損に至る。原子

炉圧力容器の破損により，溶融炉心は格納容器下部に落下する。格納容器下部に

は格納容器下部注水系による原子炉圧力容器破損前の注水操作により，冷却水が

溜まっており，落下してきた溶融炉心の保有熱により急速に蒸発を開始し，溶融

炉心温度が低下した後も崩壊熱により継続的に蒸発していく。冷却水による溶融

炉心からの除熱が十分でない場合には，溶融炉心とコンクリートの境界温度がコ

ンクリート溶融温度以上となり，コンクリートからの脱水及びコンクリートの溶

融が起きることになる。コンクリートの脱水により発生した水蒸気は，格納容器

の過圧に寄与するほか，溶融炉心内部の金属と反応して水素発生に寄与する場合

もある。これらの水蒸気，発生した非凝縮性ガス等の蓄積によって，原子炉格納

容器内の雰囲気圧力・温度が緩慢に上昇し，やがて格納容器過圧・過温破損に至

る。 

この事象に対する格納容器破損防止対策として，低圧代替注水系等による原子

炉注水，格納容器代替スプレイ系による格納容器冷却及び格納容器圧力逃がし装

置等による格納容器除熱がある。原子炉圧力容器内の溶融炉心の冷却を低圧代替

注水系等によって行うが，溶融炉心の崩壊熱によって原子炉格納容器内に放出さ

れる蒸気により，格納容器の圧力及び雰囲気温度は徐々に上昇する。格納容器ス

プレイを実施することによって，格納容器の圧力及び雰囲気温度の上昇を抑制す

るが，外部水源からの総注水量が制限値に達した時点で，格納容器スプレイを停

止する。その後，格納容器の圧力及び雰囲気温度は再び上昇するものの，格納容

器圧力逃がし装置等による除熱により，格納容器破損を防止する。 

本事象の場合，格納容器の過圧・過温破損を防止することが評価目的であるこ

とから，評価指標は「原子炉格納容器圧力及び温度」である。 

 

(2) 高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱 

この格納容器破損モードは，原子炉圧力が高い状況で原子炉圧力容器が破損し，

高圧の水蒸気及び水素が放出されるとともに，溶融炉心が液滴状に格納容器雰囲

気へ飛散し，格納容器の圧力・温度が急上昇して破損に至る事象である。重要事

故シーケンスとして，例えば「高圧注水・減圧機能喪失＋全交流動力電源の喪失」

が選定されている。 

この重要事故シーケンスの場合，事象発生後，炉心出力は直ちに崩壊熱レベルま

で低下するが，高圧注水・減圧機能が喪失することを想定するため原子炉水位が

徐々に低下し，いずれは炉心が露出し，炉心損傷に至る。炉心部では，溶融した

炉心は燃料棒を伝って下方へ流れ落ちていくが，低温領域まで降下すると一部が
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固化して，閉塞領域を形成する。閉塞領域が形成されると，その領域にある溶融

炉心自身の発熱や上方から流下してきた溶融炉心によってプールが形成される。

クラストが保持されている間は溶融炉心プールが拡大するが，クラストの破損に

よって溶融炉心は原子炉圧力容器下部プレナムに落下する。下部プレナム内に残

存していた原子炉冷却材により，一時的に溶融炉心は冷却されるが，やがて下部

プレナム内の原子炉冷却材が蒸発すると，溶融炉心が崩壊熱により再加熱されて

いく。溶融炉心が高温状態となると，原子炉圧力容器下部ヘッドの構造材温度も

上昇していき，やがて下部ヘッド貫通部の逸出等により破損に至る。原子炉圧力

が高圧状態で原子炉圧力容器破損に至るため，高圧の水蒸気及び水素が放出され

るとともに，溶融炉心の分散放出が発生する。分散放出された溶融炉心は液滴状

に格納容器雰囲気へ飛散し，格納容器の圧力・温度が急上昇して破損に至る可能

性がある。 

この事象に対する格納容器破損防止対策として，原子炉圧力容器破損までに手動

操作にて，原子炉を速やかに減圧させることで，溶融炉心の分散放出を抑制する。 

本事象の場合，原子炉の減圧により原子炉圧力が高い状況での溶融物の噴出を防

止することが評価目的であることから，評価指標は「原子炉圧力」である。 

 

(3) 原子炉圧力容器外の溶融燃料－冷却材相互作用 

この格納容器破損モードは，溶融炉心と格納容器下部のプール水が接触して一時

的な圧力の急上昇が発生し，このときに発生するエネルギにより構造物が破壊さ

れ格納容器破損に至る事象である。水蒸気爆発については，これまでの知見によ

り，実機において大規模な水蒸気爆発に至る可能性は極めて低いと考えられるが，

溶融炉心から冷却材への伝熱による水蒸気発生に伴う急激な圧力上昇（圧力スパ

イク）の可能性があることから，ここでは，圧力スパイクによる格納容器破損を

取り扱う。重要事故シーケンスとして，例えば「高圧・低圧注水機能喪失＋全交

流動力電源の喪失」が選定されている。 

この重要事故シーケンスの場合，事象発生後，炉心出力は直ちに崩壊熱レベルま

で低下するが，高圧・低圧注水機能が喪失しているため，原子炉水位が徐々に低

下して炉心が露出し，炉心損傷に至る。炉心部では，溶融した炉心は燃料棒を伝

って下方へ流れ落ちていくが，低温領域まで降下すると一部が固化して，閉塞領

域を形成する。閉塞領域が形成されると，その領域にある溶融炉心自身の発熱や

上方から流下してきた溶融炉心によってプールが形成される。クラストが保持さ

れている間は溶融炉心プールが拡大するが，クラストの破損によって溶融炉心は

原子炉圧力容器下部プレナムに落下する。下部プレナム内に残存していた原子炉

冷却材により，一時的に溶融炉心は冷却されるが，やがて下部プレナム内の原子

炉冷却材が蒸発すると，溶融炉心が崩壊熱により再加熱されていく。溶融炉心が
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高温状態となると，原子炉圧力容器下部ヘッドの構造材温度も上昇していき，や

がて下部ヘッド貫通部の逸出等により破損に至る。格納容器下部には格納容器下

部注水系による原子炉圧力容器破損前の注水操作により，冷却水が溜まっており，

落下してきた溶融炉心の保有熱により急速に蒸発し，圧力スパイクにより格納容

器破損に至る可能性がある。 

本事象では，圧力スパイクにより，瞬時に原子炉格納容器圧力が急上昇し，原子

炉格納容器の破損に至る可能性があることから，評価指標は「原子炉格納容器圧

力」である。 

 

(4) 水素燃焼 

この格納容器破損モードは，ジルコニウム－水反応等によって発生した水素の燃

焼により格納容器破損に至る事象である。重要事故シーケンスとして，例えば「高

圧・低圧注水機能喪失＋全交流動力電源の喪失」が選定されている。 

この重要事故シーケンスの場合，事象発生後，炉心出力は直ちに崩壊熱レベルま

で低下するが，高圧・低圧注水機能が喪失しているため，原子炉水位が徐々に低

下し，炉心が露出し，炉心損傷に至る。炉心露出部で燃料棒が過熱していくと燃

料被覆管のジルコニウム－水反応によって多量の水素が発生するとともに，水の

放射線分解によって水素及び酸素が発生する。発生した水素及び酸素は，原子炉

内で発生する蒸気とともに，逃がし安全弁を通じてウェットウェルに流入し，サ

プレッション・プール水中にとりこまれた核分裂生成物による水の放射線分解に

伴って発生する水素及び酸素とともに空間部に蓄積し，一部は真空破壊弁を通じ

てドライウェルに流入する。格納容器スプレイにより格納容器内で蒸気の凝縮が

進むと，格納容器内の水素及び酸素濃度は上昇する。なお，水素及び酸素の可燃

限界は，水素濃度 4 vol%以上，かつ，酸素濃度 5 vol%以上が指標とされている。 

この事象に対する格納容器破損防止対策として，格納容器内雰囲気を窒素置換す

ることによる不活性化及び格納容器圧力逃がし装置による可燃性ガスの排出によ

って，水素燃焼の発生を抑制する。 

本事象の場合，格納容器内において水素爆轟が発生しないことを確認することが

目的であり，BWR では，格納容器内雰囲気が窒素封入により不活性化されており，

また炉心損傷後はジルコニウム－水反応に伴い多量の水素が発生するため，水素

燃焼の発生に対しては酸素濃度の上昇が律速となる。そのため，「酸素濃度」を評

価指標として選定する。なお，水素濃度の上昇に伴い格納容器内の酸素濃度は相

対的に低下するため，酸素濃度を保守的に評価する観点で，水素濃度については

実用発電用原子炉に係る炉心損傷防止対策及び格納容器破損防止対策の有効性評

価に関する審査ガイド指定の全炉心内のジルコニウム量の 75%が水と反応する想

定ではなく，MAAP の評価値を用いる。  
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(5) 溶融炉心・コンクリート相互作用 

この格納容器破損モードは，格納容器下部床上へ落下した溶融炉心によりコンク

リート侵食が継続し，格納容器の構造部材の支持機能が喪失し，格納容器破損に

至る事象である。重要事故シーケンスとして，例えば「大破断 LOCA 時注水機能

喪失」が選定されている。 

この重要事故シーケンスの場合，事象発生後，炉心出力は直ちに崩壊熱レベルま

で低下するが，非常用炉心冷却系の注入に失敗しているため，原子炉水位は急速

に低下し，炉心が露出し，炉心損傷に至る。炉心部では，溶融した炉心は燃料棒

を伝って下方へ流れ落ちていくが，低温領域まで降下すると一部が固化して，閉

塞領域を形成する。閉塞領域が形成されると，その領域にある溶融炉心自身の発

熱や上方から流下してきた溶融炉心によってプールが形成される。クラストが保

持されている間は溶融炉心プールが拡大するが，クラストの破損によって溶融炉

心は原子炉圧力容器下部プレナムに落下する。下部プレナム内に残存していた原

子炉冷却材により，一時的に溶融炉心は冷却されるが，やがて下部プレナム内の

原子炉冷却材が蒸発すると，溶融炉心が崩壊熱により再加熱されていく。溶融炉

心が高温状態となると，原子炉圧力容器下部ヘッドの構造材温度も上昇していき，

やがて下部ヘッド貫通部の逸出等により破損に至る。原子炉圧力容器の破損によ

り，溶融炉心は格納容器下部に落下する。格納容器下部には格納容器下部注水系

による原子炉圧力容器破損前の注水操作により，冷却水が溜まっており，落下し

てきた溶融炉心の保有熱により急速に蒸発を開始し，溶融炉心温度が低下した後

も崩壊熱により継続的に蒸発していく。冷却水による溶融炉心からの除熱が十分

でない場合には，溶融炉心とコンクリートの境界温度がコンクリート溶融温度以

上となり，コンクリートからの脱水及びコンクリートの溶融が起きることになる。

溶融炉心によるコンクリートの溶融侵食が継続すると，格納容器の構造部材の支

持機能が喪失し，格納容器破損に至る。 

この事象に対する格納容器破損防止対策として，原子炉圧力容器の下部から溶融

炉心が流れ出す時点で，格納容器下部において溶融炉心の冷却に寄与する十分な

水量及び水位を確保し，かつ，溶融炉心の落下後に崩壊熱を十分に上回る原子炉

注水及び格納容器下部注水系による注水を行うことによって，溶融炉心の冷却を

行う。 

本事象の場合，コンクリート侵食を抑制することが評価目的であることから，評

価指標は「コンクリート侵食量」である。 
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2.2 ランクの定義 

本資料の本文「2. 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物理現象

のうち MAAP で評価する事象において考慮すべき物理現象を対象に，表 2.2-1 の

定義に従って「Ｈ」，「Ｍ」，「Ｌ」及び「Ｉ」のランクに分類し，「Ｈ」及び「Ｍ」

に分類された物理現象を重要現象として抽出する。 

なお，本資料の本文「2. 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物

理現象は，事故シーケンスグループに対して抽出されたものであり，具体的な重

要事故シーケンスでは生じない場合もあり，その場合は「Ｉ」に分類する。  
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表 2.2-1 ランクの定義 

ランク ランクの定義 本資料での取り扱い 

Ｈ 評価指標及び運転操作に

対する影響が大きいと考

えられる現象 

物理現象に対する不確かさを実験との比較

等により求め，実機評価における評価指標及

び運転操作への影響を評価する。 

Ｍ 評価指標及び運転操作に

対する影響が中程度と考

えられる現象 

事象推移を模擬する上で一定の役割を担う

が，評価指標に対する影響が「Ｈ」に比べて

顕著でない物理現象であるため，必ずしも不

確かさによる実機評価における評価指標及

び運転操作への影響を評価する必要はない

が，本資料では，実機評価への影響を感度解

析等により評価するか，「Ｈ」と同様に評価

することとする。 

Ｌ 評価指標及び運転操作に

対する影響が小さいと考

えられる現象 

事象推移を模擬するためにモデル化は必要

であるが，評価指標及び運転操作への影響が

明らかに小さい物理現象であるため，検証／

妥当性確認は記載しない。 

Ｉ 評価指標及び運転操作に

対し影響を与えないか，

又は重要でない現象 

評価指標及び運転操作へ影響を与えないか，

又は重要でない物理現象であるため，検証／

妥当性確認は記載しない。 

 



 

5-12 

 

2.3 物理現象に対するランク付け 

本資料の本文「2 有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物理現象の

うち MAAP で評価する事象において考慮すべき物理現象を対象に，2.1 で述べた事

象進展を踏まえ，表 2.2-1 の定義に従って，評価指標及び運転操作への影響に応じ

て表 2.3-1 及び表 2.3-2 のとおりランク付けを行い，「Ｈ」及び「Ｍ」に分類された

物理現象を重要現象として抽出した。 

以下，物理現象ごとに考え方を示す。 

 

(1) 核分裂出力［炉心（核）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事象発生後早期に原子炉が

スクラムし，未臨界となるため，炉心露出後の燃料被覆管温度上昇時の原子炉出力

は崩壊熱が支配的となる。したがって，核分裂出力は炉心損傷防止における評価指

標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が低いと考えられる。また，

核分裂出力は溶融炉心の挙動への影響は無く，格納容器破損防止における各評価指

標に対して影響は無い。 

 

(2) 出力分布変化［炉心（核）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事象発生後早期に原子炉が

スクラムし，未臨界となるため，炉心露出後の燃料被覆管温度上昇時の原子炉出力

は崩壊熱が支配的となる。したがって，出力分布変化は炉心損傷防止における評価

指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が低いと考えられる。また，

出力分布変化は溶融炉心の挙動への影響は無く，格納容器破損防止における各評価

指標に対して影響は無い。 

 

(3) 反応度フィードバック効果［炉心（核）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事象発生後早期に原子炉が

スクラムし，未臨界となるため，炉心露出後の燃料被覆管温度上昇時の原子炉出力

は崩壊熱が支配的となる。したがって，反応度フィードバック効果は炉心損傷防止

における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が低いと考え

られる。また，反応度フィードバック効果は溶融炉心の挙動への影響は無く，格納

容器破損防止における各評価指標に対して影響は無い。 

 

(4) 制御棒反応度効果［炉心（核）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事象発生後早期に原子炉が

スクラムし，未臨界となるため，炉心露出後の燃料被覆管温度上昇時の原子炉出力

は崩壊熱が支配的となる。したがって，制御棒反応度効果は炉心損傷防止における
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評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が低いと考えられる。

また，制御棒反応度効果は溶融炉心の挙動への影響は無く，格納容器破損防止にお

ける各評価指標に対して影響は無い。 

 

(5) 崩壊熱［炉心（核）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事象発生後早期に原子炉が

スクラムし，未臨界となるため，炉心露出後の燃料被覆管温度上昇時の原子炉出力

は崩壊熱が支配的となり，主な熱源として事象進展の早さに影響する。したがって，

崩壊熱は炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度及び格

納容器破損防止における各評価指標に対して重要度が高いと考えられる。 

 

(6) 三次元効果［炉心（核）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事象発生後早期に原子炉が

スクラムし，未臨界となるため，核熱水力不安定事象は発生しない。したがって，

核的な三次元効果は，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及

び温度及び格納容器破損防止における各評価指標に対して影響は無い。 

 

(7) 燃料棒内温度変化［炉心（燃料）］ 

核分裂あるいは崩壊熱により燃料棒内で発生した熱は，燃料棒内の熱伝導，燃料

棒表面熱伝達により冷却材へと放出される。ギャップ熱伝達を含む燃料棒内の伝熱

特性に基づく燃料棒内温度の変化は燃料被覆管温度に影響し，燃料被覆管温度が非

常に高温となった場合には，燃料被覆管の酸化反応による発熱及び水素の発生を考

慮する必要がある。したがって，燃料棒内温度変化は，燃料被覆管温度が顕著に上

昇する以前の炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に

対して重要度が低く，格納容器破損防止における各評価指標に対しては重要度が高

いと考えられる。 

 

(8) 燃料棒表面熱伝達［炉心（燃料）］ 

核分裂あるいは崩壊熱により燃料棒内で発生した熱は，燃料棒内の熱伝導，燃料

棒表面熱伝達により冷却材へと放出される。ギャップ熱伝達を含む燃料棒内の伝熱

特性に基づく燃料棒内温度の変化は燃料被覆管温度に影響し，燃料被覆管温度が非

常に高温となった場合には，燃料被覆管の酸化反応による発熱及び水素の発生を考

慮する必要がある。したがって，格納容器破損防止における各評価指標に対しては，

表面熱伝達の影響が大きくなり，重要度が高いと考えられる。燃料被覆管温度が顕

著に上昇しない炉心損傷防止の領域においては，一時的に炉心が露出しても早期に

再冠水し，冠水状態では熱伝達が十分大きくなることから，燃料棒表面の熱伝達変
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化による影響は小さく，崩壊熱による燃料棒からの発熱が支配的となる。したがっ

て，燃料棒表面熱伝達は，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧

力及び温度に対して重要度が低いと考えられる。 

 

(9) 沸騰遷移［炉心（燃料）］ 

核分裂あるいは崩壊熱により燃料棒内で発生した熱は，燃料棒内の熱伝導，燃料

棒表面熱伝達により冷却材へと放出される。燃料棒表面において核沸騰から膜沸騰

へ沸騰遷移が生じた場合には，熱伝達の低下によって燃料被覆管温度が上昇するも

のの，事象初期の短期間における燃料被覆管温度に影響する現象であり，長期的な

挙動に着目した場合の影響は小さい。したがって，沸騰遷移は，炉心損傷防止にお

ける評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が低いと考えられ

る。また，沸騰遷移は溶融炉心の挙動への影響は無く，格納容器破損防止における

各評価指標に対して影響は無い。 

 

(10) 燃料被覆管酸化［炉心（燃料）］ 

核分裂あるいは崩壊熱により燃料棒内で発生した熱は，燃料棒内の熱伝導，燃料

棒表面熱伝達により冷却材へと放出される。ギャップ熱伝達を含む燃料棒内の伝熱

特性に基づく燃料棒内温度の変化は燃料被覆管温度に影響し，燃料被覆管温度が非

常に高温となった場合には，燃料被覆管の酸化反応による発熱及び水素の発生を考

慮する必要がある。したがって，燃料被覆管酸化は，燃料被覆管温度が顕著に上昇

する以前の炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対

して重要度が低く，格納容器破損防止における各評価指標に対して重要度が高いと

考えられる。 

 

(11) 燃料被覆管変形［炉心（燃料）］ 

燃料被覆管温度が非常に高温となった場合には，燃料被覆管の変形及び酸化反応

による発熱や水素の発生，燃料被覆管の破損によるペレットと燃料被覆管の間隙部

に蓄積した FP の原子炉圧力容器内への放出を考慮する必要があり，格納容器破損

防止における各評価指標に対して重要度が高いと考えられる。炉心損傷防止におけ

る評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対しては，燃料被覆管の変形によ

り炉心冷却性への影響が考えられるものの，長期的な挙動に着目した場合の影響は

小さいため，重要度が低いと考えられる。 

 

(12) 三次元効果［炉心（燃料）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，水位が低下して炉心が露出して燃料

棒表面温度が高くなった場合には，円周方向及び軸方向からの三次元的な燃料棒間
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の輻射熱伝達（三次元効果）が生じる。燃料被覆管温度が顕著に上昇しない炉心損

傷防止の領域においては，一時的に炉心が露出しても再冠水することから，三次元

効果の影響は小さく，崩壊熱による燃料棒からの発熱が支配的となるため，重要度

が低いと考えられる。また，三次元効果は溶融炉心の挙動への影響は無く，格納容

器破損防止における各評価指標に対して影響は無い。 

 

(13) 沸騰・ボイド率変化［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスは，いずれも炉心露出の可能性があり，二

相水位が有効燃料棒頂部を下回ると炉心が露出し，燃料被覆管の温度上昇が始まる

ため，燃料被覆管温度が非常に高温となった場合には，燃料被覆管の酸化反応によ

る発熱及び水素発生を考慮する必要がある。したがって，二相水位に影響する沸騰・

ボイド率変化は，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温

度に対しては，燃料被覆管温度が顕著に上昇せず，長期的な挙動に着目した場合の

影響は小さいため，重要度が低く，格納容器破損防止における各評価指標に対して

は，炉心冷却状態への影響が大きく，溶融炉心の挙動への影響が考えられるため，

重要度が高いと考えられる。 

 

(14) 気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスは，いずれも炉心露出の可能性があり，二

相水位が有効燃料棒頂部を下回ると炉心が露出し，燃料被覆管の温度上昇が始まる

ため，燃料被覆管温度が非常に高温となった場合には，燃料被覆管の酸化反応によ

る発熱及び水素発生を考慮する必要がある。したがって，二相水位に影響する気液

分離（水位変化）・対向流は，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器

圧力及び温度に対しては，被覆管温度が顕著に上昇せず，長期的な挙動へ着目した

場合に影響は小さいため，重要度が低く，格納容器破損防止における各評価指標に

対しては，炉心冷却状態への影響が大きく，溶融炉心の挙動への影響が考えられる

ため，重要度が高いと考えられる。 

 

(15) 気液熱非平衡［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，早期に再循環ポンプがトリップする

ため，事象初期を除いて炉心領域に強制循環は無いため，冷却材の注水による気液

熱非平衡状態が考えられるが，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容

器圧力及び温度に対しては，長期的な挙動に着目した場合の影響は小さく，格納容

器破損防止における各評価指標に対しては，溶融炉心の挙動への影響は小さいため，

重要度が低いと考えられる。 
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(16) 圧力損失［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，早期に再循環ポンプがトリップする

ため，事象初期を除いて原子炉圧力容器内における流動は，炉心部とダウンカマ部

の静水頭が支配的であると考えられる。したがって，圧力損失は炉心損傷防止にお

ける評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度並びに格納容器破損防止における

各評価指標に対して重要度が低いと考えられる。 

 

(17) 三次元効果［炉心（熱流動）］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，ダウンカマに注水された冷却材が下

部プレナムを経由して，又は，炉心バイパス部から燃料集合体の漏えい経路を経由

して炉心部へ流入する際，圧力損失が均一となるように熱出力に応じて燃料集合体

間で流量配分される三次元効果が発生する。ただし，長期的な挙動へ着目した場合

に三次元効果の影響は小さく，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容

器圧力及び温度に対して重要度が低いと考えられる。また，三次元効果は溶融炉心

の挙動への影響は無く，格納容器破損防止における各評価指標への影響は無い。 

 

(18) 冷却材流量変化［圧力容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事象発生後早期に再循環ポ

ンプがトリップし，原子炉圧力容器内における冷却材流量変化は長期間に亘り自然

循環が支配的となる。長期的な挙動に着目した場合，炉心損傷防止における評価指

標である原子炉格納容器圧力及び温度に対しては，原子炉圧力容器内の自然循環に

よる冷却材の流量変化の影響は小さく，格納容器破損防止における各評価指標に対

しては，溶融炉心の挙動への影響は小さいため，重要度が低いと考えられる。 

 

(19) 冷却材放出（臨界流・差圧流）［圧力容器］ 

炉心損傷防止において評価する具体的な重要事故シーケンスでは，逃がし安全弁

や LOCA 破断口からの冷却材放出によって，原子炉格納容器圧力及び温度に影響を

及ぼすものの，長期的には崩壊熱によって発生した水蒸気等による影響が支配的で

あり，冷却材放出（臨界流・差圧流）は，評価指標である原子炉格納容器圧力及び

温度に対して重要度が低いと考えられる。格納容器破損防止における高圧溶融物放

出／格納容器雰囲気直接加熱の評価指標である原子炉圧力に対しては，逃がし安全

弁からの冷却材放出による原子炉圧力への影響があり，重要度が中程度であると考

えられる。格納容器破損防止のその他の評価指標に対しては，炉心損傷後において，

原子炉圧力容器からの流れの駆動力となる水蒸気の発生による影響は小さいため，

評価指標に対する影響は小さく，重要度は低いと考えられる。 
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(20) 沸騰・凝縮・ボイド率変化［圧力容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，逃がし安全弁を用いた原子炉の急速

減圧あるいは LOCA 発生後の冷却材流出による原子炉減圧があり，減圧沸騰による

各部の蒸気発生とボイド率変化によって二相水位が変化する。また，原子炉への注

水によって蒸気が凝縮する。しかしながら，炉心以外の領域の沸騰，凝縮及びボイ

ド率変化は炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度並び

に格納容器破損防止における各評価指標への影響は小さく，重要度は低いと考えら

れる。 

 

(21) 気液分離・対向流［圧力容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも炉心露出の可能性があり，

二相水位が有効燃料棒頂部を下回ると炉心が露出する。しかしながら，炉心以外の

領域の気液分離・対向流は炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧

力及び温度並びに格納容器破損防止における各評価指標への影響は小さく，重要度

は低いと考えられる。 

 

(22) 気液熱非平衡［圧力容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，炉心が露出した場合に，露出部周囲

の蒸気が過熱蒸気となり，気液熱非平衡状態が考えられるものの，原子炉圧力容器

外へ流出するまでに，ダウンカマから発生した飽和蒸気や構造材の熱伝達によって，

ほぼ飽和状態となるため，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧

力及び温度に対する影響は無い。また，溶融炉心の挙動への影響は小さく，格納容

器破損防止における各評価指標に対しては，重要度が低いと考えられる。 

 

(23) 圧力損失［圧力容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，早期に再循環ポンプがトリップする

ため，事象初期を除いて原子炉圧力容器内における流動は，炉心部とダウンカマ部

の静水頭が支配的であると考えられる。したがって，圧力損失は炉心損傷防止にお

ける評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度並びに格納容器破損防止における

各評価指標に対して重要度が低いと考えられる。 

 

(24) 構造材との熱伝達［圧力容器］ 

炉心損傷以前において，原子炉圧力容器等の構造材の保有熱は，原子炉冷却材との

熱伝達（構造材との熱伝達）を通じて原子炉格納容器圧力及び温度に影響を与える

ものの，長期的には崩壊熱によって発生した水蒸気等による影響が支配的である。

したがって，構造材との熱伝達は炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納
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容器圧力及び温度並びに格納容器破損防止における各評価指標に対して重要度が低

いと考えられる。 

なお，溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達は，物理現象「下部プレナムでの溶融

炉心の熱伝達」において考慮する。 

 

(25) ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む）［圧力容器］ 

炉心損傷防止及び格納容器破損防止における格納容器過圧・過温破損及び水素燃

焼において評価する具体的な重要事故シーケンスでは，非常用炉心冷却系(ECCS)

及び代替注水設備を使用して炉心の冷却を行う。原子炉圧力容器への注水は，原子

炉格納容器への放出エネルギに影響を与え，格納容器圧力変化に影響を及ぼすため，

ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む）は，炉心損傷防止及び格納容器破損防止

における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が中程度であ

ると考えられる。格納容器破損防止における水素燃焼の評価指標である酸素濃度に

対しては，注水による水蒸気や水素の発生量への影響が考えられ，水素燃焼の評価

指標である酸素濃度に対して重要度が中程度であると考えられる。また，格納容器

破損防止における溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート

侵食量については，注水された水が原子炉圧力容器破損口から流れ出ることによる

溶融炉心の冷却が考えられるため，重要度が高いと考えられる。格納容器破損防止

におけるその他の事故シーケンスにおいては，ECCS（給水系・代替注水設備含む）

の作動は考慮しておらず，評価指標に対する影響は無い。 

 

(26) ほう酸水の拡散［圧力容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれもほう酸水の注入を考慮して

いない。したがって，ほう酸水の拡散は炉心損傷防止における評価指標である原子

炉格納容器圧力及び温度並びに格納容器破損防止における各評価指標への影響は無

い。 

 

(27) 三次元効果［圧力容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，いずれも事故後長期において炉心が

露出する場合に，燃料被覆管温度が上昇する事象であり，炉心流量急減過程におい

て，下部プレナム内の流量配分が不均等になる可能性があるが，事故直後に再循環

ポンプがトリップするため影響は小さい。したがって，三次元効果は炉心損傷防止

における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が低いと考え

られる。また，三次元効果は溶融炉心の挙動への影響は無く，格納容器破損防止に

おける各評価指標に対して影響は無い。 
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(28) 冷却材放出［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，逃がし安全弁や LOCA 破断口からの

冷却材放出によって，原子炉格納容器圧力及び温度に影響を及ぼすものの，長期的

には崩壊熱によって発生した水蒸気等による影響が支配的であり，冷却材放出は，

炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度並びに格納容器

破損防止における各評価指標に対して重要度が低いと考えられる。 

 

(29) 格納容器各領域間の流動［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，崩壊熱によって発生した水蒸気及び

ジルコニウム－水反応用によって発生した非凝縮性ガス（含む水素）は，LOCA 破

断口からドライウェルを経由し，又は逃がし安全弁を介してウェットウェルへ流入

し，サプレッション・プール水温度を上昇させる。ウェットウェルにおける気液界

面の熱伝達によって，気相部の圧力・温度が上昇し，原子炉格納容器圧力及び温度

に影響を与える。したがって，格納容器各領域間の流動は，炉心損傷防止及び格納

容器破損防止における格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉格納容器圧

力及び温度に対して重要度が高いと考えられる。格納容器破損防止におけるその他

の評価指標については，高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱の評価指標であ

る原子炉圧力に対しては，現象の発生防止として，原子炉圧力の低下が評価の主体

となっており，重要度は低いと考えられる。溶融燃料－冷却材相互作用の評価指標

である原子炉格納容器圧力に対しては，溶融炉心と冷却材の相互作用に伴う圧力ス

パイクによる原子炉格納容器圧力の上昇が評価指標となっており，重要度は高いと

考えられる。ウェットウェル空間部に蓄積された水素及び酸素の一部は真空破壊弁

を通じてドライウェルに流入するため，格納容器内における非凝縮性ガスの濃度分

布に影響があり，水素燃焼の評価指標である酸素濃度に対して重要度が高いと考え

られる。また，溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート侵

食量については，溶融炉心から上面水プール及びコンクリートへの熱伝達が支配的

であり，格納容器各領域間の流動の影響は小さいため，重要度は低いと考えられる。 

 

(30) サプレッション・プール冷却［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，残留熱除去系等を用いて格納容器か

らの除熱が可能であり，サプレッション・プール冷却は，炉心損傷防止及び格納容

器破損防止における格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉格納容器圧力

及び温度に対して重要度が高いと考えられる。ただし，炉心損傷防止における高圧・

低圧注水機能喪失及び LOCA 時注水機能喪失の事故シーケンスにおいては，サプレ

ッション・プール冷却は考慮しておらず，評価指標に対する影響は無い。また，サ

プレッション・プールの冷却によって水蒸気が凝縮し，非凝縮性ガスの濃度が上昇
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するため，水素燃焼の評価指標である酸素濃度に対して重要度が高いと考えられる。

格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する影響は無い。 

 

(31) 気液界面の熱伝達［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，ウェットウェルにおける気液界面の

熱伝達によって，気相部の圧力・温度が上昇し，原子炉格納容器圧力及び温度に影

響を与える。したがって，気液界面の熱伝達は，炉心損傷防止及び格納容器破損防

止における格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度

に対して重要度が中程度であると考えられる。格納容器破損防止におけるその他の

評価指標に対しては影響が小さく，重要度が低いと考えられる。 

 

(32) 構造材との熱伝達及び内部熱伝導［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉格納容器内温度の上昇により，

原子炉格納容器本体をはじめとする原子炉格納容器内の構造材との熱伝達が生じる。

構造材との伝熱は，その熱容量により原子炉格納容器内温度の変化を抑制する方向

に作用し，短期的には影響が大きい。また，材料により伝熱特性が異なり，熱伝導

率の高い金属では表面熱伝達の影響が大きいのに対し，熱伝導率の低いコンクリー

トでは，コンクリート内部の熱伝導の影響が大きくなる。したがって，炉心損傷防

止及び格納容器破損防止における格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉

格納容器圧力及び温度に対して重要度が中程度であると考えられる。格納容器破損

防止におけるその他の評価指標に対しては影響が小さく，重要度が低いと考えられ

る。 

なお，溶融炉心と構造材間の熱伝達は，物理現象「溶融炉心とコンクリートの伝熱」

において考慮する。 

 

(33) スプレイ冷却［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，格納容器スプレイにて，原子炉格納

容器圧力及び温度の抑制が可能である。したがって，スプレイ冷却は，炉心損傷防

止及び格納容器破損防止における格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉

格納容器圧力及び温度に対して重要度が高いと考えられる。ただし，炉心損傷防止

における高圧注水・減圧機能喪失の事故シーケンスにおいては，スプレイ冷却は考

慮しておらず，評価指標に対する影響は無い。また，スプレイの作動によって水蒸

気が凝縮し，非凝縮性ガスの濃度が上昇するため，水素燃焼の評価指標である酸素

濃度に対する重要度は高いと考えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価

指標に対する影響は無い。 
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(34) 放射線水分解等による水素・酸素発生［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，炉心損傷後，放射線水分解，ジルコ

ニウム－水反応等によって水素・酸素が発生し，原子炉格納容器圧力に影響を与え

る可能性があり，格納容器破損防止における格納容器過圧・過温破損の評価指標で

ある原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が中程度であると考えられる。た

だし，炉心損傷防止における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して

は，炉心損傷に至ることは無いため，影響は無い。水素燃焼の評価指標である酸素

濃度に対しては，濃度を可燃限界以下に抑制することそのものが評価指標となり，

重要度が高いと考えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標への影響

は小さく，重要度が低いと考えられる。 

 

(35) 格納容器ベント［格納容器］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，格納容器圧力逃がし装置にて，原子

炉格納容器圧力及び温度の抑制が可能であり，格納容器ベントは，炉心損傷防止及

び格納容器破損防止における格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉格納

容器圧力及び温度に対して重要度が高いと考えられる。ただし，炉心損傷防止にお

ける高圧注水・減圧機能喪失の事故シーケンスにおいては，格納容器ベントは考慮

しておらず，評価指標に対する影響は無い。また，格納容器ベントによって，格納

容器内の雰囲気組成が変化するため，水素燃焼の評価指標である酸素濃度に対して

重要度が高いと考えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する

影響は無い。 

 

(36) リロケーション［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器内の炉心燃料は，原

子炉冷却材の減少によりヒートアップし，炉心溶融を伴い徐々にリロケーションす

る。炉心のリロケーションは，溶融炉心の冷却性，原子炉圧力容器の破損挙動等，

炉心溶融後の事象進展に与える影響が大きい。リロケーションの過程における，炉

心の流路閉塞挙動によって，水素の発生量への影響が考えられ，格納容器過圧・過

温破損の評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して，重要度が高いと考

えられる。さらに，水素濃度の上昇に伴って格納容器内の酸素濃度は相対的に低下

するため，水素燃焼の評価指標である酸素濃度に対して，重要度が高いと考えられ

る。また，リロケーションは溶融炉心の下部プレナムへの移行挙動に関係し，原子

炉圧力容器の破損タイミングにおいて溶融炉心の持つ崩壊熱や格納容器下部へ落下

する溶融炉心の量への影響が考えられるため，高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直

接加熱の評価指標である原子炉圧力，溶融燃料－冷却材相互作用の評価指標である

原子炉格納容器圧力及び溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンク
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リート侵食量に対して，重要度が高いと考えられる。 

なお，本物理現象以降の物理現象については，炉心損傷後の物理現象であり，炉

心損傷以前の現象を扱う炉心損傷防止おける評価指標に対する影響は無い。 

 

(37) 原子炉圧力容器内 FCI(溶融炉心細粒化)［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器内の炉心燃料は，原

子炉冷却材の減少によりヒートアップし，炉心溶融を伴い徐々にリロケーションす

る。溶融炉心が原子炉圧力容器下部プレナムへ移行する際に，原子炉圧力容器下部

プレナムに冷却材が残存する場合，溶融炉心と冷却材との相互作用が生じ，溶融炉

心が細粒化し，水との熱伝達により水蒸気を発生させつつ冷却される。急速な水蒸

気の発生によって発生する圧力スパイクは，原子炉圧力容器破損のタイミングにお

ける原子炉圧力に影響を与える可能性がある。したがって，原子炉圧力容器内

FCI(溶融炉心細粒化)は，高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱の評価指標であ

る原子炉圧力に対して，重要度が中程度であると考えられる。水素燃焼の評価指標

である酸素濃度に対する影響は無い。格納容器破損防止におけるその他の評価指標

への影響は小さく，重要度が低いと考えられる。 

 

(38) 原子炉圧力容器内 FCI (デブリ粒子熱伝達)［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器内の炉心燃料は，原

子炉冷却材の減少によりヒートアップし，炉心溶融を伴い徐々にリロケーションす

る。溶融炉心が原子炉圧力容器下部プレナムへ移行する際に，原子炉圧力容器下部

プレナムに冷却材が残存する場合，溶融炉心と冷却材との相互作用が生じ，溶融炉

心が細粒化し，水との熱伝達により水蒸気を発生させつつ冷却される。急速な水蒸

気の発生によって発生する圧力スパイクは，原子炉圧力容器破損のタイミングにお

ける原子炉圧力に影響を与える可能性がある。したがって，原子炉圧力容器内

FCI(デブリ粒子熱伝達)は，高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱の評価指標で

ある原子炉圧力に対して，重要度が中程度であると考えられる。水素燃焼の評価指

標である酸素濃度に対する影響は無い。格納容器破損防止におけるその他の評価指

標への影響は小さく，重要度が低いと考えられる。 

 

(39) 溶融炉心の再臨界［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，制御棒溶融開始から炉心溶融に至る

間に原子炉圧力容器内に注水される可能性があるが，事象進展に伴い流路が閉塞し，

溶融プールが形成されるため，溶融炉心が再臨界する可能性は十分小さい。したが

って，溶融炉心の再臨界は格納容器破損防止における各評価指標への影響は無い。 
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(40) 構造材との熱伝達［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器内の炉心燃料は，原

子炉冷却材の減少によりヒートアップし，炉心溶融を伴い徐々にリロケーションす

る。この過程において，制御棒等の炉内構造物も，溶融燃料からの輻射熱伝達等に

より溶融し，炉心下部に移行する。構造材との熱伝達によって，溶融炉心の移行挙

動，溶融炉心の量や組成等の炉心溶融後の事象進展に与える影響が考えられる。溶

融炉心の移行挙動については，炉心の流路閉塞挙動による水素の発生量への影響か

ら，格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対し

て，重要度が高いと考えらえる。また，水素濃度の上昇に伴って格納容器内の酸素

濃度は相対的に低下するため，水素燃焼の評価指標である酸素濃度に対して，重要

度が高いと考えられる。構造材の溶融による溶融炉心の量や組成への影響からは，

原子力圧力容器の破損タイミング，破損後の溶融炉心の放出量や放出された溶融炉

心と水蒸気の反応による発熱等の影響が考えられるため，高圧溶融物放出／格納容

器雰囲気直接加熱の評価指標である原子炉圧力，溶融燃料－冷却材相互作用の評価

指標である原子炉格納容器圧力及び溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標で

あるコンクリート侵食量に対して，重要度が高いと考えられる。 

 

(41) 下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，炉心のリロケーションによって下部

プレナムに溶融炉心が堆積し，原子炉圧力容器へ熱的負荷を与える。したがって，

下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達は，格納容器過圧・過温破損の評価指標である

原子炉格納容器圧力及び温度に対して，原子炉圧力容器壁を介した格納容器雰囲気

への伝熱の影響が考えられ，重要度が中程度であると考えられる。また，原子炉圧

力容器下部プレナムに冷却材が残存する場合には，溶融炉心と冷却材との熱伝達に

よる水蒸気発生によって原子炉圧力が上昇するため，高圧溶融物放出／格納容器雰

囲気直接加熱の評価指標である原子炉圧力に対して，重要度が高いと考えられる。

溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対しては，

格納容器下部への注水開始の判断基準を原子炉圧力容器下鏡温度とした場合に，運

転操作に対する影響が考えられ，重要度が高いと考えられる。水素燃焼の評価指標

である酸素濃度に対する影響は無い。溶融燃料－冷却材相互作用の評価指標である

原子炉格納容器圧力に対する直接的な影響は無く，重要度が低いと考えられる。 

 

(42) 原子炉圧力容器破損［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器は，下部プレナムに

堆積した溶融炉心との熱伝達による熱的負荷によって破損に至る。原子炉圧力容器

破損の破損時期と破損形態（破損口の口径）は，原子炉圧力容器内及び原子炉格納
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容器内での溶融炉心の挙動に影響を与える。水素燃焼の評価指標である酸素濃度に

対しては，原子炉圧力容器の破損時期における核分裂生成物の移行挙動への影響や，

放出された溶融炉心の反応による非凝縮性ガスの発生による影響が考えられ，重要

度が高いと考えられる。高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱の評価指標であ

る原子炉圧力に対しては，原子炉圧力容器破損までに低減することが目的であり，

重要度が高いと考えられる。格納容器過圧・過温破損の評価指標である原子炉格納

容器圧力及び温度，溶融燃料－冷却材相互作用の評価指標である原子炉格納容器圧

力及び溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対

しては，原子炉圧力容器の破損形態による溶融炉心落下時の冷却による蒸気の発生

挙動や溶融炉心の拡がり挙動への影響，破損時期による放出された溶融炉心の崩壊

熱による影響が考えられ，重要度が高いと考えられる。 

 

(43) 放射線水分解等による水素・酸素発生［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，崩壊熱による炉心ヒートアップに伴

い，ジルコニウム－水反応によって水素が発生し，水蒸気と共に原子炉格納容器内

に移動した後，原子炉格納容器圧力に影響を与える可能性がある。したがって，放

射線水分解等による水素・酸素発生は，格納容器過圧・過温破損の評価指標である

原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が中程度であると考えられる。水素燃

焼の評価指標である酸素濃度に対しては，濃度を可燃限界以下に抑制することその

ものが評価指標となり，重要度が高いと考えられる。格納容器破損防止におけるそ

の他の評価指標への影響は小さく，重要度が低いと考えられる。 

 

(44) 原子炉圧力容器内 FP 挙動［圧力容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，燃料被覆管の破損や炉心の溶融によ

って，核分裂生成物（FP）が原子炉圧力容器内に放出される。放出された FP は，

原子炉圧力容器内の気相や液相の流れに伴って輸送され，炉心あるいは溶融炉心中

に残存した FP は，溶融炉心の移動に伴って輸送される。気相中に浮遊するエアロ

ゾル状の FP は，原子炉圧力容器壁面や内部構造物等の構造材表面へ付着し，崩壊

熱によって構造材の温度上昇に寄与する。原子炉圧力容器の外面が非常に高温とな

った場合には，自然対流及び輻射伝熱により格納容器内雰囲気温度に影響を与える

可能性があるが、原子炉圧力容器からの輻射は保温材を介していることから影響は

小さく，自然対流による影響が支配的となる。FP の移行挙動による影響として，

FP による水の放射線分解に伴う水素及び酸素発生，溶融炉心の持つ崩壊熱を始め

とした各物理領域において熱源となる崩壊熱分布に影響が考えられる。したがって，

原子炉圧力容器内 FP 挙動は，格納容器過圧・過温度破損の評価指標である原子炉

格納容器圧力及び温度，水素燃焼の評価指標である酸素濃度及び溶融炉心・コンク
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リート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対して，重要度が中程度で

あると考えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する影響は無

い。 

 

(45) 原子炉圧力容器破損後の高圧溶融炉心放出［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，高圧溶融物放出（HPME）及びそれ

に続く格納容器雰囲気直接加熱（DCH）の発生防止を評価しており，現象モデルと

しては考慮しない。 

 

(46) 格納容器雰囲気直接加熱［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，高圧溶融物放出（HPME）及びそれ

に続く格納容器雰囲気直接加熱（DCH）の発生防止を評価しており，現象モデルと

しては考慮しない。 

 

(47) 格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器破損後，格納容器下

部に落下した溶融炉心が床面に堆積し，格納容器下部に事前に注水されたプール水

による冷却を伴いつつ，格納容器下部のコンクリートを加熱する。このとき，コン

クリート温度が融解温度を上回る場合に，コンクリートが分解し，非凝縮性ガスが

発生する可能性がある。溶融炉心の堆積状態は，落下後の溶融炉心の堆積高さ，水

プールへの伝熱面積に影響を与える。したがって，格納容器下部床面での溶融炉心

の拡がりは，溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食

量に対して，重要度が高いと考えられる。また，格納容器過圧・過温破損の評価指

標である原子炉格納容器圧力及び温度に対する影響は小さく，重要度が低いと考え

られる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する影響は無い。 

 

(48) 内部構造物の溶融，破損［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器破損後，格納容器下

部に溶融炉心が落下し，格納容器下部区画内に存在する制御棒駆動装置等の構造物

を溶融，破損させる可能性がある。しかしながら，溶融炉心の落下時に溶融炉心と

の接触によって溶融，破損する構造物は限定的であり，影響は小さく，内部構造物

の溶融，破損は溶融燃料－冷却材相互作用の評価指標である原子炉格納容器圧力，

溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対して，

重要度が低いと考えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する

影響は無い。 
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(49) 原子炉圧力容器外 FCI (溶融炉心細粒化)［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器破損後，格納容器下

部に水プールが存在する場合，落下する溶融炉心が水プールに接触する際の液－液

混合に伴って，溶融炉心が細粒化して水中に分散し，分散した粒子状デブリからの

熱伝達によって急速な水蒸気発生が起こり，圧力スパイクが発生する可能性がある。

したがって，原子炉圧力容器外 FCI(溶融炉心細粒化)は，格納容器過圧・過温破損

の評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が中程度であると考

えられる。また，格納容器下部における溶融炉心から水への熱伝達及び溶融炉心の

形態は格納容器下部における溶融炉心の冷却性に影響を与える可能性があり，溶融

燃料－冷却材相互作用の評価指標である原子炉格納容器圧力，溶融炉心・コンクリ

ート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対して，重要度が高いと考え

られる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する影響は無い。 

 

(50) 原子炉圧力容器外 FCI (デブリ粒子熱伝達)［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器破損後，格納容器下

部に水プールが存在する場合，落下する溶融炉心が水プールに接触する際の液－液

混合に伴って，溶融炉心が細粒化して水中に分散し，分散した粒子状デブリからの

熱伝達によって急速な水蒸気発生が起こり，圧力スパイクが発生する可能性がある。

したがって，原子炉圧力容器外 FCI(デブリ粒子熱伝達)は，格納容器過圧・過温破

損の評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して重要度が中程度であると

考えられる。また，格納容器下部における溶融炉心から水への熱伝達及び溶融炉心

の形態は格納容器下部における溶融炉心の冷却性に影響を与える可能性があり，溶

融燃料－冷却材相互作用の評価指標である原子炉格納容器圧力，溶融炉心・コンク

リート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対して，重要度が高いと考

えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する影響は無い。 

 

(51) 格納容器直接接触［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器の破損によって，下

部プレナムに蓄積していた溶融炉心が格納容器下部に放出される可能性があるが，

格納容器バウンダリは，溶融炉心と直接接触することが無い構造となっており，格

納容器直接接触は，格納容器破損防止における各評価指標への影響は無い。 

 

(52) 溶融炉心と格納容器下部プール水との伝熱［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器破損後，格納容器下

部に落下した溶融炉心が床面に堆積し，プール水による冷却を伴いつつ，格納容器

下部のコンクリートを加熱する。このとき，コンクリート温度が融解温度を上回る
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場合に，コンクリートが分解し，非凝縮性ガスが発生する可能性がある。したがっ

て，溶融炉心と格納容器下部プール水との伝熱は，格納容器破損防止における溶融

炉心・コンクリート相互作用に対する評価指標であるコンクリート侵食量に対して，

重要度が高いと考えられる。また，非凝縮性ガスの発生により，格納容器過圧・過

温破損における評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対する影響があり，

重要度が中程度であると考えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標

に対する影響は無い。 

 

(53) 溶融炉心とコンクリートの伝熱［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器破損後，格納容器下

部に落下した溶融炉心が床面に堆積し，格納容器下部に事前に注水されたプール水

による冷却を伴いつつ，格納容器下部のコンクリートを加熱する。このとき，コン

クリート温度が融解温度を上回る場合に，コンクリートが分解し，非凝縮性ガスが

発生する可能性がある。したがって，溶融炉心とコンクリートの伝熱は，溶融炉心・

コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対して，重要度が高

いと考えられる。また，非凝縮性ガスの発生により，格納容器過圧・過温破損の評

価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対する影響があり，重要度が中程度で

あると考えられる。格納容器破損防止におけるその他の評価指標に対する影響は無

い。 

 

(54) コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器破損後，格納容器下

部に落下した溶融炉心が床面に堆積し，格納容器下部に事前に注水されたプール水

による冷却を伴いつつ，格納容器下部のコンクリートを加熱する。このとき，コン

クリート温度が融解温度を上回る場合に，コンクリートが分解し，非凝縮性ガスが

発生する可能性がある。したがって，コンクリートの分解及び非凝縮性ガスの発生

は，溶融炉心・コンクリート相互作用の評価指標であるコンクリート侵食量に対し

て，重要度が高いと考えられる。また，非凝縮性ガスの発生により，格納容器過圧・

過温破損の評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度及び水素燃焼の評価指標で

ある酸素濃度に対する影響があり，重要度が中程度であると考えられる。格納容器

破損防止におけるその他の評価指標に対する影響は無い。 

 

(55) 溶融炉心の再臨界［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，原子炉圧力容器の破損によって，下

部プレナムに蓄積していた溶融炉心が格納容器下部に放出される可能性があるが，

この時，溶融燃料は炉心形状を維持しておらず，落下時において，制御棒等の中性
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子吸収材も溶融炉心内に取り込んでいると考えられることから，溶融炉心の再臨界

は発生しないと考えられる。したがって，溶融炉心の再臨界は格納容器破損防止に

おける各評価指標への影響は無い。 

 

(56) 原子炉格納容器内 FP 挙動［格納容器(炉心損傷後)］ 

評価する具体的な重要事故シーケンスでは，燃料被覆管破損や炉心溶融が発生す

ると，核分裂生成物（FP）が原子炉圧力容器内に放出さる。放出された FP は，原

子炉圧力容器内の気相や液相の流れに伴って輸送され，LOCA 破断口や逃がし安全

弁を経由して原子炉格納容器内に移動し，各物理領域において熱源となる崩壊熱分

布に影響する。したがって，原子炉格納容器内 FP 挙動は，格納容器過圧・過温破

損の評価指標である原子炉格納容器圧力及び温度に対して，重要度が中程度である

と考えられる。また，ウェットウェルに放出された一部の FP による水の放射線分

解に伴って水素及び酸素が発生し，ウェットウェル空間部の非凝縮性ガスの濃度分

布に影響を与えるため，水素燃焼の評価指標である酸素濃度に対して，重要度が中

程度であると考えられる。溶融炉心・コンクリート相互作用における評価指標であ

るコンクリート侵食量については，溶融炉心の持つ崩壊熱に影響があるものの，評

価指標への影響は小さく，重要度が低いと考えられる。格納容器破損防止における

その他の評価指標に対する影響は無い。 
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表 2.3-1 有効性評価の物理現象のランク (炉心損傷防止) (1/3) 

 事故シーケンス 炉心損傷防止 

高圧・低圧注水機

能喪失 

高圧注水・減圧機

能喪失 

全交流動力電源喪

失 

崩壊熱除去機能喪

失 

LOCA 時注水機能

喪失 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

炉
心 

核 

(1) 核分裂出力 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(2) 出力分布変化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(3) 反応度フィードバック効果 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(4) 制御棒反応度効果 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(5) 崩壊熱 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(6) 三次元効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

燃
料 

(7) 燃料棒内温度変化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(8) 燃料棒表面熱伝達 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(9) 沸騰遷移 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(10) 燃料被覆管酸化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(11) 燃料被覆管変形 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(12) 三次元効果 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

熱
流
動 

(13) 沸騰・ボイド率変化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(14) 気液分離（水位変化）・対向流 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(15) 気液熱非平衡 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(16) 圧力損失 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(17) 三次元効果 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 
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表 2.3-1 有効性評価の物理現象のランク (炉心損傷防止) (2/3) 

 事故シーケンス 炉心損傷防止 

高圧・低圧注水機

能喪失 

高圧注水・減圧機

能喪失 

全交流動力電源喪

失 

崩壊熱除去機能喪

失 

LOCA時注水機能

喪失 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

（
逃
が
し
安
全
弁
含
む
） 

原
子
炉
圧
力
容
器 

(18) 冷却材流量変化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(19) 冷却材放出（臨界流・差圧流） Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(20) 沸騰・凝縮・ボイド率変化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(21) 気液分離・対向流 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(22) 気液熱非平衡 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(23) 圧力損失 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(24) 構造材との熱伝達 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(25) ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む） Ｍ Ｍ Ｍ Ｍ Ｍ 

(26) ほう酸水の拡散 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(27) 三次元効果 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

  



 

 

 

5
-3

1
 

表 2.3-1 有効性評価の物理現象のランク (炉心損傷防止) (3/3) 

 事故シーケンス 炉心損傷防止 

高圧・低圧注水機

能喪失 

高圧注水・減圧機

能喪失 

全交流動力電源喪

失 

崩壊熱除去機能喪

失 

LOCA 時注水機能

喪失 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原
子
炉
格
納
容
器 

(28) 冷却材放出 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(29) 格納容器各領域間の流動 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(30) サプレッション・プール冷却 Ｉ Ｈ Ｈ Ｈ Ｉ 

(31) 気液界面の熱伝達 Ｍ Ｍ Ｍ Ｍ Ｍ 

(32) 構造材との熱伝達及び内部熱伝導 Ｍ Ｍ Ｍ Ｍ Ｍ 

(33) スプレイ冷却 Ｈ Ｉ Ｈ Ｈ Ｈ 

(34) 放射線水分解等による水素・酸素発生 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(35) 格納容器ベント Ｈ Ｉ Ｈ Ｈ Ｈ 
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表 2.3-2 有効性評価の物理現象のランク (格納容器破損防止) (1/5) 

 事故シーケンス 格納容器破損防止 

格納容器過圧・過

温破損 

高圧溶融物放出／格納

容器雰囲気直接加熱 

溶融燃料－冷却材

相互作用 

水素燃焼 溶融炉心・コンク

リート相互作用 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉圧力 原子炉格納容器圧

力 

酸素濃度 コンクリート侵食

量 

炉
心 

核 

(1) 核分裂出力 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(2) 出力分布変化 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(3) 反応度フィードバック効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(4) 制御棒反応度効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(5) 崩壊熱 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(6) 三次元効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

燃
料 

(7) 燃料棒内温度変化 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(8) 燃料棒表面熱伝達 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(9) 沸騰遷移 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(10) 燃料被覆管酸化 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(11) 燃料被覆管変形 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(12) 三次元効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

熱
流
動 

(13) 沸騰・ボイド率変化 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(14) 気液分離（水位変化）・対向流 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(15) 気液熱非平衡 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(16) 圧力損失 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(17) 三次元効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 
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表 2.3-2 有効性評価の物理現象のランク (格納容器破損防止) (2/5) 

 事故シーケンス 格納容器破損防止 

格納容器過圧・過

温破損 

高圧溶融物放出／格納

容器雰囲気直接加熱 

溶融燃料－冷却材

相互作用 

水素燃焼 溶融炉心・コンク

リート相互作用 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉圧力 原子炉格納容器圧

力 

酸素濃度 コンクリート侵食

量 

（
逃
が
し
安
全
弁
含
む
） 

原
子
炉
圧
力
容
器 

(18) 冷却材流量変化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(19) 冷却材放出（臨界流・差圧流） Ｌ Ｍ Ｌ Ｌ Ｌ 

(20) 沸騰・凝縮・ボイド率変化 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(21) 気液分離・対向流 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(22) 気液熱非平衡 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(23) 圧力損失 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(24) 構造材との熱伝達 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(25) ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む） Ｍ Ｉ Ｉ Ｍ Ｈ 

(26) ほう酸水の拡散 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(27) 三次元効果 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 
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表 2.3-2 有効性評価の物理現象のランク (格納容器破損防止) (3/5) 

 事故シーケンス 格納容器破損防止 

格納容器過圧・過

温破損 

高圧溶融物放出／格納

容器雰囲気直接加熱 

溶融燃料－冷却材

相互作用 

水素燃焼 溶融炉心・コンク

リート相互作用 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉圧力 原子炉格納容器圧

力 

酸素濃度 コンクリート侵食

量 

原
子
炉
格
納
容
器 

(28) 冷却材放出 Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(29) 格納容器各領域間の流動 Ｈ Ｌ Ｈ Ｈ Ｌ 

(30) サプレッション・プール冷却 Ｈ Ｉ Ｉ Ｈ Ｉ 

(31) 気液界面の熱伝達 Ｍ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(32) 構造材との熱伝達及び内部熱伝導 Ｍ Ｌ Ｌ Ｌ Ｌ 

(33) スプレイ冷却 Ｈ Ｉ Ｉ Ｈ Ｉ 

(34) 放射線水分解等による水素・酸素発生 Ｍ Ｌ Ｌ Ｈ Ｌ 

(35) 格納容器ベント Ｈ Ｉ Ｉ Ｈ Ｉ 
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表 2.3-2 有効性評価の物理現象のランク (格納容器破損防止) (4/5) 

 事故シーケンス 格納容器破損防止 

格納容器過圧・過

温破損 

高圧溶融物放出／格納

容器雰囲気直接加熱 

溶融燃料－冷却材

相互作用 

水素燃焼 溶融炉心・コンク

リート相互作用 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉圧力 原子炉格納容器圧

力 

酸素濃度 コンクリート侵食

量 

（
逃
が
し
安
全
弁
含
む
） 

（
炉
心
損
傷
後
） 

原
子
炉
圧
力
容
器 

(36) リロケーション Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(37) 原子炉圧力容器内 FCI(溶融炉心細粒化) Ｌ Ｍ Ｌ Ｉ Ｌ 

(38) 原子炉圧力容器内 FCI(デブリ粒子熱伝達) Ｌ Ｍ Ｌ Ｉ Ｌ 

(39) 溶融炉心の再臨界 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(40) 構造材との熱伝達 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(41) 下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達 Ｍ Ｈ Ｌ Ｉ Ｈ 

(42) 原子炉圧力容器破損 Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ Ｈ 

(43) 放射線水分解等による水素・酸素発生 Ｍ Ｌ Ｌ Ｈ Ｌ 

(44) 原子炉圧力容器内 FP 挙動 Ｍ Ｉ Ｉ Ｍ Ｍ 
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表 2.3-2 有効性評価の物理現象のランク (格納容器破損防止) (5/5) 

 事故シーケンス 格納容器破損防止 

格納容器過圧・過

温破損 

高圧溶融物放出／格納

容器雰囲気直接加熱 

溶融燃料－冷却材

相互作用 

水素燃焼 溶融炉心・コンク

リート相互作用 

分類 
評価指標 

物理現象 

原子炉格納容器圧

力及び温度 

原子炉圧力 原子炉格納容器圧

力 

酸素濃度 コンクリート侵食

量 

（
炉
心
損
傷
後
） 

原
子
炉
格
納
容
器 

(45) 原子炉圧力容器破損後の高圧溶融炉心放出 － － － － － 

(46) 格納容器雰囲気直接加熱 － － － － － 

(47) 格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり Ｌ Ｉ Ｉ Ｉ Ｈ 

(48) 内部構造物の溶融，破損 Ｉ Ｉ Ｌ Ｉ Ｌ 

(49) 原子炉圧力容器外 FCI(溶融炉心細粒化) Ｍ Ｉ Ｈ Ｉ Ｈ 

(50) 原子炉圧力容器外 FCI(デブリ粒子熱伝達) Ｍ Ｉ Ｈ Ｉ Ｈ 

(51) 格納容器直接接触 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(52) 溶融炉心と格納容器下部プール水との伝熱 Ｍ Ｉ Ｉ Ｉ Ｈ 

(53) 溶融炉心とコンクリートの伝熱 Ｍ Ｉ Ｉ Ｉ Ｈ 

(54) ｺﾝｸﾘｰﾄ分解及び非凝縮性ｶﾞｽ発生 Ｍ Ｉ Ｉ Ｍ Ｈ 

(55) 溶融炉心の再臨界 Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ Ｉ 

(56) 原子炉格納容器内 FP 挙動 Ｍ Ｉ Ｉ Ｍ Ｌ 

「－」：現象の発生防止を評価しており，現象モデルとしては考慮していないため，ランクの分類の対象としない。 
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3. 解析モデルについて 

3.1 コード概要 

MAAP（Modular Accident Analysis Program）コードは，米国産業界が実施した

IDCOR（Industry Degraded Core Rulemaking）プログラムにおいて，1980 年代

の初めに米国 FAI 社（Fauske & Associates, LLC.）によって開発されたコードで

あり，プログラムの完了に伴い，所有権が米国 EPRI（Electric Power Research 

Institute）に移管され，EPRI を中心とした MUG（MAAP User's Group）のもと

で保守及び改良が進められている。MAAP コードは，軽水炉のシビアアクシデント

時の原子炉圧力容器，原子炉格納容器及び原子炉建屋内の熱水力／核分裂生成物

（FP）の放出・移行挙動を同時に一貫して解析できることに特徴があり，PRA やシ

ビアアクシデントマネジメントの策定等において，米国を始め，世界的に広く利用され

ている。 

MAAP は，シビアアクシデントの事象進展の各段階を網羅し，炉心，原子炉圧力

容器，原子炉格納容器内で起こると考えられる重要な事故時の物理現象をモデル化

するとともに，工学的安全施設や炉心損傷防止対策あるいは格納容器破損防止対策

で想定する各種の機器についてのモデルを備えている。また，FP に関する物理現象

をモデル化しており，事故時に炉心溶融に伴って原子炉圧力容器や原子炉格納容器

内に放出される FP の挙動についても取り扱うことが可能である。このように，広

範囲の物理現象を取り扱うことが可能な総合解析コードであり，シビアアクシデン

トで想定される種々の事故シーケンスについて，起因事象から安定した状態，ある

いは過圧・過温により格納容器健全性が失われる状態まで計算が可能であることが

特徴である。 

また，MAAP の BWR プラント用解析モデルは，原子炉型式及び格納容器型式の

違いを考慮してプラントタイプごとに適用可能なように開発されたものであり，プ

ラント設計や運転状態に基づいて設定される入力条件及びそれらに基づく過渡計算

中のプロセスの値の変動範囲を考慮したものである。 

MAAP の熱水力モデルでは，質量・エネルギ保存則を解く一方，運動量方程式を

準静的な取扱いとしているが，系内の質量・エネルギの収支を適切に取り扱ってお

り，長期的な原子炉及び格納容器の応答の評価に対し，適用性を有する。 

なお，事故シーケンスの解析においては，溶融炉心とコンクリートの相互作用の

ようなシビアアクシデント特有の現象等，現時点でも研究段階のものがあり，実機

規模での現象が必ずしも解明しきれていない現象も含まれている。 
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3.2 重要現象に対する解析モデル 

2 章において，重要現象に分類された物理現象（表 2.3-1 及び表 2.3-2 における各

事故シーケンスグループに対して，1 つでも「Ｈ」又は「Ｍ」に分類された物理現

象）について，その物理現象を評価するために必要となる解析モデルを表 3.2-1 に

示す。 
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表 3.2-1 重要現象に対する解析モデル (1/2) 

分類 重要現象 解析モデル 

炉心（核） 崩壊熱 
炉心モデル（原子炉出力及び崩壊熱）(3.3.2(2)) 

核分裂生成物（FP）挙動モデル（FP の移動に伴う崩壊熱分配モデル）(3.3.7(3)) 

炉心（燃料） 

燃料棒内温度変化 

炉心モデル（炉心熱水力モデル）(3.3.2(3)) 

溶融炉心の挙動モデル（炉心ヒートアップ）(3.3.6(1)) 

燃料棒表面熱伝達 

燃料被覆管酸化 

燃料被覆管変形 

炉心（熱流動） 
沸騰・ボイド率変化 

炉心モデル（炉心水位計算モデル）(3.3.2(4)) 
気液分離（水位変化）・対向流 

原子炉圧力容器 

（逃がし安全弁含む） 

冷却材放出（臨界流・差圧流） 原子炉圧力容器モデル（破断流モデル）(3.3.3(3)) 

ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む） 
安全系モデル（非常用炉心冷却系）(3.3.5(1)) 

安全系モデル（代替注水設備）(3.3.5(4)) 

原子炉格納容器 

格納容器各領域間の流動 格納容器モデル（格納容器の熱水力モデル）(3.3.4(2)) 

サプレッション・プール冷却 安全系モデル（非常用炉心冷却系）(3.3.5(1)) 

気液界面の熱伝達 
格納容器モデル（格納容器の熱水力モデル）(3.3.4(2)) 

構造材との熱伝達及び内部熱伝導 

スプレイ冷却 
安全系モデル（格納容器スプレイ）(3.3.5(2)) 

安全系モデル（代替注水設備）(3.3.5(4)) 

放射線水分解等による水素・酸素発生 格納容器モデル（水素発生）(3.3.4(3)) 

格納容器ベント 格納容器モデル（格納容器の熱水力モデル）(3.3.4(2)) 
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表 3.2-1 重要現象に対する解析モデル (2/2) 

分類 重要現象 解析モデル 

原子炉圧力容器 

（炉心損傷後）

（逃がし安全弁含む） 

リロケーション 溶融炉心の挙動モデル（リロケーション）(3.3.6(2)) 

原子炉圧力容器内 FCI(溶融炉心細粒化) 

溶融炉心の挙動モデル（下部プレナムでの溶融炉心の挙動）(3.3.6(3)) 
原子炉圧力容器内 FCI(デブリ粒子熱伝達) 

構造材との熱伝達 

下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達 

原子炉圧力容器破損 溶融炉心の挙動モデル（原子炉圧力容器破損モデル）(3.3.6(4)) 

放射線水分解等による水素・酸素発生 格納容器モデル（水素発生）(3.3.4(3)) 

原子炉圧力容器内 FP 挙動 核分裂生成物（FP）挙動モデル(3.3.7) 

原子炉格納容器 

（炉心損傷後） 

格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり 

溶融炉心の挙動モデル（格納容器下部での溶融炉心の挙動）(3.3.6(5)) 

原子炉圧力容器外 FCI(溶融炉心細粒化) 

原子炉圧力容器外 FCI(デブリ粒子熱伝達) 

溶融炉心と格納容器下部プール水との伝熱 

溶融炉心とコンクリートの伝熱 

コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生 

原子炉格納容器内 FP 挙動 核分裂生成物（FP）挙動モデル(3.3.7) 
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3.3 解析モデル 

3.3.1 熱水力挙動に関する基礎方程式 

MAAP の炉心，原子炉圧力容器，格納容器モデルは，ノードとジャンクションに

より構成されており，各ノードにおいて，水，水蒸気，非凝縮性ガスの質量とエネ

ルギから状態方程式により圧力及び温度を計算し，ジャンクションにおいては流量

を計算する。運動量バランスは準定常として扱われ，代数方程式で表されるため，

運動量に関する微分方程式は無い。 

質量とエネルギの変化率は，各ノード（領域）における物質ごとの質量及びエネ

ルギバランスより求められる。図 3.3-1 に概念図を示す。領域 i における物質 j の質

量変化率
jiM )(  は， 

jj

joutjinji WWM 
















 )()()(   

(3.3.1-1) 

により求める。ここで，質量変化率 jinW )( は物質 j の対象領域 i への流入量， joutW )(

は物質 j の領域 i からの流出量である。 

領域 i のエネルギ変化率      は，各物質の入出熱の合計であり， 

       
                     

相変化

割合
 潜熱 

 

  
化学

反応熱
 

 

  
機器・壁への

熱伝達
 

 

  
物質間

熱伝達
 

 

  崩壊熱 
 
 

(3.3.1-2) 

により求める。 jinh )( は対象領域 i の上流側領域の物質 j の比エンタルピ， jih )( は

対象領域 i の物質 j の比エンタルピである。上式の化学反応熱とは，ジルコニウム

の酸化反応熱等である。崩壊熱については，FP の気体中での浮遊，水中での沈着，

ヒートシンクへの沈着，溶融炉心での沈着などの状態も含み，各ノードでの熱源と

して取り扱う。 

領域間はジャンクションで結合されるが，ジャンクション jの流量  は運動量の定

常のバランス式から評価される。 

MAAP コードは，事故直後の原子炉圧力容器から格納容器へのブローダウン過程

については，そのダイナミックな挙動の模擬には不確かさが大きいものの，冷却材

流出を臨界流モデルで評価し，原子炉圧力容器や格納容器内の質量・エネルギ保存

則を適切に考慮しており，冷却材流出に伴う炉心ヒートアップや格納容器内熱水力

挙動を模擬できる。また，冷却材の流出が減少し，格納容器内の流動が緩やかにな

相変化による 

質量変化 

化学反応による 

質量変化 
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り，崩壊熱による静的な加圧・加熱が支配的となった以降は，諸現象を適切にモデ

ル化しているため，長期間の格納容器圧力・温度応答評価に適用性を有する。 

 

3.3.2 炉心モデル 

炉心モデルは，あらゆる事故フェーズにおける熱水力的な挙動，炉内構造物の応

答を考慮したモデルである。以下，炉心モデルに関して述べる。 

 

(1) ノード分割 

炉心モデルは，径方向及び高さ方向にノード分割した，R-Z の 2 次元モデルであ

る。ノード分割の例を図 3.3-2 に示す。ノードごとに燃料，燃料被覆管，制御棒，

ウォータロッド，チャンネルボックス，冷却材を模擬し，それぞれの間の熱伝達，

冷却材の減少と回復，水素発生，自然対流，燃料被覆管の変形・膨れ，溶融プール

の形成といった重要なプロセスについて計算している。 

入力条件としては，燃料（FP 組成含む），燃料被覆管，制御棒，ウォータロッド，

チャンネルボックスの質量や形状，流体の流路として炉心の流路面積及び炉心バイ

パス領域の流路面積を与え，これらに基づき熱水力挙動，炉内構造物応答を計算す

る。なお，FP 組成については，元素ごとに質量を入力値で与える。 

ノードの分割数は，入力値により与え，例えば，径方向に      ，高さ方向に 

     としている。径方向は輻射熱伝達により温度勾配が小さく，分割数の影

響は小さいが，軸方向の分割数は高さ方向の温度勾配がジルコニウム－水反応の速

度や炉心溶融挙動に影響するため 10 以上としている。なお，径方法の分割は任意で

あるが，各ノードの体積割合はノードに含まれる燃料集合体を考慮して設定し，解

析の安定性のため，各分割要素の差があまり大きくならないように設定している。 

 

(2) 原子炉出力及び崩壊熱 

初期の原子炉出力分布は入力値として与える。R-Z 体系にノード分割された炉心に

対して，個々のプラントの燃料特性を反映させた径方向・軸方向の炉心出力分布を

入力値として与える。その炉心出力分布は各ノードの崩壊熱割合（熱出力割合）と

して表現され，炉心全出力が各ノードの崩壊熱割合に応じて分配される。炉心の溶

融により炉心内の物質が移動しても，移動した質量に応じて崩壊熱割合も移動する

ため炉心溶融後の発熱分布を評価することができる。 

事象初期から原子炉スクラムに至るまでの期間，原子炉出力は初期出力を維持し，

原子炉がスクラムすると出力は崩壊熱レベルまで低下するとしている。この出力変

化の模擬については，MAAP が適用される事故シーケンスでは原子炉出力及び出力

分布の時間変化が顕著では無い，又は早期に原子炉スクラムに至るため，評価結果

に与える影響は小さい。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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崩壊熱については，コード内蔵の ANSI/ANS 5.1-1979[1]モデルによって評価する。

炉心溶融後に炉心領域から移動したFPと溶融炉心については表3.3-2に示す核種グ

ループごとに崩壊熱の割合を与えることで，崩壊熱の移動量を評価する。 

 

(3) 炉心熱水力モデル 

炉心に特有な熱水力モデルとして，炉心が露出する場合の挙動がある。 

炉心露出の判定は，(4)に示す炉心水位計算モデルにより行う。冠水領域では，沸

騰挙動に応じて燃料棒から液相への熱伝達と蒸気発生量を計算し，露出領域では，

炉心がヒートアップすると，炉心域で気体の密度差が生じ，炉心と上部プレナム間

で自然循環による流れが発生するため，この自然循環を考慮した対流伝熱等による

燃料棒の冷却を計算する。炉心露出部と冷却材の熱伝達については，Dittus-Boelter

の相関式を用いた計算を行う。なお，これら炉心の領域ごとに計算された流体側へ

の伝熱量と蒸気発生量等は炉心全体で合計され，3.3.1 に示した質量とエネルギの保

存則の右辺ソース項に反映される。 

炉心がヒートアップするにつれて燃料被覆管が酸化し，酸化ジルコニウムと水素

が発生するとともに，酸化反応により発熱し，炉心の露出部分をさらに加熱する。

この酸化反応計算には KT 1875 において Baker-Just の相関式 (3.3.2-1)，

KT 1850 において Cathcart の相関式 (3.3.2-2)を用い， KTK 18751850  の

間は内挿によって求める。 

 

　RT

Zr

e
x

x /109046.1

2

8

2

3330 


     KT 1875     (3.3.2-1) 

　RT

Zr

e
x

x /10671.1

2

8

2

294 


     KT 1850     (3.3.2-2) 

 

ここで，T [K]は燃料被覆管温度， x [m]は酸化厚さ，
Zr [kg/m3]はジルコニウム

の密度，R [J/kg-mole･K]は気体定数である。この反応による物質変化と反応熱は，

質量とエネルギの保存則で考慮される。 

 

炉心の熱伝達に関しては，炉心の冠水・露出，炉心形状に応じて熱伝達の計算を

行っており，炉心の損傷・溶融状態も含めると，以下のとおり整理される。 
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炉心状態 伝熱面積 熱伝達 

燃料自立状態 

冠水時 

円柱形状から計算 

水への対流・輻射熱伝達 

露出時 ガスへの対流・輻射熱伝達 

損傷・溶融 

状態 

冠水時 炉心損傷状態に応じて段階

的に定義された炉心形状の

タイプ及びノード内炉心質

量割合から計算 

限界熱流束 

露出時 ガスへの対流・輻射熱伝達 

 

(4) 炉心水位計算モデル 

原子炉圧力容器内の水位及び二相水位の概要を図 3.3-3 に示す。 

ダウンカマ及び炉心内の二相水位は，炉心露出前には二相混合体積から求めるが，

炉心露出後には炉心径方向ノード（以下「チャンネル」という。）ごとの出力分布に

応じた二相水位をもつと仮定する。このとき，一つ前のタイムステップにおける炉

心での蒸発量を径方向出力ピーキングに基づいて全チャンネルに振り分け，各チャ

ンネルの二相水位を求める。 

まず，チャンネル J のガス流量 )(JWst を以下の式から求める。 

 ))(()()( ,, LPstCOREstPRAst WWJFJFJW       (3.3.2-3) 

ここで， )(JFA
はチャンネル J の面積割合， )(JFPR

はチャンネル J の径方向ピー

キング， COREstW , は一つ前のタイムステップでの炉心領域の蒸発量， LPstW , は一つ

前のタイムステップにおける下部プレナム領域の蒸発量である。 

次に，チャンネル J の二相水位 )(2 Jx  （圧力容器底部からの水位）を以下の式で

与える。 

)(/
)(1

)(
sup,sup,

,,2 bvcplfl

ww

pswsubw ZZA
J

vM
vMJx 













  

     (3.3.2-4) 

ここで， subwM , はサブクール領域の水の全質量， pswv , は炉心部の水の平均比容積，

sup,wM は沸騰領域の水の全質量， sup,wv は沸騰領域の水の比容積， flA はチャンネル内

部全流路面積， cplZ は炉心支持板高さ，
bvZ はベッセル底部高さであり，平均ボイ

ド率 )(J はドリフトフラックスモデルにより以下の式で評価する。 






02
)(

C
J


                 (3.3.2-5) 

ここで，
0C は比例定数，は気相の見かけ流速とドリフト速度 U の比であり， U

は以下の式によって評価する。 
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4/1

2

)(
53.1 







 


l

glg
U




           (3.3.2-6) 

ここで， は液相の表面張力，g は重力加速度，
l は液相密度， g は気相密度で

ある。 

 

3.3.3 原子炉圧力容器モデル 

原子炉圧力容器モデルは原子炉圧力容器内をモデル化し，炉心，上部プレナム，

スタンドパイプ／セパレータ，蒸気ドーム，上部ダウンカマ，下部ダウンカマ，下

部プレナム，再循環ループから構成され，この領域における水，蒸気，非凝縮性ガ

スの挙動の計算を行う。図 3.3-4 に BWR-5 を例として原子炉圧力容器モデルの概要

を示す。以下，原子炉圧力容器モデルについて述べる。 

 

(1) ノード分割 

原子炉圧力容器内は水と気体で占められており，水領域として，炉心領域，ダウ

ンカマ，下部プレナム，CRD チューブの 4 つの領域を考慮する。有効燃料上端以上

の上部プレナム及びスタンドパイプまでの領域にある水は炉心領域の水の一部とし，

炉心領域ではサブクール領域と沸騰領域，炉心上部のスプレイ水の質量とエネルギ

を分けて計算する。ジェットポンプを有するプラントの場合，ジェットポンプ及び

再循環ループ内の水はダウンカマ領域の水の一部として扱う。ダウンカマ領域では，

ジェットポンプの内側と外側のサブノードに分けて水の質量を扱い，再循環ループ

内の水はジェットポンプの外側の水に含まれ，ダウンカマ領域の水位が再循環ポン

プ吸込位置高さ以上になると再循環ループが最初に満たされる。 

残りの空間部は単一の気体領域として扱い，気体の全エネルギ及び各気体成分は

この中にあるものとする。気体の成分として，蒸気，水素，酸素，窒素，一酸化炭

素，二酸化炭素を考慮し，二相領域内の蒸気も気体の一部とする。気体の体積，エ

ネルギ及び質量に基づき原子炉圧力容器の圧力及び温度が計算され，水の圧力は気

体の圧力と等しいとしている。 

気体領域は，図 3.3-5 に示すように，原子炉圧力容器内を炉心，上部プレナム，ス

タンドパイプ／セパレータ，蒸気ドーム，上部ダウンカマ，下部ダウンカマ，下部

プレナム，再循環ループの 8 つのサブノードに分割している。各サブノードに対し

て，気体温度，水素質量割合，FP グループごとの質量を計算し，その他の非凝縮性

ガスの質量分布や圧力は全サブノードで同一とするため，蒸気の質量割合はサブノ

ードごとに一意に定まる。 

このノード分割は，国内外の典型的な BWR プラントの原子炉圧力容器を模擬した
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もので，コード内に設定されたプリセットとなっており，各炉型に対して適用性を

有する。 

 

(2) 原子炉圧力容器の熱水力モデル 

原子炉圧力容器の熱水力応答は 3.3.1 に示した基礎方程式により計算するが，気相

部の流動に関しては，ジャンクション jの流量  に対する次のバランス式で評価す

る。 

  
j i iijjj zgWWK            (3.3.3-1) 

ここで， jK は流路の抵抗係数， iz はノード高さ， i はノード密度，g は重力加速

度である。上式両辺の和は原子炉圧力容器内の閉ループに沿って和をとるものとし，

左辺は流動抵抗の合計，右辺は密度差による駆動力の合計となり，これがバランス

すると仮定してジャンクションの流量   を計算する。閉ループとして，i) 炉心→

上部プレナム→スタンドパイプ／セパレータ→蒸気ドーム→上部ダウンカマ→下部

ダウンカマ→下部プレナム，ii) スタンドパイプ／セパレータ→蒸気ドーム→上部ダ

ウンカマ，iii) 下部ダウンカマ→再循環ループ→下部プレナムの 3 つの経路に対し

て考慮する。 

 

原子炉圧力容器では図 3.3-5 に示すヒートシンク（原子炉圧力容器，炉内構造物）

がモデル化されており，原子炉圧力容器内においては，これらのヒートシンクと図

中にヒートシンク表面番号で示したノード内の水，蒸気との熱伝達が計算される。

また，水と原子炉圧力容器ヒートシンクの熱伝達係数は，強制対流時，自然循環時

を個別に取り扱っている。蒸気と原子炉圧力容器ヒートシンクの熱伝達は，輻射と

対流熱伝達を考慮している。対流熱伝達について，自然循環時及び強制対流時に分

けて取り扱い，熱伝達係数を求める。 

再循環ポンプ流量は入力値として与え，その流量が再循環ポンプのトリップまで

維持される。再循環ポンプのトリップに伴い，入力値として与えたコーストダウン

曲線にしたがって自然循環へと移行する。 

逃がし安全弁が開放される場合，逃がし安全弁から放出された冷却材は，サプレ

ッション・プールに導かれる。各弁の流量については，入力として与えた各弁の実

効的な流路面積を元に計算している。 

給水ライン及び主蒸気ラインついては，境界条件として取り扱っている。主蒸気

流量は，内部計算により初期原子炉出力に相当した流量が設定され，主蒸気隔離弁

の閉止による隔離を模擬している。給水流量は，入力値を与えており，原子炉水位

高等の信号による給水ポンプトリップを模擬している。 
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(3) 破断流モデル 

原子炉圧力容器と格納容器との間の流れについては，差圧流又は臨界流にて計算

する。 

差圧流の場合は，流動の式 (3.3.3-1)に，原子炉圧力容器と格納容器の差圧を考慮

して流量を計算する。 

臨界流については，Henry-Fauske のモデル[2]を採用している。気液の流速が同じ

であると仮定して，気液それぞれの流量を計算している。参考文献[3]より，

Henry-Fauske のモデルは Marviken 試験装置[4][5]による実験に対して臨界流量を

過大評価する傾向にあり，破断流量に関して保守的なモデルである。 

 

3.3.4 格納容器モデル 

格納容器モデルは，原子炉格納容器内の熱流動として，水，蒸気，非凝縮性ガス

の挙動の計算を行う。以下，格納容器モデルについて述べる 

 

(1) ノード分割 

原子炉格納容器のノード分割として，壁などで囲まれた領域を模擬したノード（区

画）と吹き抜けや扉などの開口部を模擬したジャンクションを組み合わせてモデル

化を行う。格納容器のノード分割は，原子炉圧力容器モデルのようなプリセットで

はなく，入力値によって分割数を与え，各区画に対しては自由体積，形状，高さ等

を，各ジャンクションに対しては等価直径，長さ，ノードに対する接続位置等を与

える。 

ヒートシンクは，格納容器の壁面及び床，区画内部の金属機器等を模擬し，区画

の境界に位置する壁面及び床については，ヒートシンクを介した両区画間での熱移

動を考慮できる。 

格納容器のノードと同一のモデルを用いて原子炉建屋をモデル化することができ，

格納容器壁面を介した格納容器内外の熱移動を考慮することができる。格納容器内

雰囲気から格納容器本体並びにその周囲のコンクリート製生体遮へい壁を介した原

子炉建屋への放熱が評価されるモデルでは，生体遮へい壁のコンクリートは熱伝導

率が低いために内部の温度勾配が大きく，原子炉建屋への放熱量そのものが小さい

ことから，格納容器温度・圧力への影響は小さい。また，原子炉建屋をモデル化す

ることにより，ISLOCA を想定した原子炉建屋内の区画の環境評価を行うことも可

能である。 

格納容器のノード分割例を図 3.3-6 に示す。同じ特徴を有する空間を集約すること

を基本として，壁や床によって囲われた領域をノードとしてモデル化する。同じ特

徴を有する空間では物理パラメータも同等となるため，緩やか又は長期的な応答を

模擬することができ，各ノード間の接続条件を適切に与えることによって，格納容
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器の型式によらず適用性を有する。標準的には，格納容器下部（下部ドライウェル，

ペデスタル），ドライウェル，ベント管，ウェットウェルに分割される。 

3.3.3 に示した原子炉圧力容器のノード分割との関係では，原子炉圧力容器はドラ

イウェル区画に存在し，図 3.3-5 に示したヒートシンクのうち，上部ヘッド，上部

ダウンカマ，下部ダウンカマ，下部ヘッド，さらに，再循環ループを有するプラン

トの場合は再循環ループの外表面と格納容器間の熱伝達が考慮される。 

LOCA 事象では，破断流はドライウェルに放出される。炉心溶融後に原子炉圧力

容器が破損する場合，下部プレナムからのデブリジェットは格納容器下部に放出さ

れる。 

 

(2) 格納容器の熱水力モデル 

MAAP コードの格納容器内モデルは，区画内の代表する状態量を１点で模擬し，

区画間の流動を解析する集中定数モデルである。格納容器の熱水力応答は 3.3.1 に

示した基礎方程式により計算する。また，気相の流動に関しては， 

)( 12221

1 ZLZgPPWWK n      (3.3.4-1) 

を用いる。ここで，K はジャンクションの流動抵抗，W はジャンクションの流量，

P はノード圧力，  はノード内の気相密度， n は流動状態に依存した乗数であり，

Z と Lはそれぞれジャンクションの接続高さ位置とジャンクション長さである（図

3.3-7）。 

各ノードでは，区画間の気体・水の移動に伴う質量及びエネルギの変化，気体と

水の間の熱伝達，ヒートシンク（格納容器壁及び床，機器）の状態に基づき，質量

とエネルギの保存式を計算する。このとき，気液界面での水の蒸発と水蒸気の凝縮，

破断口からの水と蒸気の放出，放出された水のフラッシング，スプレイ水の蒸発，

スプレイ水による凝縮及び格納容器内のヒートシンク表面での凝縮を模擬する。 

MAAPコードでは，原子炉格納容器破損や格納容器ベント等による，原子炉格納

容器内から建屋や環境等への水・気体の放出流量も区画間と同様に計算される。 

LOCA(液相破断)の場合，破断口からドライウェルに放出された水は格納容器圧力

に応じて一部はフラッシングにより蒸気となり，破断口から放出された蒸気(水素ガ

スを含む)とあいまってドライウェル内の圧力を上昇させる。このため，ドライウェ

ル内の気体の大部分はサプレッション・チェンバに押し出され，気体中の蒸気はサ

プレッション・チェンバ内の水により凝縮される一方で，非凝縮性ガスはサプレッ

ション・チェンバの空間部に移行する。また，炉心溶融後に原子炉圧力容器が破損

する場合，格納容器下部に放出（落下）したデブリジェットにより発生した多量の

蒸気（水素ガスを含む）は，ドライウェルからサプレッション・チェンバへと流出

する。 
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原子炉格納容器中に存在する水プールは，水位が開口部に到達すると他の区画に

流出する。例えば，格納容器スプレイによりドライウェルに注入された水は，ベン

ト管を経由して，サプレッション・プールに流入する。 

原子炉格納容器内には，1 次元ヒートシンクモデルとランプトヒートシンクを配置

できる。1 次元ヒートシンクは，熱伝導率が小さく，内部の温度勾配が重要となる

コンクリート壁等に適用し，片面又は両面において区画内の流体との熱伝達を行う。

1 次元ヒートシンクの分割は比較的温度勾配の大きな表面近傍は細かいメッシュで，

それ以外は粗いメッシュで分割される。ランプトヒートシンクは主に熱伝導率が大

きく，内部の温度分布が一様と仮定できる金属ヒートシンクに適用し，温度を 1 点

で代表する。 

これらのヒートシンクの表面積及び材質の物性に加えて，高さ等の位置情報を与

えることで，ヒートシンクの冠水／露出を判断する。冠水部分では水との対流熱伝

達を考慮したモデルを，露出部分では気相との対流熱伝達，凝縮熱伝達及び輻射熱

伝達を考慮したモデルを用いて熱伝達を評価する。 

 

(3) 水素発生 

原子炉圧力容器内及び格納容器内の水素発生源として，以下を考慮する。 

・ 炉心ヒートアップ及び溶融炉心のジルコニウム－水反応による水素発生

（3.3.6(1)参照） 

・ 溶融炉心によるコンクリート分解等に伴う水素発生（3.3.6(5)参照） 

発生した水素のノード間の移動は，原子炉圧力容器及び格納容器の各熱水力モデル

により計算される。 

なお，水の放射線分解による水素及び酸素の発生は，コード内にモデルを備えて

いないため，有効性評価では崩壊熱を用いた評価としている。 

 

(4) 格納容器破損モデル 

格納容器内圧と限界圧力あるいは格納容器雰囲気温度と限界温度との比較により

格納容器の破損を判定する。 

 

3.3.5 安全系モデル 

(1) 非常用炉心冷却系 

炉心注水系（高圧・低圧），炉心スプレイ系（高圧・低圧），原子炉隔離時冷却系

等，原子炉の型式の特徴を考慮し，実プラントに即した各系統がモデル化されてい

る。それぞれについて注入特性，作動設定圧，作動遅れ時間を入力値として与え，

原子炉圧力に応じて注入流量が計算され，ダウンカマあるいは炉心領域へ注入する。 

また，残留熱除去系によるサプレッション・プール冷却モード運転もモデル化さ
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れており，サプレッション・プールから取水し，熱交換器を通じて冷却した後に，

再びサプレッション・プールへ戻される。 

 

(2) 格納容器スプレイ 

格納容器スプレイモデルは，入力として，台数，作動遅れ時間，注入特性等を与

え，格納容器圧力に応じて注入流量が計算される。 

 

(3) 逃がし安全弁 

逃がし安全弁については，入力として，それぞれの弁個数，流路面積，作動設定

圧力を与える。弁が作動する場合，その時刻の圧力に応じて流量が計算される。 

 

(4) 代替注水設備 

上記に加え，原子炉圧力容器内への注水が可能な代替注水系がモデル化されてお

り，入力として，注入特性等を与え，原子炉圧力に応じて注入流量が計算される。

また，原子炉格納容器内の各区画へスプレイが可能な代替スプレイもモデル化され

ており，注入特性等を入力値として与える。 

 

3.3.6 溶融炉心の挙動モデル 

溶融炉心の状態としてデブリベッド（粒子状堆積物），溶融プール（液体状物質），

クラスト（固化状物質）を模擬し，溶融炉心の挙動モデルとして，炉心溶融及びリ

ロケーション，下部プレナムでの挙動，原子炉格納容器下部での挙動を評価する。

これらの挙動モデルの概要について以下に述べる。なお，有効性評価では高圧溶融

物放出（HPME）及びそれに続く格納容器雰囲気直接加熱（DCH）は，その発生防

止を評価するため，現象モデルとしては考慮しない。 

 

(1) 炉心ヒートアップ 

炉心は R-Z の 2 次元モデルで構成しており，炉心のヒートアップに伴って燃料，

燃料被覆管，制御棒，ウォータロッド，チャンネルボックス等の構造材の溶融の計

算を行い，ノード内で溶融が発生した場合にリロケーションの計算を行う。なお，

炉心がヒートアップするまでの燃料棒と冷却材との伝熱挙動に関しては，3.3.2(3)

に記載している。 

 

炉心ヒートアップ・燃料の溶融の模式図を図 3.3-8 に示す。過熱した燃料棒は燃料

棒内と原子炉圧力容器内の圧力差で膨れによる破損が開始する。露出し，過熱され

た燃料棒表面ではジルコニウムが水蒸気と酸化反応を行い酸化ジルコニウムの層が

形成されるとともに水素が発生する。この酸化反応熱により燃料棒はさらに過熱さ
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れる。酸化ジルコニウムの層厚さの変化率は Baker-Just の相関式（高温時）及び

Cathcart の相関式（低温時）により評価される。ウォータロッド，チャンネルボッ

クスにおけるジルコニウムの酸化反応も同様に評価される。 

ペレットとジルコニウムの界面ではジルコニウムがペレット内部へ溶け込んだ層

が形成される。この溶け込み深さの変化率も取り扱っており，ペレット及びペレッ

トにジルコニウムの溶け込んだ層が融点に達すると溶融し，リロケーションを開始

する。この際，混合物の組成に応じて共晶，偏晶反応を考慮して融点が計算される。 

CORA 実験における共晶反応による溶融の知見を考慮して，制御棒の温度が

1,500K を超えた場合に制御棒中の B4C の共晶反応が考慮される。まず，制御棒中

の B4C とステンレスの共晶反応が発生し，次に，この反応物とチャンネルボックス

との共晶反応が考慮される。チャンネルボックスは，Zr の融点到達，炉心ノードの

流路閉塞及び制御棒の溶融物との反応によって破損が判定される。 

 

(2) リロケーション 

溶融炉心のリロケーションは軸方向及び径方向における質量及びエネルギの移動

を考慮している。質量の移動には UO2の他に炉内の構成物（Zr，ZrO2，ステンレ

スなど）が含まれ，混合に応じた融点等が計算される。質量の移動に対応してエネ

ルギや FP の崩壊熱割合（初期炉心出力分布から評価）も移動する。これら質量，

エネルギ及び崩壊熱割合の移動をもとに，リロケーション後の各ノード内の炉心溶

融物のエネルギ保存式を計算する。 

軸方向のリロケーションは燃料の溶融状態に応じて定常を仮定した液膜流あるい

は管内流の速度で移動する。径方向のリロケーションは下部ノードが閉塞し，隣接

ノードに空隙があり，かつ溶融物の液面に差がある場合に適用され，水頭差と流動

抵抗がバランスした速度で流動する。この際，チャンネルボックスが健全な場合に

は，溶融燃料の径方向のリロケーションが起こらないものとする。 

MAAP では，炉心支持板から上部タイプレートまでを炉心領域としてモデル化し，

炉心領域を軸方向及び径方向にユーザーがノード分割を行う（図 3.3-2 参照）。分割

されたノードには，ユーザーが設定する軸方向及び径方向の出力分布にしたがった

出力が設定される。これによって，各ノードにおける燃料のヒートアップ計算を行

う。 

ヒートアップ計算においては，燃料の温度上昇や，ジルコニウム－水反応による

発熱及び水素ガスの発生が計算される。燃料の温度上昇に伴い，燃料被覆管の破損

やチャンネルボックス，制御棒等の構造物の損傷やこれらを含めた，炉心を構成す

る物質の溶融が計算され，炉心ノードは，空隙率と溶融度に応じて，以下に示すよ

うな 6 つのタイプに分類される。 
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タイプ 1 ： 燃料が自立した状態 

タイプ 2 ： 燃料が崩壊した状態 

タイプ 3 ： 流路が減少した状態 

タイプ 4 ： 流路が閉塞した状態 

タイプ 5 ： 溶融プール状態 

（タイプ 0 ： 空洞） 

 

燃料の冷却形状変化について示す。一般には，炉心が露出し始めると燃料がヒー

トアップし，各炉心ノードでは，温度と破損時間の関係から燃料崩壊の有無の判定

が行われる。燃料崩壊が判定されると，当該ノードはタイプ 2 へと遷移し，燃料崩

壊位置から上の全ての燃料は下方へ落下し，一部空洞状態（炉心を構成する物質が

無い状態: タイプ 0）となる。また，炉心溶融進展に従い，冷却水の流路が減少し(タ

イプ 1 又は 2 → タイプ 3 又は 4)，やがて炉心ノード内の燃料のほぼ全量が溶融し

た場合，溶融プールを形成する(タイプ 5)。 

 

 燃料の崩壊(タイプ 1 → タイプ 2) 

ヒートアップ開始から，各炉心ノードの状態（周辺ノードで崩壊発生なし，下

部ノードが崩壊，隣接ノードが空洞，周辺全ノードが空洞）に応じて，燃料崩壊

の有無の判定が行われる。MAAP のモデルでは Larson-Miller パラメータ手法

（温度と破損時間の関係を整理したLarson-Millerパラメータを利用して燃料崩

壊を予測する手法）により，各炉心ノードの累積損傷割合を計算する。累積損傷

割合が 1 となれば，当該炉心ノードが崩壊し，タイプ 2 となる。 

 

 流路の減少・閉塞(タイプ 1 又は 2 → タイプ 3 又は 4) 

流路の減少は，キャンドリングにより流下した溶融燃料及び崩壊により落下し

てくる固形物により，それを受け取るノードの空隙が減少することによって発生

する。この時，炉心ノードの空隙率によってタイプ 3（流路が減少した状態）か

タイプ 4（流路が閉塞した状態）が判定される。 

 

 溶融プール(タイプ 5) 

炉心ノード内が溶融プールを形成しているかどうかは，炉心ノード内の溶融度

で判定される。炉心ノード内のほぼ全量が溶融した場合は，当該ノードは溶融プ

ール(タイプ 5)とみなす。 

 

TMI 事故では，炉心溶融物が燃料被覆管表面に沿って流下し，炉心下部で閉塞領

域が形成された後，溶融が径方向に進展して，側面のクラストを崩壊させて，下部
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プレナムに落下したと推定されている。タイプ 3 及び 4 はこうした TMI 事故の分

析に基づいて炉心閉塞挙動を考慮するために導入された概念である。 

 

また，一つもしくは複数の流路が閉塞した炉心ノード(タイプ 4)が発生すると，。  

。                                      

。                                      

。                         この判定により，固体層

が破損すると，その直下のノードに溶融物が落下する。その結果として，直下のノ

ードが閉塞すれば，同様の判定が行われることになり，次第に溶融物が下方へと移

動していく。 

炉心支持板の破損もしくは、炉心領域最外周境界の破損が発生すると、溶融物の

下部プレナムへのリロケーションが発生する。下部プレナムへ移行した溶融物は，

下部プレナム内で堆積し，制御棒案内管等の構造物を溶融させる。構造物の大半が

溶融すると，炉心を保持できなくなり，炉心領域の燃料が下部プレナムへ一気に移

行する（炉心スランプ）。 

図 3.3-9 に炉心溶融進展における損傷炉心の形状の変化の例を示す。 

 

(3) 下部プレナムでの溶融炉心の挙動 

炉心支持板の破損もしくは、炉心領域最外周境界の破損が発生すると、溶融物の

下部プレナムへのリロケーションが発生する。落下する溶融炉心の量は，デブリジ

ェット径（開口部の面積），溶融炉心の密度，冷却材の密度，差圧，重力加速度によ

り計算する。 

溶融炉心が下部プレナム内の水と接触すると，一部がエントレインされて粒子状

となって水中に拡散し，水により冷却されつつ重力落下し，下部プレナムに堆積す

る。このとき，粒子状デブリが周囲の冷却水と伝熱する際に多量の水蒸気を発生さ

せ，過渡的な圧力変化（圧力スパイク）が生じる（原子炉圧力容器内 FCI）。粒子化

しないものは，下部プレナムにクラスト及び溶融プールを形成する。なお，エント

レイン及びデブリ粒子と水の伝熱に関するモデルについては，原子炉格納容器下部

と共通のモデルを使用しており，(5) a)において後述する。また，エントレインされ

たデブリ粒子の酸化も考慮されており，その際に水素が発生する。 

下部プレナムでの溶融炉心の堆積状態については，初期にエントレインされたデ

ブリ粒子が下部プレナムに堆積した後，崩壊熱により再溶融する過程において，酸

化物との密度差により，上部に金属層が形成される成層化状態を模擬し，溶融プー

ルは周囲にクラストを形成することを模擬している。また，TMI-2 の調査やその後

の実験から，堆積した溶融炉心と下部ヘッドの間には 100μm 程度のギャップが存

在することが確認されている。このギャップが溶融物からのクラストを介した加熱

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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による原子炉圧力容器のクリープと共に大きくなり，このギャップに冷却材が浸入

するとギャップの大きさに応じた熱除去が生じ，クラストから原子炉圧力容器壁へ

の熱伝達が抑制される。MAAP では，原子炉圧力容器のクリープ変形量に基づきギ

ャップ幅を計算し，冷却材の浸入を考慮した熱除去を模擬している。下部プレナム

での溶融炉心の挙動モデルの概念を図 3.3-10 に示す。 

下部プレナムでの伝熱は成層化したデブリベッドのそれぞれに対して次の模擬を

行っている。上部の水への除熱量は Henry-Epstein-Fauske 相関式により計算する。

デブリベッドに浸入した水による熱除去は，水の浸入を考慮した限界熱流束相関式

を用いる。また，下部ヘッドと溶融炉心周りのクラスト間への水の浸入によるギャ

ップ冷却については，門出らの相関式により，クラスト外面及び原子炉圧力容器壁

からの熱除去を考慮している[6]。 

 

(4) 原子炉圧力容器破損モデル 

下部プレナムに溶融炉心が堆積し，溶融炉心を冷却できない状態が継続すると，

原子炉圧力容器が破損し，原子炉格納容器下部への落下を開始する。その落下量は，

破損口の口径，原子炉圧力容器内外の圧力差，溶融炉心の水頭及び重力加速度によ

り計算する。原子炉圧力容器の破損判定は，圧力，原子炉圧力容器壁・溶融炉心温

度，材料物性及び形状から計算されるが，MAAP では，原子炉圧力容器の破損につ

いて，原子炉圧力容器の貫通部（計装管又は制御棒駆動機構ハウジング溶接部）の

破損，原子炉圧力容器下部ヘッドのクリープ破損等，複数の破損形態を模擬してお

り，最も早く判定される破損モードが適用される。下部ヘッドは径方向及び厚さ方

向に分割しており，これにより破損位置を模擬している。なお，MAAP では，原子

炉圧力容器の最初の破損後，原子炉圧力容器内に残存した溶融炉心による 2 度目の

破損も考慮可能である。 

以下，MAAP においてモデル化されている破損モードの評価モデルについて述べ

る。 

 

a) 下部ヘッド貫通部への溶融物流入による破損 

溶融炉心が下部プレナムへ移行した後，計装管等を溶融させ，内部に溶融炉心が

流入すると仮定する。このとき，内部に溶融炉心が流入し，構造物との熱伝達に

よって固化した場合には流路を塞ぐことになり，それ以上溶融炉心が流入できな

くなる。このため，原子炉圧力容器外へ流出するためには溶融炉心が十分な過熱

度を有している必要がある。溶融炉心が過熱度を持っている場合には，溶融炉心

の固化によって流路が閉塞するまでの移動距離が求められる。溶融炉心の移動距

離が入力によって与えるしきい値を超えた場合に原子炉圧力容器が破損したと判

定される。この計算では，貫通部内部は空洞であると仮定している。また，ドレ
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ン配管は通常原子炉圧力容器へ再接続されているので，溶融炉心の駆動圧力とし

ては，溶融炉心の重量のみとなる。 

 

b)下部ヘッド貫通部の逸出 

原子炉圧力容器の貫通部（制御棒駆動機構ハウジング等）の溶接部が溶融炉心に

より加熱されることで機械的強度が低下し，貫通部逸出により破損するモードで

ある。MAAP では，この破損モードについて以下の 2 種類の判定を行っている。 

第一は，せん断応力による判定である。原子炉圧力容器と格納容器間の圧力差に

よって貫通部にかかるせん断応力が，限界せん断応力を超える場合に，破損が発

生したと判定している。溶融炉心からの伝熱による溶接部の機械的強度の低下は，

限界せん断応力を温度の関数とすることで考慮している。 

第二は，ひずみによる判定である。溶融炉心が下部プレナムに落下することによ

り，高温かつ高圧の環境下にある原子炉圧力容器の壁にひずみを生じ，溶接部に

も同様にひずみが発生し，溶接部のひずみ量がしきい値を超えた場合に，破損が

発生したと判定している。 

 

c) デブリジェットの衝突による下部ヘッドの局所破損 

本破損モードは，炉心溶融物が下部ヘッドへ最初に移行する際にのみ考慮される。

これは，2 回目以降では，下部ヘッド表面にクラストが形成されると考えられるた

めである。 

最初にジェットの自由落下速度と水面に到達した際の直径を求める。続いて，水

中を通過する際のジェット表面でのエントレインメント速度を求め，エントレイ

ンされたデブリは粒子状デブリとなってデブリベッドに沈降する。残りのジェッ

トはある直径，過熱度，速度を持って下部ヘッドに衝突し，最終的にこのジェッ

トによる下部ヘッドの侵食割合を評価する。この割合は，下部ヘッドの破損が起

こるかどうかを評価するため，ジェットが消滅するまで積分される。 

 

d) 金属層による原子炉圧力容器壁の破損 

下部ヘッド内において溶融炉心上部に形成される金属層からの原子炉圧力容器

壁への熱流束の集中は，金属層内で自然対流が起こり，溶融炉心の崩壊熱を上方

へ移行させることにより，金属層と原子炉圧力容器壁面境界領域への側面方向に

伝熱が生じる現象を考慮したものである。これによって金属層から側壁への熱流

束が計算される。この熱流束は，金属層に接する原子炉圧力容器壁に伝えられる。

この時の原子炉圧力容器壁の温度分布によって，壁面の応力分布の影響やクリー

プ破損の有無について評価している。 
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e) 原子炉圧力容器のクリープ破損 

原子炉圧力容器が，加熱により不可逆のひずみが生じ，そのひずみが拡大するこ

とにより破損に至る，いわゆるクリープ破損を模擬している。MAAP では，この

クリープ現象を，Larson-Miller パラメータ手法により評価している。 

 

溶融炉心が炉心部から下部プレナムに落下し，下部ヘッド上に堆積する場合にお

ける主要な過程は，これまで，(2) リロケーション，(3) 下部プレナムでの溶融炉心

の挙動及び(4) 原子炉圧力容器破損モデルにおいて述べたとおり，以下のように分

けられる。 

 

a) 下部プレナムへの溶融物移行 

b) 水中へ落下する溶融物の分散及び冷却 

c) 落下・堆積した溶融炉心と下部プレナム内構造物との熱的相互作用 

d) 堆積した溶融炉心上面からのプール水による冷却 

e) 溶融プール周囲のクラスト形成と溶融プール内での自然対流熱伝達 

f) 下部ヘッドと溶融炉心のギャップ形成及びギャップ冷却 

g) 原子炉圧力容器の破損 

 

上記の一連の現象は，いわゆる原子炉圧力容器内溶融物保持(IVR: In-Vessel 

Retention)※として MAAP コード内においてモデル化されている。 

 

※：炉心損傷後に溶融炉心が下部プレナム部に落下し，堆積した場合においても，

原子炉圧力容器下部が早期に破損することはなく，原子炉注水系の手動操作等

により，溶融炉心が原子炉圧力容器内に保持・冷却される現象。TMI-2 事故の

分析・評価を契機として，国際的に実験・解析的研究が進められてきた。 

 

下部ヘッドの破損後は，破損口を溶融炉心が通過する際に，溶融炉心により破損

口の側面が溶かされ，破損口が拡大する現象（アブレーション）も模擬している。

アブレーション量に基づき格納容器下部へのデブリジェット径が決定され，これに

より，格納容器下部への溶融炉心の落下量が変化し，原子炉圧力容器外 FCI による

細粒化量に影響する。なお，格納容器下部には制御棒駆動装置等の構造物が存在す

るが，デブリジェットとの干渉は模擬していない。 

なお，日本原子力学会や EURSAFE[7]等のシビアアクシデント研究において，実

際に起こり得る原子炉圧力容器破損について，想定される破損モードは概ね把握さ

れているが，その発生条件や破損面積の予測には困難さがあり，現象の不確かさが

大きく，破損後の事象進展への影響もあることから，知見の拡充とともに，破損条
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件の明確化や評価手法の検討が解決すべき課題として位置付けられている。 

 

(5) 格納容器下部での溶融炉心の挙動 

下部プレナムに溶融炉心が堆積し，溶融炉心を冷却できない状態が継続し，原子

炉圧力容器が破損すると，溶融炉心は，原子炉圧力容器と格納容器の圧力差及び水

頭に応じた速度で格納容器下部への落下を開始する（「デブリジェット」を形成する）。

これら一連の現象の流れを図 3.3-11 に示す。 

この溶融炉心の格納容器下部への落下過程及び落下後における床への堆積状態の

挙動に関して，以下に示す現象がある。 

・溶融炉心と冷却水の相互作用（FCI） 

・溶融炉心とコンクリートの相互作用（MCCI） 

溶融炉心と冷却水の相互作用（FCI）は，デブリジェットと格納容器下部の冷却水

が接触してエントレインされて形成される粒子状デブリが，周囲の冷却水と伝熱す

る際に多量の水蒸気を発生させ，格納容器圧力の上昇（圧力スパイク）をもたらす

現象である。このため，本現象は格納容器圧力挙動に影響し，細粒化量が多い場合

に圧力スパイクの規模が大きくなる傾向となる。一方，格納容器下部床面に堆積す

る溶融炉心の冷却の観点からは，細粒化することで水により冷却されやすくなるこ

とから，細粒化量が少ない場合にコンクリート侵食に対して厳しい傾向となる。な

お，FCI に伴う水蒸気爆発については，MAAP ではモデル化されていないが，国内

外の知見から，発生可能性は小さいと判断されている。 

溶融炉心とコンクリートの相互作用は，格納容器下部の底に堆積した溶融炉心の

熱が床面のコンクリートを加熱し，コンクリートの温度がコンクリートの融点を上

回る場合に，コンクリートが分解され侵食されるとともに，非凝縮性ガス（水素，

一酸化炭素，二酸化炭素）が発生する現象である。このため，本モデルはコンクリ

ート侵食挙動や水素発生挙動に影響する。 

これらの現象に関する MAAP モデルについて以下に示す。 

 

a) 溶融炉心と冷却水の相互作用モデル 

溶融炉心が原子炉圧力容器下部プレナムあるいは，格納容器下部へ溶融物のジェ

ットとして落下した時，溶融炉心は静止する水プールとの運動量交換に伴うエント

レインメントにより急速に細粒化し，水プールに大きな伝熱量を与える。これらの

挙動は MAAP では以下のモデルから構成される。本モデルの概念を図 3.3-12 に示

す。 

 

① デブリジェットの細粒化モデル 

Ricou-Spalding モデル(式 3.3.5-1)をベースにしたモデルである。本モデル
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により細粒化速度並びにジェット落下速度及び水位から細粒化する割合が

評価される。細粒化径はウェーバー数（慣性力と表面張力の比を表す無次元

数）に基づき決定される。 

② 細粒化粒子と水との伝熱モデル 

細粒化した粒子群と水との伝熱は，膜沸騰状態での対流及び輻射熱伝達を考

慮したモデルが使用されている。細粒化した粒子群と水が相互作用する領域

は発生水蒸気による二相状態を仮定する。この領域の伝熱は急速な水蒸気発

生及びそれに伴う圧力上昇に影響する。 

 

Ricou-Spalding モデルは，エントレインメント速度（細粒化量）を流入流体の速

度（ジェット速度）と両流体の密度比に関連させたモデルであり， 

jet

w
jetent uEm




 0               (3.3.5-1) 

で表され， entm はエントレインメント速度， 0E はエントレインメント係数， jetu は

ジェット速度，
w は静止側（格納容器下部）の流体密度， jet は噴出側の流体（デ

ブリジェット）の密度である。エントレインメント係数
0E は，海外での大規模 FCI

実験に基づき設定している。ジェット速度 jetu は，破損口の差圧（原子炉圧力容器

内圧と格納容器内圧の差）と溶融炉心の水頭により計算する。デブリジェットの径

は，粒子化速度に基づいて深さ方向に減少していき，その減少を積分することで，

全細粒化量が得られる。 

細粒化したデブリ粒子の径は，デブリ粒子及び水の密度及び表面張力，重力加速

度，ジェット速度並びにウェーバー数により計算する。 

デブリ粒子から格納容器下部の水への伝熱量は，デブリ粒子の数と径（表面積）

に影響される。落下した溶融炉心の温度は 3,000 K 程度と非常に高温であるのに対

しプール水はサブクール水であっても飽和水であってもその差は数十℃と小さいた

め，水温が伝熱挙動には影響しにくいモデルになっている。ただし，次に述べるよ

うに，伝熱量が水の顕熱上昇と水蒸気発生に使用される場合は水温に影響される。 

デブリ粒子は格納容器下部の水が飽和水になるまでエネルギを与え，残りが水蒸

気発生に使用される。発生した水蒸気の気泡は上昇過程でサブクール度に応じて凝

縮が考慮され，残りが気相に放出されるといった，水蒸気の気泡が周囲の水を巻き

込むことによる，水蒸気の凝縮を模擬している。 

 

b) 溶融炉心とコンクリートの相互作用モデル 

本モデルの概要を図 3.3-13 及び図 3.3-14 に示す。本モデルは大きく次の 3 つのモ

デルから構成される 
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① 溶融プールモデル 

 格納容器下部床上に落下した溶融炉心の質量とエネルギは溶融プールに加

算され瞬時に均質化すると仮定 

 平坦な溶融プールを仮定(図 3.3-13) 

 上部・下部・側部クラストを考慮し，下方及び側方への侵食を考慮 

 内部の溶融プールの温度は１点で模擬 

 クラスト内の温度分布は崩壊熱を考慮して放物分布で近似（図 3.3-13） 

 侵食したコンクリートと炉心溶融物との混合割合から液化・固化温度を評

価（図 3.3-14） 

 炉心材及びコンクリートの化学組成の化学平衡計算に基づき非凝縮性ガス

（水素，一酸化炭素，二酸化炭素）の発生を評価 

 溶融炉心内部の発生ガスによる溶融プールの伝熱挙動への影響は模擬しな

い 

② 溶融プール伝熱モデル 

 上部クラストから上部水プールへは Kutateladze の熱伝達相関式(式

3.3.5-2)を考慮 

 水がない場合は上部クラストから対流及び輻射熱伝達を考慮 

 内部の溶融物から上部・下部・側部クラストは対流熱伝達を考慮 

③ コンクリート侵食モデル 

 コンクリートへは熱伝導で伝熱し，コンクリートの分解エネルギを考慮 

 コンクリート内部の温度分布を考慮 

 

ア）溶融プールモデル 

格納容器下部水中に落下した溶融炉心は，粒子化せず格納容器下部の床に達し，

溶融プールを形成するものと，粒子状となって水中に拡散するものとがある。

MAAP のモデルでは，前者は，格納容器下部床面に達した時点で，床全面に均

一に広がると仮定としている。後者は，水により冷却されつつ，格納容器下部床

面に重力落下し，格納容器下部床面上の溶融プールに達するが，MAAP のモデ

ルでは，溶融プールと一体化する仮定としている。 

格納容器下部床面上の溶融プールは，組成が均質の平板として模擬しており，

落下量と拡がり面積から堆積厚さが算出される。溶融プールの状態は，その温度

に応じて，液相と固相の割合が計算され，液相は内部の溶融プール，固相は外側

のクラストとして取り扱っている。溶融炉心の相変化の概念を図 3.3-14 に示す。

縦軸は温度であり，液化温度  と固化温度  は，各物質の物性値及び混合割合か

ら計算される。溶融炉心温度が液化温度  よりも高い場合は全て液体となり，固
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化温度  よりも低い場合は固化した固体となり，その中間が二相の状態，すなわ

ち，溶融プールとクラストを形成した状態であることを表す。横軸は，（酸化ウ

ラニウム，酸化ジルコニウム）とコンクリートスラグの混合割合である。 

このように，溶融プールのクラスト量の変化は，溶融プール温度（及び組成）

により計算されるが，言い換えれば，溶融プールからクラストに伝熱されるエネ

ルギ，クラスト内で発生するエネルギ，クラストからコンクリートに伝達するエ

ネルギのエネルギバランスにより計算される。 

上述のとおり，MAAP の溶融プールモデルでは，床全面に均一に広がる均質平

板となっているが，水張りによって溶融炉心の拡がりが抑制されることが考えら

れる。しかしながら，有効性評価で想定している制御棒駆動機構ハウジングの逸

出を想定すると，ABWR で床上に水がある場合でも，床全面に溶融物が拡がる

ことが示されており[8]，ABWR 以外の BWR ではペデスタル床面積が ABWR よ

り小さいことを考慮すると，水張りをしている場合でも溶融炉心は，床全面に拡

がる可能性が高いと考えられる。これは，溶融物の拡がりに影響する因子のうち，

主に想定しているデブリ落下流量が大きいことによるものと考えられる。また，

均一に拡がった方が，側壁に接する溶融炉心の堆積高さが高くなるため，側壁侵

食を評価する観点から保守的な扱いとなっている。 

以上より，MAAP コードの均一堆積の扱いは妥当と考えられ，不確かさも小さ

いと考えられる。 

 

イ）溶融プールの伝熱モデル 

溶融炉心は，崩壊熱や化学反応熱により発熱しつつ，クラストを介して周囲の

物質（コンクリート，水，空気）に伝熱する過程で冷却されるが，ここでは伝熱

について述べる。 

溶融炉心と周囲の物質との伝熱の概念を図 3.3-13 に示す。溶融炉心は単一ノー

ドとしているが，クラストは上面，下面，側面に分割して，それぞれ温度分布を

持つ仮定としている。 

まず，コンクリートと溶融炉心の伝熱について述べる。溶融プールとクラスト

の界面は対流熱伝達を仮定し，クラスト内部は 2 次関数の温度勾配を持つ熱伝導

を仮定し，クラストとコンクリートの界面がコンクリート表面温度となる。コン

クリート内では，深さ方向に準定常の 1 次元の熱伝導方程式により温度分布を持

つ仮定としている。したがって，クラストからコンクリートへの熱流束が，コン

クリート内部の熱伝導を上回る場合にコンクリート温度は上昇する。 

次に溶融炉心上面の伝熱について述べる。クラストが気体と接触している場合

は，輻射と対流熱伝達により周囲の物質と伝熱する。クラストが水と接触してい

る場合は，Kutateladze 相関式型の限界熱流束モデルを使用している。
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Kutateladze 相関式は，水平面から飽和水へのプール沸騰（自然対流条件下の沸

騰）における限界熱流束の整理式であり，溶融炉心により加熱されることにより

発生する水蒸気の上昇速度とプール水の落下速度のつり合う伝熱量を限界熱流

束とする式である。Kutateladze の式は， 

   25.05.0

glgfgchfchf ghFq            (3.3.5-2) 

で表される。
chfq は熱流束，

fgh は蒸発潜熱， は表面張力， g は重力加速度，

l 及び g は液体及び蒸気の密度である。ここで， chfF は係数であり，

Kutateladze は 0.16 を，Zuber は 0.12～0.16 の範囲，あるいは，π/24（=0.131）

を与えている。係数 chfF については，経験的に決定する必要があることから，有

効性評価の解析では，米国国立サンディア研究所（SNL）で実施された溶融炉心

とコンクリートの相互作用及び溶融炉心冷却に関する実験である SWISS 実験に

おいて報告されている溶融物から水プールへの熱流束が 0.8 MW/m2であること

に基づき chfF  = 0.1 としている。 

前項で述べたように，水プール中の溶融炉心の挙動については種々の物理現象

が関連した複雑な挙動である点で，その模擬性が課題であり，溶融プールの伝熱

についても，格納容器下部床面での拡がり挙動，溶融プールの成層化の状態，水

プールやコンクリートとの界面の状態等に影響を受け，不確かさが大きい現象の

ひとつである。したがって，更なる知見の拡充を行いつつ，現象の不確かさも踏

まえ，感度解析等による影響評価を行う。 

 

ウ）コンクリート侵食 

溶融炉心からコンクリートへの伝熱により，コンクリート温度がコンクリート

融解温度を超えると侵食が開始する。その際，コンクリートの融解熱及び化学反

応熱の発生を取り扱っている。 

コンクリートから放出されるガス（水蒸気及び二酸化炭素）は直ちに溶融プー

ルに混入し，溶融プール中の金属との化学反応として炉内構造物や燃料を構成す

る金属（Zr，Cr，Fe など）の酸化反応が発生する。その結果発生する非凝縮性

ガス（水素，一酸化炭素及び二酸化炭素）は，格納容器内に放出される。これら

のガスによる溶融プールの伝熱挙動への影響は模擬していない。また，ガスによ

る影響として，コンクリートと溶融炉心の間にクラックや空隙が形成され，溶融

炉心の冷却を促進する効果があることが実験的に確認されているが，解析モデル

では考慮しない。 

コンクリートスラグも溶融プールに混入し，ウラン・ジルコニウム等との混合

物となる。スラグが混入することにより，溶融炉心の融点が低下する傾向となる。 
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3.3.7 核分裂生成物（FP）挙動モデル 

FP は過熱された炉心からガス状として原子炉圧力容器内に放出される。なお，希

ガス以外のほとんどのFPは単体を作らないため化合物の化学種として放出される。

炉心から放出された FP のうち希ガス以外の FP は揮発性の高い CsI においても沸

点は 1,277℃であり，原子炉圧力容器あるいは原子炉格納容器内ではガス状態を維

持できず，気相中で凝縮しエアロゾル（微粒子）化する。エアロゾルであるため気

相中での落下速度は遅く，ガスの流動とともに移動する。ゆっくりと床に落下した

FP エアロゾルは構造物表面に沈着あるいは水中へ移動する。水中の微粒子状 FP は

後述するよう素を除いて気相へ出てくることは無い。FP エアロゾルは重力沈降以外

に微粒子特有の移動（熱泳動・拡散泳動）で構造物表面に付着し，また，サプレッ

ション・プール水中のスクラビングやスプレイによっても気相から除去される。以

上は MAAP の FP 挙動モデルで模擬されている範囲である。 

実際には，CsI 等のよう素化学種のエアロゾルでは，原子炉格納容器内に形成され

るプール水中に溶解し，放射線により化学反応が促進され，揮発性の無機よう素 I2

（沸点 184.3℃）や水中に溶けた有機物（塗装材等）と反応し，有機よう素が生成

され，一部が気相に時間をかけて移動する。なお，水中のよう素の反応はプール水

の pH や放射線量，水中の多様な有機物の濃度に強く依存し専用コードを使用して

も精度の良い予測が非常に難しいことがよう素反応の OECD 国際標準問題等で示

されている。このため MAAP ではよう素反応モデルが試験的にオプションとして組

み込まれているものの，よう素反応の結果は参照用として FP 計算にフィードバッ

クされない。 

 

本 FP 挙動モデルは主に以下のモデルから構成される。 

 

炉心燃料からの FP 放出モデル 

・ ペレットが高温になり内部の FP が温度に依存してガス化し，ペレット外

へ放出される。 

FP の状態変化・輸送モデル 

・ FP が気相温度に依存して，気相中で凝固しエアロゾル化する。そのエア

ロゾルは気相と共に移動し，また各種のメカニズムで構造物表面やプール

水に移動する。 

FP の移動に伴う崩壊熱分配モデル 

・ FP は崩壊熱を有するので，FP の移動先で FP 量に依存した崩壊熱を発生

し流体や構造物の熱源になる。 

 

また，本FPモデルにおける概要を以下に示す。 
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・ FPは炉心温度に対する放出速度の相違に基づき12グループに分類され，各

FPグループの質量保存が考慮される。 

・ 原子炉圧力容器及び原子炉格納容器内のFP形態は各グループに対しガス

状，エアロゾル状，沈着を考慮する（希ガスはガス状のみ）。また，水中

及び溶融炉心内のFPを考慮する。 

・ 溶融炉心内に残存するFPは溶融炉心と共に移動する。 

・ 水中のFPは区画間の水の流れと共に移動する。 

・ 崩壊熱は各位置のFP量に応じて分配され，各エネルギ保存式に考慮される。 

・ FPの崩壊による発生エネルギは崩壊熱データで考慮する。 

・ FP の崩壊による各 FP グループの質量の変化は考慮しない。 

 

(1) 炉心燃料からの FP 放出モデル 

炉心燃料からの FP 放出モデルでは，炉心温度に対する放出速度の相違に基づいて

表 3.3-2 のように 12 グループに分類される。MAAP はモデルの選択が可能であり，

希ガス，CsI，CsOH に対しては         ，他の核種グループについては 

      の FP 放出速度モデルを使用する。本モデルにより炉心各ノードの温

度に対応した各 FP の放出速度が計算される。ペレットと燃料被覆管の間隙部に蓄

積した FP は，被覆管が破損すると原子炉圧力容器内に放出され，また，原子炉圧

力容器破損後の溶融炉心・コンクリート相互作用に伴って FP が原子炉格納容器内

に放出される挙動も模擬している。 

放出された FP グループの内，希ガス以外は，雰囲気の温度に依存してガス状から

エアロゾル状へ遷移する。ガス状及びエアロゾル状の FP は原子炉圧力容器及び原

子炉格納容器内のガス流動と共に移動する。これら FP の状態変化・移動挙動につ

いては後述する。 

 

(2) FP の状態変化・輸送モデル 

高温燃料から出た希ガス以外の FP は雰囲気の温度に依存して凝固し，エアロゾル

へ変化する。気相及び液相中の FP の輸送においては，熱水力計算から求まる体積

流量から FP 輸送量を計算する。FP がガス状とエアロゾル状の場合は，気体の流れ

に乗って，原子炉圧力容器内と原子炉格納容器内の各部に輸送される。水プール上

に沈着した FP の場合は，区画内の水の領域間の移動に伴って輸送される。また，

炉心あるいは溶融炉心中のFPの場合は，溶融炉心の移動量に基づいて輸送される。 

FP の輸送モデルは上述の仮定に基づいており，炉心燃料から放出されてから原子

炉格納容器に到達する経路としては，次のとおりである。燃料から原子炉圧力容器

内に放出された FP は，原子炉圧力容器破損前には LOCA 破損口あるいは逃がし安

全弁から原子炉格納容器へ放出される。また，原子炉圧力容器破損後には原子炉圧

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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力容器破損口もしくは格納容器下部に落下した溶融炉心から FP が原子炉格納容器

へ放出される。逃がし安全弁を通じて放出された FP はスクラビングによってサプ

レッション・チェンバ液相部へ移行する。原子炉格納容器の気相部へ放出された FP

は，気体の流れに伴って原子炉格納容器内を移行する。 

原子炉圧力容器及び原子炉格納容器内での気体，エアロゾル及び構造物表面上（沈

着）の状態間の遷移を模擬している。原子炉格納容器内の FP 輸送モデル概要を図

3.3-15 に示す。 

エアロゾルの沈着の種類としては，重力沈降，拡散泳動，熱泳動，慣性衝突，FP

ガス凝縮，FP ガス再蒸発を模擬している。なお，沈着したエアロゾルの再浮遊は考

慮していない。 

重力沈降は，Stokes の重力沈降式と Smoluchowski 方程式（エアロゾルの粒径分

布に対する保存式）の解から得られる無次元相関式を用いて，浮遊するエアロゾル

質量濃度から沈着率を求める。なお，Smoluchowski 方程式を無次元相関式として

いるのは解析時間短縮のためであり，この相関式を使用した MAAP のモデルは様々

な実験データと比較して検証が行われている。 

拡散泳動による沈着は，水蒸気凝縮により生じる Stefan 流（壁面へ向かう流体力

学的気流）のみを考慮して沈着率を求める。 

熱泳動による沈着は，Epstein のモデルを用い，沈着面での温度勾配による沈着速

度及び沈着率を求める。 

慣性衝突による沈着は，原子炉格納容器内でのみ考慮され，流れの中にある構造

物に，流線から外れたエアロゾルが衝突するものと仮定し，沈着率は重力沈降の場

合と同様に Smoluchowski 方程式の解から得られる無次元相関式を用いて求める。 

FP ガスの凝縮は，FP ガスの構造物表面への凝縮であり，雰囲気中の気体状 FP

圧力が FP 飽和蒸気圧を超えると構造物表面への凝縮を計算する。 

FP ガスの再蒸発は，凝縮と逆であり，気体状 FP の圧力が FP の飽和蒸気圧を下

回ると，蒸発が起こると仮定している。 

エアロゾルのプール水によるスクラビング現象による除去効果の取り扱いに関し

ては，スクラビングによる除染係数(DF)を設定し，エアロゾル除去効果が計算され

る。DF の値は，クエンチャ，垂直ベント，水平ベントの 3 つの種類のスクラビン

グ機器に対し，詳細コード SUPRA[9]を用いて，圧力，プール水深，キャリアガス中

の水蒸気質量割合，プール水のサブクール度及びエアロゾル粒子径をパラメータと

して評価した結果を内蔵しており，これらのデータから求める。 

また，格納容器スプレイによる FP 除去も模擬しており，スプレイ液滴とエアロゾ

ルとの衝突による除去率を衝突効率，スプレイの液滴径，流量及び落下高さから計

算する。 
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(3) FP の移動に伴う崩壊熱分配モデル 

FP の崩壊に伴いエネルギが発生する。ANSI/ANS 5.1-1979 モデルによって評価

された崩壊熱はそれぞれの FP グループに分配され，気相，液相及び構造物に FP

量に応じたエネルギを与える。 

揮発性 FP（希ガス，CsI，RbI，CsO2，TeO2，Te2 など）が炉心から放出される

と，炉心の崩壊熱は減少する。炉心の温度が上昇して FP が放出されると，それら

の崩壊熱は移動先の原子炉圧力容器又は原子炉格納容器で熱源としてエネルギ計算

に用いられる。溶融炉心に含まれる FP もまた崩壊熱を持ち，溶融炉心のエネルギ

計算において考慮される。原子炉格納容器内気相部の FP も崩壊熱を生成し，原子

炉格納容器内の気相部のエネルギに加えられ，原子炉格納容器の温度上昇に寄与す

る。 

ガス状及びエアロゾル状の FP は，水プールへの落下や周辺のヒートシンクへの付

着が考慮され，FP から発生した崩壊熱は水プールあるいはヒートシンクに加えられ

る。水プールが存在する場合，その温度が FP の再蒸発の判断に使用される。ヒー

トシンク上に沈着したFPはその崩壊熱をそのヒートシンクのエネルギに付与する。

その際，ヒートシンクの表面温度が再蒸発の判断に使用される。原子炉圧力容器内

では図 3.3-5 に示すヒートシンクがモデル化されており，これらについて FP から発

生した崩壊熱による温度変化が考慮される。 
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表 3.3-1 MAAP コードのモデル一覧 (1/5) 

項目 計算モデル 

炉心モデル 原子炉出力 ・径方向及び軸方向の炉心出力分布の初期値を入力 

・原子炉スクラムまで初期値を維持 

崩壊熱 ・径方向及び軸方向の崩壊熱割合を入力 

・リロケーションによる物質移動とともに崩壊熱も移動 

・FP は 12 の核種グループを設定 

熱水力モデ

ル（伝熱） 

 

・燃料自立状態（冠水時）：水への対流・輻射熱伝達 

・燃料自立状態（露出時）：ガスへの対流・輻射熱伝達 

・損傷・溶融状態（冠水時）：限界熱流束 

・損傷・溶融状態（露出時）：ガスへの対流・輻射熱伝達 

・被覆管酸化：Baker-Just 相関式（高温時） 

Cathcart 相関式（低温時） 

・ジルコニウムのペレットへの溶け込みを考慮 

水位計算モ

デル 

・二相混合体積よりダウンカマ部と炉心内の二相水位を計

算 

・各チャンネル内の二相水位はドリフトフラックスモデル 

に基づき計算 

原子炉圧力

容器モデル 

熱水力モデ

ル（流動） 

・ノード及び物質ごとに以下を適用 

－ 質量保存則 

－ エネルギ保存則 

－ 流量は圧損，静水頭バランスにより計算 

・各ノードの水位はボイド率を考慮した液相体積から計算 

破断流モデ

ル 

・差圧流 

・臨界流（Henry-Fauske モデル） 
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表 3.3-1 MAAP コードのモデル一覧 (2/5) 

項目 計算モデル 

原子炉格納

容器モデル 

熱水力モデ

ル（流動） 

・ノード及び物質ごとに以下を適用 

－ 質量保存則 

－ エネルギ保存則 

－ 流量は圧損，静水頭バランス及び圧力差により計算 

・原子炉圧力容器破断口からの水と蒸気の放出，放出され 

た水のフラッシングを考慮 

・気液界面の水のフラッシング，蒸気の凝縮を考慮 

熱水力モデ

ル（伝熱） 

・格納容器ヒートシンクとして，格納容器壁及び床，金属 

機器を考慮 

・水と格納容器ヒートシンク：強制対流熱伝達及び自然対 

流熱伝達 

・水蒸気と格納容器ヒートシンク：強制対流熱伝達，自然

対流熱伝達，凝縮熱伝達及び輻射熱伝達 

水素発生 水素発生源として以下を考慮： 

・炉心ヒートアップ及び溶融炉心のジルコニウム－水反応 

（Baker-Just 相関式（高温時）及び Cathcart 

相関式（低温）） 

・溶融炉心によるコンクリート分解 

格納容器破

損モデル 

・格納容器内圧と限界圧力あるいは格納容器雰囲気温度と 

限界温度との比較等により格納容器の破損を判定 

安全系モデ

ル 

 

非常用炉心

冷却系 

・注入特性を入力し，原子炉圧力に応じて注入流量を計算 

格納容器ス

プレイ 

・注入特性を入力し格納容器圧力に応じて注入流量を計算 

・スプレイ水による凝縮熱伝達により気相部冷却を計算 

逃がし安全

弁 

・設計値に基づいて流量を計算 
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表 3.3-1 MAAP コードのモデル一覧 (3/5) 

項目 計算モデル 

溶融炉心の

挙動モデル 

 

ヒートアッ

プ 

（炉心モデル（熱水力モデル（伝熱））に記載） 

リロケーシ

ョン 

・軸方向及び径方向に質量及びエネルギの移動を考慮 

・炉心ノード内の状態として，「燃料が自立した状態」，「燃 

料が崩壊した状態」，「流路が減少した状態」，「流路が閉 

塞した状態」及び「溶融プール状態」を考慮 

・軸方向のリロケーションは燃料の溶融状態に応じて定常 

を仮定した液膜流あるいは管内流の速度で移動 

・径方向のリロケーションは下部ノードが閉塞し，隣接ノ 

ードに空隙があり，かつ溶融物の液面に差がある場合に 

適用され，水頭差と流動抵抗がバランスした速度で流動 

・流路減少の進展，流路閉塞及び溶融プールの各状態にお 

いて蒸気及びガスの流路の閉塞を模擬 

・クラストのクリープ破損を考慮 

下部プレナ

ムでの溶融

炉心の挙動 

・下部プレナムからの溶融炉心の落下速度は，デブリジェ

ットの密度，冷却材の密度，差圧，重力加速度により計

算 

・デブリジェットと水のエントレインを計算 

・エントレイン量：Ricou-Spalding モデル 

・水との熱伝達：膜沸騰及び輻射熱伝達 

・成層化したデブリベッドを模擬 

・上部の水による熱除去は Henry-Epstein-Fauske 相関式 

・デブリベッドに浸入した水による熱除去は，水の浸入を 

考慮した CHF 相関式 

・下部ヘッドと溶融炉心のギャップでの沸騰水による熱除 

去については，門出らの相関式 

原子炉圧力

容器破損 

・制御棒駆動機構ハウジング溶接部等の貫通部の破損とし 

て，せん断応力あるいはひずみがしきい値を超える場合 

に破損を判定 

・原子炉圧力容器下部ヘッドの破損として，Larson-Miller 

パラメータ手法によるクリープ破損を考慮 

・破損後，溶融炉心からの加熱による破損口拡大を模擬 
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表 3.3-1 MAAP コードのモデル一覧 (4/5) 

項目 計算モデル 

溶融炉心の

挙動モデル 

（つづき） 

原子炉圧力

容器破損後

の高圧溶融

物放出 

・高圧溶融物放出の防止が評価目的であり，高圧溶融物放 

出及びそれに引き続き発生する格納容器雰囲気直接加熱 

についてはモデル上考慮しない。 

格納容器雰

囲気直接加

熱 

・高圧溶融物放出の防止が評価目的であり，高圧溶融物放 

出及びそれに引き続き発生する格納容器雰囲気直接加熱 

についてはモデル上考慮しない。 

格納容器下

部での溶融

炉心の挙動

（落下及び

溶融プール） 

・デブリジェットと水のエントレインを計算 

エントレイン量：Ricou-Spalding モデル 

水との熱伝達：膜沸騰及び輻射熱伝達 

・格納容器下部床上に落下した溶融炉心（連続体及び粒子

状）の質量とエネルギは溶融プールに加算され瞬時に均

質化すると仮定 

・格納容器下部床全面に均一に広がると仮定 

・溶融プールは厚さ均一の平板を仮定，内部温度は１点で 

模擬 

・上部・下部・側部クラストを考慮し，下方及び側方への 

侵食を考慮 

・クラスト内の温度分布は崩壊熱を考慮して２次式で近似 

・侵食したコンクリートと炉心溶融物との混合割合から液 

化・固化温度を評価 

・炉心材及びコンクリートの化学組成の化学平衡計算に基 

づき非凝縮性ガス（水素，一酸化炭素，二酸化炭素）の 

発生を評価 

原子炉格納

容器下部で

の溶融炉心

の挙動（溶融

プールの伝

熱） 

・上部クラストから上部水プールへは Kutateladze の熱伝 

達相関式を考慮 

・内部の溶融物から上部・下部・側部クラストは対流熱伝 

達を考慮 
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表 3.3-1 MAAP コードのモデル一覧 (5/5) 

項目 計算モデル 

溶融炉心の

挙動モデル 

（つづき） 

原子炉格納

容器下部で

の溶融炉心

の挙動（コン

クリート侵

食） 

・コンクリート温度は，深さ方向に準定常の 1 次元の熱伝 

導方程式により温度分布を持つと仮定 

・コンクリート温度がコンクリート融解温度を超えると侵 

食開始。その際，コンクリート融解熱及び化学反応熱の 

発生を考慮。 

・コンクリートから放出されるガス（水蒸気及び二酸化炭 

素）は直ちに溶融プールに侵入すると仮定し，溶融プー 

ル中の金属との酸化反応を考慮 

・コンクリートのスラグも溶融プールに侵入し，ウラン・ 

ジルコニウム等と混合すると仮定 

FP 挙動モデ

ル 

FP 放出 ・FP は炉心温度に対する放出速度の相違に基づき 12 グル 

ープに分類し，各 FP グループの質量保存を考慮 

・溶融炉心・コンクリート相互作用に伴う FP 放出を模擬 

遷移・輸送 ・原子炉圧力容器及び格納容器内の FP 形態は各グループ 

に対し，ガス状，エアロゾル状，沈着を考慮（希ガスは 

ガス状のみ）。また，水中及び溶融炉心内の FP を考慮 

・気相及び液相中の FP の輸送は，熱水力計算から求めら 

れる体積流量から FP 輸送量を計算 

・FP がガスとエアロゾルの場合は，気体の流れに乗って 

 移動 

・溶融炉心内に残存する FP は溶融炉心と共に移動 

・水中の FP は区画間の水の流れと共に移動 

・格納容器及び原子炉圧力容器内での気体，エアロゾル 

及び構造表面上（沈着）の状態間の遷移を模擬 

・エアロゾルの沈着は，重力沈降，拡散泳動，熱泳動，慣 

性衝突，FP ガス凝縮，FP ガス再蒸発を模擬。沈着した 

エアロゾルの再浮遊は考慮していない 

崩壊熱 ・崩壊熱は各位置の FP 量に応じて分配され，各エネルギ 

保存式に考慮 

・FP 崩壊による発生エネルギは崩壊熱データで考慮 
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表 3.3-2 MAAP コードの FP の核種グループ 

グループ 代表核種 説明 

1 希ガス 希ガス（Xe，Kr） 

2 CsI CsI 及び RbI。よう素は全てアルカリ FP と結合すると仮定。
また，セシウムがほとんどであるため，CsI の物性を用いる。 

3 TeO2 酸化テルル（TeO2）。炉心内に放出されたテルルは直接 TeO2

となると仮定。原子炉圧力容器外で放出されたテルルは元素状
態にあると仮定するが，蒸気や酸素が存在する場合には酸化さ
れて TeO2になるものと仮定。 

4 SrO ストロンチウムは主として原子炉圧力容器外から元素状態で
放出されるが，格納容器内で酸化されて SrO になるものと仮
定。圧力容器内放出についても，酸化されて SrO になると仮
定。 

5 MoO2 二酸化モリブデン（MoO2）。モリブデンが主にコンクリート
接触時に放出されると考えられるためである。 

6 CsOH CsOH 及び RbOH を表す。これは，よう素と結合した後に放
出される Cs と Rb を表す。 

7 BaO 酸化バリウム（BaO）を表す。Ba は化学的周期性から，Sr と
同じような挙動を示す。 

8 La2O3 La を表す。La 類の全三二酸化物の化学的挙動は同様であるの
で一つのグループとする。これらは不揮発性であるが，原子炉
圧力容器内放出が許容されている。主として一酸化物の状態で
原子炉圧力容器外に放出されるが，原子炉格納容器内で更に酸
化する。 

9 CeO2 Ce の挙動は La と同様であるが，化学量及びガス分圧が異なる
ため，違うグループとしている。 

10 Sb アンチモンは元素の形態のまま原子炉圧力容器内及び原子炉
圧力容器外へ放出される。 

11 Te2 原子炉圧力容器外に放出された Te のうち酸化しないものは
Te2のままとする。 

12 UO2 ウラン及び超ウラン元素は特性が異なるため他の FP とは区別
してグループ化する。これらは原子炉圧力容器外のみに放出さ
れ，原子炉格納容器内で二酸化物になるものと仮定。 
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図 3.3-1 各ノード（領域）における物質ごとの質量及びエネルギバランス 

  

 

領域 i  

 物質 j  

質量:       

エネルギ:       

他の物質 

流入：              流出：              

熱伝達 

相変化 

化学反応 

機器・壁 

熱伝達 

崩壊熱 

入熱  
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図 3.3-2 MAAP ノード分割例（炉心モデル） 

  

シュラウド 

径方向 

炉心支持板 

下部タイプレート 

上部タイプレート 

出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 

高
さ
方
向
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図 3.3-3 炉心水位モデル 

  

水蒸気 及び 水素ガス 

水位 

燃料棒 

溶融炉心 

二相水位 

下部プレナム 

ZrO2 

Zr 

燃料ペレット 

チャンネルボックス 

出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 

シ
ュ
ラ
ウ
ド
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図 3.3-4 MAAP 原子炉圧力容器モデルの概要（BWR-5 の例） 

  

スタンドパイプ
と気水分離器

上部プレナム

下部プレナム

ＳＬＣ流

下部ダウンカマ

ＬＰＣＩ

ＨＰＣＳ
ＬＰＣＳ

上部ダウンカマ

炉心

ジェット
ポンプ

再循環
ループ

再循環ポンプ

ＦＷ，ＲＣＩＣ
代替注水系

ＲＣＩＣ
タービンへ

蒸気ドーム

Ｓ／Ｒ弁

主蒸気

ＣＲＤ流

ＣＲＤ 制御棒駆動装置
ＦＷ 給水系
ＬＰＣＩ 低圧注入系
ＬＰＣＳ 低圧炉心スプレイ
ＨＰＣＳ 高圧炉心スプレイ
ＲＣＩＣ 原子炉隔離冷却系
ＳＬＣ ほう酸水注入系
Ｓ／Ｒ弁 逃がし安全弁
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図 3.3-5 MAAP 原子炉圧力容器ノード分割図 

  

SRV 

蒸気 
ﾄﾞｰﾑ 

ｽﾀﾝﾄﾞﾊﾟｲﾌﾟ 
/ｾﾊﾟﾚｰﾀ 

上部 
ﾀﾞｳﾝｶﾏ 

上部 
ﾌﾟﾚﾅﾑ 

炉心 

下部ﾌﾟﾚﾅﾑ 

下部 
ﾀﾞｳﾝｶﾏ 

再循環 
ﾙｰﾌﾟ 

出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 

記号 

気体流路番号 

ﾋｰﾄｼﾝｸ表面番号 

ﾋｰﾄｼﾝｸ 

気体流路 

ﾋｰﾄｼﾝｸ－ﾉｰﾄﾞ 

間での熱伝達 
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図 3.3-6 MAAP ノード分割図（格納容器モデル：Mark-I 改の例） 

 

 

図 3.3-7 ジャンクションの接続関係 

Reactor Well

Pedestal
D/WD/W

Torus Room

R/B

W/Wベント

RPV

破損時の流路

V/B

                            ノード１ 

   

      ジャンクション   

    

 

 

                               ノード２ 
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図 3.3-8 炉心ヒートアップ・燃料溶融の模式図 
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炉心溶融開始直後の状態。炉心溶融は炉心径方向中心

から開始し，シュラウド側（径方向外側）の溶融は炉

心中央に比べて進展が遅い。 

 

   

 
 

代替注水系による損傷炉心冷却後の状態。損傷炉心の

冷却が行われているため，溶融プール状態のノードの

周囲に流路が閉塞した状態のノードが形成され，シュ

ラウド側（径方向外側）においても冷却されている。 

 

 
 

原子炉圧力容器破損後の状態。炉心支持板より上部に

燃料は存在せず，空洞となっている。 

 

 

図 3.3-9 炉心溶融進展における損傷炉心の形状の変化（例） 
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図 3.3-10 下部プレナムでの溶融炉心の概念 

 

 

 

 

図 3.3-11 格納容器下部への溶融炉心の落下の例（格納容器モデル：Mark-I 改の例） 

 

 

冷却水 

金属層 

クラスト 

ヒートシンク 

溶融プール 

粒子ベッド 

出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 

① 炉心からのリロケーション

により下部プレナムに移

行。冷却水との接触によ

り，エントレイン及び冷却

水の蒸発 

② 制御棒駆動機構ハウジン

グ溶接部の破損により，格

納容器下部への落下を開

始。破損口はアブレーショ

ンにより拡大 

③ 格納容器下部プール水と

の接触によりエントレイン 

④ 溶融炉心は格納容器下部

へ落下 

① 

 

② 

 

③ 

 
④ 

 



 

5-81 
 

 
 

図 3.3-12 原子炉格納容器下部における溶融炉心の挙動の概念 

 

 

 

 
 

図 3.3-13 溶融炉心の伝熱の概念 

 

 

冷却水

溶融炉心粒子化

原子炉圧力容器

水 粒子状
デブリベッド

溶融プール

クラスト

コンクリート

プール温度

プール融点

(放物分布)

境界温度

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 
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混合割合 

 

 

図 3.3-14 溶融プールの相変化の概念 

 

FP 輸送パス： 

１． 蒸気－エアロゾル（蒸発／凝縮） 

２． 蒸気－ドライ壁（蒸発／凝縮） 

３． エアロゾル－水（拡散泳動，重力沈降，熱泳動） 

４． エアロゾル－ドライ水平壁（重力沈降，熱泳動） 

５． エアロゾル－ドライ垂直壁（慣性衝突，熱泳動） 

６． 水－水没水平壁（溶解／沈着） 

 

 

図 3.3-15 格納容器内 FP 遷移モデル  

液体 

二相 

固体 

100％ 
ｺﾝｸﾘｰﾄｽﾗｸﾞ 

100％ 
UOx，ZrOx 

温 

度 

液化温度 TL 

固化温度 TS 

出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 

水没壁 
水没水平壁 

ドライ水平壁 

ドライ 

垂直壁 

エアロ 

ゾル 蒸気 

ドライ 

垂直壁 

水 

出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 
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3.4 ノード分割 

実機解析に用いるノード分割の考え方を表 3.4-1 に示す。 

炉心モデルは，R-Z の 2 次元モデルであり，各ノードの体積割合は燃料集合体単

位で設定している。径方向は輻射熱伝達により温度勾配が小さく分割数の影響は小

さいが，解析の安定性のため，各分割要素が断面積（体積）の差があまり大きくな

らないよう考慮している。軸方向の分割数は高さ方向の温度勾配がジルコニウム－

水反応の速度や炉心溶融挙動に影響するため 10 以上としている。 

原子炉圧力容器のノードは，蒸気ドーム，スタンドパイプと気水分離器，上部プ

レナム，ダウンカマ，下部プレナム等の原子炉圧力容器の構成要素ごとに分割され

た，コードプリセットの分割を用いている。 

原子炉格納容器は，壁などの物理区画を模擬したノードと吹き抜けや扉などの開

口部を模擬したジャンクションを組み合わせてモデル化し，同じ特徴を有する空間

を集約することを基本にして設定している。 

ノード分割の考え方は，BWR プラントに共通して適用するものである。 
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表 3.4-1 MAAP コードのノード分割の考え方 

項目 ノード分割の考え方 

炉心 径方向及び高さ方向にノード分割した，R-Z の 2 次元モデルである。径方向

は輻射熱伝達により温度勾配が小さく分割数の影響は小さいが，軸方向の分

割数は高さ方向の温度勾配がジルコニウム－水反応の速度や炉心溶融挙動

に影響するため 10 以上が推奨される。径方法の分割は任意であるが，各ノ

ードの体積割合は燃料集合体単位で設定し，解析の安定性のため，各分割要

素が断面積（体積）の差があまり大きくならないように設定することが推奨

されている。 

原子炉圧力

容器 

蒸気ドーム，スタンドパイプと気水分離器，上部プレナム，ダウンカマ，下

部プレナム等の原子炉圧力容器の構成要素ごとにノード分割される（コード

のプリセット）。このノード分割は，国内外の典型的な BWR プラントの原

子炉圧力容器を模擬したもので，コード内に設定されたプリセットのものと

なっており，各炉型に対して適用性を有する。 

原子炉格納

容器 

壁などの物理区画を模擬したノードと吹き抜けや扉などの開口部を模擬し

たジャンクションを組み合わせ，標準的には，格納容器内部を格納容器下部

（下部ドライウェル，ペデスタル），ドライウェル，ベント管，ウェットウ

ェルに分割される。 

このノード分割は，同じ特徴を有する空間を集約することを基本として，壁

や床によって囲われた領域をノード（区画）として設定し，同じ特徴を有す

る空間では物理パラメータも同等となるため，緩やか又は長期的な応答を模

擬することができ，各ノード間の接続条件を適切に与えることによって，格

納容器の型式によらず適用性を有する。 
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3.5 入出力 

MAAP コードへの入力情報は，別紙１に示すとおりである。 

主要な入出力は，図 3.5-1 に示すとおりであり，入力は， 

① 燃料質量，被覆管質量等 

② 核分裂生成物質量等 

③ 原子炉圧力容器圧力・温度，格納容器圧力・温度等の初期条件 

④ 原子炉圧力容器内の形状等 

⑤ 工学的安全設備，格納容器スプレイの特性等 

⑥ 格納容器内の区画形状，格納容器内の区画間の形状等 

⑦ 格納容器内のヒートシンクの材質・形状等 

⑧ 起因事象，緩和設備等の情報等 

を与え，これらに基づきプラント全体の過渡解析を実施し，以下の出力を得る。 

① 原子炉圧力容器圧力 

② 原子炉圧力容器水位 

③ 格納容器内圧力 

④ 格納容器雰囲気温度 

⑤ 格納容器内水素濃度 

⑥ 格納容器内水量 

⑦ コンクリート侵食深さ等 

なお，上に示した入力情報のうち，核分裂生成物質量については核種生成崩壊計

算コードにより求められたデータを初期値として用いる。この値は，炉心内蔵量を

保守的に与えるため，1 サイクル 13 ヶ月(395 日)に余裕をみて 1 サイクル 1 万時間

(416 日)の燃焼期間を仮定し、平衡炉心の燃料装荷体数の割合に基づいた条件で評価

されたものである。 

これらの入力作成の流れを図 3.5-2 に示す。 
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図 3.5-1 MAAP の入出力 

  

 

MAAP コード 

(シビアアクシデント時の 

プラント挙動解析) 

主要な入力 

 燃料質量，被覆管質量

等 

 核分裂生成物質量等 

 原子炉圧力容器圧力・

温度，格納容器圧力・

温度等の初期条件 

 原子炉圧力容器内の形

状等 

 工学的安全設備，格納

容器スプレイの特性等 

 格納容器内の区画形

状，格納容器内の区画

間の形状等 

 格納容器内のヒートシ

ンクの材質・形状等 

 起因事象，緩和設備等

の情報等 

主要な出力 

 原子炉圧力容器圧力 

 原子炉圧力容器水位 

 格納容器内圧力 

 格納容器雰囲気温度 

 格納容器内水素濃度 

 格納容器内水量 

 コンクリート侵食深

さ等 
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図 3.5-2 前処理コードによる MAAP 入力作成の流れ 

 

核種生成崩壊計算コード 

（ＯＲＩＧＥＮ） 

（ＦＰデータ） 

核分裂生成物質量 

 

ＭＡＡＰ 

原子炉圧力容器圧力 

原子炉圧力容器水位 

格納容器内圧力 

格納容器雰囲気温度 

格納容器内水素濃度 

格納容器内水量 

コンクリート侵食深さ等 

（燃料質量，被覆管質量等） 

（原子炉圧力容器圧力・温度， 

格納容器圧力・温度等の初期条件） 

（原子炉圧力容器内の形状等） 

（工学的安全設備， 

格納容器スプレイの特性等） 

（格納容器内の区画形状， 

格納容器内の区画間の形状等） 

（格納容器内のヒートシンクの 

材質・形状等） 

（起因事象，緩和設備等の情報等） 
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4. 妥当性確認 

4.1 妥当性確認方法 

2.3 において分類した重要現象の妥当性確認方法を以下に記載する。各重要現象の

妥当性確認においては，事故解析あるいは実験解析によって確認することを基本と

するが，機器や設備の性能に基づいて物理現象の特性を与えているため，妥当性確

認が不要となるものがある。 

 

2 章では「原子炉圧力容器破損後の高圧溶融物放出」及び「格納容器雰囲気直接加

熱」を重要現象として抽出していないものの，その発生を防止するという観点から

は，事象進展に影響する各モデルの不確かさに基づいた総合的な判断が必要なこと

から，添付 1 において不確かさの分析及び感度解析による影響評価をまとめる。 

また，「原子炉圧力容器外の溶融燃料－冷却材相互作用（FCI）」及び「溶融炉心・

コンクリート相互作用（MCCI）」については，国内外において現象の解明や評価に

関する多くの活動が行われてきているが，現在においても研究段階にあり，不確か

さが大きい現象であると言えることから，添付 2 及び添付 3 において，知見の整理，

不確かさの分析及び感度解析による影響評価をまとめる。 

 

4.1.1 崩壊熱［炉心（核）］ 

重要現象に分類された物理現象のうち崩壊熱は，信頼性の高いモデルと現実的な

条件を用いて評価された最確値をもとに，事象発生後の原子炉出力変化として計算

される。このため，MAAP コードにおける崩壊熱の妥当性確認は不要であると考え

られる。 

 

4.1.2 沸騰・ボイド率変化，気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

炉心の「沸騰・ボイド率変化」及び「気液分離（水位変化）・対向流」については，

原子炉圧力容器内水位に関係する現象である。MAAP コードの炉心水位（二相水位）

は，3.3.2(4)で述べたモデルによって計算される。上部プレナム領域についても同様

にドリフトフラックスモデルによるボイド率から二相水位が計算され，炉心水位と

合わせて原子炉圧力容器内水位として計算される。 

炉心損傷防止対策の事故シーケンスにおいては，対象とする原子炉水位といった

原子炉圧力容器内挙動は SAFER コードによって評価されており，MAAP コードは

格納容器内挙動の評価のみに用いられているが，格納容器破損防止対策の事故シー

ケンスにおいては，MAAP コードによって，原子炉圧力容器内挙動を含めた全体挙

動を評価している。原子炉水位は炉心冷却状態及び炉心溶融進展への影響が考えら

れるため，原子炉水位について SAFER コードと比較を行い，不確かさを確認する

（4.3.1 参照）。 
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4.1.3 冷却材放出（臨界流・差圧流）［圧力容器］ 

原子炉圧力容器と格納容器との間の流れとなる，LOCA 破断口からの臨界流によ

る流量については，3.3.3(3)で述べたとおり，保守的なモデルを用いている。逃がし

安全弁からの流量については，3.3.5(3)で述べたとおり，設計値に基づいて流量が計

算される。差圧流については一般的なモデルが用いられていることから解析モデル

としての不確かさは小さく，MAAP コードにおける「冷却材放出（臨界流・差圧流）」

の妥当性確認は不要であると考えられる。 

 

4.1.4 格納容器各領域間の流動，構造材との熱伝達及び内部熱伝導，気液界面の熱伝達，

格納容器ベント［格納容器］ 

「格納容器各領域間の流動」，「構造材との熱伝達及び内部熱伝導」，「気液界面の

熱伝達」は，HDR実験に対するベンチマーク解析により妥当性の確認を行う。あわ

せて，「格納容器各領域間の流動」，「構造材との熱伝達及び内部熱伝導」は，CSTF

実験に対するベンチマーク解析によって妥当性の確認を行う。「格納容器ベント」に

関しては，3.3.4(2)で述べたとおり，「格納容器各領域間の流動」と同様の計算方法

が用いられており，「格納容器各領域間の流動」の妥当性の確認に含まれる。なお，

「構造材との熱伝達及び内部熱伝導」に関しては，直接的データが得られていない

ため，格納容器圧力や温度の過渡挙動を模擬した実験との比較から，所定の入熱が

あった場合の構造材への熱伝達及び内部熱伝導による放熱計算に関する考察を行う

ものとする（4.2.3及び4.2.4参照）。 

 

4.1.5 ECCS注水（給水系・代替注水設備含む）［圧力容器］，スプレイ冷却，サプレッ

ション・プール冷却［格納容器］ 

ECCS及びスプレイ注入特性は，設計値に基づいて，作動圧力及びポンプの圧力－

流量特性を入力値として与えている。スプレイによる格納容器気相部の冷却に関し

ては，液滴径を入力し，液滴と気相部の界面熱伝達により気相部が冷却されるモデ

ルが採用されている。液滴は質量に対して伝熱面積が大きいことより，スプレイさ

れた水は気相部温度と等しくなって液相に落下する。スプレイの水滴温度が比較的

短時間に周囲の雰囲気温度と平衡状態となることは良く知られているところであり，

伝熱モデルの不確かさによる結果への影響は無いと考えられる。よって，「ECCS

注水（給水系・代替注水設備含む）」，「スプレイ冷却」の妥当性確認は不要であ

ると考えられる。「サプレッション・プール冷却」においても，設計値に基づいて，

ポンプ流量及び除熱量を入力値として与えており，妥当性確認は不要であると考え

られる。 
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4.1.6 燃料被覆管酸化［炉心（燃料）］，放射線水分解等による水素・酸素発生［格納容

器］［圧力容器(炉心損傷後)］ 

炉心内の金属－水反応による水素発生量は，TMI事故に対するベンチマーク解析

により妥当性の確認を行う。水の放射線分解による水素及び酸素の発生量は，コー

ド内にモデルを備えていないため，崩壊熱を用いた評価としており，妥当性確認は

不要である。 

 

4.1.7 炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管変形［炉

心（燃料）］），リロケーション，構造材との熱伝達及び下部プレナムでの溶融炉

心の熱伝達［圧力容器(炉心損傷後)］ 

MAAP コードの炉心ヒートアップモデルについては，TMI 事故に対するベンチマ

ーク解析及び CORA 実験に対するベンチマーク解析により，構造材との熱伝達及び

下部プレナムでの溶融炉心伝熱モデルについては，TMI 事故に対するベンチマーク

解析により妥当性の確認を行う。 

TMI 事故では炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被

覆管酸化，燃料被覆管変形），構造材との熱伝達及び下部プレナムでの溶融炉心の熱

伝達を直接示す測定値は無いものの，それらの挙動が間接的に影響する 1 次系及び

2 次系の挙動や，事故後の調査研究で各時刻の溶融進展状況が推定されており，そ

れら調査結果との比較により本モデルの妥当性が確認できると考えられる（4.2.1 参

照）。 

TMI 事故は原子炉容器破損前に事象終息していること，炉心溶融時の実機の挙動

に関しては，現段階では十分な知見が得られていない状況であり，不確かさが大き

いと考えられることから，感度解析による影響の把握を行う（4.3.2，4.3.3，4.3.5

参照）。 

 

4.1.8 原子炉圧力容器破損［圧力容器(炉心損傷後)］ 

原子炉圧力容器破損挙動を溶融炉心挙動と合わせて実験した例は無いため，実験

解析により直接的に妥当性評価を行うことは出来ない。以下のように，MAAPコー

ドの原子炉圧力容器破損モデルはTMI事故の知見に基づき開発されており，妥当性

評価は不要と考えられる。 

TMI事故では，溶融炉心が下部プレナムへ落下したものの，原子炉圧力容器と溶

融炉心のギャップに水が浸入することで原子炉圧力容器壁を冷却できたと推定され

ている。MAAPではTMI事故の調査研究や溶融炉心から原子炉圧力容器壁への伝熱

挙動を模擬した実験に基づいて，原子炉圧力容器壁への伝熱挙動をモデル化してい

る。また，原子炉圧力容器の破損形態として，原子炉圧力容器のクリープ破損及び

制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損等が考慮されている。原子炉圧力容器破損



 

5-91 

 

モデルは，工学分野でクリープ破損評価に広く使用されるLarson-Millerパラメータ

手法に基づくものであり，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損は単純な熱伝導

問題であり，これらモデルにはある程度の妥当性があるものと推測される。しかし

ながら，現象自体が持つ不確かさもあることを踏まえ，不確かさの整理を行うとと

もに，感度解析による影響の確認を行う。（4.3.6参照） 

 

4.1.9 原子炉圧力容器内FP挙動［圧力容器(炉心損傷後)］，原子炉格納容器内FP挙動［格

納容器(炉心損傷後)］ 

炉心からのFP放出モデルについては，これまでに実験や検討がなされてきており，

MAAPではその知見に基づくFP放出モデルが採用されている。燃料から原子炉圧力

容器及び原子炉圧力容器から原子炉格納容器へ放出されるFP挙動について

PHEBUS-FP実験のベンチマーク解析によって妥当性を確認する（4.2.7参照）。ま

た，格納容器内に放出されたエアロゾル挙動についてABCOVE実験のベンチマーク

によって妥当性を確認する（4.2.8参照）。 

 

4.1.10 原子炉圧力容器内FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［圧力容器(炉心損

傷後)］ 

溶融炉心の細粒化及び粒子状デブリから水への熱伝達については，溶融物の粘性

や冷却材条件に違いはあるものの，幅広く個別効果試験が実施されてきた。それら

の知見をもとにMAAPのモデルは構成されているので，妥当性評価は不要と考えら

れる。また，原子炉圧力容器内FCIにより生じる圧力スパイクについては，専門家

間では原子炉冷却材圧力バウンダリや格納容器の破損に対する脅威とはならないと

考えられている。 

ただし，高圧溶融物放出を防止する観点から，原子炉圧力容器内FCIによる原子炉

圧力上昇は原子炉圧力容器破損とあいまって，有効性の確認に影響するものと考え

られることから，原子炉圧力容器内FCIに関する現象について，知見の整理，不確

かさの分析及び感度解析による影響評価を添付2にまとめており，概要を4.3.4に示

す。 

 

4.1.11 原子炉圧力容器外FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［格納容器(炉心損

傷後)］ 

原子炉圧力容器外FCIに関する現象について，知見の整理，不確かさの分析及び

感度解析による影響評価を行ったものを添付2にまとめており，概要を4.3.7に示す。 
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4.1.12 格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり，溶融炉心と格納容器下部プール水との

伝熱，溶融炉心とコンクリートの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生

［格納容器(炉心損傷後)］ 

「格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり」，「溶融炉心と格納容器下部プール水

との伝熱」，「溶融炉心とコンクリートの伝熱」及び「コンクリート分解及び非凝縮

性ガス発生」を含めたMCCIに関する現象について，知見の整理，不確かさの分析

及び感度解析による影響評価を行ったものを添付3にまとめており，概要を4.3.8に

示す。また，「溶融炉心とコンクリートの伝熱」，「コンクリート分解及び非凝縮性ガ

ス発生」については，ACE実験及びSURC-4実験に対するベンチマーク解析によっ

ても妥当性の確認を行う（4.2.5及び4.2.6参照）。 
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表 4.1-1 重要現象に対する妥当性確認方法 (1/2) 

物理 

現象 
重要現象 

妥当性確認方法 

TMI 

事故 

CORA 

実験 

HDR 

実験 

CSTF 

実験 

ACE 

実験 

SURC-4 

実験 

PHEBUS 

-FP 実験 

ABCOVE 

実験 
感度解析 その他＊ 

炉心(核) 崩壊熱 － － － － － － － － － 4.1.1 

炉心 

(燃料) 

燃料棒内温度変化 

図 4.2-1 

図 4.2-2 

図 4.2-4 

図 4.2-9 

～ 

図4.2-16 

－ － － － － － 

4.3.2 

－ 

燃料棒表面熱伝達 － － － － － － － 

燃料被覆管変形 － － － － － － － 

燃料被覆管酸化 － － － － － － － 

炉心 

(熱流動) 

沸騰・ボイド率変化 － － － － － － － － 
4.3.1 

－ 

気液分離（水位変化）・対向流 － － － － － － － － － 

原子炉 

圧力 

容器 

冷却材放出（臨界流・差圧流） － － － － － － － － － 4.1.3 

ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む） － － － － － － － － － 4.1.5 

原子炉 

格納 

容器 

格納容器各領域間の流動 － － 
図4.2-19 

図4.2-26 

図4.2-27 

図 4.2-31 

図 4.2-32 

図 4.2-33 

－ － － － － － 

構造材との熱伝達及び内部熱伝導 － － － － － － － － 

気液界面の熱伝達 － － － － － － － － － 

スプレイ冷却 － － － － － － － － － 4.1.5 

放射線水分解等による水素・酸素発生 － － － － － － － － － 4.1.6 

格納容器ベント － － － － － － － － － 4.1.4 

サプレッション・プール冷却 － － － － － － － － － 4.1.5 

＊ 4.1 で示した理由により妥当性確認が不要と考えられる現象  
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表 4.1-1 重要現象に対する妥当性確認方法 (2/2) 

物理 

現象 
重要現象 

妥当性確認方法 

TMI 

事故 

CORA 

実験 

HDR 

実験 

CSTF 

実験 

ACE 

実験 

SURC-4 

実験 

PHEBUS 

-FP 実験 

ABCOVE 

実験 
感度解析 その他＊ 

原子炉 

圧力 

容器 

(炉心 

損傷後) 

リロケーション 図 4.2-2 

図 4.2-4 

－ － － － － － － 
4.3.3 

－ 

構造材との熱伝達 － － － － － － － － 

原子炉圧力容器内 FCI(溶融炉心細粒化) － － － － － － － － 
4.3.4 

－ 

原子炉圧力容器内 FCI(デブリ粒子熱伝達) － － － － － － － － － 

下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達 図 4.2-3 － － － － － － － 4.3.5 － 

原子炉圧力容器破損 － － － － － － － － 4.3.6 － 

放射線水分解等による水素・酸素発生 図 4.2-1 － － － － － － － － 4.1.6 

原子炉圧力容器内 FP 挙動 － － － － － － 図 4.2-53 

図 4.2-54 

－ － － 

原子炉 

格納 

容器 

(炉心 

損傷後) 

原子炉格納容器内 FP 挙動 － － － － － － 図 4.2-58 － － 

原子炉圧力容器外 FCI(溶融炉心細粒化) － － － － － － － － 
4.3.7 

－ 

原子炉圧力容器外 FCI(デブリ粒子熱伝達) － － － － － － － － － 

格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり － － － － － － － － 

4.3.8 

－ 

溶融炉心と格納容器下部ﾌﾟｰﾙ水との伝熱 － － － － － － － － － 

溶融炉心とｺﾝｸﾘｰﾄの伝熱 － － － － 図 4.2-36 

図 4.2-37 

図 4.2-38 

図 4.2-40 
－ － － 

ｺﾝｸﾘｰﾄ分解及び非凝縮性ｶﾞｽ発生 － － － － － － － 

＊ 4.1 で示した理由により妥当性確認が不要と考えられる現象 
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4.2 妥当性確認（事故解析及び実験解析） 

4.2.1 TMI事故解析 

(1) 事故の概要 

TMI事故は，大きく 4つのフェーズに分けることができる[10]。フェーズ 1は，事

故発生から全ての１次冷却材ポンプが停止するまでの過程であり，事故発生 0～100

分後に相当する。フェーズ 2は，全ての 1次冷却材ポンプが停止し，その後最初の 1

次冷却材ポンプ 2B が起動するまでの過程であり，事故発生 100～174分後に相当す

る。このフェーズでは，1次冷却材のボイルオフによって，炉心露出，ヒートアップ，

さらには炉心損傷が生じた。フェーズ 3は，１次冷却材ポンプ 2Bの起動から，高圧

注入系が作動するまでの過程であり，事故発生 174～200分後に相当する。1次冷却

材ポンプ 2Bの起動によって炉心は一時的に冷却されるが，その後ヒートアップ及び

炉心損傷は継続したと考えられる。フェーズ 4は，高圧注入系が作動した事故発生

200分後以降であり，炉心が再冠水するとともに溶融炉心が下部プレナムに落下する

ことで冷却可能形状に至ったと考えられる。 

 

(2) 解析条件 

解析では，TMI-2のプラント形状，システム挙動及び初期状態を入力として与え

る。ノード分割については，炉心を R-Z系の 2次元でモデル化し，径方向には 4分

割，軸方向には 16分割する。１次系及び蒸気発生器は，貫流型蒸気発生器の冷却ル

ープを模擬したコード内蔵のノード分割が採用されている。 

境界条件としては，2次系のデータとして蒸気発生器水位，高圧注入系からの注入

流量に加え，運転員の操作に関する入力として加圧器逃がし弁及び主蒸気隔離弁の

開閉操作並びに１次冷却材ポンプの運転の時刻を与える。 

 

(3) 解析結果 

水素発生量の解析結果を図 4.2-1に示す。MAAPによる解析では，水素発生が事

故発生約 145分後に開始し，事故発生約 185分後まで急激に増加する。その後，水

素発生は事故発生約 230分後まで継続し，この間に発生する水素量は合計で約 510kg

（約 1,125lb）である。 

事故発生約 220分後における炉心状態の解析結果を図 4.2-2に示す。炉心の外周部

は下から 8番目のノードにおいて固体クラストが形成され，この 6分後（事故初期

から 226分後）に固体クラストが破損し，溶融炉心が下部プレナムへ流出する。解

析では下部プレナムに流出した溶融炉心は約 25,000kg である。 

原子炉容器壁温の解析結果を図 4.2-3に示す。溶融炉心が下部プレナムに流入する

と，最初は堆積した溶融炉心により原子炉容器壁が加熱される。一時的に約 1,200℃

（約 2,200°F）まで急上昇し，その熱により原子炉容器壁がクリープ変形すること
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で溶融炉心と原子炉容器壁との間にギャップが生じ成長する。その結果，ギャップ

に水が浸入し壁面が冷却される。  

 

(4) 重要現象に関する不確かさの評価 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づい

てMAAPの不確かさを評価する。 

 

a）燃料被覆管酸化，放射線水分解等による水素・酸素発生 

TMI事故の分析では，約139分で水素の発生が開始し，ジルコニウム－水反応に

よる水素発生率が約175分の時点で最大となった。約203分で炉心が冠水した以降

は再露出することは無いが，クラスト内部の溶融炉心領域の温度は上昇しており，

約224分で溶融炉心が下部プレナムに移行するまで水素が発生したと分析されて

いる。全水素発生量は499～544kg（1,100～1,200lb）であったと分析されている。

TMI事故の分析とMAAPコード解析の水素挙動の比較を表4.2-1に示す。 

このように，MAAPによる解析で得られた水素発生期間及び水素発生量は，と

もにTMI事故の分析結果と良く一致している。したがって，MAAPは放射線水分

解等による水素・酸素発生及び燃料被覆管酸化に関して適切なモデルを有してい

ると判断できる。なお，酸素生成については，MAAPによる解析において直接的

に考慮されないが，格納容器の水素・酸素濃度を評価するにあたっては，MAAP

による事象進展解析に加えて，格納容器の初期酸素濃度，水の放射線分解によっ

て発生する酸素を適切に考慮している。 

 

b） 燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管変形，リロケーション，構造

材との熱伝達及び下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達 

TMI事故の分析より得られた事故発生約220分後の炉心状態を図4.2-4に示す。図

4.2-2に示したMAAPによる解析結果と比較すると，軸方向位置に若干の相違はあ

るものの，炉心上部の空隙，デブリベッド，クラスト，溶融プール及び非破損領

域の状態は良く一致している。 

TMI事故で観察された下部プレナムへ流出した溶融炉心は、約19,000kgであり，

MAAPによる解析結果と比較すると，MAAPの解析結果（約25,000kg）はやや多

めの評価となっているが同等である。 

また，原子炉容器壁温について考察すると，TMI-2 vessel inspection project[11]

の分析では，炉心出口温度の急上昇による警報発信及び中性子源領域中性子検出

器の指示値の急上昇から，事故発生約224分後に溶融炉心の下部プレナムへの流入

が開始し，ECCSによる注入水等で約20分以内に冷却されたとされている。図4.2-3

に示したMAAPによる原子炉容器壁温の解析結果は，事故発生約224分後で急上昇
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し，事故発生約240分後に低下することから，TMI事故の分析結果と一致している。

また，原子炉容器壁温の最大値は，ステンレス鋼の融点（約1,350℃）より低い約

1,200℃であり，原子炉容器に損傷がなかったという事実と整合している。 

このように，MAAPによる解析で得られた炉心状態及び原子炉容器壁温は，TMI

事故の分析結果との比較から，妥当であると考えられる。したがって，MAAPは

炉心ヒートアップに関連する燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管

変形，リロケーション，構造材との熱伝達及び下部プレナムでの溶融炉心の熱伝

達に関して，適切なモデルを有していると判断できる。 
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表 4.2-1 水素挙動の比較 

水素挙動の比較項目 TMI事故の分析 MAAPコード解析 

水素発生開始時刻 139分 145分 

水素発生期間 139～224※分 145～230分 

全水素発生量 
1,100～1,200lb. 

499～544kg 

1,125lb. 

510kg 

※ 推定時間。224分まで溶融固化領域は温度上昇しているため。 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-1 TMI事故の解析結果（水素発生量） 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-2 TMI事故の解析結果（事故発生約 220分後の炉心状態） 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-3 TMI事故の解析結果（原子炉容器壁温） 
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図 4.2-4 TMI事故の炉心溶融状況の分析結果（事故発生約 220分後）[12] 
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4.2.2 CORA 実験解析 

(1) 実験の概要 

CORA 実験[13]は，シビアアクシデント条件下での燃料集合体の損傷・溶融進展を把

握するために，国際的な協力の枠組みの中で，独カールスルーエ研究センター(KIT，

旧 FZK)にて実施された。 

図 4.2-5 に CORA 実験装置の概要を示す。CORA 実験では，軽水炉の燃料バンドル

を模擬し，燃料をヒーターによって電気加熱し，水蒸気とアルゴンガスの混合物を注

入することによって，燃料の溶融進展挙動を模擬することができる。CORA-16，

CORA-17 及び CORA-18 では，BWR の燃料集合体を模擬した試験が行われており，

バンドルの材質と主要な形状を表 4.2-2 に示す。CORA-16 実験は，燃料，燃料被覆管，

制御棒(B4C)及びチャンネルボックスを配置し，BWRの炉心を模擬している。CORA-17

実験は，CORA-16 実験をベースケースとしてクエンチさせたケース，CORA-18 実験

は，バンドルサイズを大きくしたケースである。 

 

(2) 解析条件 

CORA実験装置に対応するベンチマーク解析のノ-ド分割を図4.2-6に示す。炉心は，

燃料，燃料被覆管，チャンネルボックス，制御棒及び流体(アルゴン，水蒸気及び水素)

によって構成される。炉心は 2 つの径方向リングに分割され，各々のリングは軸方向

に分割され，下から下部非燃料域，10 ノードの燃料有効部及び 2 ノードの上部非燃料

域となっている。ノード間においては，軸方向の熱伝導，対流，リロケーション及び

輻射が考慮され，最外周のリングでは，シュラウドへの輻射が考慮される。燃料バン

ドルの底部からアルゴンと水蒸気の混合ガスを注入し，燃料バンドルがヒートアップ

によって，燃料棒が急速に酸化し 2,100K から 2,300K になるまで，燃料棒ヒーターへ

の出力を直線的に増加させる。 

 

(3) 解析結果 

CORA 実験のケース CORA-16，CORA-17 及び CORA-18 に対するベンチマーク解

析の結果を以下に述べる。 

 

CORA-16 実験 

CORA-16 実験のバンドルの配置を図 4.2-7 に示す。この実験は制御棒中の B4C と

ステンレス及び制御棒のステンレスとチャンネルボックスの Zrの反応を確認する目的

で実施された。バンドル中には 12 本の加熱燃料棒及び 6 本の非加熱燃料棒，ステンレ

ス中の B4C 及び燃料棒を取り囲むチャネルボックスで構成される。 

図 4.2-9 から図 4.2-12 に燃料被覆管の温度変化，チャンネルボックスの温度変化及

び制御棒の温度変化をそれぞれ示す。 
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燃料被覆管の温度は，約 1,800K における Zr の酸化によって 1,100 秒付近において

急上昇する。加熱が停止されるまでの間，測定値に比べて，800K 程度高い解析結果と

なっているが，測定温度が低くなっている理由として，短い予熱時間や測定誤差によ

る可能性が考えられる。加熱燃料棒，非加熱燃料棒共に同様の傾向を示している。 

近接する制御棒と反応しているチャンネルボックスの温度の比較は，概ね一致して

いる。制御棒の温度は，1,100 秒付近において溶融し，リロケーションするまで，解析

結果は高い値を示しているが，これは，比較的低温な上部プレナム構造物への輻射熱

伝達と，のぞき窓を介した対流熱伝達が模擬されていないためであると考えられる。 

 

CORA-17 実験 

CORA-17 実験は，CORA-16 の実験条件と同様であるが，損傷炉心のクエンチの効

果を確認する目的で実施された。実験開始後，2,000 秒から 2,125 秒まで，燃料棒をク

エンチタンク内で水没させている。 

図 4.2-13 に燃料被覆管の温度変化を示す。解析結果では，Zr の酸化反応によって

温度は急上昇している。解析結果のピークは高温の U-Zr-O 共晶物が上方のノードから

リロケーションしてきたことによる。1,500 秒から 1,800 秒において，解析結果は測定

結果よりも高い温度を示しているが，この期間においては，上のノードからのリロケ

ーションしてきた溶融物が熱電対に接触し，測定値に影響が出ているものと考えられ

る。なお，解析結果では，Zr は溶融し，バンドル底部にリロケーションしており，ク

エンチに付随した酸化による発熱は予測されていない。 

 

CORA-18 実験 

CORA-18 実験のバンドルの配置を図 4.2-8 に示す。バンドル中には 48 本の燃料棒

が配置されており，この実験は炉心溶融の進展過程におけるバンドルサイズの影響を

確認する目的で実施された。 

図 4.2-14 から図 4.2-16 に燃料被覆管の温度変化，チャンネルボックスの温度変化

及び制御棒の温度変化をそれぞれ示すが，全体的な温度挙動は，実験期間全体におい

て測定値とよく一致している。なお，実験ではバンドルの加熱割合や冷却材の流量と

いった境界条件に違いがあったものの，バンドルサイズの影響は直接的には確認でき

なかった。 

 

(4) 重要現象に関する不確かさの評価 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づいて

MAAP の不確かさを評価する。 

燃料被覆管，制御棒及びチャンネルボックスの温度変化については，図 4.2-9～図

4.2-16 に示すとおり，CORA-16 及び CORA-17 実験において，Zr の急激な酸化の開始
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から加熱を停止するまでの間，温度を高く評価しているものの，実機の体系により近

い CORA-18 実験においては，測定データと良く一致する解析結果が得られている。 

このように，MAAP による解析で得られた燃料被覆管の温度変化，チャンネルボック

スの温度変化及び制御棒の温度変化は，CORA 実験における測定データとの比較から

妥当であると考えられる。したがって，MAAP は燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝

達，燃料被覆管酸化及び燃料被覆管変形に関して，適切なモデルを有していると判断で

きる。 
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表 4.2-2 試験バンドルの材質と主要な形状 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

単位 バンドルデータ 

燃料 UO2質量 

ヒーター質量 

炉心 Zr 質量 

保温材 ZrO2質量 

制御棒 B4C 質量 

制御棒ステンレス質量 

非燃料域 Zr 質量 

非燃料域ステンレス質量 

シュラウド Zr 質量 

バンドル流路面積 

チャンネル 1 燃料棒数 

チャンネル 2 燃料棒数 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-5 CORA 実験装置概要 

  

スペーサー 

スペーサー 

シュラウド 

 

 

のぞき窓 

クエンチシリンダー 

アルゴン，水蒸気 

クエンチシリンダー 

移動機構 

スペーサー 

エレベーション (mm) 

電源接続部 

エレベーション

0-1000mm の 

間にヒーター 
シュラウド保温材 

加熱燃料棒終端 

非加熱燃料棒終端 

熱遮蔽 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-6 CORA 実験ベンチマーク解析 MAAP ノード分割 

ｸﾞﾘｯﾄﾞ ｴﾚﾍﾞｰｼｮﾝ 

(mm)   (mm) 

炉心ﾉｰﾄﾞ      ｼｭﾗｳﾄﾞ 冷却材 

径方向 リロケーション 

径方向 輻射 

軸方向 熱伝導/対流/ 

リロケーション 

燃料 

被覆管 

チャンネルボックス 

制御棒 

 

拡大図  

炉心ﾉｰﾄﾞ 2-11 & 15-24 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-7 CORA-16 実験 試験バンドル形状 

 

  

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-8 CORA-18 実験 試験バンドル形状 

チャンネルボックス 

シュラウド 

のぞき窓 

制御棒 

断熱材 燃料棒 

断熱材 

シュラウド 

のぞき窓 

チャンネルボックス 

制御棒 

非加熱燃料棒 

加熱燃料棒 

B4C 制御材 

B4C 制御材 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-9 CORA-16 実験 燃料被覆管温度変化 (加熱燃料棒：エレベーション 550mm) 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-10 CORA-16 実験 燃料被覆管温度変化 (非加熱燃料棒：エレベーション 550mm) 

時間（秒） 
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度
（

K
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温
度
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K
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解析結果 

測定データ(低温部) 

測定データ(高温部) 

CORA-16 実験結果 

解析結果 

測定データ(低温部) 

測定データ(高温部) 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-11 CORA-16 実験 チャンネルボックス温度変化 (エレベーション 550mm) 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-12 CORA-16 実験 制御棒温度変化 (エレベーション 550mm) 
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測定データ(高温部) 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-13 CORA-17 実験 燃料被覆管温度変化 (エレベーション 550mm) 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-14 CORA-18 実験 燃料被覆管温度変化 (エレベーション 550mm) 
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測定データ(加熱燃料棒) 

CORA-17 実験結果 

解析結果 

測定データ(高温部) 

測定データ(低温部) 

加熱停止 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-15 CORA-18 実験 チャンネルボックス温度変化 (エレベーション 550mm) 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-16 CORA-18 実験 制御棒温度変化 (エレベーション 550mm) 
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4.2.3 HDR 実験解析 

(1) 実験の概要 

HDR 実験[14][15]は，廃炉となったドイツのHDRで行われた実験であり，モデルの

妥当性確認に利用できる大規模実験データが取得されている。代表的な実験ケース

の一つである E11.2実験では，小破断 LOCAによる格納容器中への蒸気放出，それ

に続く水素及びヘリウムの放出並びに外部スプレイによる格納容器の冷却が模擬さ

れている。 

図 4.2-17には HDR の格納容器の概略を示すが，格納容器は高さ 60m，直径 20m

の円筒型である。また，比較的大きい自由空間を有するドーム部と，細かく区画化

された空間を特徴としている。ドーム部の自由空間は，全自由体積 11,400 m3のうち

5,000 m3を占める。また，格納容器内には，多数の流路で繋がった約 70の区画が存

在するが，支配的な流路は格納容器下層からドームへ向かう 1対の階段と設備シャ

フトと同定できる。また，格納容器圧力バウンダリは厚さ 17 mmのスチール・シェ

ルであり，シェルとコンクリート外壁には約 0.6 mの間隙がある。 

 

(2) 解析条件 

解析では，図 4.2-18 に示すとおり，29 ノード及び 44 ジャンクションを設定して

おり，破断想定位置から近い区画は個別に，離れた区画はまとめてモデル化してい

る。ドーム部は 2 ノードで，またシェルとコンクリート外壁の間隙は 3 ノードに分

割している。 

実験では，開始から約 750分の間，23.5m位置にある 1805室に約 2.1kg/s（最後

の約 1 時間は 1.1kg/s）の流量で水蒸気が注入される。水蒸気の注入終了の約 10 分

前から，水素及びヘリウムの混合ガスが同じ位置に約 30 分間注入される。さらに，

混合ガス注入後には，下方に位置する 1405室に水蒸気が約 3時間注入される。格納

容器は約 15分間自然冷却された後，外部スプレイにより冷却される。解析では，こ

れら一連の操作を境界条件として与える。 

 

(3) 解析結果 

格納容器圧力の解析結果を測定データと比較して図 4.2-19に示す。最初の水蒸気

注入期間（試験開始 0～41,400秒後）において，解析結果は測定データよりも速く

上昇し，また最大値は 228kPaと測定データの 203kPaに比べて高い。その後，水蒸

気流量を減少させガスを注入する期間（試験開始 41,400～46,200秒後）においては，

解析結果は測定データよりも速く減少する。2度目の水蒸気注入期間（試験開始

46,200～57,600秒後）では，期間を通じてMAAPは緩やかな圧力低下を正確に予測

している。外部スプレイ冷却期間（試験開始 58,500～71,400秒後）においては，解

析結果は測定データよりも速く減少する傾向を示している。 
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格納容器の圧力上昇速度は，図 4.2-20に示すようなエネルギ配分に依存する。表

4.2-3には最初の水蒸気注入が終了した時点（試験開始 41,400秒後）におけるエネ

ルギ配分の主な内訳を示すが，圧力上昇に寄与する雰囲気への配分は，注入された

水蒸気が保有するエネルギのわずか約 7%であり，残りの大部分はヒートシンクに吸

収される。したがって，圧力上昇を計算する上で，ヒートシンクへの熱伝達の観点

から温度成層の予測性が重要となる。 

図 4.2-21～図 4.2-23に，それぞれ 10m位置，階段横及び 0m位置における雰囲気

温度の解析結果を測定データと比較して示す。図 4.2-21及び図 4.2-22より，測定デ

ータでは，10mより低い位置においては最初の水蒸気注入の影響はほぼ認められな

いが，MAAPでは 10m位置における水蒸気注入の影響を大きく評価している。図

4.2-23より，0m位置においては，二度目の水蒸気注入までは雰囲気温度の上昇は見

られない。図 4.2-22における 16.5m位置においては，解析結果が測定データを下回

っており，測定データに比べて水蒸気注入の影響が及ぶ範囲をやや小さく評価して

いるものの，全体としては温度成層の様子を良く再現できている。図 4.2-24及び図

4.2-25に，それぞれドーム部及び蒸気発生器室の雰囲気温度の解析結果を測定デー

タと比較して示す。ドーム部の雰囲気温度はやや高めに評価されており，測定デー

タは水蒸気の飽和を示唆しているのに対し，解析結果は水蒸気の過熱を予測してい

る。これは，MAAPにおいて雰囲気からヒートシンクへの伝熱が過小に評価されて

いる可能性を示唆している。蒸気発生器室については，解析結果は総じて測定デー

タを良く再現できている。 

これらの解析結果より，圧力上昇を大きめに予測する原因として，系内のヒート

シンクを正確に模擬できていないことが考えられる。ヒートシンクの不確かさとし

てコンクリートの物性が考えられるが，図 4.2-19に示すとおり，コンクリートの熱

伝導率を 2倍にした解析結果は，測定データと良い一致を示している。 

図 4.2-26及び図 4.2-27には，それぞれドーム部上部及びドーム部下部の水素・ヘ

リウム混合ガス濃度の解析結果を示す。二度目の水蒸気注入の期間では，空気を多

く含むガスが格納容器下方から上方に向かい流れるが，ドーム部上部の混合ガス濃

度は高い状態を維持する。その後，外部スプレイが開始されると，ドーム部上部に

おいて水蒸気の凝縮が顕著になり，ドーム部下部から空気を多く含むガスが流入す

る。同時に，スプレイ冷却によってドーム部上部のガス密度が増加し，下方の区画

との間で循環が生じる。このため，約 65,000秒で変化の傾向が反転し，上部ドーム

の混合ガス濃度は低下を，ドーム部下部の混合ガス濃度は上昇を開始する。MAAP

による解析結果は，これら一連の変化挙動を良く再現できている。 

 

(4) 重要現象に関する不確かさの評価 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づい
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てMAAPの不確かさを評価する。 

HDR実験（E11.2実験）では，格納容器内に水蒸気及び非凝縮ガスを注入し，外

部スプレイを実施している。このため格納容器内のガスの移流挙動，外部スプレイ

による効果を含めたヒートシンク面の凝縮熱伝達挙動等の効果が現れる実験である。 

格納容器圧力及び温度については，図4.2-19及び図4.2-21～図4.2-25に示すとおり，

雰囲気からヒートシンクへの伝熱が過小に評価されている可能性が示唆されており，

それに起因して格納容器雰囲気温度を十数℃程度高めに，格納容器圧力を１割程度

高めに評価する傾向が確認されたが，縦長格納容器形状や水蒸気注入位置といった

実験体系に起因するものと考えられ，主要な傾向は再現できている。 

また，図4.2-26及び図4.2-27に示したドーム部上部及びドーム部下部の水素・ヘリ

ウム混合ガス濃度については，水蒸気及び混合ガス注入過程における混合ガス濃度

の変化挙動，外部スプレイ冷却後における循環流による混合挙動等，測定データと

良く一致する解析結果が得られている。 

このように，MAAPによる解析で得られた格納容器圧力及び温度並びに格納容器

内のガス濃度変化は，HDR実験における測定データとの比較から妥当であると考え

られる。したがって，MAAPは格納容器各領域間の流動，構造材との熱伝達及び内部

熱伝導及び気液界面の熱伝達に関して，適切なモデルを有していると判断できる。 
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表 4.2-3 HDR実験解析における主なエネルギ配分の内訳 

コンクリート壁 50.0% 

金属製設備 6.0% 

冷却コイル 15.0% 

シェルからの漏えい 12.9% 

凝縮液 8.3% 

雰囲気 7.3% 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

  



5-118 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-17 HDR の概略図 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-18 HDR 実験解析におけるノード分割 
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図 4.2-19 HDR実験の解析結果（格納容器圧力）[15] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-20 HDR 実験の解析結果（エネルギ配分）  
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-21 HDR実験の解析結果（10m位置の雰囲気温度） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-22 HDR実験の解析結果（階段横の雰囲気温度）  
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-23 HDR実験の解析結果（0m位置の雰囲気温度） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-24 HDR実験の解析結果（ドーム部の雰囲気温度） 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-25 HDR実験の解析結果（蒸気発生器室の雰囲気温度）  
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-26 HDR実験の解析結果（ドーム部上部混合ガス濃度） 

 

    

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

図 4.2-27 HDR実験の解析結果（ドーム部下部混合ガス濃度） 
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4.2.4 CSTF実験解析 

(1) 実験の概要 

CSTF実験[16]は，米国Hanford Engineering Developing Laboratoryにおいてアイ

スコンデンサ型格納容器を模擬した Containment Systems Test Facility（CSTF）実

験装置を用いて，原子力発電所におけるシビアアクシデント時の水素制御に関する研

究を行ったものである。この実験では，水素混合挙動や水素ポケット又は水素リッチ

な混合ガスの成層化の可能性を調査している。CSTF実験では，小破断 LOCA時の破

断口及び破損した加圧器逃がしタンクのラプチャ・ディスク経由の冷却材放出を想定

して，水素と水蒸気又はヘリウムと水蒸気の混合ガス放出を模擬している。窒素雰囲

気において水素が用いられた１つの実験を除いて水素の代わりにヘリウムが用いられ

た。 

CSTF実験装置の概要を図 4.2-28及び図 4.2-29に示す。高さ約 20.4m，外径約

7.6m，体積は約 850m3，160℃において 0.52MPaの設計圧力の圧力容器であり，

CSTF容器は下部と上部に分かれ，アイスコンデンサ下部扉と再循環ファンを模擬し

ている。また，異なった事故シナリオにおける水素の蓄積の可能性を調査するために，

強制対流が有る場合と無い場合の実験が実施された。 

 

(2) 解析条件 

ベンチマ-ク解析に用いたMAAPのノ-ド分割を図 4.2-30に示す。V3は上部区画

全体を模擬しており，遮へい壁と燃料取替キャビティより外側の下部区画を V1と V2

に分けている。V4は燃料交換キャビティである。 

ジャンクション J2 は，物理的な壁は無いが，ノード V1 とノード V2 を均等に分割

する流路である。ドアを持った 2 つの異なるジャンクション J3 と J1 をノード V1 と

V3の間，ノード V2と V3の間にそれぞれ配置することによってアイスコンデンサ下部

扉を模擬する。ジャンクション J4及び J7は，それぞれノード V4とノード V2，V1間

の漏えいパスを模擬している。ジャンクション J5及び J6は，それぞれノード V3とノ

ード V1，V2 間の強制対流のための再循環ファンの流路を模擬している。また，各区画

におけるヒートシンクは，構造材の厚さ，伝熱面積，構造物ごとの物性値を考慮してい

る。 

表 4.2-4に実験ケ-スの一覧を示す。HM-P1～P4は自然対流及び強制対流における

混合挙動を確認するための予備実験である。HM-1～5は小破断 LOCAによる水蒸気

と水素の放出を模擬し，HM-6～7は，加圧器逃がしタンクのラプチャ・ディスク破損

による水蒸気と水素の放出を模擬している。HM-1～2は再循環ファンの作動無しを想

定しており，HM-3～7は再循環ファンの作動有りを想定している。ベンチマ-ク解析

として，再循環ファンの作動の無いHM-1，HM-2及び窒素雰囲気に水素を注入した

HM-5の解析を示す。 
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(3) 解析結果 

CSTF実験のケ-ス HM-1，HM-2及び HM-5に対するベンチマ-ク解析の結果を

以下に述べる。 

 

HM-1実験 

この実験は，水平方向ジェットノズルによって小破断 LOCAを模擬しているが，再

循環ファンは考慮していないため，気相の混合に寄与するのは，ジェットノズルからの

注入による強制対流と自然対流のみである。下部区画のガス温度及びヘリウム濃度につ

いて，解析結果と実験デ-タの比較を図 4.2-31に示す。 

実験開始後の緩やかな温度の低下は，ヒートシンクの影響による。約 14分後に急激

な温度低下があるが，これは，アイスコンデンサ下部扉の開放によって，比較的温度

の高い下部区画と比較的温度の低い上部区画での自然対流によるものと考えられる。

混合ガスの注入の開始から注入完了までの温度上昇傾向はよく一致している。 

注入完了からの約 10 分間においては，解析結果のほうが急峻な低下を示しているが，

これは解析では下部区画から上部区画への自然循環流量を大きく評価しているためと

考えられる。全体としては，実験開始後の温度低下，アイスコンデンサ下部扉の開放

による急激な温度低下，注入開始による温度上昇，注入完了時のピーク温度及び完了

後の温度低下等，解析結果と実験データにおいて一連の挙動は良く一致している。ま

た，下部区画のヘリウムガス濃度に関しても解析結果は実験データと良い一致を示し

ている。 

 

HM-2実験 

この実験は，HM-1実験と同様に，水平方向ジェットノズルによって小破断 LOCAを

模擬し，再循環ファンは考慮しておらず，気相の混合に寄与するのは，ジェットノズル

からの注入による強制対流と自然対流のみである。HM-1実験との違いは，ジェットノ

ズルからの注入流量であり，ガス流量及び水蒸気流量共に約 2倍の質量流量となってい

る。下部区画のガス温度及びヘリウム濃度について，解析結果と実験デ-タの比較を図

4.2-32に示す。 

HM-1実験と同様に，混合ガス注入完了後の温度低下は，解析の方が実験より若干急

峻であるものの，実験開始後の温度低下，アイスコンデンサ下部扉の開放による急激な

温度低下，注入開始による温度上昇，注入完了時のピーク温度及び完了後の温度低下等，

解析結果と実験データにおいて一連の挙動は良く一致している。また，下部区画のヘリ

ウムガス濃度に関しても解析結果は実験デ-タと良い一致を示している。 

 

HM-5実験 

この実験では，水平方向ジェットノズルにより小破断 LOCAを想定して，実験開始前

に CSTF容器に空気の代わりに窒素を封入し，水素が注入されている。再循環ファン

が模擬されており，HM-1や HM-2と比較して再循環ファンによる強制対流も気相混
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合に寄与する。下部区画のガス温度及び下部区画の水素濃度について，解析結果と実験

デ-タの比較を図 4.2-33に示す。 

HM-1実験及びHM-2実験と同様に，実験開始後の温度低下，アイスコンデンサ下部

扉の開放による急激な温度低下，注入開始による温度上昇，注入完了時のピーク温度及

び完了後の温度低下等，解析結果と実験データにおいて一連の挙動は良く一致している。

また，下部区画の水素濃度に関しても解析結果は実験デ-タと良い一致を示している。 

 

(4) 重要現象に関する不確かさの評価 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づいて

MAAPの不確かさを評価する。 

CSTF 実験は，上部区画と下部区画で仕切られた区画を持つ格納容器の下部区画に水

平あるいは垂直ジェットにより水蒸気及び水素又はヘリウムを注入し，再循環ファンあ

るいはアイスコンデンサ扉による強制対流と自然対流による混合を確認した実験である。

HM-1 実験及び HM-2 実験は空気雰囲気に対し，ヘリウム及び水蒸気の水平方向ジェ

ットによる強制対流とアイスコンデンサ扉開放による自然対流を考慮し，HM-5 実験は

窒素雰囲気に対し，水素及び水蒸気の水平方向ジェットによる強制対流，アイスコンデ

ンサ扉開放による自然対流及び再循環ファンによる強制対流を考慮している。 

格納容器内のガス温度や非凝縮性ガスの濃度については，図 4.2-31～図 4.2-33に示す

とおり，すべての実験条件において，自然循環及び強制対流下で，測定データと良く一

致する解析結果が得られている。 

このように，MAAPによる解析で得られた格納容器温度及び非凝縮性ガスの濃度変化

は，CSTF 実験における測定データとの比較から妥当であると考えられる。したがって，

MAAPは格納容器各領域間の流動及び構造材との熱伝達及び内部熱伝導に関して，適切

なモデルを有していると判断できる。 
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表 4.2-4 CSTF水素混合実験 実験ケ-ス一覧 

 

 
 

※下線部は，ベンチマ-ク解析ケ-ス 出典：MAAP4User ’sManual,EPRI 

  

実験 

ケース 

雰囲気 

ガス 

再循環流量 
注入ガス 

組成 

予備試験 

高速ジェット試験（水平方向） 

高速ジェット試験（垂直方向） 

ガス流量 

（ヘリウム又は水素） 

下部区画 

ガス初期温度 
水蒸気流量 
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出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 
 

図 4.2-28 CSTF実験装置 
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出典：MAAP4 User ’s Manual, EPRI 

 
図 4.2-29 CSTF実験装置における空気再循環の詳細 
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出典：MAAP4User ’sManual,EPRI 
 

図 4.2-30 CSTF実験ベンチマ-ク解析 MAAPノ-ド分割 
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出典：MAAP4User ’sManual,EPRI 

 

図 4.2-31 CSTF実験ベンチマ-ク解析結果（ケ-スHM-1） 
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出典：MAAP4User ’sManual,EPRI 

 

図 4.2-32 CSTF実験ベンチマ-ク解析結果（ケ-スHM-2） 
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出典：MAAP4User ’sManual,EPRI 

 

図 4.2-33 CSTF実験ベンチマ-ク解析結果（ケ-スHM-5） 
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4.2.5 ACE実験解析 

(1) 実験の概要 

米国アルゴンヌ国立研究所で実施された ACE実験[17]では，MCCIの大規模な実験

が行われている。この試験の目的は，MCCI の熱水力学的及び化学的プロセスの調

査と，計算コードの開発及び妥当性確認に向けたデータベース拡充である。試験装

置の概要を図 4.2-34 に示す。試験装置は，8 枚の水冷式パネルを対にして四方の壁

を構成しており，その中にコンクリート床，コンクリート／金属製の内挿物，コリ

ウムを内蔵している。2 つの壁の内面には，25 本のタングステン電極棒集合体が設

置されており，それらはタングステンコイルによりコリウム頂部付近に接続され，

コリウムが溶融して誘導加熱を開始できるまで加熱する。試験装置の大きさは 53.0 

cm×50.2 cm である。また，試験装置は二枚式の蓋で覆われており，蓋を通じて主

ガス管と接続されている。蓋には 4つの窓が設置されており，1つはエアロゾルの収

集，ガスのサンプリング及び排出に，残りの 3 つは光学温度計及びビデオカメラに

よるコリウムの観察に用いられる。 

UO2 を含む全てのコリウム成分は粉末状であり，均一に混合されている。また，

コリウム及びコンクリート成分は，複数の条件について実験が行われている。表 4.2-5

及び表 4.2-6に，L2実験，L6実験及び L7実験におけるコリウム及びコンクリート

の成分を示す。実験中，コリウムはタングステン電極で加熱され溶融プールを形成

する。コンクリートの侵食は内部に設置された熱電対により観測される。 

 

(2) 解析条件 

解析では，図 4.2-35に示すとおり，試験部を１つのノードとしてモデル化してい

る。水冷式パネルで構成される側壁，コンクリート床及び蓋はヒートシンクとして

モデル化し，試験部と外部環境の間にジャンクションを設定している。 

実験ではコリウムを室温から加熱するが，解析ではコンクリートの侵食が開始し

た時間をゼロと定義し，その時点における各部の温度等を境界条件として与える。

コリウムの初期温度は，L2実験で 2,400K，L6実験及び L7実験で 2,500Kである。

また，コンクリート床の初期温度は，コリウムとの界面ではコンクリート融点，底

面では室温としている。 

 

(3) 解析結果 

L2実験 

L2 実験では，部分的に酸化した PWR 燃料のコリウム溶融物とケイ土系コンクリ

ートとの相互作用が調査されている。電気加熱の出力は平均で約 220kW，水冷式パ

ネルでの熱損失は平均で約 120kWであり，解析ではこれらを境界条件として与えて

いる。溶融プール温度は侵食開始時において約 2,400Kであり，その後もその温度を
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維持している。垂直方向へのコンクリート侵食量は2,000秒において約10cmである。

侵食深さとコリウム温度の解析結果を測定データと比較して図 4.2-36 に示すが，い

ずれも良い一致を示している。 

 

L6実験 

L6実験では，部分的に酸化した PWR燃料のコリウム溶融物とケイ土系コンクリ

ートの相互作用を調査している。この実験ではコンクリート製ベースマットの上に

7cmのコンクリート／金属製の内挿物が設置されているが，解析では侵食開始時に

コリウム成分と合わせて考慮することで実験を模擬している。電気加熱出力は約

200kW，水冷式パネルでの熱損失は約 125kWである。侵食率は試験開始時には低く，

試験終了時には高い値となり，最終的な侵食深さは約 13cmであった。コリウム温度

と侵食深さの解析結果を測定データと比較して図 4.2-37に示すが，コリウム温度に

ついては良い一致を示している。侵食率については，侵食開始時において解析結果

が実測データをやや上回っているが，これはコンクリート床への熱損失をわずかに

大きく評価しているためである。 

 

L7実験 

L7実験では，部分的に酸化した BWR燃料のコリウム溶融物（70%の Zr が酸化）

と石灰岩／砂系コンクリートが用いられており，電気加熱出力は約 130kW である。

L6実験と同様に，コンクリート床上に 5.7cmのコンクリート／金属製内挿物を設置

しており，解析では侵食開始時にコリウム成分と合わせて考慮することで実験を模

擬している。実験では，1,500秒で約 2.5cmの侵食が観測されている。BWR燃料の

コリウム溶融物における低い出力密度と，石灰岩／砂系コンクリートが有する高い

分解エンタルピに起因して，侵食深さが小さくなっている。コリウム温度と侵食深

さの解析結果を測定データと比較して図 4.2-38に示すが，いずれも良い一致を示し

ている。 

 

(4) 重要現象に関する不確かさの評価 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づい

てMAAPの不確かさを評価する。 

ACE 実験では，冷却水の注水がなく，かつコリウム及びコンクリートの配置が既

知である。したがって，冷却水の熱水力的挙動や幾何形状の不確かさを最小化した

条件においてコンクリート侵食挙動を確認することができ，溶融炉心とコンクリー

トの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生の不確かさを評価する上で有効

である。 

MAAP 解析では，実験で観測されたコンクリート侵食速度を良く再現した結果と
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なっており，MAAPによる解析で得られたコリウム温度及び侵食速度は，ACE 実験

における測定データとの比較から妥当である。また，非凝縮性ガスの発生量につい

ては直接的な測定データとの比較をしていないものの，コンクリート侵食速度を問

題なく予測できていることから一定の妥当性を有していると考えられる。したがっ

て，MAAP は溶融炉心とコンクリートの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス

発生に関して，適切なモデルを有していると判断できる。 
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表 4.2-5 ACE 実験におけるコリウム成分 

成分(kg) L2 L6 L7 

UO2 216 219 188.5 

ZrO2 42.5 18.5 59.4 

Zr 13.4 21.1 17.7 

Zirc-4 
 

1.8 1.1 

Fe2O3 - - - 

NiO - - - 

Cr2O3 - - - 

SS-304 - 9.1 0.6 

CaO 3.0 7.3 11.5 

SiO2 20.9 16.9 12.5 

BaO 0.8 0.79 1.4 

La2O3 0.6 0.6 1.14 

SrO 0.5 0.5 0.96 

CeO2 1.3 1.3 2.32 

MoO2 0.9 0.94 1.7 

SnTe 0.2 - - 

ZrTe2 - 0.2 0.18 

Ru - 0.38 - 

B4C - - 1.0 

Ag - 1.19 - 

In - 0.22 - 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 
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表 4.2-6 ACE 実験におけるコンクリート成分 

成分(kg) L2 L6 L7 

SiO2 69 69 28.3 

CaO 13.5 13.5 26.0 

Al2O3 4 4 3.5 

K2O 1.4 1.4 0.6 

Fe2O3 1 1 1.6 

TiO2 0.8 0.8 0.14 

MgO 0.7 0.7 9.6 

Na2O 0.7 0.7 1.1 

MnO 0.03 0.03 0.05 

BaO 0.02 0.02 0.03 

SrO 0.02 0.02 0.03 

Cr2O3 0.01 0.01 0.009 

H2O+CO2 7.9 7.9 27.5 

コンクリートの種類※ S S L/S 

合計 99.1 99.08 98.459 

※ コンクリートの種類 

S ：ケイ土系 

L/S ：石灰岩・砂系 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-34 ACE実験装置の概要 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-35 ACE 実験解析におけるノード分割 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-36 ACE 実験の解析結果（L2実験） 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-37 ACE 実験の解析結果（L6実験） 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-38 ACE 実験の解析結果（L7実験） 
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4.2.6 SURC-4実験解析 

(1) 実験の概要 

SURC-4 実験[18]は米国サンディア国立研究所で行われた MCCI 実験であり， 

OECD/NEA の国際標準問題（ISP-24）にも選定されている。 

実験装置の概要を図 4.2-39 に示す。試験装置は，アルミニウム製格納容器とその

内部に設置された円筒状のるつぼから構成される。るつぼの側壁及び蓋は厚さ約

10cm の MgO 製鋳造物であり，るつぼ全体の大きさは直径約 60cm，高さ約 100cm

である。るつぼの下部には，厚さ約 40cmの玄武岩系コンクリート床が設置され，コ

ンクリートの侵食は内部に設置された熱電対により観測される。 

実験では，コンクリート侵食が開始するまで，約 200kg のステンレス鋼と模擬 FP

から成るコリウムを約 60kW の電気出力で誘導加熱し，それによるコンクリート侵

食及びコリウム温度が測定されている。また，化学反応とガス放出への影響を調査

するため，コンクリート侵食開始から約 14 分後に約 20kg のジルコニウムをコリウ

ムに投入している。最終的な侵食深さは約 24.5～27.5cmであった。 

 

(2) 解析条件 

SURC-4実験は，ACE実験と同様のモデルで模擬できることから，図 4.2-35に示

したモデルを用いている。 

解析ではコンクリートの侵食が開始した時間をゼロと定義し，その時点における

各部の温度等を境界条件として与える。コリウムの初期温度は 1,750Kであり，コン

クリート床の初期温度は，コリウムとの界面ではコンクリート融点，底面では室温

としている。 

 

(3) 解析結果 

図 4.2-40に侵食深さの解析結果を測定データと比較して示す。解析による侵食率

は，測定データとの良好な一致を得ている。なお，SURC-4実験では外周部のコン

クリート侵食深さが大きくなっており，解析結果と相違が見られるが，これは，実

験では外周部からの誘導加熱によって溶融物を加熱しているため，外周部への入熱

量が大きくなる試験体系によるものと考えられる。 

 

(4) 重要現象に関する不確かさの評価 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づい

てMAAPの不確かさを評価する。 

SURC-4 実験では，冷却水の注水がなく，かつコリウム及びコンクリートの配置

が既知である。したがって，冷却水の熱水力的挙動や幾何形状の不確かさを最小化

した条件においてコンクリート侵食挙動を確認することができ，溶融炉心とコンク
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リートの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生の不確かさを評価する上で

有効である。 

MAAP 解析では，実験で観測されたコンクリート侵食速度を良く再現した結果と

なっており，MAAP による解析で得られた侵食速度は，SURC-4 実験における測定

データとの比較から妥当である。また，非凝縮性ガスの発生量については直接的な

測定データとの比較をしていないものの，コンクリート侵食速度を問題なく予測で

きていることから一定の妥当性を有していると考えられる。したがって，MAAP は

溶融炉心とコンクリートの伝熱及びコンクリート分解及び非凝縮性ガス発生に関し

て，適切なモデルを有していると判断できる。 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-39 SURC-4実験装置図 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-40 SURC-4実験の解析結果 
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4.2.7 PHEBUS-FP実験解析 

(1) 実験の概要 

PHEBUS-FP計画[19][20]は，フランス放射線防護・原子力安全研究所（IRSN），フ

ランス電力庁及び EUを中核とする国際協力プログラムであり，燃料から放出され

る FPの種類，量，1次系及び格納容器内への移行と除去挙動に関する知見を取得し，

シビアアクシデント解析コードの改良及び検証に資することを目的として実施され

ている。 

PHEBUS-FP計画は，FPT0，1，2，3及び 4の計 5つの実験から構成されており，

各実験では実燃料（酸化ウラン燃料）を炉心内で溶融させ，放出される FPなどの挙

動を調査している。FPT0実験は未照射燃料を対象とし， FPT4実験は燃料デブリ

を対象としていること，FPT2実験及び FPT3実験はいずれも水蒸気枯渇状態で実施

されていることを考慮し，ここでは水蒸気雰囲気下で照射済燃料を対象に実施され

た FPT1実験を取り上げる。なお，同実験は，OECD/NEA の国際標準問題（ISP-46）

にも選定されている。 

図 4.2-41 には実験設備の概要を示すが，装置は大きく 3 領域に分かれており，そ

れぞれ炉心，１次系及び格納容器を模擬している。炉心には長さ約 1m の実燃料 20

本と制御棒で構成される試験体が設置され，中性子束によって加熱される。炉心部

には図 4.2-42 に示す軸方向位置に熱電対が配置されており，温度が測定される。ま

た，放出された FPは燃料を取り囲むシュラウド内に試験体下部より供給される水蒸

気によって上部垂直ラインに導かれる。FPT1実験における水蒸気流量及び炉心の加

熱出力を図 4.2-43に示す。 

１次系はホットレグ及びコールドレグを模擬する内径 3cm，長さ約 13.3mの水平

配管と，SG伝熱管を模擬する内径約 2cm，長さ約 10mの U字管で構成される。 

模擬格納容器は約 10m3の容積を有しており，内部に備えられたコンデンサは，実

機の格納容器壁面における水蒸気の凝縮及びエアロゾルの沈着を模擬するように，

雰囲気温度より低い温度に設定されている。また，下部にはエアロゾルを含んだ洗

浄水を溜めるサンプが設けられている。 

 

(2) 解析条件 

解析では，図 4.2-44に示すとおり，炉心部を径方向に 2領域，軸方向に 11ノード

でモデル化している。径方向中心領域は，8本の燃料棒と1本の制御棒を含んでおり，

径方向外周領域は 12本の燃料棒を含んでいる。１次系は図 4.2-45の破線で囲んだ領

域，すなわち炉心，上部プレナム，ホットレグ，SG伝熱管（ホットレグ管及びコー

ルドレグ管），中間レグでモデル化している。格納容器は，図 4.2-46 に示すように，

上部区画と下部区画に分割してモデル化している。解析では図 4.2-43に示した水蒸

気流量及び炉心の加熱出力の時間変化を境界条件として与えている。 
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(3) 実験及び解析の考察 

被覆管温度，水素流量及び水素発生量，希ガス及びよう素の格納容器への放出割

合について，測定データと解析結果の比較を図 4.2-47～図 4.2-54に示す。 

 

A) 実験結果の考察 

FPT1実験では，実験開始後約 8,000秒から，水蒸気流量及び炉心の加熱出力を

増加させ，炉心崩壊や FP放出のデータを取得している。図 4.2-47～図 4.2-50に

は下端からそれぞれ 700mm，600mm，400mm及び 300mmの高さにおける外周

部燃料の被覆管温度を示している。被覆管温度は，実験開始後約 8,000秒から炉

心の加熱の増加にしたがって大きく上昇し，実験開始後約 11,000秒には急上昇が

見られる。その後も炉心の加熱出力が増加することにより被覆管温度は高温を維

持し，加熱出力がなくなる実験開始後約 17,000秒で減少に転じる。 

図 4.2-51には水素流量を示すが，実験開始後約 8,000秒から徐々に上昇し，被

覆管温度と同じく実験開始後約 11,000秒に急上昇が生じている。したがって，同

時刻における被覆管温度の急上昇は，ジルコニウム酸化反応による発熱が原因と

考えられる。被覆管温度及び水素発生量はピークを過ぎるとすぐに減少する。こ

れは，溶融燃料のキャンドリングが開始することで被覆管と水蒸気の接触面積が

減少し，酸化反応も減少したためと推測される。高さ 300mmの場合に，約 1,500℃

に到達した時点で急激な温度上昇が発生していないことも，上部からのキャンド

リングにより酸化反応が顕著にならなかったものと推測される。ジルコニウム酸

化反応の進展により被覆管外面には酸化ジルコニウム層が形成されるが，被覆管

内面の金属部は 1,800℃程度で溶融するため，それ以上の温度になると酸化ジルコ

ニウム層のみで燃料棒としての形状を維持することになる。約 2,200℃を超えると

溶融した被覆管による二酸化ウランの溶解現象が進み，被覆管内部は溶融物割合

が高まる。そのような状況では酸化ジルコニウム層では被覆管形状を維持できず

に破損し，溶融物が流下することになると考えられている。同時に上部に残って

いた燃料も落下すると考えられている。図 4.2-52には水素発生量の積算値を示し

ているが，最終的に発生した水素量は 96±13g と推定されており，これは初期ジ

ルカロイの 64%が酸化したことに相当する。 

図 4.2-53及び図 4.2-54には，一次系及び格納容器内に放出された希ガス及びよ

う素の割合を示す。オンライン計測によると，実験開始後約 6,000秒には被覆管

破損にともなう少量の FP放出が確認されているが，希ガス及びよう素の放出が顕

著になるのは，ジルコニウム酸化反応にともなう発熱により燃料温度が急上昇す

る実験開始後約 11,000秒である。その後，燃料温度は高温を維持するため，希ガ

ス及びよう素の放出は継続されるが，実験開始後約 17,000秒で加熱がなくなると，

積算放出割合はほぼ一定となる。図 4.2-55に実験結果の分析から得られたよう素
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の回路内マスバランスを示す。よう素のバンドル内残存割合は約 13%であり，し

たがって最終的にはバンドル外へ約 87%が放出された。一方，1次系（コールド

レグ）内質量流量の測定値からは，1次系を通過して格納容器内に放出された希ガ

スの割合は約 77%となるが，PHEBUS-FPT1実験最終報告書[20]においては，燃料

の損傷度合いやよう素等の揮発性核種の放出量との比較結果から，この値はやや

過小評価であり，実際はよう素と同等の 80～85 %程度であったと推定されている。 

 

B) 解析結果の考察 

被覆管温度の解析結果を図 4.2-47～図 4.2-50に示すが，炉心の加熱出力が増加

する実験開始後約 8,000秒まで，解析結果と測定データは良く一致している。そ

の後，解析結果は測定データをやや上回る傾向を示しており，急上昇が生じる時

刻は測定データに比べて 500秒程度早くなっている。図 4.2-51には水素流量の解

析結果を示しているが，実験開始後約 8,000秒から水素流量はやや大きく予測さ

れており，このためジルコニウム水反応による発熱量が実験に比べて大きくなっ

たと考えられる。この結果は，被覆管温度の解析結果が測定データを上回り，ま

た被覆管温度の急上昇を早く予測した結果と整合する。図 4.2-52には，積算水素

量を示すが，最終的な水素発生量の解析結果は測定データに比べて 3割程度多く

なっている。 

MAAPの解析では被覆管温度が約 1,600℃以上で Baker-Justモデル，それより

低温では Cathcartモデルを使用しているが，被覆管温度が 1,500℃程度から急上

昇した後の挙動は実験と解析ともに同程度であることから，Cathcartモデルによ

る酸化速度が大きめの傾向を持つことが考えられうる。解析結果と測定データの

差異については，実験体系のモデル化が要因の一つと考えられる。すなわち，図

4.2-44に示すとおり実験のバンドル形状は 5×5配列であり，燃料棒間及び外周構

造体との輻射熱伝達や，水蒸気による対流熱伝達による影響を考慮すると，半径

方向には比較的大きな温度分布が生じると考えられる。実際に図 4.2-56に示す実

験後の燃料バンドルの X線トモグラフでは，半径方向にかなり強い非均質性が見

られている。一方，解析においては，バンドルを内側 12本，外側 8本の 2領域で

模擬しているため，半径方向の温度分布が実験に比べて均質化されることにより，

被覆管温度の予測性に影響を与えている可能性がある。 

約 11,000秒付近の被覆管温度のピーク値については，解析結果が実験結果より

数十℃高めになっている。また，高さ 300mmの場合は実験に見られない急上昇が

見られる。これはキャンドリング開始タイミングに関係している。キャンドリン

グ開始タイミングは，燃料棒内で溶融した被覆管による二酸化ウランの溶解速度

と，酸化ジルコニウム層による形状維持の限界タイミングに依存しており，後者

の酸化ジルコニウム層の破損は振動や流れによる外力の影響が大きい。解析では
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2,500K（約 2,227℃）にて溶融ジルカロイによる二酸化ウランの溶解が開始する

とともに酸化ジルコニウム層の破損によるキャンドリング開始をモデル化してい

る。この温度が実験での観察結果より若干高い設定となっており，キャンドリン

グ開始タイミングが遅れたため，キャンドリングによって酸化反応が阻害されて

いないことになるが，二酸化ウランの融点（約 2,800℃）より低い温度で液化する

という観点からは妥当であるといえる。 

図 4.2-53及び図 4.2-54に FP積算放出割合の解析結果を示す。FP放出が開始

される時間は，解析結果と測定データで良く一致している。これは，被覆管破損

が生じる実験開始後約 6,000秒まで，被覆管温度を良く再現できていることから

も妥当な結果と考えられる。一方，FP放出が顕著になる実験開始後約 11,000秒

以降は，測定データが時間とともに一定の割合で増加するのに対し，解析結果は

約 0.5まで急激に増加した後，緩やかな増加を示す。この原因は，解析において燃

料温度が測定データに比べて高く予測され，FPの放出が促進されたためと考えら

れる。 

実験終了時の積算放出割合については，解析結果は実験と同程度の 0.8前後とな

っているが，図 4.2-53に示した希ガスの積算放出割合については，解析結果が実

験結果を若干上回り，図 4.2-54に示したよう素の積算放出割合については解析結

果が実験結果を若干下回っている。MAAPの解析においては，径方向を 2チャン

ネル，軸方向を 11ノードに分割した各セルでは温度や溶融状況は均一であり，温

度分布及び質量移行による空洞化部分は左右対称となる。一方で，実験後の燃料

の X線トモグラフ（図 4.2-56）では，温度分布及び空洞化部分は左右非対称であ

る。MAAPの炉心モデルは，１つのチャンネルに多数の燃料棒を含んだ実機の体

系を対象としており，本実験のように個々の燃料棒の形態が影響する場合には輻

射伝熱の計算などに誤差が生じやすく，放出割合に若干の差が生じたと推定され

る。 

PHEBUS-FP実験では，実機の炉心と比較すると小規模な体系を扱っているた

め，解析における炉心のチャンネル分割方法が結果に影響を及ぼしたと考えられ

る。 

 

(4) 重要現象に関する不確かさの評価 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づい

てMAAPの不確かさを評価する。 

PHEBUS-FP実験においては，燃料バンドルの加熱にともなう被覆管温度の上昇，

ジルコニウム酸化反応による被覆管温度の急上昇及び炉心溶融といった事象進展の

中で，FP放出の挙動が確認されている。 

FP放出割合の解析結果と測定データの比較から，FP放出の開始時間を良く再現
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できることを確認している。 

解析結果と測定データの差異については，実験体系のモデル化が要因の一つと考

えられる。PHEBUS-FP実験では，実機の炉心に比較して小規模な体系を扱ってお

り，個々の燃料棒の形態が大きく影響するが，実機体系では，局所的な挙動による

影響は相対的に小さくなるため，この種の不確かさは小さくなると考えられる。 

以上のことから，MAAPによる解析で得られた FP放出割合は，PHEBUS-FP実

験における測定データとの比較から妥当であると考えられる。したがって，MAAP

は原子炉圧力容器内 FP挙動及び原子炉格納容器内 FP挙動に関して，適切なモデルを

有していると判断できる。 
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図 4.2-41 PHEBUS-FP実験（FPT1）における設備概要[21] 

 

 

図 4.2-42 PHEBUS-FP実験（FPT1）における炉心部の熱電対位置[21] 
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図 4.2-43 PHEBUS-FP実験（FPT1）におけるバンドル出力と蒸気流量[21] 
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図 4.2-44 PHEBUS-FP実験解析における炉心（燃料バンドル）モデル[21] 
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図 4.2-45 PHEBUS-FP実験解析における１次系モデル[21] 

 

        

図 4.2-46 PHEBUS-FP実験解析における格納容器モデル[21] 
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図 4.2-47 PHEBUS-FP実験の解析結果（被覆管温度，下端から 700mm）[21] 

 

 

図 4.2-48 PHEBUS-FP実験の解析結果（被覆管温度，下端から 600mm）[21] 
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図 4.2-49 PHEBUS-FP実験の解析結果（被覆管温度，下端から 400mm）[21] 

 

 

図 4.2-50 PHEBUS-FP実験の解析結果（被覆管温度，下端から 300mm）[21] 
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図 4.2-51 PHEBUS-FP実験の解析結果（水素流量）[21] 

 

 

図 4.2-52 PHEBUS-FP実験の解析結果（積算水素量）[21] 

  



 

5-161 

 

 

図 4.2-53 PHEBUS-FP実験の解析結果（希ガス積算放出割合）[21] 

 

 

図 4.2-54 PHEBUS-FP実験の解析結果（よう素積算放出割合）[21] 
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図 4.2-55 PHEBUS-FP実験（FPT1）におけるよう素の回路内マスバランス[21] 

  

燃料に残存したよう素の割合：13±4% 
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図 4.2-56 PHEBUS-FP実験（FPT1）における燃料バンドルの X線トモグラフ[21] 
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4.2.8 ABCOVE 実験解析 

(1) 実験の概要 

米国Hanford Engineering Developing Laboratoryで実施されたABCOVE（AB5）

実験[22]では，計算コードの妥当性確認を目的に，エアロゾル挙動に関するデータが

取得されている。実験では，図 4.2-57に示すようにコンクリートピットに設置され

た容積約 852m3の格納容器内にエアロゾルを発生させ，凝集及び沈着にともなう気

相中のエアロゾル濃度の減少挙動が調査された。 

主な試験条件を表 4.2-7に示す。エアロゾルは，スプレイノズルから格納容器内に

噴出させたナトリウムを燃焼させることにより生成される。実験では，約 223kg の

ナトリウムが約872秒間スプレイされ，全てのナトリウムが酸化ナトリウム約60%，

水酸化ナトリウム約 40%から成るエアロゾルに変化している。エアロゾルの濃度は

エアロゾルの生成にともなって増大し，スプレイ開始後約 383秒で最大となり，約

1.7×10-4 g/cc（約 170g/m3）に到達した。エアロゾル生成が継続する約 900秒後ま

で高い濃度が維持され，その後は凝集及び重力沈降によって約 105秒後には約 5×

10-9 g/cc 程度にまで減少している。 

 

(2) 解析条件 

AB-5実験におけるエアロゾル特性及び実験体系を考慮し，エアロゾル濃度の推移

を解析している。なお，MAAPの解析手法とは異なる数値解についてもあわせて評

価している。 

 

(3) 解析結果 

MAAPによるエアロゾル濃度の解析結果を測定データと比較して図 4.2-58に示す。

MAAPによる解析結果は測定データの挙動を良く再現できている。 

 

(4) 重要現象に関する不確かさの検討 

有効性評価における重要現象として抽出された項目について，解析結果に基づい

てMAAPの不確かさを評価する。 

高温の炉心から格納容器にガス状で放出された揮発性 FPは，気相中で冷却されエ

アロゾルを形成する。エアロゾル粒子が凝集して粒子径が大きくなると，重力沈降

等によって気相中から格納容器内の構造材表面へ移動することにより，気相中の FP

濃度が低下する。MAAPではこられの格納容器内エアロゾル挙動を良く模擬できて

いる。 

MAAPによる解析で得られたエアロゾル濃度は，ABCOVE（AB5）実験における

測定データとの比較から妥当であると考えられる。したがって，MAAP は原子炉格

納容器内 FP挙動に関して，適切なモデルを有していると判断できる。  
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表 4.2-7 ABCOVE 実験（AB5）の主要な条件[23] 

格納容器直径 7.62 m 

格納容器高さ 20.3 m 

格納容器体積 852 m3 

初期酸素濃度 23.3 % 

初期温度 302.25 K 

初期圧力 0.122 MPa 

Naスプレイ流量 256 g/s 

スプレイ期間 試験開始後 13～885秒 

エアロゾル生成速度 445 g/s 

生成粒子の平均半径 0.25 μm 
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図 4.2-57 ABCOVE 実験（AB5）における装置概要[23] 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 4.2-58 ABCOVE 実験解析結果（エアロゾル質量濃度） 
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4.3 妥当性確認（感度解析） 

4.3.1 沸騰・ボイド率変化，気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

炉心の「沸騰・ボイド率変化」及び「気液分離（水位変化）・対向流」については，原

子炉圧力容器内水位に関係する現象である。 

炉心損傷防止対策の事故シーケンスにおいては，対象とする原子炉水位といった原子炉

圧力容器内挙動は SAFER コードによって評価されており，MAAP コードは格納容器内挙

動の評価のみに用いられているが，格納容器破損防止対策の事故シーケンスにおいては，

MAAP コードによって，原子炉圧力容器内挙動を含めた全体挙動を評価している。原子炉

水位は炉心冷却状態及び炉心溶融進展への影響が考えられるため，原子炉水位について

SAFER コードと比較を行い，不確かさを確認する。 

 

(1) 解析条件 

SAFER コードは，原子炉内熱水力過渡変化及び炉心ヒートアップを解析するコード

であり，原子炉圧力容器に接続する各種一次系配管の破断事故，原子炉冷却材流量の

喪失事故，原子炉冷却材保有量の異常な変化等を取り扱うことができる。また，SAFER

コードは，MAAP コードと比較し原子炉圧力容器内のモデルが精緻であり，上部タイ

プレート及び炉心入口オリフィス等での気液対向流制限現象（CCFL 現象）及び炉心

上部プレナムにおけるサブクール域の局在化により冷却材が炉心下部プレナムに落水

する現象（CCFL ブレークダウン現象）などを考慮することができる。 

SAFER コードは炉心損傷防止対策における事故シーケンスグループのうち以下の 6

グループで使用され，原子炉圧力，原子炉水位，燃料被覆管温度等の評価に使用され

ている。 

・高圧・低圧注水機能喪失 

・高圧注水・減圧機能喪失 

・全交流動力電源喪失 

・崩壊熱除去機能喪失 

・LOCA 時注水機能喪失（中小破断 LOCA） 

・格納容器バイパス（インターフェイスシステム LOCA） 

 

そこで，これらのシーケンスグループのうち，原子炉水位の低下が比較的緩慢な「高

圧注水・減圧機能喪失」（以下，TQUX シーケンス）及び比較的速い「LOCA 時注水機

能喪失（中小破断 LOCA）」（以下，中小破断 LOCA シーケンス）の 2 グループを対象

として比較評価を行った。 

 

(2) 解析結果 

原子炉水位について，原子炉圧力容器内挙動をより精緻に評価可能な SAFER コード
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との比較を通じて確認した。BWR-5，Mark-I 改良型格納容器プラントを例とし，炉心

損傷防止対策の有効性評価で評価しているTQUXシーケンス及び中小破断LOCAシー

ケンスを対象とした。 

 

A）TQUX シーケンス 

解析結果を図 4.3-1 に示す。SAFER コード，MAAP コードとも給水流量の全喪失

に伴い原子炉水位は急速に低下する。初期値が異なるのは，上部プレナムノードの定

義の違いによる。すなわち，SAFER コードは気水分離器第一段上端までとしている

のに対し，MAAP コードでは気水分離器の上端までとしているためである。原子炉

水位低（レベル 1）に到達して 10 分後に作動する原子炉代替減圧系による急速減圧

開始時刻は，約 4 分の差異が生じている。また，SAFER コードでは急速減圧後の水

位上昇が大きく評価され，その後の蒸気流出の継続による水位低下が顕著に確認され

る。また，急速減圧後，SAFER コードでは炉心入口での CCFL の発生により炉心か

ら下部プレナムへの落下水量が抑えられるため，炉心水位は MAAP コードよりも高

めとなる。MAAP コードでは，有効燃料棒底部まで低下しており，その後の低圧注

入系による注水による有効燃料棒頂部までの水位回復時刻は約 4 分 MAAP コードの

方が遅くなる。 

 

B）中小破断 LOCA シーケンス 

解析結果を図 4.3-2 に示す。5cm2の破損を想定するとともに，給水流量の全喪失に

伴い原子炉水位は急速に低下する。TQUX シーケンスと同様，上部プレナム内の水位

の初期値は異なる。25 分後の急速減圧と注水開始以降は，TQUX シーケンスとほぼ

同様な傾向を示す。MAAP コードでは，炉心入口の CCFL を考慮していないために

水位低下幅は SAFER コードよりも大きく，その後の補給水系の注水による有効燃料

棒頂部までの水位回復時刻は約 2 分早い。 

 

(3) まとめ 

原子炉水位変化について，原子炉圧力容器内挙動をより精緻に評価可能な SAFER コ

ードと比較を行った。CCFL の取り扱い等により水位変化に差異が生じたが，水位低

下幅は MAAPコードの方が保守的であり，その後の注水操作による有効燃料棒頂部ま

での水位回復時刻に関しては，TQUX シーケンス，中小破断 LOCA シーケンスとも

SAFER コードとの差異は小さく，短期的な挙動をよく模擬できており，崩壊熱の影響

が支配的となる長期的な挙動を評価対象とした，有効性評価における格納容器挙動評

価への適用性に問題は無いと判断した。  
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図4.3-1 原子炉水位に関するコード間比較（TQUXシーケンス） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図4.3-2 原子炉水位に関するコード間比較（中小破断LOCAシーケンス） 
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4.3.2 炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管酸化，被

覆管変形［炉心（燃料）］） 

炉心ヒートアップに関する解析モデル（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，被覆管

酸化，被覆管変形）については，4.2.1 に示したように，TMI 事故の分析結果と比較し，

妥当な結果が得られている。また，MAAP コードの解析モデルが TMI 事故あるいはその

後の検討により得られた知見をもとに開発されていることも踏まえると，MAAP コードの

解析モデルは一定の妥当性を有していると判断できる。しかし，炉心溶融時の実機の挙動

に関しては，現段階では十分な知見が得られていない状況であることから，ここでは，炉

心ヒートアップに関する解析モデルに関連したパラメータに対する感度解析により，その

影響程度を把握する。 

 

(1) 解析条件 

原子炉水位が低下すると，燃料表面からの除熱が低下し崩壊熱によって炉心がヒー

トアップする。その際，被覆管温度が上昇すると崩壊熱にジルコニウム－水反応の酸

化発熱反応が加わりヒートアップが加速される。また，炉心ヒートアップの過程で燃

料棒内が加圧され被覆管破裂が発生する可能性がある。これらの挙動が炉心ヒートア

ップ速度に与える影響については十分な知見が得られていないことから，BWR-5，

Mark-I 改良型格納容器プラントを例として，炉心ヒートアップ速度に関する感度解析

を実施して，その影響程度を確認する。 

この感度解析では，ジルコニウム－水反応が一旦開始すると，この反応熱は崩壊熱

よりも大きく，ヒートアップに最も寄与することから，ジルコニウム－水反応の速度

に着目する。ジルコニウム－水反応速度の感度をみるため，ジルコニウム－水反応の

起きる面積を変化させた感度解析を実施する。反応の起きる面積に乗じる係数（ジル

コニウム－水反応速度の係数）はジルコニウム－水反応の計算のみに使用され，熱水

力挙動の計算に使用される燃料被覆管の直径，長さ等の幾何形状を変えるものではな

い。この係数を増加させることにより，酸化反応熱の発生速度，水素発生速度，酸化

ジルコニウム生成速度が速くなる方向に影響する。これらは炉心溶融進展が速くなる

方向へ作用する。この係数は，ベースケースでは燃料被覆管表面積に基づき 1 倍を与

えている。これは，ヒートアップ時には燃料被覆管破裂が発生する場合に破裂部の燃

料被覆管内面の酸化もあるが，燃料被覆管内面の酸化は，限定された破裂部のみで生

じること，炉心形状が健全な状態は溶融過程の比較的短期間であることから，炉心全

体が溶融する状況では内面の反応は無視できると考えられることに基づいている。こ

れに対し，感度解析のパラメータの振り幅としては，炉心ヒートアップ速度が速くな

る場合の応答の確認として，仮想的な厳しい想定ではあるが，2 倍とする。 
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項目 
ジルコニウム－水 

反応速度の係数 
設定根拠 

ベースケース 1 倍 燃料被覆管表面積に基づく値 

感度解析ケース 2 倍 燃料被覆管表面積に基づく値の 2 倍 

 

(2) 解析結果 

炉心ヒートアップの進展は，炉心領域の冷却材による除熱の効果により差が生じる

ことから，格納容器破損防止対策の有効性評価のうち，「高圧・低圧注水機能喪失（原

子炉圧力容器破損）」（以下，TQUV シーケンス）及び「大破断 LOCA 時注水機能喪失

（原子炉圧力容器破損）」（以下，大破断 LOCA シーケンス）について，感度解析を実

施した。以下に結果を述べる。 

 

A）TQUV シーケンス（添付 1 に詳細を記載） 

解析結果を図 4.3-3 に示す。ベースケースと感度解析ケースで，本パラメータの影響

は炉心露出以降に現れる。ヒートアップ時のジルコニウム－水反応速度の係数を 2 倍

にしたことで，金属－水反応による酸化反応熱が増加することから，炉心溶融は感度

解析ケースにおいて約 5 分早くなっている。原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力はわ

ずかに高くなるが 2.0MPa[gage]以下である。また，格納容器圧力・格納容器雰囲気温

度に対しては，酸化反応熱が増加することから，格納容器に放出された熱量の増加に

よりベースケースより高めになるが，その差はわずかである。 

 

B）大破断 LOCA シーケンス 

解析結果を図 4.3-4 に示す。大破断 LOCA シーケンスでは，原子炉圧力容器内の冷

却材インベントリが急激に減少し除熱が悪化することから，TQUV シーケンスと比較

してより早い時間からヒートアップが進展する。感度解析ケースにおいてはヒートア

ップ時の被覆管表面積を 2 倍にしたが，大破断 LOCA 事象と同時に原子炉冷却材が喪

失するため，炉内の限られたインベントリに対する酸化反応は限定的であり，反応表

面積を増加した場合の方が炉心溶融までの時間を遅くする。炉心溶融は，感度解析ケ

ースにおいて約 4 分遅くなっている。TQUV シーケンスでは，原子炉圧力容器内の冷

却材インベントリの減少がより緩やかであることから，炉心部への蒸気供給が継続さ

れる。このため，ヒートアップ時の被覆管表面積の感度は TQUV シーケンスの方が大

きくなったものである。 

 

(3) まとめ 

ヒートアップに関してジルコニウム－水反応が促進される場合の影響を確認するた

め，仮想的な厳しい振り幅ではあるが，ジルコニウム－水反応速度の係数を 2 倍とし
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た感度解析を行った。炉心溶融のタイミングについては，TQUV，大破断 LOCA シー

ケンスのいずれも感度は小さい。また，下部プレナムへのリロケーションの開始時刻

は，両シーケンスともベースケースとほとんど同時であり，炉心溶融開始から原子炉

圧力容器破損までは 3～4 時間程度の時間があることから，原子炉圧力容器破損時点で

原子炉格納容器下部に十分な注水がなされており，実機解析への影響は無い。さらに，

TQUV シーケンスでは，原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力も 2.0MPa[gage]以下であ

り，格納容器圧力への影響もわずかとなることから，実機解析への影響は無い。水素

発生の観点では，感度解析においては被覆管酸化反応熱の増加を想定して仮想的に被

覆管表面積（ジルコニウム－水反応速度の係数）を大きくしているものであり，実機

の被覆管表面積は形状により決まることから影響しない。また，原子炉圧力容器破損

時刻への感度は大きくなく，格納容器下部への注水量に大きな差は生じないことから，

コンクリート侵食量への影響は小さいと考えられる。 

以上より，有効性評価への適用性に問題は無いと判断した。 
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図 4.3-3 炉心ヒートアップに関する感度解析結果（TQUV シーケンス）(1/2) 
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下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

 

逃がし安全弁

の開閉による

圧力変動 

 

2.0MPa[gage] 
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図 4.3-3 炉心ヒートアップに関する感度解析結果（TQUV シーケンス）(2/2) 

  

格納容器限界圧力（854kPa[gage]（最高使用圧力の 2倍）） 

 

格納容器限界温度（200℃） 

 

原子炉圧力容器破損 

 逃がし安全弁開による 

減圧開始 

 

原子炉圧力容器破損 

 
逃がし安全弁開による 

減圧開始 
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図4.3-4 炉心ヒートアップに関する感度解析結果（大破断LOCAシーケンス）  
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4.3.3 リロケーション［圧力容器(炉心損傷後)］ 

炉心のリロケーションに関する解析モデルについては，4.2.1 に示したように，TMI 事

故の分析結果と比較し，妥当な結果が得られている。また，MAAP コードの解析モデルが

TMI 事故あるいはその後の検討により得られた知見をもとに開発されていることも踏ま

えると，MAAP コードの解析モデルは一定の妥当性を有していると判断できる。しかし，

炉心溶融時の実機の挙動に関しては，現段階では十分な知見が得られていない状況である

ことから，ここでは，炉心のリロケーションに関する解析モデルに関連したパラメータに

対する感度解析により，その影響程度を把握する。 

 

(1) 解析条件 

炉心がヒートアップすると，燃料が自立した状態から，燃料が崩壊した状態となる。

燃料が崩壊すると，燃料が自立した状態に比べて水蒸気による冷却が困難となり，溶

融状態へ至る事象進展が早くなる。MAAP コードでは，炉心温度と破損時間の関係を

整理した Larson-Miller パラメータを利用して，炉心ノード崩壊の判定を行っており，

この条件がリロケーションに与える影響については十分な知見が得られていないこと

から，BWR-5，Mark-I 改良型格納容器プラントを例として，燃料崩壊によるリロケー

ションに関する感度解析を実施して，その影響程度を確認する。 

ベースケースでは，炉心ノードの崩壊について，炉心ノード温度    K と  時間

の関係から Larson-Miller パラメータを設定しているが，感度解析では，さらに炉心ノ

ードの崩壊が早く進むことを想定し，炉心ノード温度    K と  時間（あるいは 

   Kで   秒）からLarson-Millerパラメータを設定した場合の影響を確認する。

これは，炉心ノード崩壊のパラメータを   K 低くするものであり，炉心ヒートアッ

プ時の燃料及び被覆管の融点は精度よく予測できるため，   K 低く評価することは

実現象に対しては仮想的かつ厳しいものであるが，リロケーションが早く進む場合の

影響の把握を目的としたものである。なお，実際には炉心ノードの温度履歴に応じて，

炉心ノードが崩壊するまでの時間を計算している。 

 

項目 
炉心ノード崩壊の 

パラメータ（炉心温度） 
設定根拠 

ベースケース   K 当該変数設定範囲のノミナル値 

感度解析ケース   K 
炉心ノードが崩壊する時間を早め

るように設定 

 

 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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(2) 解析結果 

炉心のリロケーションは，炉心領域の冷却材が失われ，崩壊熱及び被覆管酸化反応に

より燃料温度が上昇して発生するが，TQUV シーケンスと大破断 LOCA シーケンスにつ

いて，感度解析を実施した。以下に結果を述べる。 

 

A）TQUV シーケンス（添付 1 に詳細を記載） 

解析結果を図 4.3-5 に示す。ベースケースと感度解析ケースで，本パラメータの影響

は炉心露出以降に現れる。感度解析ケースにおいては，炉心ノードが崩壊する判定を厳

しくしたことで，より早期に炉心ノードの崩壊及び炉心溶融が進展することになるもの

の，その影響は限定的であり，事象全体の進展に大きな影響は無い。原子炉圧力容器破

損時刻に関してもほぼ同時刻である。このときの原子炉圧力は，ベースケースとほぼ同

じであり，2.0MPa[gage]以下である。また，格納容器圧力に対しても，到達する圧力や

温度の差はわずかである。 

 

B）大破断 LOCA シーケンス 

解析結果を図 4.3-6 に示す。大破断 LOCA シーケンスでは，原子炉圧力容器内のイン

ベントリが減少し除熱が悪化することから炉心のヒートアップが促進され，TQUV シー

ケンスと比較して早い時間でリロケーションが進展する。感度解析ケースにおいては，

炉心ノードが崩壊する判定を厳しくしたことで，より早期に炉心ノードの崩壊及び炉心

溶融が進展することになるものの，TQUV シーケンスと同様，事象全体の進展に大きな

影響は無い。また，格納容器圧力に対しても，到達する圧力や温度の差はわずかである。 

 

(3) まとめ 

リロケーションが早く進む場合の確認として，非常に厳しい条件ながら，炉心ノード崩

壊の判定温度を低下させた感度解析を行った。炉心溶融のタイミングについては，TQUV，

大破断 LOCA シーケンスのいずれも感度は小さい。なお，原子炉圧力容器破損の時点に

ついても両シーケンスで感度はなく，実機解析への影響は無い。さらに，原子炉圧力容器

破損時の原子炉圧力も 2.0MPa[gage]以下であり，実機解析への影響は無い。コンクリー

ト侵食量については，原子炉圧力容器破損時刻への感度は大きくなく，格納容器下部への

注水量に大きな差は生じないことから，影響は小さいと考えられる。 

以上より，有効性評価への適用性に問題は無いと判断した。
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図 4.3-5 リロケーションに関する感度解析結果（TQUV シーケンス）(1/2)  
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図 4.3-5 リロケーションに関する感度解析結果（TQUV シーケンス）(2/2) 

  

格納容器限界圧力（854kPa[gage]（最高使用圧力の 2倍）） 

 

格納容器限界温度（200℃） 
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図 4.3-6 リロケーションに関する感度解析結果（大破断 LOCA シーケンス）  
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4.3.4 原子炉圧力容器内FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［圧力容器(炉心損

傷後)］ 

原子炉圧力容器内 FCI により生じる圧力スパイクは，冷却材圧力バウンダリや格納容器

の破損に対する脅威とはならないと考えられるが，高圧溶融物放出を防止する観点で，原

子炉圧力容器破損のタイミングにおける原子炉圧力に影響を与えるものと考えられるこ

とから，添付 1「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱の防止について」において不

確かさの分析及び感度解析による影響評価を行っている。 

以下に概要をまとめる。 

 

(1) 不確かさの整理 

原子炉圧力容器内 FCI は，溶融炉心が炉心から下部プレナムに落下する際に，溶融

炉心と冷却材の伝熱により，短期間に水蒸気が発生し，原子炉圧力が急上昇する現象

である。したがって，現象に影響する要因として，①下部プレナムの冷却水の状態（温

度），②溶融ジェット径，③エントレイン量，④冷却水とデブリ粒子の伝熱が挙げられ

る。このうち，①については，崩壊熱と減圧沸騰により決まり，一般的な質量・エネ

ルギ保存則に基づき計算されることから，現象としての不確かさは小さいものと考え

られる。よって，②～④について感度解析を行う。 

 

(2) 感度解析及び結果 

A）溶融ジェット径 

溶融炉心の下部プレナムへの落下は，物理現象としては，炉心支持板上に堆積した

溶融炉心によって炉心支持板が破損するか，又は炉心領域最外周境界のクラストが破

損することにより，溶融炉心が下部プレナムへ落下する過程である。これに対し，解

析モデルでは，溶融ジェット径は，炉心支持板の開口部の面積の等価直径相当を入力

条件として与えたものから計算される。したがって，実現象では解析よりも溶融ジェ

ット径が小さい場合が考えられるため，感度解析としては，その 1/10 倍を設定した。 

解析結果を図 4.3-7 に示す。感度解析ケースでは，溶融ジェット径を小さくしたこと

により，細粒化割合が大きくなり，粒子ベッドの質量が増加しているため，圧力スパ

イクによる圧力上昇幅がわずかながら大きくなっている。しかし，原子炉圧力容器の

減圧維持を継続していることから，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力は

2.0MPa[gage]以下であり大きな感度は無いことが確認された。 

なお，感度解析ケースでは溶融ジェットのほぼ全量が細粒化することから，これ以

上ジェット径が小さくなっても，細粒化量はほとんど変化しない。 

 

B）エントレイン量 

原子炉圧力容器内 FCI により生じる圧力スパイクは，エントレインされたデブリ粒
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子と冷却水との伝熱により生じることから，エントレイン量による感度を確認する。 

エントレイン量は Ricou-Spalding モデルにより計算しており，その比例係数（エン

トレインメント係数）を変化させる。エントレインメント係数は，大規模実験（FARO

実験）に対するベンチマーク解析により検討された設定範囲があり，有効性評価の解

析ではその最確値を設定している。よって，感度解析としては，エントレイン量が最

大となるよう，設定範囲の最大値とする。また，参考として最小値の結果も示す。 

解析結果を図 4.3-8 に示す。感度解析ケースでは，エントレインメント係数を大きく

したことにより，細粒化割合が大きくなり，粒子ベッドの質量が増加しているため，

圧力スパイクによる圧力上昇幅がわずかに大きくなっている。しかし，原子炉圧力容

器の減圧維持を継続していることから，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力は

2.0MPa[gage]以下であり大きな感度は無いことが確認された。 

 

C）冷却水とデブリ粒子の伝熱 

冷却水とデブリ粒子の伝熱は，膜沸騰熱伝達と輻射熱伝達により計算するが，その

伝熱量は，デブリ粒子の表面積，すなわち，粒子径に依存する。有効性評価の解析で

は，デブリ粒子の径を，（UO2／ZrO2）を用いた大規模実験に基づき，その平均的な値

を使用しているが，実験ケースによってばらつきが存在していることから，この粒子

径を小さくする場合の感度を確認する。よって，感度解析ケースでは，大規模実験

（FARO 試験）に基づき検討された設定範囲の最小値とする。また，参考として最大

値の結果も示す。 

解析結果を図 4.3-9 に示す。感度解析ケースでは，粒子径を小さくしたことにより，

冷却水とデブリ粒子の伝熱が促進されることにより，圧力スパイクによる圧力上昇幅

がわずかに大きくなっている。しかし，原子炉圧力容器の減圧維持を継続しているこ

とから，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力は 2.0MPa[gage]以下であり大きな感

度は無いことが確認された。 

 

(3) まとめ 

以上，溶融ジェット径，エントレイン量及び冷却水とデブリ粒子の伝熱に関して感

度解析を行った結果，圧力スパイクのピーク値及び原子炉圧力容器破損時点での原子

炉圧力への影響はわずかであることが確認された。 

  



 

 

5-184 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図4.3-7 原子炉圧力容器内FCIに関する感度解析結果（溶融ジェット径） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図4.3-8 原子炉圧力容器内FCIに関する感度解析結果（エントレイン量） 
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図4.3-9 原子炉圧力容器内FCIに関する感度解析結果（冷却水とデブリ粒子の伝熱） 

  

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

 

原子炉圧力容器破損 

 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

 

逃がし安全弁

の開閉による

圧力変動 

 

2.0MPa[gage] 

 



 

 

5-186 

 

 

4.3.5 下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達［圧力容器(炉心損傷後)］ 

下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達モデルについては，4.2.1に示したように，TMI事故

の分析結果と比較し，妥当な結果が得られている。また，MAAPコードの解析モデルがTMI

事故あるいはその後の検討により得られた知見をもとに開発されていることも踏まえる

と，MAAPコードの解析モデルは一定の妥当性を有していると判断できる。しかし，炉心

溶融時の実機の挙動に関しては，現段階では十分な知見が得られていない状況であること

から，添付1「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱の防止について」において，不

確かさの分析及び感度解析による影響評価を行っている。以下に概要を纏める。 

 

(1) 解析条件及び解析結果 

A）溶融炉心と上面水プールとの伝熱 

溶融炉心が下部プレナムに堆積し，上面が水プールで覆われる状況では，溶融炉心

は冷却され，そのときの熱流束は限界熱流束で制限される。上部クラスト形態には不

確かさがあり，クラストのひび割れが無い場合には，溶融炉心が冷却されにくくなり，

原子炉圧力容器破損へ至る事象進展も早くなる。したがって，下部プレナム内の溶融

炉心と上面水プールとの間の限界熱流束に関する感度解析を実施する。 

ベースケースでは，限界熱流束に係る係数として最確値を与え，感度解析ケースで

は水への熱伝達が制限される値を設定する。 

図 4.3-10 に，下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の限界熱流束の感度

解析結果を示す。 

ベースケースと感度解析ケースで，本パラメータの影響は溶融炉心の下部プレナム

への落下以降に現れる。溶融炉心が下部プレナムにリロケーションした後は，感度解

析ケースにおいて溶融炉心と上面水プールの伝熱量が減少する事になる。その結果，

感度解析ケースにおいて原子炉圧力容器破損時間はわずかに早くなっている。ただし，

原子炉圧力容器破損割合及び破損時刻のいずれについても，感度の大きさとしてはわ

ずかである。 

 

B）溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達 

原子炉圧力容器がクリープすることで，溶融炉心の下部クラストと原子炉圧力容器

の間にギャップが生じ，そのギャップに水が浸入して冷却される。MAAP の解析モデ

ルでは，ギャップに浸入した水と溶融炉心の熱流束は限界熱流束で制限される。この

現象は実験的に確認されているものの，溶融炉心重量が大きい場合にはギャップ幅が

小さくなり，気液対向流制限現象によりギャップに十分な水が流れ込まないことも報

告されている[24]。また，制御棒駆動機構ハウジング等の貫通部及びその溶接部を持つ

体系での実験はこれまでなされていない。このように，ギャップによる冷却には不確

かさがあり，これが小さい場合には，溶融炉心が冷却されにくくなり，原子炉圧力容
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器破損へ至る事象進展も早くなる。 

したがって，下部プレナム内の溶融炉心とギャップに浸入した水との間の限界熱流

束に関する感度解析を行い，その影響を把握する。溶融炉心と下部プレナムのギャッ

プに存在する水による除熱量には不確かさがあり，ベースケースではギャップへの熱

流束に係る係数として最確値を与えている。この係数は，下部プレナムギャップの水

による除熱量に係る係数として定義され，ベースケースではギャップによる除熱量の

評価式により計算された除熱量がそのまま適用される。一方，係数を小さくすること

は，ギャップに十分な水が流れ込まないことによる，ギャップに存在する水による除

熱量の低下を模擬するものである。また，有効性評価では最初に貫通部の溶接部破損

が生じているが，貫通部近傍でのギャップ冷却は実験例がなく，ギャップ水による除

熱量が平板体系と比較してどの程度になるかには不確かさがある。 

以上より，感度解析ケースでは，溶融炉心と下部プレナムが接触している状態を模

擬するための設定とした評価を実施する。 

図 4.3-11 に，下部プレナムギャップの除熱量に係る係数の感度解析結果を示す。ベ

ースケースと感度解析ケースで，本パラメータの影響は溶融炉心の下部プレナムへの

落下以降に現れる。溶融炉心が下部プレナムに移行した後は，感度解析ケースにおい

て下部プレナムギャップの水による除熱が無いため，下部プレナムの温度がより早く

上昇するが，下部プレナムの水がドライアウトするまでの間しか影響を及ぼさないこ

とから，原子炉圧力及び原子炉圧力容器破損時刻に対する感度としては非常に小さい。

また，いずれのケースも原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力は 2.0MPa[gage]以下

であり大きな感度は無いことが確認された。 

 

(2) まとめ 

以上，溶融炉心と上面水プールとの伝熱，溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達に

関して感度解析を行った結果，原子炉圧力容器破損時刻への影響はわずかであること

が確認された。 
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図4.3-10 下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達に関する感度解析結果 

（溶融炉心と上面水プールとの伝熱） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図4.3-11 下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達に関する感度解析結果 

（溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達）  
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4.3.6 原子炉圧力容器破損［圧力容器(炉心損傷後)］ 

原子炉圧力容器破損及びそれに伴う溶融炉心の流出挙動に関しては，体系的な実験等に

よる研究がなく，特に実機スケール現象について有効なデータが得られていない状況であ

り，ベンチマーク解析による妥当性確認が困難であるが，海外での考察等による知見に基

づいて MAAP コードの解析モデルが開発されていることから，一定の妥当性は有すると

判断できる。しかしながら，現象自体が持つ不確かさもあることを踏まえ，原子炉圧力容

器破損に関わる一連の現象を取り扱っている添付 1「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直

接加熱の防止について」において，不確かさの分析及び感度解析による影響評価を行って

いる。以下に概要を示す。 

 

(1) 原子炉圧力容器破損 

A) 原子炉圧力容器破損について 

下部プレナムに溶融炉心が堆積し，溶融炉心が冷却されない状態が継続すると，原

子炉圧力容器の破損に至る。原子炉圧力容器は，原子炉圧力，原子炉圧力容器壁・溶

融炉心温度，材料物性及び形状等に応じて様々なモードで破損すると考えられる。 

 

B) 解析モデルに関する考察 

MAAP コードでは，原子炉圧力容器の破損について，制御棒駆動機構ハウジング溶

接部の破損，原子炉圧力容器のクリープ破損等，複数の破損モードを模擬しており，

最も早く判定される破損モードが適用される。以下に，有効性評価における原子炉圧

力容器破損の主要因である制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損，クリープ破損へ

の影響因子について，MAAP コードの解析モデルの妥当性を考察する。 

 

a) 限界せん断応力（制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損） 

貫通部の溶接部が溶融炉心によって加熱されることで強度を失い，貫通部が飛び出

すことによって原子炉圧力容器が破損する。具体的には，貫通部の溶接部のせん断応

力は，原子炉圧力容器と格納容器の圧力差とつり合った状態になっているが，せん断

応力が限界せん断応力を超えると貫通部が飛び出し，原子炉圧力容器が破損する。こ

の限界せん断応力は温度に依存しており，MAAP コードでもこの温度依存性がデー

タとして考慮されているため，MAAP コードのモデルは妥当と判断できる。 

 

b) ひずみ（制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損） 

溶融炉心が下部プレナムに落下することにより，高温かつ高圧の環境下にある原子

炉圧力容器の壁にひずみを生じ，溶接部にも同様にひずみが発生し，溶接部のひずみ

量がしきい値を超えた場合に，破損が発生したと判定している。このしきい値は実験

によって妥当性が確認されたものであるが，実験結果のばらつきも考慮し，ひずみの
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しきい値に関する感度を確認する。 

 

c) Larson-Miller パラメータ（クリープ破損） 

Larson-Miller パラメータ手法は，応力と破損時間の関係を整理した Larson-Miller

パラメータを利用しクリープ破損寿命を予測する一般的な手法である。MAAP コー

ドでは，応力として圧力，温度，溶融炉心の荷重を考慮し，Larson-Miller パラメー

タを使用してクリープ破損寿命を予測しており，そのモデル化は妥当と判断できる。 

 

C) 原子炉圧力容器破損に関する感度解析 

溶接部破損時のひずみのしきい値に関する感度解析を実施した。図 4.3-12 に溶接部

破損時の最大ひずみの感度解析結果を示す。 

感度解析では，ひずみのしきい値の有意な感度を確認する目的で，早期に破損に至

る条件として，溶接部破損時のひずみのしきい値を 1/10 に低下させ，その場合，原子

炉圧力容器破損が 13 分程度早くなる結果を得た。したがって，ひずみのしきい値が原

子炉圧力容器破損の時期に与える感度は小さいと言える。 

 

D) 原子炉圧力容器破損に関するまとめ 

溶融炉心の格納容器下部への落下時期は原子炉圧力容器破損モデルに依存する。原

子炉圧力容器破損モデルには，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損，原子炉圧力

容器のクリープ破損等があり，これらは原子炉圧力容器内外圧力差，溶融炉心の水頭，

原子炉圧力容器壁温度等の評価パラメータによって計算される。原子炉圧力容器破損

モデルについては，「限界せん断応力」，「ひずみ」及び「Larson-Miller パラメータ」

に関して，MAAP コードの解析モデルにおいて，実現象に即した模擬を行っているた

め，いずれも構造強度の一般的な評価式を用いており，不確かさは小さい。 

また，評価パラメータについては，同じ事故シーケンスであれば大きくは変わらな

いことから，不確かさは小さい。以上から，原子炉圧力容器破損に関するモデルは有

効性評価に適用することは妥当と判断できる。 

 

(2) 溶融炉心流出 

A) 溶融炉心流出について 

原子炉圧力容器が破損すると，その破損口から溶融炉心（溶融プール，粒子状溶融

炉心，溶融スチール）が格納容器下部へ流出する。溶融炉心が流出する際，原子炉圧

力容器破損口は侵食によって拡大する。 

なお，MAAP コードでは制御棒駆動機構貫通部破損や原子炉圧力容器下部のクリ

ープ破損等の種々の原子炉圧力容器下部破損モードがモデル化されており，最も早く

破損条件に至った破損モードにより破損が生じるが，有効性評価においては制御棒駆
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動機構ハウジング溶接部の破損による制御棒駆動機構ハウジング逸出が最も早く発

生する。これにより約 15cm 径の破断口が原子炉圧力容器下部に開き，下部プレナム

内の溶融炉心が格納容器下部に落下することになる。他の原子炉圧力容器下部貫通配

管が破損してもこれ以上の破損サイズにはならないことから，制御棒駆動機構ハウジ

ングの逸出が最も厳しい条件となっている。 

 

B) 解析モデルに関する考察 

MAAP コードでは前述した原子炉圧力容器破損後の溶融炉心流出挙動をモデル化

しており，原子炉圧力容器破損時の溶融炉心の流出挙動への影響因子について，

MAAP コードのモデルの妥当性を考察する。 

 

a) 開口部の閉塞 

溶融炉心が流出する際，粒子状溶融炉心も一緒に原子炉圧力容器外に流出するモ

デルとなっているが，実現象では開口部が粒子状溶融炉心によって閉塞し，溶融炉

心が格納容器下部へ流出しない可能性がある。しかしながら，MAAP コードでは粒

子状溶融炉心の溶融も同時にモデル化しており，また，実現象においても，冷却が

できずに原子炉圧力容器が破損する状況では粒子状溶融炉心は崩壊熱によって再溶

融するため，開口部での閉塞の可能性は小さく，したがって，破損口より上部に堆

積している溶融炉心が流出する MAAP コードのモデルは妥当と判断できる。 

 

b) 破損口の侵食による拡大 

破損口を溶融炉心が通過する際に，破損口の側面が溶融炉心により溶かされ，破

損口が拡大する現象も考えられ，MAAP コードの原子炉圧力容器の破損モデルにお

いては，溶融炉心と破損口側面の伝熱計算に基づき，破損口が溶融し拡大するモデ

ルを備えていることから，実現象に即しており，妥当と判断出来る。 

 

c) 原子炉圧力容器 2 次破損 

最初の原子炉圧力容器破損が発生した後，溶融炉心は水頭圧により流れることか

ら，破損口よりも高い部分の溶融炉心のみが格納容器下部に落下し，残りの溶融炉

心は残存する。また，冷却がなければ，残存した溶融炉心が原子炉圧力容器を加熱

し，溶融炉心の自重も加わることによって，原子炉圧力容器がクリープ破損するこ

とが，実機において考えられ，MAAP コードのモデルはこの挙動を模擬できるもの

であり，妥当と判断できる。 

 

C）溶融炉心流出に関するまとめ 

溶融炉心の落下量は原子炉圧力容器破損位置に依存する。原子炉圧力容器破損位置
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は，原子炉圧力容器下部のノードの代表点を基準にそれよりも上に存在する溶融炉心

が落下するモデルとなっている。ノード内の破損位置には不確かさがあるが，破損口

は溶融炉心によって拡大し，原子炉圧力容器の底部の方向に開口部が拡がることから，

開口部の下端の高さの不確かさは小さくなる。以上から，溶融炉心の流出に関するモ

デルを有効性評価に適用することは妥当と判断できる。 
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図4.3-12 制御棒駆動機構ハウジング破損時の最大ひずみに関する感度解析結果 
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4.3.7 原子炉圧力容器外FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［格納容器(炉心損

傷後)］ 

FCI 現象に関しては，国内外において現象の解明や評価に関する多くの活動が行われて

きているが，現在においても研究段階にあり，また，実機規模での現象についてほとんど

経験がなく，有効なデータが得られていないのが現状であり，不確かさが大きい現象であ

ると言える。 

そこで，添付 2「溶融炉心と冷却材の相互作用について」では，知見の整理，不確かさ

の分析及び感度解析による影響評価を行っている。以下に概要を示す。 

 

(1) 知見の整理 

A）FCI 実験 

国内外の FCI 実験として， 

・ALPHA 実験(旧原子力研究所 JAERI) 

・KROTOS 実験(欧州 JRC(Joint Research Center)，イスプラ研究所) 

・FARO 実験(欧州 JRC(Joint Research Center)，イスプラ研究所) 

・COTELS 実験(カザフスタン国立原子力センター(NNC：National Nuclear Center)) 

・TROI 実験(韓国原子力研究所(KAERI)) 

について調査を行い，知見を整理した。 

 

B）原子炉圧力容器外 FCI における水蒸気爆発の発生可能性 

UO2を用いた大規模 FCI 実験である KROTOS 実験，FARO 実験，COTELS 実験及

び TROI 実験の結果から，実機において大規模な水蒸気爆発に至る可能性は極めて小

さいと結論付けた。 

また，参考文献[25]に示す JASMINE コードを用いて水蒸気爆発が発生したという条

件における格納容器破損確率の評価について考察した。同文献での評価で想定した条

件（トリガリング及び融体ジェット直径）が，実機解析に比べて厳しくなるよう選定

し，水蒸気爆発時のエネルギが大きくなるように評価され，かつ，保守的なフラジリ

ティ分布を用いた場合の条件付確率であるのに対し，実機条件において水蒸気爆発の

トリガとなる特段の要因は考えられないこと，水蒸気爆発が発生した場合でも流体の

運動エネルギはフラジリティカーブと重ならず，格納容器破損確率は十分小さくなる

ことから格納容器への脅威にはならないと結論付けた。 

 

(2) 不確かさの整理 

原子炉圧力容器外 FCI について，実現象と解析モデルの差に着目しつつ，不確かさ

の整理を行い，原子炉圧力容器外 FCI による格納容器圧力に影響する要因として， 

・格納容器下部（ペデスタル）領域のプール水の状態（サブクール度，水位） 
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・溶融炉心の落下量及び粒子化（破損口径，粒子化割合，落下速度） 

・プール水とデブリ粒子との伝熱（デブリ粒子径） 

・格納容器内での水蒸気の流動 

を抽出し，それぞれについて不確かさ及びその取り扱いを以下のとおり整理した。 

 

A）格納容器下部（ペデスタル）領域のプール水の状態（サブクール度，水位） 

ペデスタル領域の水温が高い場合には，水蒸気発生量が多くなり圧力スパイクは厳

しくなる。なお，MAAP では，蒸気の上昇速度がフラッティング臨界速度よりも大き

い場合には，周囲の水が蒸気の流れによって巻き込まれ，巻き込まれた水による蒸気

の凝縮により蒸気発生量が減少する効果がモデル化されている。ペデスタル領域の水

は，ペデスタルへの注水によって形成されるので，その水温はペデスタル注水温度に

影響される。有効性評価では，ペデスタル注水は外部水源から注水され，その水温は

水源温度の実績値に対して高めの温度を設定している。したがって，圧力スパイクを

厳しくする保守的な水温を設定しているが，本影響因子は解析モデルパラメータでは

ないため，不確かさ評価は行わない。 

ペデスタル領域の水位に関しては，水深が深い方が溶融炉心の細粒化量が大きくな

る傾向がある。この場合，細粒化した粒子から水への伝熱量が多くなるので，圧力ス

パイクは厳しくなる方向である。本影響因子は解析モデルパラメータではないため，

ここでは感度解析による確認は行わない。 

 

B）溶融燃料の落下量及び粒子化（破損口径，粒子化割合，落下速度） 

溶融炉心の落下量は，原子炉圧力容器の破損口径に依存する。原子炉圧力容器の破

損は，原子炉圧力容器下部の制御棒駆動機構ハウジングの溶接部が破損し，制御棒駆

動機構ハウジングが逸出することを想定している。原子炉圧力容器底部の口径が大き

い貫通部として制御棒駆動機構ハウジングを想定している。なお，MAAP では溶融物

流出に伴う破損口の径方向侵食による破損口拡大も考慮されている。 

細粒化量に関して，MAAP コードでは Ricou-Spalding 式で評価される。

Ricou-Spalding 式では，デブリ粒子化割合に影響するパラメータは，エントレインメ

ント係数，溶融ジェット径，圧力（わずかではあるが水の密度に影響）及びプール水

深である。このうち溶融ジェット径は保守的に設定しており，また，プール水深は解

析モデルパラメータでは無い。 

エントレインメント係数については，MAAP では代表的な FCI の大規模実験である

FARO 試験に対するベンチマーク解析によってその設定値及び不確かさ範囲を設定し

ている。FARO のベンチマーク解析でのエントレインメント係数の不確かさ範囲は， 

   ～    となっている。以上より，粒子化量の不確かさとしてエントレインメン

ト係数の感度を確認する。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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溶融炉心の落下速度は，原子炉圧力容器内外の圧力差，溶融炉心の高さ（水頭）及

び溶融炉心の落下距離に依存する。原子炉減圧により原子炉圧力容器内外の圧力差が

十分小さくなることから，圧力差の不確かさの影響は小さい。また，有効性評価では

原子炉圧力容器の下部プレナム部に全量に近い溶融炉心が堆積しており，原子炉圧力

容器の破損位置も原子炉圧力容器底部中心となっているため，溶融炉心の水頭が高い

状態となっている。この場合，溶融炉心の流出速度が大きく落下量も多くなるため，

圧力スパイクの評価も厳しくなる。したがって，溶融炉心の水頭の不確かさ評価は必

要ない。一方，落下距離については，プール水深に不確かさがある。 

BWR-5,Mark-I 改良型格納容器プラントの例では，落下距離の不確かさをプール水

位の最大変動幅（3.4m）と仮定すると，ペデスタル底部から原子炉圧力容器底部まで

の距離（約 9.5m）の 4 割程度である。溶融炉心の落下速度が，落下距離の平方根に比

例すると考えると，落下速度の不確かさは 2 割程度である。溶融炉心の落下速度（ジ

ェット速度）の不確かさはエントレインメント係数の不確かさとして評価できる。ま

た，落下速度の不確かさはエントレインメント係数の不確かさ幅に包絡されている。

したがって，溶融炉心の落下速度の不確かさの影響は，エントレインメント係数の不

確かさ評価で確認できるため，落下速度の不確かさ評価は行わない。 

 

C）プール水とデブリ粒子との伝熱（デブリ粒子径） 

水中でエントレインされた高温のデブリ粒子は，その周囲を蒸気膜が覆う状態とな

り，デブリ粒子の熱伝達は膜沸騰熱伝達と輻射熱伝達に支配される。MAAP ではエン

トレインしたデブリ粒子の温度を，これらの熱伝達を考慮した機構論的モデルにより

計算する。また，デブリ粒子から水への伝熱は，デブリ粒子の径に直接依存する。MAAP

では，デブリ粒子径はジェットの表面張力に依存するモデルにより計算される。デブ

リ粒子径の導出式には，粒子径ファクタ（モデルパラメータ）が乗じられている。MAAP

では代表的な FCI の大規模実験に対するベンチマーク解析によってその設定値及び不

確かさ範囲を設定しているため，デブリ粒子の伝熱の不確かさは粒子径の不確かさと

して考慮する。FARO のベンチマーク解析でのデブリの粒子径ファクタの不確かさ範

囲は，   ～   となっている。 

 

D）格納容器内での水蒸気の流動 

FCI による圧力スパイクの評価の観点では，ペデスタル領域の開口部からドライウ

ェル側への気体の流れのモデルも不確かさの要因として考えられる。MAAP では，格

納容器内の流動は，ノード・ジャンクションモデルを適用しており，格納容器下部領

域からドライウェル領域への流れは，ノードの圧力，ジャンクションの圧力損失によ

り，差圧流や臨界流として扱われる。ジャンクションの圧力損失は，一般的な流動モ

デルを扱っていることから，不確かさは小さいと考えられる。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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(3) 感度解析による確認 

上記の検討により，原子炉圧力容器外 FCI における圧力スパイクに関して，解析モデ

ルでの不確かさは， 

・Ricou-Spalding モデルのエントレインメント係数 

・デブリ粒子径 

に代表され，それぞれの不確かさ幅を考慮した感度解析を実施した（解析条件及び結

果は添付 2 参照）。 

その結果，いずれのパラメータにおいても，原子炉圧力容器外 FCI により生じる圧力

スパイクへの感度は小さく，有効性評価の結果に影響を与えないことを確認した。 
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4.3.8 格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり，溶融炉心と格納容器下部プール水との

伝熱，溶融炉心とコンクリートの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガスの発

生［格納容器(炉心損傷後)］ 

これらは，MCCI に関する物理現象である。MCCI は重要な格納容器破損モードと考え

られ，これまで種々の実験や解析モデルの開発が行われてきている。そこで，添付 3「溶

融炉心とコンクリートの相互作用について」では，知見の整理，不確かさの分析及び感度

解析による影響評価を行っている。以下に概要を示す。 

 

(1) 知見の整理 

A）MCCI 実験 

国内外での MCCI に関する実験及び研究として， 

・ACE 実験（アルゴンヌ国立研究所（ANL）） 

・SURC-4 実験（サンディア国立研究所（SNL））（国際標準問題 ISP－24） 

・BETA 実験（カールスルーエ研究所（KfK）） 

・SWISS 実験（サンディア国立研究所（SNL）） 

・WETCOR 実験（サンディア国立研究所（SNL）） 

・MACE 実験（米国電力研究所（EPRI）） 

・COTELS 実験（テスト B/C 及び A）（原子力発電技術機構（NUPEC）） 

・MCCI 実験（アルゴンヌ国立研究所（ANL）） 

・KROTOS 実験（欧州 JRC（Joint Research Center），イスプラ研究所） 

・FARO 実験（欧州 JRC（Joint Research Center），イスプラ研究所） 

・DEFOR 実験（スウェーデン王立工科大学（KTH）） 

・SPREAD 実験（国内 BWR 産業界） 

・PULiMS 実験（スウェーデン王立工科大学（KTH）） 

・KATS 実験（カールスルーエ研究センター（KIT，旧 FZK）） 

・セルフレベリング実験（アルゴンヌ国立研究所（ANL）） 

・SSWICS 実験（OECD-MCCI プロジェクト） 

・MET実験（OECD-MCCI プロジェクト） 

・CCI 実験（OECD-MCCI プロジェクト） 

・クラスト破損実験（OECD-MCCI プロジェクト） 

について調査し，知見を整理した。 

 

B）得られた知見 

・ドライ条件でのコンクリート侵食 

溶融炉心に注水が行われない場合の侵食速度は，ACE 実験や SURC-4 実験で確認さ

れている。また，MAAP コードによる SURC-4 実験解析が行われており，解析で得ら
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れた侵食速度は実験結果と良く一致している（1 時間あたり 20cm 程度）。 

 

・ウェット条件（Top Flooding）でのコンクリート侵食 

SWISS 実験，WETCOR 実験及び MACE 実験では，溶融炉心上面へ注水をした場

合（Top Flooding）のコンクリート侵食実験が行われたが，結果として，溶融炉心上面

に安定なハードクラストが形成されて溶融炉心内への水の浸入を妨げ，コンクリート

侵食が継続する結果が得られた。コンクリート侵食が停止しなかった主な原因は，溶

融炉心模擬物上面に形成されたクラストが側壁（側壁に耐火物を採用した一次元侵食

実験）あるいは電極と側壁の両者に固着し，クラストとその下の溶融炉心模擬物とが

分離したことにより，溶融炉心模擬物の効果的な除熱がなされなかったためであると

されている。 

COTELS 実験では，溶融物の落下過程を含めて模擬した MCCI 実験が実施され，結

果として，側壁侵食部に水が浸入し，コンクリート侵食が停止する結果が得られた。 

実機規模で安定化クラストが形成されるか否かを解明するため，OECD/MCCI プロ

ジェクトが行われ，クラスト強度，クラスト浸水，二次元コンクリート侵食挙動等を

分離効果的に調べる実験が実施された。その結果，実炉スケールでは，安定クラスト

は形成されず，ハードクラストは割れて水が内部に浸入し，MCCI により発生したガ

スにより溶融物がクラストの割れ目から噴出する火山型のクラストが形成されるとの

結果が得られている。また，CCI 試験の結果から玄武岩系コンクリートに侵食の異方

性が見られる結果が得られている。 

これらの知見は，MCCI 評価のためにはデブリから水プールやコンクリートへの熱

伝達の扱いが重要であることを示唆している。 

 

・水張りによる溶融物の粒子化 

溶融物ジェットが水中へ落下する場合の粒子化挙動については，FCI 実験等により確

認されている。粒子化割合は，主に水深やジェット径に依存する。粒径（質量中央径）

は，比較的大きく，実験条件（初期圧力，水深，コリウム落下速度，サブクール度）に

対する依存性は低いと報告されている。各 UO2混合物実験の平均的な粒子径は，溶融物

量の多い FARO 実験では 2.6～4.8mm，COTELS 実験では 6mm 程度である。また，粒

子化割合を評価する解析モデルが提案されている。（Ricou-Spalding 式や Saito 式等） 

 

・溶融物の拡がり 

Mark-I のシェルアタックに関わる実験や評価により，初期水張りによるシェルアタッ

ク防止の有効性が確認されるとともに，溶融物の拡がりを評価する解析コードが作成さ

れている。溶融物の拡がりには，デブリ落下流量，デブリ成分，デブリ過熱度が主に影

響することが示されている。KTH では，水中での溶融物の拡がり挙動と固化性状を調べ
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る PULiMS 実験が実施され，溶融物の拡がる過程は，流体力学と固化の 2 つの競合プロ

セスに支配されるとして，流体力学には重力，慣性力，粘性力及び表面張力が影響し，

固化には溶融物から周囲への熱伝達，崩壊熱発生及び溶融物の相変化が影響するとして

いる。また，独カールスルーエ研究センター（KIT，旧 FZK）において KATS 実験が実

施され，溶融物の放出速度が比較的高い場合は，冷却材の有無によらず同様な拡がり挙

動になることが示されている。溶融物の拡がり挙動の解析のために，種々の解析コード

が提案されており，実験データをもとに検証が行われている。 

また，ANL でのセルフレベリング実験により，水プール中に不均質に堆積させた粒子

状ベッドにおいて，内部沸騰によって短時間にベッドの厚さが均一化されることが示さ

れている。 

 

・粒子状ベッドの冷却性 

粒子状ベッドの冷却性については，ドライアウト熱流束が種々の実験で確認されてお

り，主に粒子径に依存するとの結果が得られている。また，ドライアウト熱流束を評価

する解析モデルがいくつか提案されているが，Lipinski 0-D モデル[26]が広く使われてい

る。 

 

(2) 不確かさの整理 

MCCI の過程ごとに不確かさ要因を整理する。MCCI は以下の過程で段階的に進展す

る。 

・ 原子炉圧力容器下部ヘッド破損過程 

・ 溶融物の落下・堆積過程 

・ MCCI 進行と注水によるデブリ冷却過程 

各過程での物理現象及び解析モデルに関し，不確かさ要因を整理し，感度解析が必要

なパラメータを確認する。 

 

A) 原子炉圧力容器下部ヘッド破損過程 

この過程の不確かさは，下部ヘッドの破損面積や溶融炉心の流出量となる。それぞれ

について，評価モデルと評価条件の考え方を示す。 

下部ヘッドの破損面積は，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損や下部ヘッドクリ

ープ破損等の種々の下部ヘッド破損モードがモデル化されており，最も早く破損条件

に至った破損モードにより破損が生じる。破損面積は，溶融物流出に伴う破損口の径

方向侵食による拡大も考慮されている。 

MAAP コードによる有効性評価の解析結果から，制御棒駆動機構ハウジング溶接部

の破損による制御棒駆動機構ハウジング配管逸出が最も早く発生する。これにより約

15cm 径の破損口が下部ヘッドに開き，下部プレナム内の溶融炉心が格納容器下部に流
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出することになる。他の下部ヘッド貫通配管が破損してもこれ以上の破損サイズには

ならないことから，制御棒駆動機構ハウジングの逸出が最も厳しい条件となっている。

なお，制御棒駆動機構ハウジング溶接部が破損しても外部サポートが設置されている

場合には，制御棒駆動機構ハウジングの逸出は起きにくいと考えられるため，この扱

いは保守的である。 

溶融炉心流出流量は駆動差圧として圧力容器内とペデスタルとの圧力差に水及び溶

融炉心の水頭圧を考慮して計算されている。MAAP コードによる解析結果から，最終

的な流出総量は，全炉心相当と評価されており，厳しい条件となっている。 

以上に示したように，下部ヘッドの破損面積や溶融炉心の流出量について，いずれ

も厳しい条件が使用されているため，感度解析を行う必要は無い。 

 

B) 溶融物の落下・堆積過程 

この過程では，原子炉圧力容器下部ヘッドが破損し，溶融炉心が事前水張りされた

ペデスタルへ落下するため，溶融物が水中で粒子化することが想定され，粒子化され

ない溶融炉心はペデスタル床に溶融プールとして堆積する。この過程では，溶融炉心

の水中での粒子化に不確かさが想定される。 

MAAP コードでは，粒子化割合は，Ricou-Spalding モデルで計算される。

Ricou-Spalding モデルは，エントレインメント量（細粒化量）を流入流体の速度（ジ

ェット速度）と両流体の密度比に関連させたモデルであり，液－液混合問題において

広く利用されている相関式である。落下する溶融炉心は円柱ジェットで冷却水中に突

入することを想定し，円柱ジェット外周部の浸食として粒子化割合を評価している。 

溶融炉心粒子化割合に影響するパラメータは，エントレインメント係数，溶融ジェ

ット径及びプール水深であり，このうちモデルパラメータとしてエントレインメント

係数と溶融物ジェット径に不確かさが想定される。 

エントレインメント係数については，MAAP コードでは代表的な FCI の大規模実験

である FARO 実験に対するベンチマーク解析によってその設定値及び不確かさ範囲を

設定している。FARO 実験のベンチマーク解析でのエントレインメント係数の不確か

さ範囲は，   ～   となっている。MAAP 解析ではエントレインメント係数とし

て    が使用されており，実験解析により，実験結果の粒子化割合をよく再現する

か，又は小さめに評価する入力となっている。溶融ジェット径は，下部ヘッド破損口

径により決まることから，前述のように大きい値としている。これは，粒子化割合を

小さめにする扱いをしていることになる。 

ちなみに，Ricou-Spalding モデルを使用して，実機で想定される水張り水深 2m，

溶融物ジェット径 0.15m の条件の場合で約 63%程度が粒子化される。 

以上のことから，エントレインメント係数については，不確かさ幅が設定されてお

り，溶融炉心が水中に落下した際の粒子化割合とその過程での蒸気発生やデブリ粒子

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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の酸化による水素発生に影響することから，不確かさ幅の範囲で感度解析を実施する。 

 

C) MCCI 進行と注水によるデブリ冷却過程 

この過程では，溶融炉心の拡がり，デブリベッドの冷却性，コンクリート侵食に不

確かさが想定される。 

溶融炉心の拡がりは，MAAP コードでは落下した溶融炉心はペデスタル床上に均一

に広がると仮定している。 

Mark-Ⅰ型格納容器のライナーアタックに関する研究によれば，水張りが無いと溶融

炉心は格納容器シェル壁（拡がり距離 7m 程度）まで到達するが，水張りがあれば溶融

炉心の拡がりは抑えられ，拡がり距離は落下量等にも依存するが 5m 程度となる結果が

得られている。有効性評価で想定している制御棒駆動機構ハウジングの逸出を想定す

ると，ABWR（ペデスタル直径約 11m）で床上に水がある場合でも，床全面に溶融物

が拡がることが示されており，ABWR 以外の BWR ではペデスタル床面積が ABWR

より小さいこと（Mark-Ⅰ改良型格納容器の場合，ペデスタル直径は約 6.4m）を考慮

すると，水張りをしている場合でも溶融炉心は，床全面に拡がる可能性が高いと考え

られる。これは，溶融物の拡がりに影響する因子のうち，主に想定しているデブリ落

下流量が大きい（全炉心相当の溶融炉心が 1 分程度で落下することを想定）ことによ

るものと考えられる。また，均一に拡がった方が，側壁に接する溶融炉心の堆積高さ

が高くなるため，側壁侵食を評価する観点から保守的な扱いとなっている。 

以上より，MAAP コードの均一堆積の扱いは妥当と考えられる。 

溶融ベッドから水への熱流束は，溶融炉心上面の性状により大きく影響されるため，

大きな不確かさが想定される。 

溶融炉心上面から水への熱流束は，上部クラスト－水プール間の熱伝達モデルであ

る Kutateladze 型の平板限界熱流束相関式の係数を調整することにより評価可能であ

る。 

前述のように事前水張り対策により溶融炉心の一部は粒子化して，溶融炉心上部に

粒子状ベッドを形成し，下部には粒子化しなかった溶融炉心が溶融プールを形成する

と想定される。これは，水中に溶融炉心を落下させた実験的知見から，安定クラスト

は形成されず，粒子状ベッドが形成されていることから妥当と考えられる。溶融炉心

上面は粒子状ベッドが形成されることを想定し，MAAP コードの溶融炉心上面から水

への熱伝達のモデルパラメータである Kutateladze 係数を変えることにより，粒子状

ベッドの冷却性の不確かさ評価を行う。ここでは，Lipinski 0-D モデルを使用して粒

子状ベッドのドライアウト熱流束の不確かさを評価した。主なパラメータは，粒子径，

ポロシティ，堆積高さ，圧力であり，以下のように想定する。 

 粒子径は，これまでの実験等の知見により 3～7mmと報告されているため[27]，

この範囲を不確かさの範囲と想定する。 
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 ポロシティは，概ね 0.3 以上が報告されているが，粒子の充填状態の幅を考慮

して，0.26（面心立方格子，最稠密），0.32（体心立方格子），0.4（MAAP 標

準値），0.48（単純立方格子）の範囲を想定する。 

 粒子状ベッドの堆積高さは，全炉心相当が落下した場合 1m 以上となるが，破

損口径の拡大を考慮しても 33%以上の粒子化が想定されるため，30cm 以上と

する。 

 圧力は，MCCI が発生する時間では格納容器圧力は 0.4MPa[abs]以上となっ

ているため，0.4MPa[abs]以上とする。 

Lipinski 0-D モデルによる評価結果を以下に示す。 

 圧力が0.4MPa[abs]以上では，ポロシティの最も小さい0.26のケースでも800 

kW/m2 以上のドライアウト熱流束となる。この場合，大気圧状態では 400 

kW/m2程度となっている。また，ポロシティの最も大きい 0.48のケースでは，

大気圧状態では 2000 kW/m2程度となっている。 

 粒子径が 3mm 以上では，ポロシティの最も小さい 0.26 のケースでも 800 

kW/m2以上のドライアウト熱流束となる。 

 粒子ベッド高さが 30cm 以上ではドライアウト熱流束はほとんど変化がなく，

ポロシティの最も小さい0.26のケースでも800 kW/m2以上のドライアウト熱

流束となる。 

以上の評価結果より，デブリ上面熱流束として 800 kW/m2を想定することは，粒子

状ベッドの熱伝達の不確かさを考慮しても妥当と考えられる。ただし，粒子径やポロ

シティ等の不確かさによる粒子状ベッドから水への熱伝達の不確かさの影響を確認す

るため，感度解析を実施する。 

コンクリートの種類（玄武岩系や石灰岩系）により，侵食挙動やガス発生挙動が異

なる。また，玄武岩系コンクリートに関しては，壁方向と床方向の侵食量に相違が見

られる知見が出ている。この侵食の異方性は，未だ十分な理解が得られておらず，現

状モデルでも扱われていないが，モデルパラメータの感度解析により，この侵食異方

性の影響を検討する。 

評価モデルは以下のとおりである。 

 コンクリート表面から深さ方向に１次元熱伝導を解き温度分布を計算して

いる。 

 クラスト-コンクリート界面の温度がコンクリート融点以上である場合にコ

ンクリート侵食が計算される。 

 コリウムからの伝熱量と分解／溶融潜熱により侵食量が評価される。 

 コンクリート分解による自由水・結合水・CO2の発生を考慮し，溶融コリウ

ム中での化学熱力学平衡計算による未酸化金属との反応により H2及び CO

発生が計算される。反応熱は，溶融炉心の崩壊熱に加算される。 
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コンクリートの種類は，国内プラントでは玄武岩系コンクリートが主流であるが，

一部のプラントでは石灰岩系コンクリートが使用されている。コンクリートの種類に

より物性値を使い分けている。これらのコンクリートの侵食モデルは，ACE 実験，

SURC-4実験等のドライ実験に対するMAAPモデルの実験解析により妥当性確認が行

われている。 

OECD/MCCIプロジェクトのCCI実験で確認された玄武岩系コンクリートの侵食の

異方性について，この原因について明確な理解は得られていないが，溶融炉心から壁

方向と床方向への熱伝達に関してコンクリート種類により相違があることを示唆して

いる。この侵食の異方性の影響を確認するため，MAAP コードでは，溶融プールから

横方向と下方向の対流熱伝達係数を調整して熱伝達の配分を変更することにより感度

解析を実施する。対流熱伝達係数の幅は，CCI-3 の試験結果を考慮し，底部を側壁の

モデルパラメータの推奨値の 1/4 とした場合，側壁を底部のモデルパラメータの推奨値

の 1/4 とした場合を想定する。 

 

(3) 感度解析による確認 

上記の検討により，MCCI に関して，解析モデルでの不確かさは， 

・エントレインメント係数 

・上面熱流束係数 

・溶融プール－クラスト間の熱伝達係数 

に代表され，これらをパラメータとした感度解析を実施した。また，参考としてコン

クリートの種類の違いについても解析を実施した（解析条件及び結果は添付 3 参照）。 

評価の結果，コンクリート侵食量に対して上面熱流束の感度が支配的であることが確

認された。上面熱流束を想定される下限値とした場合でも，コンクリート侵食量は，

22.5cm 程度に収まることが確認された。また，実験で確認されている侵食面における

侵食の不均一性については，MAAP モデルのベンチマーク解析結果から，実験の侵食

面における侵食のばらつきが，MAAP コードの予測侵食量の 20%の範囲内に収まって

いることから，上面熱流束の感度に比べて影響が小さいことを確認した。 

なお，この分野は複雑な多成分・多相熱伝達現象であり知見が十分であるとは言えず，

また事前水張り時の落下デブリの冷却性を直接調べた実験例がほとんどないことから，

今後も継続して検討を進め，新たな知見が出た場合には適宜評価に反映するように努

めることが重要であると考えられる。 
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4.4 実機解析への適用性 

4.4.1 事故解析及び実験解析の実機への適用性 

4.3において実施した各種の事故解析及び実験解析に基づき，各解析モデルの実機へ

の適用性について評価する。 

 

(1) 放射線水分解等による水素・酸素発生 [圧力容器(炉心損傷後)]，燃料被覆管酸化，

燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管変形［炉心（燃料）］，リロケー

ション，構造材との熱伝達及び下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達［圧力容器(炉心

損傷後)］ 

炉心ヒートアップの解析において重要な燃料被覆管酸化，放射線水分解等による

水素・酸素発生，燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管変形，リロケ

ーション，構造材との熱伝達及び下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達に関するモデ

ルの妥当性は，TMI事故解析及び CORA実験解析を通じて確認した。 

解析により得られた炉心ヒートアップ時の水素発生量及びその発生期間は，TMI

事故の分析結果と概ね一致することを確認した。また，事故発生後 220 分における

炉心状態について，解析結果が TMI事故の分析結果と良く一致することを確認した。

さらに，原子炉容器壁面温度についても，解析において TMI事故の分析結果と同等

な結果が得られていることを確認した。また，CORA 実験解析における，燃料被覆

管，制御棒及びチャンネルボックスの温度変化について，測定データと良く一致す

ることを確認した。 

TMI及びCORA実験とBWR実機において，燃料被覆管酸化，放射線水分解等によ

る水素・酸素発生，燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管変形，リロ

ケーション，構造材との熱伝達及び下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達に関する基

本的な現象に有意な差はなく，したがってこれらの現象に関するモデルについて，

実機解析への適用性を有すると判断できる。 

 

(2) 格納容器各領域間の流動，構造材との熱伝達及び内部熱伝導，気液界面の熱伝達［格

納容器］ 

格納容器各領域間の流動並びに構造材との熱伝達及び内部熱伝導に関するモデル

の妥当性は，HDR実験解析及びCSTF実験解析を通じて確認した。また，気液界面

の熱伝達に関するモデルの妥当性は，HDR実験解析を通じて確認した。 

HDR実験解析（E11.2実験）では，格納容器圧力及び温度について解析結果と測

定データの比較を行った。評価の結果，雰囲気からヒートシンクへの伝熱が過小に

予測されている可能性が示唆されており，それに起因して格納容器雰囲気温度を十

数℃程度高めに，格納容器圧力を１割程度高めに評価する傾向が確認されたが，縦

長格納容器形状や水蒸気注入位置といった実験体系に起因するものと考えられ，主
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要な傾向を再現できることを確認した。実機体系においてはこの種の不確かさは小

さくなると考えられ，より適切に模擬する方向になると考えられる。また，非凝縮

性ガス濃度変化の解析結果が測定データと良く一致することを確認した。CSTF実験

解析では，格納容器温度及び非凝縮性ガス濃度変化ついて解析結果と測定データの

比較を行った。解析結果が測定データと良く一致することを確認した。 

HDR及びCSTFの格納容器はBWR実機と異なるものの，実験解析を通じて格納容

器各領域間の流動，構造材との熱伝達及び内部熱伝導並びに気液界面の熱伝達に関

する基本的な妥当性を確認しており，これらのモデルは実機解析への適用性を有す

ると判断できる。 

 

(3) 溶融炉心とコンクリートの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生［格納容

器(炉心損傷後)］ 

溶融炉心とコンクリートの伝熱並びにコンクリート分解及び非凝縮性ガス発生に

関するモデルの妥当性は，ACE実験解析及びSURC-4実験解析を通じて確認した。 

ACE実験解析及びSURC-4実験解析では，コリウム温度及びコンクリート侵食深さ

について，解析結果が測定データと良く一致することを確認した。 

ACE実験及びSURC-4実験は，冷却水の注水がなく，かつコリウム及びコンクリー

トの配置があらかじめ決められている。したがって，溶融炉心とコンクリートの伝

熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生に関するモデルの妥当性を確認する上

で，冷却水の挙動や幾何形状といった要因の影響が小さい状態でのコンクリート侵

食挙動が確認できる。さらに，ACE実験のうちL7実験では，部分的に酸化したBWR

燃料を模擬したコリウム溶融物が用いられており，コリウムの熱的物性もBWR実機

と同等である。したがって，ACE実験解析及びSURC-4実験解析による妥当性確認に

基づき，実機解析への適用性を有すると判断できる。 

なお，実機におけるコンクリート侵食挙動に関しては，格納容器下部におけるFCI

現象も含めた溶融炉心の堆積の仕方や水による冷却などがコンクリートへの伝熱挙

動にも影響する複合的な現象であることから，添付3において知見の整理，不確かさ

の分析及び感度解析による影響評価を行っている。 

 

(4) 原子炉圧力容器内 FP挙動［圧力容器(炉心損傷後)］，原子炉格納容器内 FP挙動［格

納容器(炉心損傷後)］ 

原子炉圧力容器内FP挙動及び原子炉格納容器内FP挙動に関するモデルの妥当性

は，PHEBUS-FP実験解析及びABCOVE実験解析を通じて確認した。 

PHEBUS-FP実験解析では，FP放出割合の解析結果と測定データの比較から，FP

放出の開始時刻を良く再現できることを確認している。炉心の加熱出力が増加した

後は，測定データに比べて被覆管温度を高めに評価するとともに，より急激なFP放
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出を予測している。FP放出が顕著になる実験開始後，約11,000秒以降は，測定デー

タが時間とともに一定の割合で増加するのに対し，解析結果は約0.5まで急激に増加

した後，緩やかな増加を示している。解析結果と測定データの差異は，実験におけ

る小規模な炉心体系の模擬に起因していると考えられるが，実機体系では，局所的

な挙動による影響は相対的に小さくなるため，この種の不確かさは小さくなると考

えられ，実機解析への適用性を有すると判断できる。 

ABCOVE実験解析では，格納容器中に発生させたエアロゾルについて気相中の濃

度変化を評価した。解析結果は，エアロゾルの生成にともなう濃度の増加，その後

の凝集及び沈着による濃度の減衰を良く模擬していることを確認した。エアロゾル

の凝集に伴い沈降速度が増大する挙動は区画の大きさに依存しないので，スケール

の観点においても実機解析への適用性を有すると判断できる。 

 

4.4.2 感度解析による検討の整理 

重要現象に関連したパラメータの不確かさを分析し，その不確かさが重要現象に

与える影響を感度解析に基づき評価することで，実機解析への適用性を確認する。 

 

(1) 沸騰・ボイド率変化，気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

これらは原子炉圧力容器内の炉心水位挙動に関連する現象であり，原子炉圧力容

器内水位の低下が比較的緩慢なTQUXシーケンス及び比較的速い中小破断LOCAシ

ーケンスを対象として SAFER コードとの比較評価を行った。 

比較評価においては，CCFL の取り扱い等により，水位変化に差異が生じるもの

の，水位低下幅はMAAPコードの方が保守的であり，その後の注水操作による有効

燃料棒頂部までの水位回復時刻は両コードで同等である。なお，感度解析はBWR-5，

Mark-I 改良型格納容器プラントに対して実施したものであるが，その他の BWR プ

ラントにおいても現象のメカニズムは同じであり，同様の傾向が得られる。したが

って，MAAP コードのこれらの現象に対する解析モデルは，実機解析への適用性を

有すると判断できる。 

 

(2) 燃料被覆管酸化［炉心（燃料）］ 

炉心ヒートアップに関する解析モデルについては，4.2.1に示したTMI事故の分析

結果との比較を通じて，その妥当性を確認した。また，MAAPコードの解析モデル

がTMI事故及びその後の検討により得られた知見をもとに開発されていることを踏

まえると，MAAPコードの解析モデルは一定の妥当性を有していると判断できる。

しかしながら，炉心溶融時の実機の挙動に関しては，現段階では十分な知見が得ら

れていない状況であることから，ここでは，炉心ヒートアップに関する解析モデル

に関連したパラメータに対する感度解析により，その影響を評価した。 
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炉心ヒートアップは，崩壊熱及びジルコニウム－水反応の酸化反応熱により進展

することから，酸化反応が促進されることを模擬してジルコニウム－水反応速度の

係数を変化させた場合の感度解析を行った。感度解析においては，仮想的な厳しい

想定ではあるが，ベースケースの2倍とした。感度解析は代表的にBWR-5，Mark-I

改良型格納容器プラントを対象とし，炉心部への蒸気供給の差が生じることから，

TQUVシーケンス及び大破断LOCAシーケンスについて実施した。 

その結果，炉心溶融時刻については，TQUV，大破断LOCAシーケンスのいずれも

感度が小さいことを確認した。また，炉心溶融後の事象進展として，下部プレナム

へのリロケーション開始時刻は，両シーケンスともベースケースとほぼ同時であり，

炉心溶融開始から原子炉圧力容器破損までは3～4時間程度の時間を要することから，

原子炉圧力容器破損時点で格納容器下部に十分な注水がなされており，実機解析へ

の影響は無い。さらに，TQUVシーケンスでは，原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力

も2.0MPa［gage］以下であり，格納容器圧力への影響もわずかとなることから，実

機解析への影響は無い。水素発生の観点では，感度解析においては被覆管酸化反応

熱の増加を想定して仮想的に被覆管表面積を大きくしているものであり，実機の被

覆管表面積は形状により決まることから影響しない。 

以上，酸化反応が促進されることを模擬し，仮想的な条件としてジルコニウム－

水反応速度の係数を2倍とした場合の影響を評価した。なお，感度解析はBWR-5，

Mark-I改良型格納容器プラントに対して実施したものであるが，その他のBWRプラ

ントにおいても現象のメカニズムは同じであり，同様の傾向が得られる。また，コ

ンクリート侵食量については，原子炉圧力容器破損時刻への感度は小さく，格納容

器下部への注水量に大きな差は生じないことから，影響は小さいと考えられる。し

たがって，MAAPコードの炉心ヒートアップに関する解析モデルは，実機解析への

適用性を有すると判断できる。 

 

(3) リロケーション［圧力容器(炉心損傷後)］ 

炉心のリロケーションに関する解析モデルについては，4.2.1に示したように，TMI

事故の分析結果との比較を通じて，その妥当性を確認した。また，MAAPコードの

解析モデルがTMI事故及びその後の検討により得られた知見をもとに開発されてい

ることを踏まえると，MAAPコードの解析モデルは一定の妥当性を有していると判

断できる。しかしながら，炉心溶融時の実機の挙動に関しては，現段階では十分な

知見が得られていない状況であることから，ここでは，炉心のリロケーションに関

する解析モデルに関連したパラメータに対する感度解析により，その影響を評価し

た。 

MAAPコードでは，燃料の温度履歴に応じて炉心ノードが崩壊するまでの時間を

計算しており，炉心ノード崩壊のパラメータをベースケースから   K引き下げるこ

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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とで，リロケーションが早く進展する状態を模擬した。感度解析は代表的にBWR-5，

Mark-I改良型格納容器プラントを対象とし，炉心領域の冷却材による除熱の効果に

より差が生じることから，TQUVシーケンス及び大破断LOCAシーケンスについて実

施した。 

炉心溶融時刻については，TQUV，大破断LOCAシーケンスのいずれも感度は小さ

い。なお，原子炉圧力容器破損時刻についても，両シーケンスで感度は小さく，実

機解析への影響は無い。さらに，原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力も2.0MPa［gage］

以下であり，実機解析への影響は無い。コンクリート侵食量については，原子炉圧

力容器破損時刻への感度は小さく，格納容器下部への注水量に大きな差は生じない

ことから，影響は小さいと考えられる。 

以上，炉心ノード崩壊のパラメータを，大幅ながら   K引き下げることでリロケ

ーションが早く進展する状態を模擬した感度解析を行い，TQUV及び大破断LOCA

シーケンスのいずれについても感度が小さいことを確認した。また，原子炉圧力容

器破損時の原子炉圧力は2.0MPa[gage]以下であり，かつ格納容器下部には十分な注

水があることから，実機解析での評価に影響を与えるものではない。なお，感度解

析はBWR-5，Mark-I改良型格納容器プラントに対して実施したものであるが，その

他のBWRプラントにおいても現象のメカニズムは同じであり，同様の傾向が得られ

る。したがって，MAAPコードのリロケーションに関する解析モデルは，実機解析

への適用性を有すると判断できる。 

 

(4) 原子炉圧力容器内 FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［圧力容器(炉心損傷

後)］ 

原子炉圧力容器内FCIにより生じる圧力スパイクは，冷却材圧力バウンダリや格納

容器の破損に対する脅威とはならないと考えられるが，高圧溶融物放出を防止する

観点で，原子炉圧力容器破損時刻とあいまって影響することが考えられる。圧力ス

パイクの大きさは溶融炉心の細粒化割合及び粒子径の影響が大きいため，ここでは

溶融ジェット径，細粒化モデルにおけるエントレインメント係数及びデブリ粒子径

をパラメータとして感度解析を実施した。 

いずれのパラメータに対する感度解析においても，圧力スパイクは原子炉圧力容

器破損までに終息する結果となっており，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力

に対する感度は小さい。このことは，原子炉圧力容器内FCIは下部プレナムの冷却材

がすべて蒸発すると終息するが，その後，冷却材による溶融炉心からの除熱量の減

少によって下部ヘッドへの伝熱量が大きくなることで原子炉圧力容器破損が発生す

るため，両者が重畳しにくいことを示している。なお，感度解析はBWR-5，Mark-I

改良型格納容器プラントに対して実施したものであるが，その他のBWRプラントに

おいても炉心質量と冷却材体積の比は大きく変わらないため，同様の傾向が得られ

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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る。したがって，MAAPコードの原子炉圧力容器内FCIに関するモデルは，実機解析

への適用性を有すると判断できる。 

 

(5) 下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達［圧力容器(炉心損傷後)］ 

下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達に関する解析モデルについては，4.2.1に示し

たように，TMI事故の分析結果との比較を通じて，その妥当性を確認した。また，

MAAPコードの解析モデルがTMI事故及びその後の検討により得られた知見を基に

開発されていることを踏まえると，MAAPコードの解析モデルは一定の妥当性を有

していると判断できる。しかしながら，炉心溶融時の実機の挙動に関しては，現段

階では十分な知見が得られていない状況であることから，ここでは，下部プレナム

での溶融炉心の熱伝達に関する解析モデルに関連したパラメータに対する感度解析

により，その影響を評価した。 

溶融炉心と上面水プールとの伝熱は限界熱流束により制限されるが，この制限を

低下させた条件で感度解析を実施した。その結果，原子炉圧力容器破損時刻にほと

んど感度が無いことが確認された。 

一方，溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達については，ギャップにおける限界

熱流束で制限される。この制限を低下させた条件で感度解析を実施した結果につい

ても，原子炉圧力及び原子炉圧力容器破損時刻にほとんど感度が無いことが確認さ

れた。 

溶融炉心と上面水プールとの伝熱及び溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達とも

に感度が小さい結果となっているが，この理由はこれらの現象による影響が下部プ

レナムにおいてドライアウトが生じるまでの期間に限定されることによる。 

なお，感度解析は BWR-5，Mark-I 改良型格納容器プラントに対して実施したも

のであるが，その他の BWRプラントにおいても現象のメカニズムは同じであり，同

様の傾向が得られる。したがって，MAAP コードにおける下部プレナムでの溶融炉

心の熱伝達に関する解析モデルは，実機解析への適用性を有すると判断できる。 

 

(6) 原子炉圧力容器破損［圧力容器(炉心損傷後)］ 

有効性評価の解析において，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損は，溶接部

のひずみ量としきい値の比較により判定される。そこで，このしきい値をベースケ

ースの1/10に低下させた解析を実施し，原子炉圧力容器破損時刻の感度を評価した。

評価の結果，原子炉圧力容器破損時刻は約13分早まることを確認した。また，評価

では有意な影響を検知する目的から，しきい値を仮想的にベースケースの1/10まで低

下させたが，実機において破断ひずみがここまで大幅に低下することは考えにくい

ため，溶接部のひずみ量しきい値の影響は十分に小さいと判断される。 

なお，感度解析はBWR-5，Mark-I改良型格納容器プラントに対して実施したもの
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であるが，その他のBWRプラントにおいても制御棒駆動機構ハウジングの構造は大

きく変わらないため同様の傾向が得られる。したがって，MAAPコードの原子炉圧

力容器破損に関するモデルは，実機解析への適用性を有すると判断できる。 

 

(7) 原子炉圧力容器外 FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［格納容器(炉心損傷

後)］ 

原子炉圧力容器外FCIについては，添付2において国内外で実施された実験等によ

る知見を整理するとともに，解析モデルに関する不確かさの整理を行い，感度解析

により有効性評価への影響を確認した。 

原子炉圧力容器外FCIにおける水蒸気爆発に関しては，UO2を用いた大規模FCI実

験であるFARO実験，KROTOS実験，COTELS実験及びTROI実験の結果から，実

機において大規模な水蒸気爆発に至る可能性は極めて小さいと結論付けた。 

また，参考文献[25]に示すJASMINEコードを用いて水蒸気爆発が発生したという条

件における格納容器破損確率の評価について考察した。評価で想定した条件（トリ

ガリング及び溶融ジェット径）が実機解析に比べて厳しくなるよう選定され，水蒸

気爆発時のエネルギが大きくなるように評価されたものであることから，実機にお

いて発生エネルギは格納容器への脅威にはならないと結論付けた。以上より，有効

性評価において，原子炉圧力容器外FCIにおける水蒸気爆発に関しては発生可能性が

低く，水蒸気爆発挙動及びその後の格納容器の動的挙動に関する評価は必須とはな

らない。 

原子炉圧力容器外FCIにおける圧力スパイクに関しては，解析モデルでの不確かさ

はRicou-Spaldingモデルのエントレインメント係数及び溶融粒子の径に代表され，

それぞれをパラメータとした感度解析を実施した。その結果，いずれのパラメータ

についても，原子炉圧力容器外FCIにより生じる圧力スパイクへの感度が小さいこと

を確認した。 

なお，感度解析はBWR-5，Mark-I改良型格納容器プラントに対して実施したもの

であり，原子炉圧力容器外FCIによる圧力スパイクは，格納容器下部に落下する溶融

炉心の量や格納容器下部プール水位等の条件に依存して変化し得るものの，その他

のBWRプラントにおいても現象のメカニズムは同じであり，同様の傾向が得られる。

したがって，MAAPにおける原子炉圧力容器外FCIに関する解析モデルは，実機解析

への適用性を有すると判断できる。 

 

(8) 格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり，溶融炉心と格納容器下部プール水との伝

熱，溶融炉心とコンクリートの伝熱［格納容器(炉心損傷後)］ 

MCCIに関する種々の実験から得られた知見等に基づき不確かさの要因の分析を

行い，エントレインメント係数，上面熱流束及び溶融プールからクラストへの熱伝
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達係数をパラメータとした感度解析を行い，コンクリート侵食への影響を評価した。

評価の結果，コンクリート侵食量に対して上面熱流束の感度が支配的であることが

確認された。上面熱流束を想定される下限値とした場合でも，コンクリート侵食量

は，22.5cm程度に収まることが確認された。また，実験で確認されている侵食面に

おける侵食の不均一性については，MAAPモデルのベンチマーク解析結果から，実

験の侵食面における侵食のばらつきが，MAAPコードの予測侵食量の20%の範囲内

に収まっていることから，上面熱流束の感度に比べて影響が小さいことを確認した。 

なお，感度解析はBWR-5，Mark-I改良型格納容器プラントに対して実施したもの

であるが，その他のBWRプラントにおいても現象のメカニズムは同じであり，同様

の傾向が得られる。しかしながら，溶融炉心・コンクリート相互作用については，

複雑な多成分・多相熱伝達現象であり知見が不十分であること，また直接的な実験

例が少ないことから，今後も継続して検討を進め，知見の拡充に努めることが重要

であると考えられる。 
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表 4.4-1 重要現象の不確かさの整理 (1/6) 

分類 重要現象 解析モデル 妥当性確認 不確かさ 

炉
心
（
核
） 

崩壊熱 
炉心モデル（原子炉出力及

び崩壊熱）（3.3.2(2)） 
不要 ○ 入力値に含まれる。 

炉
心
（
燃
料
） 

燃料棒内 

温度変化 

炉心モデル（炉心熱水力モ

デル）(3.3.2(3)） 

溶融炉心の挙動モデル（炉

心ヒートアップ） 

(3.3.6(1)） 

TMI 事故解

析(4.2.1） 

CORA 実験

解析(4.2.2) 

感 度 解 析

(4.3.2 及び

添付 1） 

○ TMI 事故解析における炉心ヒートアップ時の水素発生，炉心領域での溶融

進展状態について，TMI事故分析結果と良く一致することを確認した。 

○ CORA 実験解析における，燃料被覆管，制御棒及びチャンネルボックスの

温度変化について，測定データと良く一致することを確認した。 

○ 炉心ヒートアップ速度の増加（被覆管酸化の促進）を想定し，仮想的な厳

しい振り幅ではあるが，ジルコニウム－水反応速度の係数を 2 倍とした感

度解析により影響を確認した（BWR-5，Mark-I 改良型格納容器プラント

対象）。 

 TQUV，大破断 LOCA シーケンスともに，炉心溶融の開始時刻への影響

は小さい。 

 下部プレナムへのリロケーションの開始時刻は，ほぼ変化しない。 

燃料棒表面 

熱伝達 

燃料被覆管 

酸化 

燃料被覆管 

変形 

炉
心
（
熱
流
動
） 

沸騰・ボイド

率変化 
炉心モデル（炉心水位計算

モデル）(3.3.2(4)） 

感 度 解 析

(4.3.1） 

○ TQUX シーケンス及び中小破断 LOCA シーケンスに対して，MAAP コー

ドと SAFERコードの比較を行い，以下の傾向を確認した。 

 MAAP コードでは SAFERコードで考慮している CCFL を取り扱ってい

ないこと等から，水位変化に差異が生じたものの水位低下幅はMAAP コ

ードの方が保守的であり，その後の注水操作による有効燃料棒頂部までの

水位回復時刻は両コードで同等である。 

気液分離 

(水位変化) 

・対向流 
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表 4.4-1 重要現象の不確かさの整理 (2/6) 

分類 重要現象 解析モデル 妥当性確認 不確かさ 

(

逃
が
し
安
全
弁
含
む) 

原
子
炉
圧
力
容
器 

冷却材放出

（臨界流・差

圧流） 

原子炉圧力容器モデル（破

断流モデル）(3.3.3(3)) 
不要 ○ 逃がし安全弁からの流量は，設計値に基づいて計算される。 

ECCS注水

（給水系・代

替注水設備

含む） 

安全系モデル（非常用炉心

冷却系）(3.3.5(1)) 

安全系モデル（代替注水設

備）(3.3.5(4)) 

不要 ○ 入力値に含まれる。 

原
子
炉
格
納
容
器 

格納容器 

各領域間 

の流動 
格納容器モデル（格納容器

の熱水力モデル） 

(3.3.4(2)) 

HDR

実験解

析

(4.2.3) 

CSTF

実 験

解 析

(4.2.4) 

○ HDR 実験解析では，格納容器圧力及び温度について，温度成層化を含め

て傾向を良く再現できることを確認した。格納容器雰囲気温度を十数℃程

度高めに，格納容器圧力を１割程度高めに評価する傾向が確認されたが，

実験体系に起因するものと考えられ，実機体系においてはこの種の不確か

さは小さくなるものと考えられる。また，非凝縮性ガス濃度の挙動につい

て，解析結果が測定データと良く一致することを確認した。 

○ CSTF 実験解析では，格納容器温度及び非凝縮性ガス濃度の挙動につい

て，解析結果が測定データと良く一致することを確認した。 

構造材との

熱伝達及び

内部熱伝導 

気液界面の 

熱伝達 
－ 

スプレイ冷

却 

安全系モデル（格納容器ス

プレイ）(3.3.5(2)) 

安全系モデル（代替注水設

備）(3.3.5(4)) 

不要 

○ 入力値に含まれる。 

○ スプレイの水滴温度は短時間で雰囲気温度と平衡に至ることから伝熱モ

デルの不確かさは無い。 

放射線水分

解等による

水素・酸素発

生 

－ 不要 
○ 窒素置換による格納容器雰囲気の不活性化が行われており，酸素発生は水

の放射線分解に起因する。 
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表 4.4-1 重要現象の不確かさの整理 (3/6) 

分類 重要現象 解析モデル 妥当性確認 不確かさ 

原
子
炉
格
納
容
器 

格納容器 

ベント 

格納容器モデル（格納容器

の熱水力モデル） 

(3.3.4(2)) 

不要 

○ 入力値に含まれる。 

○ MAAP コードでは格納容器ベントについては，設計流量に基づいて流路面

積を入力値として与え，格納容器各領域間の流動と同様の計算方法が用い

られている。 

サプレッショ

ン・プール冷

却 

安全系モデル（非常用炉心

冷却系）(3.3.5(1)) 
不要 ○ 入力値に含まれる。 

原
子
炉
圧
力
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 

リロケーショ

ン 

溶融炉心の挙動モデル（リ

ロケーション）(3.3.6(2)) 

TMI 事故解

析(4.2.1) 

感 度 解 析

(4.3.3 及び

添付 1) 

○ TMI事故解析における炉心領域での溶融進展状態について，TMI事故分析

結果と良く一致することを確認した。 

○ リロケーションの進展が早まることを想定し，炉心ノード崩壊のパラメー

タを低下させた感度解析により影響を確認した（BWR-5，Mark-I改良型格

納容器プラント対象）。 

 TQUV，大破断LOCAシーケンスともに，炉心溶融時刻，原子炉圧力容器

の破損時刻への影響が小さいことを確認した。 

構造材との熱

伝達 

原子炉圧力容

器内 FCI(溶

融炉心細粒

化) 

溶融炉心の挙動モデル（下

部プレナムでの溶融炉心

の挙動） 

(3.3.6(3)) 

感 度 解 析

(4.3.4 及び

添付 1) 

○ 原子炉圧力容器内FCIに影響する項目として，溶融ジェット径，エントレイ

ンメント係数及びデブリ粒子径をパラメータとして感度解析を行い，いず

れについても，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力に対する感度が小

さいことを確認した。 

原子炉圧力容

器内 FCI(デ

ブリ粒子熱伝

達) 
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表 4.4-1 重要現象の不確かさの整理 (4/6) 

分類 重要現象 解析モデル 妥当性確認 不確かさ 

原
子
炉
圧
力
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 

下部プレナム

での溶融炉心

の熱伝達 

溶融炉心の挙動モデル（下

部プレナムでの溶融炉心

の挙動） 

(3.3.6(3)) 

TMI事故解析

(4.2.1) 

感度解析

(4.3.5及び添

付1) 

○ TMI事故解析における下部プレナムの温度挙動について，TMI事故分析結

果と良く一致することを確認した。 

○ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の限界熱流束，下部プレナ

ムギャップ除熱量に係る係数に対する感度解析を行い，原子炉圧力容器破損

時刻等の事象進展に対する影響が小さいことを確認した（BWR-5，Mark-I

改良型格納容器プラント対象）。 

原子炉圧力容

器破損 

溶融炉心の挙動モデル（原

子炉圧力容器破損モデル） 

(3.3.6(4)) 

感度解析

(4.3.6及び添

付1) 

○ 原子炉圧力容器破損に影響する項目として制御棒駆動機構ハウジング溶接

部の破損判定に用いる最大ひずみ（しきい値）をパラメータとした感度解析

を行い，原子炉圧力容器破損時刻が約13分早まることを確認した。ただし，

仮想的な厳しい条件に基づく解析結果でありであり，実機における影響は十

分小さいと判断される。 

放射線水分解

等による水

素・酸素発生 

格納容器モデル（水素発

生）（3.3.4(3)） 

TMI事故解析

(4.2.1) 

○ 炉心内のジルコニウム－水反応による水素発生量は，TMI事故解析を通じ

て分析結果と良く一致することを確認した。 

原子炉圧力容

器内 FP挙動 

核分裂生成物（FP）挙動

モデル(3.3.7) 

PHE

BUS

-FP

実験

解析 

(4.2.

7) 

－ ○ PHEBUS-FP実験解析により，FP放出の開始時刻を良く再現できているも

のの，燃料棒被覆管温度を高めに評価することにより，急激なFP放出を示

す結果となった。ただし，この原因は実験における小規模な炉心体系の模擬

によるものであり，実機の大規模な体系においてこの種の不確かさは小さく

なると考えられる。 

○ ABCOVE実験解析により，格納容器内のエアロゾル沈着挙動を適正に評価

できることを確認した。 

（
炉
心
損
傷
後
） 

原
子
炉
格
納
容
器 

原子炉格納容

器内 FP挙動 

ABC

OVE 

実験

解析 

(4.2.

8)   
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表 4.4-1 重要現象の不確かさの整理 (5/6) 

分類 重要現象 解析モデル 妥当性確認 不確かさ 

原
子
炉
格
納
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 

原子炉圧力容

器外 FCI(溶

融炉心細粒

化) 溶融炉心の挙動モデル（格

納容器下部での溶融炉心

の挙動）（3.3.6(5)) 

感度解析

（4.3.7，

4.3.8， 

添付2及び 

添付3) 

○ 原子炉圧力容器外FCI現象に関する項目としてエントレインメント係数及

びデブリ粒子径をパラメータとして感度解析を行い，原子炉圧力容器外FCI

によって生じる圧力スパイクへの感度が小さいことを確認した。 原子炉圧力容

器外 FCI(デ

ブリ粒子熱伝

達) 
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表 4.4-1 重要現象の不確かさの整理 (6/6) 

分類 重要現象 解析モデル 妥当性確認 不確かさ 

原
子
炉
格
納
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 

格納容器下部

床面での溶融

炉心の拡がり 

溶融炉心の挙動モデル（格

納容器下部での溶融炉心

挙動）（3.3.6(5)） 

感度解析

（4.3.8及び 

添付 3） 

○ MAAPコードでは溶融炉心の拡がり実験や評価に関する知見に基づき，落

下した溶融炉心は床上全体に均一に拡がると仮定し，それを入力で与えて

いる。 

溶融炉心と格

納容器下部プ

ールとの伝熱 

○ MCCI現象への影響の観点で，エントレインメント係数，上面熱流束及び溶

融プールからクラストへの熱伝達係数をパラメータとした感度解析を行っ

た。評価の結果，コンクリート侵食量に対して上面熱流束の感度が支配的で

あることを確認した。また，上面熱流束を下限値とした場合でも，コンクリ

ート侵食量が22.5cm程度に収まることを確認した。 

○ 上記の感度解析は，想定される範囲で厳しい条件を与えるものであり，実機

でのコンクリート侵食量は，感度解析よりも厳しくなることはないと考えら

れ，これを不確かさとして設定する。 

溶融炉心とコ

ンクリートの

伝熱 

ACE実験解

析（4.2.5） 

SURC-4実験

解析（4.2.6） 

感度解析

（4.3.8及び 

添付3） 

○ ACE実験解析及びSURC-4実験解析より，溶融炉心堆積状態が既知である場

合の溶融炉心とコンクリートの伝熱及びそれに伴うコンクリート侵食挙動

について妥当に評価できることを確認した。 

○ 実験で確認されている侵食の不均一性については，実験における侵食のばら

つきがMAAPコードの予測侵食量の20%の範囲内に収まっていることから，

上面熱流束の感度に比べて影響が小さいことを確認した。 

コンクリート

分解及び非凝

縮性ガス発生 
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5. 有効性評価への適用性 

4章の妥当性確認において得られた重要現象に対する不確かさと，その不確かさが有効性

評価に与える影響を表 5-1に示す。 

 

5.1 不確かさの取り扱いについて（評価指標の観点） 

5.1.1 崩壊熱［炉心（核）］ 

有効性評価で用いている崩壊熱として，ANSI/ANS-5.1-1979 を用いている。

ANSI/ANS-5.1-1979 は ANS の軽水炉向け標準規格として発行されたものであり，設計値

等に基づく信頼性の高い評価モデルである。有効性評価においては，平衡炉心のサイクル

末期燃焼度に対し 1.1倍したものを使用しており，崩壊熱を大きくするよう考慮している。 

炉心損傷防止の観点では，大きめの崩壊熱を与えることで，原子炉格納容器圧力及び温

度に対して厳しい結果を与える。 

格納容器破損防止の観点でも，大きめの崩壊熱を与えることで，いずれの格納容器破損

モードでも，炉心ヒートアップ，溶融進展を早める傾向となる。「格納容器過圧・過温破損」

の場合，原子炉格納容器圧力及び温度に対して厳しい結果を与える。「高圧溶融物放出／格

納容器雰囲気直接加熱」の場合，原子炉圧力容器破損までの事象進展を早める傾向となり，

高圧溶融物放出防止に対して厳しい結果を与える。「溶融燃料－冷却材相互作用」の場合，

溶融炉心と冷却材の相互作用に伴う圧力スパイクを大きめに評価する結果を与える。「水素

燃焼」の場合，酸素の発生量について崩壊熱を用いた評価を行っており，酸素濃度に対し

て厳しい結果を与える。「溶融炉心・コンクリート相互作用」の場合，溶融炉心の冷却がさ

れにくくなり，コンクリート侵食に対して厳しい結果を与える。 

以上，いずれについても，厳しい結果を与えるものの，炉心損傷防止対策及び格納容器

破損防止対策の有効性の判断には影響しない。 

 

5.1.2 沸騰・ボイド率変化，気液分離（水位変化）・対向流［炉心（熱流動）］ 

これらは原子炉圧力容器内の炉心水位挙動に関する現象であり，原子炉圧力容器内水位

の低下が比較的緩慢なTQUXシーケンス及び比較的速い中小破断LOCAシーケンスを対象

として SAFERコードとの比較評価を行った。 

MAAPコードは SAFERコードで考慮している CCFL現象を取り扱っていないこと等か

ら水位変化に差異が生じたものの，水位低下幅はMAAPコードの方が保守的であり，その

後の注水操作による有効燃料棒頂部までの水位回復時刻は両コードで同等であることから，

原子炉圧力容器内挙動を含めた全体挙動を適正に評価していると判断できる。 

 

5.1.3 冷却材放出（臨界流・差圧流）［圧力容器］ 

逃がし安全弁からの冷却材放出については，設計値に基づき流量が適正に計算されてい

る。 
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5.1.4 格納容器各領域間の流動，構造材との熱伝達及び内部熱伝導，気液界面の熱伝達，

格納容器ベント［格納容器］ 

 格納容器各領域間の流動及び気液界面の熱伝達については，挙動が適正に評価され，不

確かさは小さい。構造材との熱伝達及び内部熱伝導については，HDRの縦長格納容器形状

や水蒸気注入位置といった実験体系に起因するものと考えられが，短期的な応答として格

納容器雰囲気温度を十数℃程度高めに，原子炉格納容器圧力を１割程度高めに評価する結

果となった。実機体系においてはこの種の不確かさは小さくなると考えられるが，原子炉

格納容器圧力及び温度の上昇を実際の挙動よりも大きめに評価する可能性がある。なお，

格納容器ベントについては，設計流量に基づいて流路面積を入力値として与え，格納容器

各領域間の流動と同様の計算方法が用いられている。 

 

5.1.5 ECCS 注水（給水系・代替注水設備含む）［圧力容器］，スプレイ冷却，サプレ

ッション・プール冷却［格納容器］ 

ECCS 注水及びスプレイ冷却については，設計値に基づき注入特性を与えることで，冷

却に対して保守的な条件となるよう設定している。スプレイによる混合挙動については，

液滴径を入力し，液滴と気相部の界面熱伝達により気相部が冷却されるモデルであるが，

液滴の伝熱面積が大きいことにより，スプレイされた水は気相部温度と等しくなって液相

に落下する結果となる。したがって，モデルの不確かさによる影響は無いと考えられる。 

サプレッション・プール冷却については，ポンプ流量及び除熱量を設計値に基づき与え

ており，適正に評価される。 

 

5.1.6 放射線水分解等による水素・酸素発生［格納容器］［圧力容器（炉心損傷後）］ 

炉心内のジルコニウム－水反応による水素発生量は Baker-Just の相関式（高温）又は

Cathcartの相関式（低温）を用いて計算され，これらのモデルは TMI事故解析により妥当

性が確認されている。なお，BWRでは窒素置換による格納容器雰囲気の不活性化が行われ

ることにより，酸素濃度が低いため，短期的に爆轟が生じることは無い。長期的には水の

放射線分解により酸素が発生するが，電力共通研究の実験結果[28]に基づいた G値を用いて

酸素発生量を評価している。BWRでは格納容器内がウェット環境にあるが，酸素濃度の判

定基準への適合性について，水蒸気濃度を除いたドライ条件下で行うことにより，保守的

に評価している。これらのことから，有効性評価の結果に与える影響は無い。 

 

5.1.7 炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管酸化，燃

料被覆管変形［炉心（燃料）］），リロケーション，構造材との熱伝達及び下部プ

レナムでの溶融炉心の熱伝達［圧力容器（炉心損傷後）］ 

炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管酸化，燃料被覆

管変形）に関する現象については，実機スケールで確認された例が少ない。しかしながら，
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MAAP コードの解析モデルは，TMI 事故や CORA 実験等のその後の実験の知見に基づい

て開発され，そのモデルを用いて実施された TMI事故のベンチマーク解析及び CORA実験

解析において再現性も確認されていることから，妥当性があると判断でき，各事故シーケ

ンスの評価に適用できる。 

また，炉心ヒートアップ現象に関し，ジルコニウム－水反応速度に対する感度解析を実

施し，影響を確認した。TQUV，大破断 LOCA シーケンスともに，炉心溶融開始時刻及び

下部プレナムへのリロケーションの開始時刻等の事象進展への影響は小さく，「格納容器

過圧・過温破損」及び「原子炉圧力容器外の溶融炉心－冷却材相互作用」の評価指標に与

える影響は小さい。また，「高圧溶融物・格納容器雰囲気直接加熱」については，原子炉

圧力容器破損時の原子炉圧力が 2.0MPa[gage]を上回ることはなく，格納容器破損防止対策

の有効性に与える影響は無い。「溶融炉心・コンクリート相互作用」については，原子炉

圧力容器破損時間への影響が小さく，原子炉圧力容器破損時点で格納容器下部に十分な注

水がなされていることから，コンクリート侵食量への影響は小さいと考えられる。「水素

燃焼」については，酸素の発生量について崩壊熱を用いた評価を行っており，評価指標に

与える影響は無い。 

リロケーションに関する現象については，実機スケールで確認された例が少ない。しか

しながら，MAAPコードの解析モデルは，TMI事故やその後の実験等の知見に基づいて開

発され，その解析モデルを用いて実施された TMI事故のベンチマーク解析において再現性

も確認されていることから，妥当性があると判断でき，各事故シーケンスの評価に適用で

きる。 

また，リロケーションに関する感度を確認するために，炉心ノード崩壊のパラメータに

対し，感度解析を行った。TQUV，大破断 LOCA シーケンスともに，炉心溶融やリロケー

ション後の原子炉圧力容器の破損時刻に与える感度は小さく，事象進展への影響は限定的

であり，「格納容器過圧・過温破損」及び「原子炉圧力容器外の溶融炉心－冷却材相互作

用」の評価指標に与える影響は無い。「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱」につ

いては，原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力は 2.0MPa[gage]を上回ることはなく，格納容

器破損防止対策の有効性に与える影響は無い。「水素燃焼」について，酸素の発生量につ

いて崩壊熱を用いた評価を行っており，評価指標に与える影響は無い。「溶融炉心・コン

クリート相互作用」については，原子炉圧力容器破損時点で格納容器下部に十分な注水が

なされていることから，コンクリート侵食量への影響は小さいと考えられる。 

下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達に関する現象に関しては，実機スケールで確認され

た例が少なく，現象自体に不確かさが大きいと考えられる。しかしながら，MAAP コード

の解析モデルは，TMI 事故やその後の実験等の知見に基づいて開発され，その解析モデル

を用いて実施された TMI事故のベンチマーク解析において再現性も確認されていることか

ら，MAAPコードによる解析結果は一定の妥当性を有するものと考えられる。 

また，下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の限界熱流束，下部プレナムギ
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ャップ除熱量に係る係数に対する感度解析を実施し，影響を確認した。原子炉圧力容器破

損時刻等の事象進展に大きな相違は無いため，不確かさによる原子炉圧力容器破損時刻等

の事象進展への影響は小さく，各事故シーケンスの評価指標への影響は小さいと考えられ

る。 

 

5.1.8 原子炉圧力容器破損［圧力容器（炉心損傷後）］ 

原子炉圧力容器破損に影響する項目として「制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損判

定に用いる最大ひずみ（しきい値）」をパラメータとした場合の感度解析を行い，原子炉圧

力容器破損時刻が約 13分早まることを確認した。ただし，この結果は仮想的な厳しい条件

を与えたケースであり，実機における影響は十分小さいと判断され，各事故シーケンスの

評価指標への影響は小さいと考えられる。 

 

5.1.9 原子炉圧力容器内 FP 挙動［圧力容器（炉心損傷後）］，原子炉格納容器内 FP 挙

動［格納容器（炉心損傷後）］ 

PHEBUS-FP 実験解析において，ギャップ放出のタイミングについては適切に評価され

ることを確認している。その後の実験解析における燃料破損後の FP放出開始のタイミング

及び放出挙動については，被覆管酸化反応熱を大きく，燃料棒被覆管温度が高めに推移す

ることにより早めに評価する傾向があったが，実験における小規模な炉心体系の模擬に起

因していると考えられ，実機体系では，局所的な挙動による影響は相対的に小さくなるた

め，この種の不確かさは小さくなると考えられる。なお，最終的な FP放出割合は実験と同

程度となっている。 

ABCOVE 実験解析により，格納容器へ放出されたエアロゾルの沈着挙動について，ほぼ

適正に評価できることを確認しており，各事故シーケンスの評価への影響は小さい。 

 

5.1.10 原子炉圧力容器内 FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［圧力容器（炉心

損傷後）］ 

原子炉圧力容器内 FCI に影響する項目として，溶融ジェット径，エントレインメント係

数及びデブリ粒子径をパラメータとして感度解析を行い，いずれについても，原子炉圧力

容器破損時点での原子炉圧力に対する感度が小さいことを確認した。 

「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱」では，高圧溶融物放出を防止する観点で，

原子炉圧力容器破損時刻とあいまって，原子炉圧力容器内 FCI による原子炉圧力変化が原

子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力に影響すると考えられるが，上記のとおり，原子炉

圧力容器破損時点での原子炉圧力に対する感度は小さく，2.0MPa[gage]を上回ることは無

い。 
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5.1.11 原子炉圧力容器外 FCI（溶融炉心細粒化，デブリ粒子熱伝達）［格納容器（炉心

損傷後）］ 

原子炉圧力容器外 FCI における水蒸気爆発に関しては，実機において大規模な水蒸気爆

発に至る可能性は極めて小さく，有効性評価においては，水蒸気爆発挙動及びその後の格

納容器の動的挙動に関する評価は必須ではなく，各事故シーケンスの評価に対して影響す

るものではない。 

原子炉圧力容器外 FCI における圧力スパイクに関しては，解析モデルでの不確かさがエ

ントレインメント係数及びデブリ粒子径に代表され，感度解析により原子炉圧力容器外 FCI

により生じる圧力スパイクへの感度は小さいことを確認しており，「原子炉圧力容器外の

溶融燃料－冷却材相互作用」の評価指標への影響は小さい。 

また，MCCI 現象への影響の観点で，エントレインメント係数に関して感度解析を実施

し，MCCIによるコンクリート侵食量への感度が小さいことを確認した。 

 

5.1.12 格納容器下部床面での溶融炉心の拡がり，溶融炉心と格納容器下部プール水との

伝熱，溶融炉心とコンクリートの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生

［格納容器（炉心損傷後）］ 

MCCI に関する種々の実験から得られた知見等に基づき不確かさの要因の分析を行い，

MCCI 現象への影響の観点で感度解析を行った。評価の結果，コンクリート侵食量に対し

て上面熱流束の感度が支配的であることが確認された。上面熱流束を想定される下限値と

した場合でも，コンクリート侵食量は 22.5cm程度に収まることが確認された。 

溶融炉心とコンクリートの伝熱，コンクリート分解及び非凝縮性ガス発生はコンクリー

ト侵食量に影響のある重要現象として抽出されるが，コンクリート侵食モデルは ACE 実験

解析や SURC-4 実験解析により妥当性が確認されており，不確かさは限定されているため

適用性を有するものと考えられる。また，実験で確認されている侵食面における侵食の不

均一性については，MAAP モデルのベンチマーク解析結果から，実験における侵食のばら

つきが，MAAPコードの予測侵食量の 20%の範囲内に収まっていることから，上面熱流束

の感度に比べて影響が小さいことを確認した。 
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5.2 不確かさの取り扱いについて（運転操作の観点） 

有効性評価において，MAAPを適用する事象で仮定する運転操作は， 

① 逃がし安全弁の開弁による原子炉の減圧 

② 低圧代替注水系による原子炉への注水 

③ 格納容器代替スプレイ系による格納容器スプレイ 

④ 格納容器圧力逃がし装置による格納容器除熱 

⑤ 残留熱除去系による格納容器除熱 

⑥ サプレッション・プール水位制限値到達による格納容器スプレイ停止 

⑦ 高圧代替注水系による原子炉への注水 

⑧ 格納容器下部注水系による格納容器下部注水 

⑨ 外部水源からの総注水量制限到達による格納容器スプレイ停止 

である。以下，各運転操作に対するMAAPコードでモデル化されている重要現象の不確か

さの影響を整理する。 

 

5.2.1 逃がし安全弁の開弁による原子炉の減圧 

各事故シーケンスに対して，原子炉を減圧するために，時間・原子炉水位・サプレッシ

ョン・プール水温等のパラメータに応じて逃がし安全弁の手動開弁操作を適宜実施する。 

MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響とし

て，「崩壊熱」「沸騰・ボイド率変化，気液分離（水位変化）・対向流（炉心（熱流動））」「冷

却材放出（臨界流・差圧流）」「炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，

被覆管酸化，被覆管変形）」等の不確かさに起因する原子炉水位挙動・サプレッション・

プール水温挙動の違いが挙げられるが，4章に示した各重要現象に対する感度解析・実験解

析の結果から，本運転操作に対して，上記重要現象の不確かさが与える影響は小さいと考

えられる。 

 

5.2.2 低圧代替注水系による原子炉への注水 

各事故シーケンスに対して，炉心を冷却するために，時間・原子炉水位等のパラメータ

に応じて低圧代替注水系による注水を適宜実施する。 

MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響とし

て，「崩壊熱」「沸騰・ボイド率変化，気液分離（水位変化）・対向流（炉心（熱流動））」「冷

却材放出（臨界流・差圧流）」「炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，

被覆管酸化，被覆管変形）」等の不確かさに起因する原子炉水位挙動等の違いが挙げられ

るが，4章に示した各重要現象に対する感度解析・実験解析の結果から，本運転操作に対し

て，上記重要現象の不確かさが与える影響は小さいと考えられる。 
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5.2.3 格納容器代替スプレイ系による格納容器スプレイ 

各事故シーケンスに対して，格納容器雰囲気を冷却するために，格納容器圧力あるいは

格納容器雰囲気温度が設定値に到達した時点で格納容器代替スプレイ系による格納容器ス

プレイを適宜実施する。 

MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響とし

て，「崩壊熱」「冷却材放出（臨界流・差圧流）」「構造材との熱伝達及び内部熱伝導」「炉心

ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，被覆管酸化，被覆管変形）」「リロ

ケーション」等の不確かさに起因する格納容器圧力あるいは格納容器雰囲気温度の設定値

到達時間の違いが挙げられるが，4章に示した各重要現象に対する感度解析・実験解析の結

果から，本運転操作に対して，上記重要現象の不確かさが与える影響は小さいと考えられ

る。 

 

5.2.4 格納容器圧力逃がし装置による格納容器除熱 

各事故シーケンスに対して，格納容器から除熱するために，格納容器圧力が限界圧力等

の設定値に到達した時点で格納容器圧力逃がし装置によるベントを適宜実施する。 

MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響とし

て，「崩壊熱」「構造材との熱伝達及び内部熱伝導」等の不確かさに起因する格納容器圧力

の設定値到達時間の違いが挙げられるが，4章に示した各重要現象に対する感度解析・実験

解析の結果から，本運転操作に対して，上記重要現象の不確かさが与える影響は小さいと

考えられる。 

 

5.2.5 残留熱除去系による格納容器除熱 

「高圧注水・減圧機能喪失」「崩壊熱除去機能喪失（取水機能が喪失した場合）」シーケ

ンスに対して，時間・原子炉水位等のパラメータに応じて残留熱除去系等による格納容器

除熱を実施する。 

MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響とし

て，「崩壊熱」「沸騰・ボイド率変化，気液分離（水位変化）・対向流（炉心（熱流動））」「炉

心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管酸化，燃料被覆管変

形）」等の不確かさに起因する原子炉水位挙動の違いが挙げられるが，4章に示した各重要

現象に対する感度解析・実験解析の結果から，本運転操作に対して，上記重要現象の不確

かさが与える影響は小さいと考えられる。 

 

5.2.6 サプレッション・プール水位制限値到達による格納容器スプレイ停止 

各事故シーケンスに対して，サプレッション・プール水位が制限値まで到達した場合に

格納容器スプレイを停止させる。 

MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響とし
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て，「崩壊熱」「冷却材放出（臨界流・差圧流）」「構造材との熱伝達及び内部熱伝導」「炉心

ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管酸化，燃料被覆管変形）」

「リロケーション」等の不確かさに起因するサプレッション・プール水位の設定値到達時

間の違いが挙げられるが，4章に示した各重要現象に対する感度解析・実験解析の結果から，

本運転操作に対して，上記重要現象の不確かさが与える影響は小さいと考えられる。 

 

5.2.7 高圧代替注水系による原子炉への注水 

「高圧・低圧注水機能喪失」「崩壊熱除去機能喪失」「LOCA 時注水機能喪失」に対して，

高圧代替注水系による原子炉への注水を適宜実施する。 

本運転操作は水位・温度・圧力等の物理パラメータを検知して実施するものではないた

め，MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響は

無い。 

 

5.2.8 格納容器下部注水系による格納容器下部注水 

溶融炉心・コンクリート相互作用を緩和するために，溶融炉心の下部プレナムへのリロ

ケーション後，原子炉圧力容器下鏡温度が設定値に到達した場合に格納容器下部注水系に

よる格納容器下部注水を実施する。 

MAAP コードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響とし

て，「炉心ヒートアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管酸化，燃料被

覆管変形）」「リロケーション」「下部プレナムでの溶融炉心の熱伝達」等の不確かさに起

因する原子炉圧力容器下鏡温度の設定値到達時間の違いが挙げられるが，4章に示した各重

要現象に対する感度解析・実験解析の結果から，本運転操作に対して，上記重要現象の不

確かさが与える影響は小さいと考えられる。 

 

5.2.9 外部水源からの総注水量制限到達による格納容器スプレイ停止 

「格納容器過圧・過温破損」では，外部水源からの総注水量制限到達により格納容器ス

プレイを停止させる。格納容器スプレイ停止後には，格納容器圧力が限界圧力等の設定値

に達した時点で格納容器圧力逃がし装置によるベントを実施する。 

MAAPコードでモデル化されている重要現象の不確かさが本運転操作に与える影響として，

「崩壊熱」「冷却材放出（臨界流・差圧流）」「構造材との熱伝達及び内部熱伝導」「炉心ヒー

トアップ（燃料棒内温度変化，燃料棒表面熱伝達，燃料被覆管酸化，燃料被覆管変形）」「リ

ロケーション」等の不確かさに起因する外部水源からの注水開始時間・総注水量制限到達時

間の違いが挙げられる。総注水制限に到達する時間が早ければ（遅ければ），格納容器スプレ

イの停止が早く（遅く）なると考えられるが，格納容器除熱に寄与する注水量の総量に変化

はなく，長期的な格納容器圧力挙動の観点では影響が小さいと考えられる。したがって，本

運転操作に対して，上記重要現象の不確かさが与える影響は小さいと考えられる。 



 

 

表 5-1 重要現象の不確かさの有効性評価解析への影響の整理 (1/9) 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉
心
（
核
） 

崩壊熱 炉心モデル（原子炉出力

及び崩壊熱） 

（3.3.2(2)） 

○入力値に含まれる。 ○有効性評価では，大きめの崩壊熱を使用することか

ら，いずれの事象についても厳しい結果を与えるもの

の，重大事故等対策の有効性の判断には影響しない。 

炉
心
（
燃
料
） 

燃料棒内温度変化 炉心モデル（炉心熱水力

モデル）（3.3.2(3)） 

溶融炉心の挙動モデル 

（炉心ヒートアップ）

（3.3.6(1)） 

○TMI 事故解析における炉心ヒートア

ップ時の水素発生，炉心領域での溶融

進展状態について，TMI 事故分析結

果と良く一致することを確認した。 

○CORA 実験解析における，燃料被覆

管，制御棒及びチャンネルボックスの

温度変化について，測定データと良く

一致することを確認した。 

○炉心ヒートアップ速度の増加（被覆管

酸化の促進）を想定し，仮想的な厳し

い振り幅ではあるが，ジルコニウム－

水反応速度の係数を 2 倍とした感度

解析により影響を確認した（BWR-5，

Mark-I 改良型格納容器プラント対

象）。 

・TQUV，大破断 LOCA シーケンス

ともに，炉心溶融の開始時刻への影

響は小さい。 

・下部プレナムへのリロケーション

開始時刻は，ほぼ変化しない。 

○TMI 事故の再現性を確認しており，炉心ヒートアッ

プに係る基本的なモデルについては妥当性があると

判断でき，各事故シーケンスの評価に適用できる。 

○感度解析では，下部プレナムへのリロケーションの

開始時刻等の事象進展への影響は小さい。 

○「格納容器過圧・過温破損」及び「原子炉圧力容器

外の溶融炉心－冷却材相互作用」の評価指標に与え

る影響は小さい。 

○「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱」につ

いては，原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力が

2.0MPa[gage]を上回ることはなく，格納容器破損防

止対策の有効性に与える影響は無い。 

○「溶融炉心・コンクリート相互作用」については，

原子炉圧力容器破損時間への影響が小さく，コンク

リート侵食量への影響は小さいと考えられる。 

○「水素燃焼」については，酸素の発生量について崩

壊熱を用いた評価を行っており，評価指標に与える

影響は無い。 

燃料棒表面熱伝達 

燃料被覆管酸化 

燃料被覆管変形 



 

 

表 5-1 重要現象の不確かさの有効性評価解析への影響の整理 (2/9) 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉
心
（
熱
流
動
） 

沸騰・ボイド率変化 炉心モデル（炉心水位計

算モデル）（3.3.2(4)） 

○TQUX シーケンス及び中小破断

LOCA シーケンスに対して，MAAP

コードと SAFER コードの比較を行

い，以下の傾向を確認した。 

・MAAP コードでは SAFER コード

で考慮している CCFL を取り扱っ

ていないこと等から水位変化に差

異が生じたものの水位低下幅は

MAAP コードの方が保守的であ

り，その後の注水操作による有効燃

料棒頂部までの水位回復時刻は両

コードで同等である。 

○原子炉水位に関し，原子炉圧力容器内挙動をより精

緻に評価可能な SAFERコードとの比較において，そ

の挙動の差異は小さく，MAAP コードでは原子炉圧

力容器内挙動を含めた全体挙動を適正に評価してい

ると判断できる。 

気液分離（水位変

化）・対向流 

（
逃
が
し
安
全
弁
含
む
） 

原
子
炉
圧
力
容
器 

冷却材放出（臨界流・

差圧流） 

原子炉圧力容器モデル

（ 破 断 流 モ デ ル ）

（3.3.3(3)） 

○逃がし安全弁からの流量は，設計値に

基づいて計算される。 

○設計値に基づき流量が適正に計算されており，有効

性評価への適用性に問題はなく，重大事故等対策の

有効性の判断には影響しない。 

ECCS注水（給水系・

代替注水設備含む） 

安全系モデル（非常用炉

心冷却系）（3.3.5(1)） 

安全系モデル（代替注水

設備）(3.3.5(4)) 

○入力値に含まれる。 ○設計値に基づいて注入特性を与えることで，冷却に

対して保守的な条件となるよう設定されており，い

ずれの事象についても厳しい結果を与えるものの，

重大事故等対策の有効性の判断には影響しない。 



 

 

表 5-1 重要現象の不確かさの有効性評価解析への影響の整理 (3/9) 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

原
子
炉
格
納
容
器 

格納容器各領域間の

流動 

格納容器モデル（格納容

器の熱水力モデル）

（3.3.4(2)） 

○HDR 実験解析

では，格納容器

圧力及び温度に

ついて，温度成

層化を含めて傾

向を良く再現で

きることを確認

した。格納容器

雰囲気温度を十

数℃程度高め

に，格納容器圧

力を１割程度高

めに評価する傾

向が確認された

が，実験体系に

起因するものと

考えられ，実機

体系においては

この種の不確か

さは小さくなる

ものと考えられ

る。また，非凝

縮性ガス濃度の

挙動について，

解析結果が測定

データと良く一

致することを確

認した。 

○CSTF 実験解析

では，格納容器

温度及び非凝縮

性ガス濃度の挙

動について，解

析結果が測定デ

ータと良く一致

することを確認

した。 

○短期的な応答として雰囲気からヒートシンクへの伝

熱が過小に予測されている可能性が示唆されている

ことから，原子炉格納容器圧力及び温度の上昇を実

際の挙動よりも大きめに評価する可能性があるが，

実機体系においてはこの種の不確かさは小さくなる

と考えられる。 

[1]  

構造材との熱伝達及

び内部熱伝導 

気液界面の熱伝達 

－ 

スプレイ冷却 安全系モデル（格納容器

スプレイ）（3.3.5(2)） 

安全系モデル（代替注水

設備）(3.3.5(4)) 

○入力値に含まれる。 

○スプレイの水滴温度は短時間で雰囲

気温度と平衡に至ることから伝熱モ

デルの不確かさは無い。 

○設計値に基づいて注入特性を与えることで，冷却に

対して保守的な条件となるよう設定されており，い

ずれの事象についても厳しい結果を与えるものの，

重大事故等対策の有効性の判断には影響しない。 



 

 

表 5-1 重要現象の不確かさの有効性評価解析への影響の整理 (4/9) 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

放射線水分解等によ

る水素・酸素発生 

－ 

○窒素置換による格納容器雰囲気の不

活性化が行われており，酸素発生は水

の放射線分解に起因する。 

○窒素置換により酸素発生は水の放射線分解に起因す

るが，電力共通研究の実験結果[28]に基づいたG値を

用いている。 

○酸素濃度の判断基準として水蒸気濃度を除くドライ

条件において確認することにより保守性を与えてい

る。 

○「水素燃焼」に対する有効性評価では，これらの保

守的な設定により，不確かさが与える影響は無い。 

格納容器ベント 格納容器モデル（格納容

器の熱水力モデル）

（3.3.4(2)） 

○入力値に含まれる。 

○MAAP コードでは格納容器ベントに

ついては，設計流量に基づいて流路面

積を入力値として与え，格納容器各領

域間の流動と同様の計算方法が用い

られている。 

○格納容器の熱水力モデルについて，適用性に問題は

なく，重大事故等対策の有効性の判断には影響しな

い。 

サプレッション・プー

ル冷却 

安全系モデル（非常用炉

心冷却系）（3.3.5(1)） 

○入力値に含まれる。 ○設計値に基づいて冷却特性を与えることで，冷却に

対して保守的な条件となるよう設定されており，い

ずれの事象についても厳しい結果を与えるものの，

重大事故等対策の有効性の判断には影響しない。 

原
子
炉
格
納
容
器 



 

 

表 5-1 重要現象の不確かさの有効性評価解析への影響の整理 (5/9) 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

（
逃
が
し
安
全
弁
含
む
） 

原
子
炉
圧
力
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 

リロケーション 溶融炉心の挙動モデル

（リロケーション）

（3.3.6(2)） 

[2]  

○TMI 事故解析における炉心領域での

溶融進展状態について，事故分析結果

と良く一致することを確認した。 

○リロケーションの進展が早まること

を想定し，炉心ノード崩壊のパラメー

タを低下させた感度解析により影響

を確認した（BWR-5，Mark-I改良型

格納容器プラント対象）。 

・TQUV，大破断 LOCAシーケンスと

もに，炉心溶融時刻，原子炉圧力容

器の破損時刻への影響が小さいこと

を確認した。 

○炉心損傷挙動について，実機に対する妥当性が確認

されており，有効性評価への適用性に問題は無い。 

○感度解析では，下部プレナムへのリロケーションの

開始時刻等の事象進展への影響は小さい。 

○「格納容器過圧・過温破損」及び「原子炉圧力容器

外の溶融炉心－冷却材相互作用」の評価指標に与え

る影響は無い。 

○「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱」につ

いては，原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力が

2.0MPa[gage]を上回ることはなく，格納容器破損防

止対策の有効性に与える影響は無い。 

○「溶融炉心・コンクリート相互作用」については，

原子炉圧力容器破損時間への影響が小さく，コンク

リート侵食量への影響は小さいと考えられる。 

○「水素燃焼」については，酸素の発生量について崩

壊熱を用いた評価を行っており，評価指標に与える

影響は無い。 

構造材との熱伝達 

原子炉圧力容器内

FCI(溶融炉心細粒化) 

溶融炉心の挙動モデル

（下部プレナムでの溶

融 炉 心 の 挙 動 ）

（3.3.6(3)） 

○原子炉圧力容器内 FCI に影響する項

目として，溶融ジェット径，エントレ

インメント係数及びデブリ粒子径を

パラメータとして感度解析を行い，い

ずれについても，原子炉圧力容器破損

時点での原子炉圧力に対する感度が

小さいことを確認した。 

○「高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱」では，

高圧溶融物放出を防止する観点で，原子炉圧力容器

破損の時期とあいまって，原子炉圧力容器内 FCI に

よる原子炉圧力変化が影響すると考えられるが，感

度解析の結果，原子炉圧力容器破損時点での原子炉

圧力に対する感度は小さく，2.0MPa[gage]を上回る

ことが無く，重大事故等対策の有効性の判断に影響

しない。 原子炉圧力容器内

FCI(デブリ粒子熱伝

達) 



 

 

表 5-1 重要現象の不確かさの有効性評価解析への影響の整理 (6/9) 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

下部プレナムでの溶

融炉心の熱伝達 

溶融炉心の挙動モデル

（下部プレナムでの溶

融炉心挙動）（3.3.6(3)） 

○TMI 事故解析における下部プレナム

の温度挙動について，TMI 事故分析

結果と良く一致することを確認した。 

○下部プレナム内の溶融炉心と上面水

プールとの間の限界熱流束，下部プレ

ナムギャップ除熱量に係る係数に対

する感度解析を行い，原子炉圧力容器

破損時刻等の事象進展に対する影響

が小さいことを確認した（BWR-5，

Mark-I 改良型格納容器プラント対

象）。 

○感度解析の結果，原子炉圧力容器破損時刻等の事象

進展への影響は小さく，各事故シーケンスの評価指

標への影響は小さいと考えられる。 

原子炉圧力容器破損 溶融炉心の挙動モデル

（原子炉圧力容器破損

モデル）（3.3.6(4)） 

○原子炉圧力容器破損に影響するパラ

メータとして，制御棒駆動機構ハウジ

ング溶接部の破損判定に用いる最大

ひずみ（しきい値）に対する感度解析

を行い，原子炉圧力容器破損が約 13

分早まることを確認した。ただし，仮

想的な厳しい条件に基づく解析結果

であり，実機における解析への影響は

十分小さいと判断される。 

○原子炉圧力容器破損モデルに関する感度解析によ

り，原子炉圧力容器破損時刻に大きな感度はなく，

各事故シーケンスの評価指標への影響は小さい。 

 

放射線水分解等によ

る水素・酸素発生 

格納容器モデル（水素発

生）（3.3.4(3)） 

○炉心内のジルコニウム－水反応によ

る水素発生量は，TMI 事故解析を通

じて分析結果と良く一致することを

確認した。 

○炉心内の水素発生量は実機に対する妥当性が確認さ

れており，有効性評価への適用性に問題は無い。 

（
逃
が
し
安
全
弁
含
む
） 

原
子
炉
圧
力
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

原子炉圧力容器内 FP

挙動 

核分裂生成物（FP）挙

動モデル（3.3.7） 

○ PHEBUS-FP

実験解析によ

り，FP 放出の

開始時間を良

く再現できて

いるものの，燃

料被覆管温度

を高めに評価

することによ

り，急激な FP

放出を示す結

果となった。た

だし，この原因

は実験におけ

る小規模な炉

心体系の模擬

によるもので

あり，実機の大

規模な体系に

おいてこの種

の不確かさは

小さくなると

考えられる。 

－ 

○FP 放出の開始時間に関する基本的なモデルについ

ては実験体系により妥当性が確認されている。燃料

破損後の FP 放出挙動に関しては小規模体系の模擬

性が原因と推測され，実機規模の体系の適用性に問

題はなく，重大事故等対策の有効性の判断には影響

しない。 

○格納容器内エアロゾル沈着挙動は適正に評価され，

有効性評価への適用性に問題はなく，重大事故等対策

の有効性の判断には影響しない。 

原
子
炉
格
納
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 

原子炉格納容器内 FP

挙動 

○ABCOVE 実験

解析により，格

納容器内のエア

ロゾル沈着挙動

を適正に評価で

きることを確認

した。 

（
逃
が
し
安
全
弁
含
む
） 

原
子
炉
圧
力
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

原子炉圧力容器外

FCI(溶融炉心細粒化) 

溶融炉心の挙動モデル

（格納容器下部での溶

融 炉 心 の 挙 動 ）

（3.3.6(5)） 

○原子炉圧力容器外 FCI に影響する項

目として，エントレインメント係数及

びデブリ粒子径をパラメータとして

感度解析を行い，原子炉圧力容器外

FCI によって生じる圧力スパイクへ

の感度が小さいことを確認した。 

○原子炉圧力容器外 FCI における水蒸気爆発に関して

は，実機において大規模な水蒸気爆発に至る可能性

は極めて小さく，有効性評価においては，水蒸気爆

発挙動及びその後の格納容器の動的挙動に関する評

価は必須では無く，各事故シーケンスの評価指標に

対して影響するものではない。 

○感度解析の結果，原子炉圧力容器外 FCI によって生

じる圧力スパイクへの感度が小さいことから，「原子

炉圧力容器外の溶融燃料－冷却材相互作用」の評価

指標への影響は小さい。 

原子炉圧力容器外

FCI(デブリ粒子熱伝

達)  

原
子
炉
格
納
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 
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分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

格納容器下部床面で

の溶融炉心の拡がり 

溶融炉心の挙動モデル

（格納容器下部での溶

融 炉 心 の 挙 動 ）

（3.3.6(5)） 

○MAAP コードでは溶融炉心の拡がり

実験や評価に関する知見に基づき，落

下した溶融炉心は床上全体に均一に

拡がると仮定し，それを入力で与えて

いる。 

○「溶融炉心・コンクリート相互作用」では，上面熱

流束を主要因としてコンクリート侵食量の予測に与

える不確かさがあり，MAAPで得られた結果に対し，

不確かさを考慮することで，格納容器破損防止対策

の有効性を確認できる。 

溶融炉心と格納容器

下部プール水との伝

熱 

○MCCI現象への影響の観点で，エント

レインメント係数，上面熱流束及び溶

融プールからクラストへの熱伝達係

数をパラメータとした感度解析を行

った。評価の結果，コンクリート侵食

量に対して上面熱流束の感度が支配

的であることを確認した。また，上面

熱流束を下限値とした場合でも，コン

クリート侵食量が 22.5cm程度に収ま

ることを確認した。 

○上記の感度解析は，想定される範囲で

厳しい条件を与えるものであり，実機

でのコンクリート侵食量は，感度解析

よりも厳しくなることはないと考え

られ，これを不確かさとして設定す

る。 

溶融炉心とコンクリ

ートの伝熱 

○ACE実験解析及び SURC-4実験解析

により，炉心デブリ堆積状態が既知で

ある場合の炉心デブリとコンクリー

トの伝熱及びそれに伴うコンクリー

ト侵食挙動について妥当に評価でき

ることを確認した。 

○実験で確認されている侵食の不均一

性については，実験における侵食のば

らつきが MAAP コードの予測侵食量

の 20%の範囲内に収まっていること

から，上面熱流束の感度に比べて影響

が小さいことを確認した。 

コンクリート分解及

び非凝縮性ガス発生 

  

原
子
炉
格
納
容
器
（
炉
心
損
傷
後
） 
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MAAP と NUREG-1465 のソースタームについて 

 

 

1. まえがき 

MAAP では，炉心溶融に伴う燃料からの核分裂生成物(FP)の放出及び FP の状態変

化・輸送モデル等がモデル化されており，炉心溶融時の格納容器内への FP の放出及び

格納容器内の FP の移行挙動を事象進展に応じて評価することができる。 

一方で，炉心溶融を考慮した場合の格納容器内への FP の放出及び FP の状態変化・

輸送モデルとしては，米国NRCで整備されたNUREG-1465[A-1]のソースタームがあり，

海外での規制等に活用されている。 

本参考資料は，MAAP のソースタームと NUREG-1465 のソースタームの比較検討を

行うことで，MAAP による格納容器内ソースターム評価の特徴について考察したもので

ある。 

 

 

2. NUREG-1465 の代替ソースターム 

NUREG-1465 では，格納容器への放出過程を以下の 4 つのフェーズごとに分けて評

価している。これらの放出フェーズには継続時間が設定され，各放出フェーズにおける

放出率は一定としている。 

 

ギャップ放出（被覆管破損から 0.5 時間） 

燃料被覆管の破損が生じ，燃料ペレットと燃料被覆管との間のギャップに存在す

る FP が放出される。 

 

早期原子炉圧力容器内放出（炉心損傷から 1.5 時間） 

炉心損傷開始から，溶融炉心が原子炉圧力容器底部へ落下して原子炉圧力容器底

部が破損するまでの期間に燃料から FP が放出される。 

 

原子炉圧力容器外放出（原子炉圧力容器破損から 3.0 時間） 

原子炉圧力容器底部の破損後，格納容器下部区画に落下した溶融炉心がコンクリ

ートと反応し，FP が放出される。この放出は溶融炉心が十分冷却されたときに終

了する。 

 

後期原子炉圧力容器内放出（原子炉圧力容器破損から 10 時間） 

早期原子炉圧力容器内放出期間に原子炉圧力容器内に沈着していた揮発性核種

参考 1 
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（ハロゲン，アルカリ金属，テルルグループ）が再蒸発し，格納容器へ放出され

る。 

 

FP 組成については，物理・化学的挙動の類似性や放射線学的影響の重要度等に基づ

き，各核種の放射能量を求める用途に用いることから，以下の 8 つの元素ごとのグルー

プに分類している。一方，MAAP では化学的形態を考慮して，FP を 12 のグループに分

類し，炉心からの放出速度と原子炉圧力容器内及び格納容器内での移行挙動を評価して

いる。NUREG-1465 における FP グループの分類は，WASH-1400[A-2]における FP グル

ープ分けをもとに，その後の検討を反映したものであり，MAAP における分類と直接的

な関連は無い。しかしながら，以下の図に示すように，MAAP で分類されている放射性

物質のうち，放出に寄与するものは NUREG-1465 のソースタームにおいても網羅され

ており，格納容器内ソースタームの評価を行うにあたって，取り扱われている核種は同

等となっている。 

 

 

［FP の核種グループ］ 

(NUREG-1465) (MAAP) 

ｸﾞﾙｰﾌﾟ 核種 

1 希ガス/Xe, Kr 

2 ハロゲン/I, Br 

3 アルカリ金属/Cs, Rb 

4 テルルグループ/ 
Te, Sb, Se 

5 ﾊﾞﾘｳﾑ・ｽﾄﾛﾝﾁｳﾑ/ 
Ba, Sr 

6 貴金属/ 
Ru, Rh, Pd, Mo, Tc, Co 

7 ランタノイド/ 
La, Zr, Nd, Eu, Nb, Pm, 

Pr, Sm, Y, Cm, Am 

8 セリウムグループ/ 
Ce, Pu, Np 

  

  

 

ｸﾞﾙｰﾌﾟ 核種 

1 希ガス 

2 CsI 

3 TeO2 

4 SrO 

5 MoO2 

6 CsOH 

7 BaO 

8 La2O3 

9 CeO2 

10 Sb 

11 Te2 

12 UO2 

 

 

NUREG-1465 の FP の放出割合については，上述の FP 核種グループごとに平均的

な放出割合を「代替ソースターム」としてまとめている。代替ソースタームでは，炉型

（BWR プラントと PWR プラント）ごとのソースタームが設定されているが，これは，

BWR と PWR では炉心出力密度や Zr 酸化量の違いにより，FP 放出量や放出タイミン
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グに相違が生じると評価されたためである。 

なお，ソースタームの放出割合は，保守的に設定された損傷燃料からの初期 FP 放出

（ギャップ放出）を除き，原子炉圧力容器が低圧で破損する事故について，保守的ある

いは限界的な値というより，代表的又は典型的な値を示しており，全てのシビアアクシ

デントの事故シーケンスを包絡しているわけではなく，ある単一の事故シーケンスを表

しているものでもない。NUREG-1465 で提案された BWR プラントに対する代替ソース

タームを以下に示す。 

 

［代替ソースターム（BWR プラント）］ 

（初期炉内インベントリに対する割合）  

ｸﾞﾙｰﾌﾟ 名称 
ギャップ 

放出 

早期原子炉圧

力容器内放出 

原子炉圧力容

器外放出 

後期原子炉圧

力容器内放出 

1 希ガス 0.05 0.95 0 0 

2 ハロゲン 0.05 0.25 0.30 0.01 

3 アルカリ金属 0.05 0.20 0.35 0.01 

4 Te グループ 0 0.05 0.35 0.005 

5 Ba, Sr 0 0.02 0.1 0 

6 貴金属 0 0.0025 0.0025 0 

7 ランタノイド 0 0.0005 0.005 0 

8 Ce グループ 0 0.0002 0.005 0 

 

 

3. MAAP と NUREG-1465 のソースタームの比較 

参考文献[A-3]において，米国 Peach Bottom プラント(Mark-I 型格納容器/BWR-4)を対

象に，下記に示した 3 つの事故シーケンスに対して，MAAP によるシビアアクシデント

解析結果から得られた格納容器内ソースタームと NUREG-1465 で示されている BWR

プラントの格納容器内のソースタームが比較されており，以下に概要を示す。 

 

［事故シーケンス］ 

・ TB1 シーケンス（全交流電源喪失）＋10 時間でバッテリー枯渇 

・ TC2 シーケンス（ATWS）＋圧力容器減圧なし 

・ S2E1 シーケンス（2 インチ破断） 

 

図 1 に，NUREG-1465，MAAP 及び従来の立地評価における仮想事故相当について，

原子炉圧力容器破損後 1 時間時点における格納容器内ソースターム放出割合の比較を示

す。希ガスについては，すべてのシーケンスにおいてほぼ全量を放出しきっており，
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NUREG-1465 及び仮想事故相当と同程度の放出割合となっている。高揮発性の核種で

あるよう素については，TB1 シーケンスを除いて NUREG-1465 及び仮想事故相当と同

程度の放出割合となっており，Cs，Te 共に同様の傾向を示している。TB1 シーケンス

において放出割合が少なくなっている理由としては，原子炉圧力容器の破損時刻が他の

事象に比べて遅く，原子炉圧力容器内への FP 沈着量が多くなっているためと考えられ

る。また，低揮発性の核種である Sr については，NUREG-1465 に比べて MAAP の方

が 1 桁程度少ない結果となっているものの，核種ごとの全体的な放出割合は同様の傾向

を示している。 

図 2 に，NUREG-1465，MAAP 及び従来の立地評価における仮想事故相当について，

事故収束後における格納容器内ソースターム放出割合の比較を示す。図 1 に示した原子

炉圧力容器破損後 1 時間の時点において，格納容器側へ FP をほぼ放出しきっており，

原子炉圧力容器破損後 1 時間時点の放出割合と同様となっている。なお，仮想事故では，

瞬時放出の扱いとなっており，放出割合の時間変化は考慮されていない。 

 

 

 

図 1 格納容器ソースターム比較（圧力容器破損後 1 時間）[A-3] 
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図 2 格納容器ソースターム比較（事故収束後）[A-3] 

 

 

4. まとめ 

MAAP のソースタームと NUREG-1465 のソースタームの比較検討を行った。

NUREG-1465 では，物理・化学的挙動の類似性等から 8 つの核種グループに分類され

ているのに対し，MAAP では炉心からの放出速度の相違に基づき 12 グループに分類さ

れているが，両者の比較から，放出に寄与するものは網羅されており，格納容器ソース

タームの評価にあたって，取り扱われている核種は同等であることを確認した。また，

NUREG-1465 における格納容器内ソースタームと MAAP における解析結果の比較を行

い，MAAP における格納容器内ソースタームは，シーケンスによって違いがあるものの，

NUREG-1465 のソースタームとほぼ同等であることを確認した。 
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入力項目リスト (1/3) 

分  類 入力項目 

定格出力運転条件

パラメータ及び幾

何形状データ 

炉心熱出力 

炉心流量 

原子炉圧力 

原子炉冷却材温度 

原子炉水位 

 給水流量（初期），エンタルピ 

 原子炉冷却材容積 炉心 

  シュラウドヘッド 

  スタンドパイプ及び気水分離器 

  上部ヘッド 

  上部ダウンカマ 

  下部ダウンカマ 

  下部ヘッド 

  再循環ループ 

 流路形状データ（流

路断面積，流路長さ，

流路高さ） 

下部ヘッド下端から炉心支持板まで 

 炉心支持板から上部格子板まで 

 上部格子板からシュラウドヘッド上端まで 

 
 シュラウドヘッド上端から気水分離器上端

まで 

  下部ダウンカマ 

  上部ダウンカマ 

  上部ヘッド 

  原子炉圧力容器内径 

  シュラウド内径 

  原子炉圧力容器本体肉厚 

 

熱構造材データ（材 

質，体積，表面積） 

・原子炉圧力容器内 

シュラウド，シュラウドヘッド，シュラウ

ドサポート，上部格子板，気水分離器，ス

タンドパイプ，蒸気乾燥器，上部ヘッド，

ダウンカマ，制御棒案内管及びハウジング，

下部ヘッド，再循環ループ 



 

5-244 

 

入力項目リスト (2/3) 

分  類 入力項目 

炉心データ 炉心流路面積 炉心流路面積 

 
 

バイパス流路面積 

 炉心崩壊熱 

燃料データ 燃料集合体数 

 集合体あたりの燃料棒数 

 燃料棒配列 

 燃料棒有効長 

 燃料被覆管外径 

 燃料被覆管肉厚 

 ペレット直径 

 ペレット―被覆管ギャップ条件（ガス圧力，ガス組成，熱伝達係数） 

 スペーサ位置 

 チャンネルボックス（質量，厚さ） 

再循環ポンプ関連

データ 

コーストダウン特性 

再循環ポンプ定格流量 

 ジェットポンプ台数 

原子炉格納容器関

連データ 

区画データ 自由体積 

 底部高さ 

  区画高さ 

  初期圧力 

  初期温度 

  初期湿度 

 区画間データ 底部高さ 

  流路幅 

  流路高さ 

  流路長さ 

  流路面積 

 
ヒートシンク（伝熱

面，表面積，厚さ，

材質の物性及び初期

温度） 

格納容器各区画壁面（側壁，床，天井等） 

 格納容器内構造物 
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入力項目リスト (3/3) 

分  類 入力項目 

デブリ挙動関連 デブリ初期条件（燃料，構造材，FPの材質別質量） 

 原子炉圧力容器破損判定条件 

 FCI現象におけるデブリジェットの落下条件 

 FCI現象における細粒化条件 

 FCI現象における細粒化デブリと水の伝熱条件 

 

MCCI現象におけるデブリのキャビティ床面での拡がり条件 

MCCI現象におけるデブリと水の伝熱条件 

MCCI現象におけるデブリとコンクリートの伝熱条件 

MCCI現象におけるコンクリートの組成 

原子炉保護設備 原子炉スクラム（設定点，応答遅れ） 

事象収束に重要な

機器・操作関連 

ECCS 作動設定点 

ECCS 注入ポンプ（注入開始（起動遅れ時間），台数，容量，停止条

件） 

崩壊熱除去系（台数，容量） 

 格納容器スプレイポンプ（操作タイミング，台数，容量） 

 逃がし安全弁（開操作開始条件（原子炉圧力），個数，容量） 

 代替注水系（注入開始（起動遅れ時間），台数，容量，停止条件） 

 格納容器ベント(操作タイミング，面積) 

 復水貯蔵タンク（保有水量，温度） 

事故条件 配管破断条件（位置，面積） 
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別添 1 新知見への対応について 

 

1. はじめに 

 MAAPコードは，福島第一原子力発電所 1～3号機の事故進展解析に適用されている[1]。

これらの解析では，システムの応答や外部注水流量等の不確かさの大きな境界条件について

は，当時の記録に基づいた分析や一部推定を行った上で設定されており，解析結果と実測デ

ータとの比較が行われている。この比較結果から，相違点があるプラント挙動や物理現象に

ついては検討課題として抽出し，個別に評価・検討が行われている。 

 以下では，この検討を通じて得られた課題や知見のうち，MAAPコードで対象とする現象

評価に関連する内容と有効性評価への影響について検討する。また，MAAPコードの改良は

米国 EPRIを中心としたMAAP User ’s Groupのもとで継続的に進められており，改良の動

向と有効性評価への影響について検討する。 

 

2. 福島第一原子力発電所事故における未確認・未解明事項と有効性評価への影響 

 2.1 未確認・未解明事項について 

 福島第一原子力発電所事故における未確認・未解明事項[2]のうち，有効性評価に対して

影響し得る項目を抽出し，MAAPコードによる有効性評価で留意すべき事項を以下の 4項

目に大別した。 

 

(1)原子炉圧力容器からの気相漏えいの発生について 

 原子炉圧力容器の水位が低下し炉心が露出すると，過熱した炉心から発生する高温ガ

スや過熱蒸気により，圧力容器バウンダリが通常よりも高い温度となる。1号機のMAAP 

解析においては，この炉内温度の上昇によって炉内核計装のドライチューブや主蒸気管

フランジ等の原子炉圧力容器上部からドライウェル（D/W）への気相漏えいが発生した

と仮定している。この現象によって，原子炉圧力容器破損タイミングや格納容器圧力・

温度の上昇などの事象進展に影響を及ぼす可能性がある。 

 

(2)溶融炉心の下部プレナム落下挙動 

 1 号機のMAAP 解析において，原子炉圧力は 3 月 11日 22時頃に急峻なピークを示

している。MAAPコードでは，炉心損傷の進展に伴って，固化クラストによって閉塞領

域が形成されると溶融炉心は一旦保持されるものの，クラストの破損に伴って，溶融炉

心が下部プレナムへの落下を開始するというモデルを採用していることに起因すると考

えられる。一方，複雑な下部構造を持つ BWR では，燃料支持金具の冷却水の通過口か

ら溶融した炉心が降下し，下部プレナムに流れ落ちる経路や，溶融プールが炉心の径方

向に拡大し，外周部のバイパス領域へ流出し，下部プレナムへ流れ落ちる経路，さらに

シュラウドと接触・破損させることによってダウンカマへ流出する経路等，流出経路に
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は様々な形態が考えられる。溶融炉心の下部プレナムへの落下挙動は，それ以降の原子

炉圧力容器破損などの事故進展に影響を与える可能性がある。 

 

(3)圧力抑制プールの温度成層化について 

3号機では，RCICによる注水期間において，原子炉格納容器圧力のMAAP解析結果

と実測値に差があり，圧力抑制プールにおいて温度成層化が起きた可能性が指摘されて

いる[3]。MAAPコードによる有効性評価では，圧力抑制プールのプール水を単一ノード

で模擬し，プール水温は均一に上昇する仮定としているのに対し，温度成層化を考慮し

た場合，格納容器の圧力及び温度上昇が早くなる可能性がある。 

 

(4)原子炉格納容器の気相漏えいについて 

1号機及び 2号機のMAAP解析では，格納容器圧力等の実測値を再現するために格納

容器の気相部からの漏えいを仮定しているものの，計測されたパラメータや観測事実か

らは，漏えい箇所やその規模については直接的な推定が得られていない。一つの要因と

して格納容器内部で生じた局所的な過温状態による損傷が挙げられている。一方，

MAAPコードによる有効性評価では，格納容器内を代表的な区画にノード分割し，ノー

ド内温度は均一と仮定し，温度分布を評価することはできない。 

 

2.2 有効性評価に対する影響について 

 2.1で挙げられた留意すべき事項に対して，有効性評価に対する影響について以下に考

察する。これらの考察より，有効性評価で対象とする事象進展に対しては，MAAPコード

による解析への影響は小さく適用性に問題は無いと判断される。 

 

(1)原子炉圧力容器からの気相漏えいの発生について 

 炉心損傷に伴って発生する高温ガスにより，原子炉圧力容器からの漏えいが生じた場

合，原子炉圧力の減圧を促進する。しかしながら，有効性評価において，大破断 LOCA

を起因事象とするシーケンスについては，起因事象発生の時点で大規模な一次冷却材圧

力バウンダリの喪失を仮定していることから，これらの事象による格納容器内事故進展

への影響は無い。別図 1-2.2-1及び別図 1-2.2-2に，炉心損傷に伴う計装用案内管破損を

模擬した場合の原子炉圧力及び格納容器温度の比較を示す。これらの図から明らかなよ

うに，事象進展への影響は小さい。 

 また，過渡事象（TQUV）起因のシーケンスでは，原子炉圧力容器からの気相漏えい

は，原子炉減圧挙動と水位低下挙動に影響する。 

高圧溶融物放出／格納容器雰囲気直接加熱の防止に係る評価においては，高温ガス発

生による気相部漏えいが生じる場合には，原子炉の減圧が促進されるため，高圧溶融物

放出／格納容器雰囲気直接加熱の回避に対して有効に寄与する。さらに，原子炉圧力容
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器破損前に運転員による減圧操作が必須となるが，破損までには十分な時間余裕があり，

気相漏えいを想定しても破損時間への影響は小さい。別図 1-2.2-3に，炉心損傷に伴う

計装用案内管破損を模擬した場合の原子炉圧力の比較を示す。計装用案内管温度が融点

に到達した時点で損傷するとした本感度解析では，その損傷は原子炉減圧後に発生して

おり，減圧操作への影響は無い。 

溶融炉心と冷却材の相互作用及び溶融炉心とコンクリートの相互作用においては，原

子炉減圧後の現象を評価するため，原子炉圧力容器破損前のペデスタル注水操作完了が

必須となる。しかしながら，上述のように十分な時間余裕があり，かつ，評価において

は，原子炉水位が有効燃料棒底部まで低下する以前に減圧操作を実施しており，炉心損

傷初期の段階であることから，原子炉圧力容器の気相漏えいを仮定しても破損時間に対

する影響は小さく，運転操作に対する影響は無い。 

 

(2)溶融炉心の下部プレナム落下挙動 

 有効性評価のうち，「格納容器過圧・過温破損」の評価において，原子炉圧力容器が破

損しないシーケンスを想定するシナリオでは，溶融炉心の下部プレナム落下前に冷却さ

れる状態を対象としているため，本現象の影響は無い。 

 下部プレナムへの溶融炉心落下が発生するシーケンスについては，本文「3.3.6 溶融

炉心の挙動モデル」で述べたように，MAAPコードでは，溶融炉心の下部プレナムへの

落下は，炉心支持板が破損するか，クラストが破損して溶融炉心を保持できなくなった

場合に開始され，落下する溶融炉心の量は，仮想的なデブリジェット径等により計算さ

れている。一方，燃料支持金具等の炉心下部構造物を介した溶融炉心の移行は，別図

1-2.2-4に示す経路が想定され，溶融炉心が下部プレナムへ移行する場合，これらの構造

物との熱的な相互作用によって，その経路で一部が固化し，落下流量が低減されるなど

の影響が想定される。従って，これらを考慮していない現行評価は，原子炉圧力容器下

部ヘッドへの熱負荷を計算する上で，保守的な扱いと言える。 

 また，同じく「3.3.6 溶融炉心の挙動モデル」で述べたように，MAAPコードでは，

溶融炉心の径方向のリロケーションは下部ノードが閉塞した以降に発生し，溶融領域は

炉心シュラウドまで到達しない想定としている。溶融炉心が炉心シュラウドと接触した

場合，シュラウドを溶融貫通する可能性はあるものの，その径方向への進展は下部ノー

ドの閉塞挙動等に依存した極めて不確かさの大きな現象と考えられる。さらに，溶融炉

心がシュラウドを溶融貫通した場合の下部プレナムへの移行は，ジェットポンプ等の貫

通後に発生するが，ジェットポンプ内部に冷却材が存在している場合には，溶融炉心が

一時的に冷却されるなどの効果も期待される。このようなことから，炉心下部構造物を

介した移行に比べて，主要なリロケーション経路となり得るとは考えにくく，有効性評

価への影響は小さいと考えられる。 
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(3)圧力抑制プールの温度成層化について（別添１（補足）参照） 

原子炉隔離時冷却系の運転方法として，3号機と同様にテストラインを使用し注水流

量を制御するような運転方法とした場合，圧力抑制プールの温度成層化による原子炉格

納容器の圧力上昇が生じる可能性がある。しかしながら、原子炉隔離時冷却系が間欠運

転（L-2と L-8の自動制御）の場合，原子炉隔離時冷却系が停止している間に原子炉圧

力が上昇し，逃がし安全弁が動作することにより温度成層化の発生の可能性は小さくな

る。また，原子炉隔離時冷却系の注水流量調整のみによる制御とした場合においても，

消費される駆動蒸気量の減少により逃がし安全弁の動作回数が増え、温度成層化の発生

可能性は小さくなる可能性がある。 

一方，代替低圧注水系を用いた原子炉注水時において成層化の発生可能性はあるもの

の，原子炉格納容器圧力に対する影響は小さいものと考えられる。 

 

(4)原子炉格納容器の気相漏えいについて 

 福島第一原子力発電所事故においては，原子炉格納容器内で局所的な過温状態となっ

て，気相部に漏えいが生じた可能性が指摘されている。重大事故時の原子炉格納容器内

温度分布は，損傷炉心及び核分裂生成物の分布やその冷却状態，また，格納容器への注

水等によるガス攪拌に資する駆動力の有無にも依存することから，MAAPの評価体系で

格納容器内の温度分布を精度よく評価することは困難である。 

 一方，福島第一原子力発電所事故で推定されている局所的な過温状態の発生を回避す

るため，重大事故等対策として，原子炉及び格納容器への代替注水等を整備し，その有

効性を確認することが有効性評価の目的となっている。すなわち，これらの対策によっ

て，原子炉圧力容器内損傷炉心の非冷却状態長期化を防止でき，また，格納容器への注

水によって，雰囲気を十分攪拌させて高温気体の局所的な滞留を防止できるため，局所

的な過温は回避可能と考えられる。 

 このような観点から，本文「3.3.4 格納容器モデル」の図 3.3-6に例示した原子炉格

納容器のノード分割方法は，格納容器の過圧・過温に対する有効性評価に適用可能であ

る。 
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別図 1-2.2-1 大破断 LOCA時注水機能喪失（原子炉圧力容器破損） 

における原子炉圧力変化の比較 

 

 

別図 1-2.2-2 大破断 LOCA時注水機能喪失（原子炉圧力容器破損） 

における格納容器温度変化の比較 
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別図 1-2.2-3 高圧注水・低圧注水機能喪失における原子炉圧力変化の比較 

 

 

別図 1-2.2-4 炉心下部構造物を介した溶融炉心の移行経路[4] 
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3. MAAPコード改良の動向について 

 3.1 MAAPコードの改良[5] 

 MAAPコード最新バージョンで追加された物理現象モデル[5]のうち，有効性評価に関連

すると考えられる主要なモデルについて，推定される影響を整理する。 

 

(1)炉心モデル 

MAAPコード最新バージョンでは，制御材であるB4Cの酸化モデルで追加されている。

B4C酸化については，QUENCH 実験において，B4C酸化による H2発生量全体に寄与す

る割合は QUENCH-07で 2.4%，QUENCH-09で 2.2%と小さいことが確認されている。

すなわち，炉心損傷進展に伴う不確かさに比べればその影響は小さく，有効性評価への影

響は小さいと考えられる。 

 

(2)一次系モデル 

(a)主蒸気管ノードの追加 

MAAPコード最新バージョンでは，主蒸気管ノードが一次系ノードに追加され，高温

ガスによるクリープ損傷がモデル化されている。本現象は，炉心損傷後に原子炉圧力容

器内が長時間高温・高圧状態に維持される場合に生じ得るが，有効性評価では，運転員

操作による炉心損傷の初期段階での原子炉減圧を想定しているため，主蒸気管のクリー

プ損傷が発生する可能性は小さいと考えられる。 

また，仮にクリープ損傷が生じた場合にも，2.2における原子炉圧力容器からの気相

漏えいと同様に事象進展への影響は小さいと推定される。 

(b)計装管損傷モデルの追加 

MAAPコード最新バージョンでは，炉内核計装等の計装管の損傷がモデル化されてお

り，損傷した計装管への溶融炉心の侵入と固化挙動が評価可能となっている。計装管損

傷の影響は，2.1及び 2.2で述べたように原子炉圧力容器からの気相漏えいとして現れ

るが，上述のように有効性評価で対象とする事故シーケンスへの影響は小さいと考えら

れる。 

 

(3)下部プレナム内デブリモデル 

 MAAPコード最新バージョンでは，OECD/NEA国際プロジェクト RASPLAV[6]及び

MASCA[7]計画の知見を反映し，下部プレナム内で重金属層（金属ウラン）が酸化物層（二

酸化ウラン，酸化ジルコニウム）の下方に成層化するモデルが追加されている。しかしな

がら，本現象は，原子炉圧力容器を外部から冠水させて溶融炉心を下部プレナム内に長期

間保持する対策をとる際に重要となるものであり，有効性評価では下部プレナム内に溶融

炉心を保持して事故終息させるシーケンスを対象としていないため，影響は無い。 
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(4)格納容器モデル 

(a)圧力抑制プールの多ノード化 

 MAAPコード最新バージョンでは，圧力抑制プールの多ノードモデルが追加されてお

り，逃がし安全弁排気管からの入熱等による温度分布を評価することが可能となってい

る。これにより，圧力抑制プール水の温度成層化の模擬が可能である。 

 本モデルについては，2.2で述べたように，圧力抑制プールの温度成層化は，逃がし

安全弁の動作状況に依存するものの，原子炉格納容器圧力に対する影響は小さいと考え

られる。 

(b)溶融炉心とコンクリート相互作用モデルの改良 

 MAAPコード最新バージョンでは，OECD/NEA国際プロジェクトMCCI計画[8][9][10]

の知見を反映して，溶融炉心の上部クラストに形成された亀裂への水浸入による冷却効

果，コンクリート分解気体がクラスト開口部を通過する際に気体に随伴されて溶融物が

噴出することによって形成される粒子状デブリの堆積とその冷却効果及び連続層の減少，

溶融炉心のコンクリート含有に伴う上面水プールへのドライアウト熱流束低下等がモデ

ル化されており，MCCI試験結果との比較による妥当性確認が行われている[11]。これら

の物理現象モデルの根拠となった試験では，溶融物落下後にドライ条件である程度コン

クリート侵食が進んだ後に上部から注水（Top Flooding）する条件で行われており，有

効性評価で対象としている，溶融炉心が水中へ落下し，粒子化した後，床面に粒子状ベ

ッドとして堆積する場合の伝熱挙動とは異なるため，このモデル改良が，有効性評価に

そのまま適用されるわけではない。しかしながら，溶融炉心の挙動に係る知見の拡充に

ついては継続的に進め，有効性評価に影響するような新たな知見が出た場合には適宜評

価に反映するように努めることが重要と考える。 

 

 3.2 福島第一原子力発電所事故を踏まえたMAAPコードの改良 

 福島第一原子力発電所の事故進展解明や燃料デブリ位置推定・炉内状況把握を目的とし

たMAAPコード高度化が推進されている[4]。主要な項目としては，下記のとおり，溶融炉

心の挙動に重点を置いたものとなっている。 

・下部プレナムへの溶融炉心リロケーション経路の追加 

・下部プレナム内構造物と溶融炉心との相互作用 

・格納容器内デブリ拡がりモデルの追加 

  

(1)下部プレナムへの溶融炉心リロケーション経路の追加 

 BWRの炉心下部構造を模擬した溶融炉心の下部プレナムへの落下経路が追加された。

2.1及び 2.2にて示したように，本モデルによって，下部プレナムへの落下流量が低減さ

れるため，下部ヘッドへの熱負荷も軽減され，原子炉圧力容器破損時間も遅延されると推
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定される。従って，有効性評価に適用している現行MAAPは保守的な扱いとなっている

と考えられる。 

 

(2)下部プレナム内構造物と溶融炉心との相互作用 

 BWR下部プレナムは制御棒（CR）案内管・制御棒駆動機構（CRD）ハウジング等の構

造物を有している。有効性評価に適用している現行MAAPでは，これらを 1個のヒート

シンクとしてモデル化しているが，径方向に複数のグループに分類して，下部プレナム内

溶融炉心との接触面積の相違を考慮し，CR案内管・CRDハウジング内冷却水保有量とそ

れらの溶融をグループごとに評価するモデルが追加された。これによって，炉心部から下

部プレナムへの溶融炉心の落下が段階的に発生する。すなわち，(1)と同様に，下部プレナ

ムへの落下流量が低減されるため，下部ヘッドへの熱負荷も軽減され，原子炉圧力容器破

損時間も遅延されると推定される。 

 

(3)格納容器内デブリ拡がりモデルの追加 

有効性評価に適用している現行MAAPでは，原子炉圧力容器破損後に格納容器床に落

下する溶融炉心は，ユーザーが指定する床面積まで直ちに拡がるモデルとなっている。こ

の拡がり挙動を現実的に評価することを目的として，拡がり速度を指定可能とするデブリ

拡がりモデルが追加されている。本モデルは，原子炉圧力容器から段階的に溶融炉心が落

下する場合に拡がりが制限される可能性があるが，BWRで支配的な CRDハウジング逸出

による破損モードの場合，瞬時に大量の溶融物が落下するため，拡がり挙動の影響は小さ

いと考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

 

 

  



 

5-別 1-10 

［参考文献］ 

[1] 東京電力株式会社，“MAAP コードによる炉心・格納容器の状態の推定，”平成 24 年 3

月 12日 

[2] 東京電力株式会社，“福島第一原子力発電所 1～3 号機の炉心・格納容器の状態の推定と

未解明問題に関する検討 第 3回進捗報告，”平成 27年 5月 20日 

[3] 独立行政法人 原子力安全基盤機構，“圧力抑制室保有水の温度成層化による原子炉格納

容器圧力等への影響等の検討，”平成 24年 2月 1日 

[4] Y. Kojima, et al., “MAAP Enhancements for Ascertaining and Analyzing Reactor 

Core Status in Fukushima Daiichi NPP,” Proceedings of ICAPP 2014, Charlotte, 

USA, April 6-9, 2014, Paper 14209. 

[5] Electric Power Research Institute, “Modular Accident Analysis Program 5 (MAAP5) 

Applications Guidance,” May 2015. 

[6] “IN-VESSEL CORE DEBRIS RETENTION AND COOLABILITY Workshop 

Proceedings,” 3-6 March 1998, Garching, Germany (NEA/CSNI/R(98)18) 

[7] D. F. Tsurikov, et al., "Main Results of the MASCA 1 and 2 Projects", Russian 

Research Centre “KURCHATOV INSTITUTE” OECD MASCA Project (2007). 

[8] M. T. Farmer, et al., “Corium Coolability under Ex-Vessel Debris Cooling Tests,” Proc. 

Of OECD/CSNI Workshop on Ex-Vessel Debris Coolability, Karlsruhe, Germany 

(1999). 

[9] M. T. Farmer, et al., “OECD MCCI Project Final Report,” OECD/MCCI-2005-TR06 

(2006). 

[10] M. T. Farmer, et al., “OECD MCCI-2 Project Final Report,” OECD/MCCI-2010-TR07 

(2010). 

[11] Q. Zhou, et al., “Benchmark of MCCI Model in MAAP5.02 against OECD CCI 

Experiment Series,” Proceedings of ICAPP 2014, ICAPP-14352, Charlotte, USA, 

(2014). 

 

 

 



 

5-別 1-11 

別添 1（補足） 

圧力抑制プール（S/C）の温度成層化の影響について 

 

1. はじめに 

福島第一原子力発電所 3号機（1F-3）は津波到達後の原子炉隔離時冷却系（RCIC） 運

転期間中，RCIC 及び主蒸気逃がし安全弁（SRV）からの排気蒸気により，ドライウェル

（D/W） 圧力が上昇傾向にあった。この D/W 圧力の変化（実測値）をMAAP 解析の結

果と比較すると実測値の上昇の方が大きく，MAAP解析では 3 月 12 日の 12 時頃までに

観察されている D/W 圧力の変化を再現できていない（図 1）※１。この理由として，「圧力

抑制室保有水の温度成層化による原子炉格納容器圧力等への影響等の検討」（独立行政法人 

原子力安全基盤機構，平成 24 年 2 月 1 日）によれば，RCICのタービン排気蒸気により

排出管近傍におけるサプレッションチェンバ（S/C） のプール水温が上昇し，高温水が水

面近傍を周方向に拡がることでプール上部が高温になり，温度成層化が発生した可能性が

示唆されている。 

また，福島第二原子力発電所 4号機においても事故調査・検証委員会最終報告で圧力抑

制プール（S/P）の上部と下部で温度差が発生していたことが報告されている※２。 

これらのプラント状況等を比較し，温度成層化の発生する可能性及び発生した際の影響

について考察した。 

なお，福島第一原子力発電所 2号機（1F-2）も長期間，RCICが動作していたが，S/C が

収められているトーラス室が浸水し，格納容器圧力の上昇を抑制するのに十分な除熱がで

きていた可能性があること，また，原子炉水位が制御されずに，RCIC タービンの抽気レ

ベル（主蒸気管）付近まで水位が上昇し，蒸気と水の二相流が RCIC タービンへ流入した

可能性等あることから，本検討対象には含めないこととした。 

 

2. 福島第二原子力発電所 2,4号機圧力抑制プール水の温度 

福島第二原子力発電所 2,4号機（2F-2,4）では，津波による浸水の影響により全台又は一

部の非常用 D/Gが喪失し，RCIC によって原子炉水位を維持しつつ，SRV で原子炉圧力の

制御（減圧操作）を実施した。そのときの S/P水の温度のチャートを図 2~9に示す（A系

と B系で同様の挙動を示すため，A 系を例示）。 

なお，福島第二原子力発電所の 1号機については 2F-2,4と同様 RCIC による水位維持を

実施していたが計器用電源喪失に伴い対象の記録計が停止していた等の理由により対象外

とした。また，福島第二原子力発電所の 3号機については B系の交流電源母線が機能を維

持しており，事象初期から RHRによる S/Cクーリングを実施しているため，2F-2,4を対

象とした。 

これらのチャートから，RCICによって原子炉水位を維持しつつ，SRV で原子炉圧力の

制御（減圧操作）を行う事象初期では，S/Pの上部と下部の水温の差はほとんどなく，ほぼ

一様に温度上昇していることが確認されている。 
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また，事象後半（2F-2 3/12 2時頃，2F-4 3/12 1時頃）では S/Pの上部と下部において温

度差が発生しているが，S/Cクーリングや HPCS，LPCIの起動により温度差は減少した（図

7，図 9）。 

 

3. MAAPによる福島第二原子力発電所 4号機のトレース解析 

2F-4を対象にMAAPにより事象進展解析（トレース解析）を実施した。図 10及び図 11

に格納容器圧力及び S/P水温の実測値（S/P上部温度）とMAAP解析結果の比較を示す。

解析結果と実測値との比較により以下の傾向が確認された。 

－RCIC 運転期間中は実測値（S/P上部温度）に対してMAAP解析結果はこれを良く

再現している（この間，S/P上部と下部の温度差は観測されていない） 

－RCIC 注水停止以降のMUWC による注水期間中は，実測値（S/P上部温度）に対し

て解析結果は僅かに低い値となったが概ね実測値は再現されている（この間，上部

と下部で温度差が観測されている） 

 

4. 福島第一原子力発電所 3号機と福島第二原子力発電所 2,4号機の差異 

1F-3の S/C圧力のMAAP4による解析結果と実測値との差異が温度成層化の影響による

ものとした場合，RCIC 運転時の比較的初期（差異が大きくなる 3/11 20時頃より以前）か

ら発生していたと考えられる。一方，2F-2,4においては RCIC 運転時の後半又は RCIC 隔

離後（2F-2 3/12 2時頃，2F-4 3/12 1時頃）まで大きな温度差は発生しておらず，またMAAP

でのトレース解析を実施したところ，S/P水温や格納容器圧力の評価結果と計測値の間に大

きな差異は生じていない。 

格納容器の型式の差異(1F-3：MARK-Ⅰ, 2F-2,4：MARK-Ⅱ改良型)，SRV 排気管のクエ

ンチャのアーム部は異なるものの，RCIC 排気スパージャ，SRV 排気管のクエンチャの寸

法や配置の高さに大きな差異は無いことから各々の原子炉圧力，RCIC や SRVの運転状況

と，それらの排気ラインからの蒸気の流入量が大きく関与しているものと推定される。 

1F-3は RCICが自動停止に至らないよう原子炉注水ライン及びテストラインの両ライン

を通水するライン構成とした上で，原子炉水位を緩やかな変化となるように流量を設定し

ており，これにより RCIC 排気スパージャから継続的に S/Pへ蒸気が流入していたものと

推定される。一方，2F-2,4では原子炉圧力を SRVにより減圧させながら RCIC 運転を行っ

ており，逃がし安全弁排気管からの S/Pへの蒸気流入が比較的多かったものと推定される。

これらについて整理し，表 1,2及び図 12,13,14にまとめた。 

以上の関連について整理すると以下の可能性が示唆される。 

・原子炉が高圧の状態で SRVより多くの蒸気が S/Pに流入している状態では温度成層化

は発生しない（2F-2,4事象初期より）。 

・原子炉が低圧の状態では SRVから S/Pへの蒸気の流入が少なく，温度成層化が発生す

る（2F-2,4事象後半より）。 

・原子炉の圧力状態にかかわらず，SRVをほとんど使用せず，RCIC による連続運転を
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実施した場合は温度成層化が発生する（1F-3より）。 

 

5. 想定される温度成層化の状況 

1F-3では RCIC 運転中に解析結果に対して比較的大きな温度差が発生している一方で，

2F-4の RCIC注水停止以降のMUWC による注水期間中はトレース解析と測定値との差異

は大きくない。これは以下の理由によるものと推定される。 

・2F-4のMUWCによる注水期間中は，原子炉で発生する蒸気は SRV を通じて S/Pへ流

入するが，SRVクエンチャの排気孔は S/Pの底部から約   m 程度の下部の位置にあ

ることから，この付近を境に上下の温度差が発生したと考えられ，S/P水の多くを上部

の温度が高い層が占めるため，S/P水温を一律の温度としているMAAP評価と差異が

大きくなかったと考えられる。これは図 9の温度差が解消された後の温度にも現れて

いる＊。 

・1F-3の S/C圧力は事象の早くから解析結果と測定値との差異が大きいが，主な蒸気の

排出口として考えられるRCICスパージャは図 15に示すように S/P水面近くに排気孔

が設置されており，蒸気凝縮した高温水が水面近傍を周方向に拡がることでプール上

部が高温になり，S/C 圧力を大きく上昇させる要因となったと考えられる。 

  

＊発生した S/P水の上部と下部の温度差は，S/CクーリングやHPCS, LPCIの起動によ

り 2F-2 ：3/14 7時頃，2F-4 ：3/12 11時頃に減少している。このときの上部と下部

の温度のそれぞれの変化を確認すると下部の温度計の上昇に比べて上部の温度計の下

降が小さいことが確認される。よって，温度差の境は上部と下部の中心ではなく比較

的下部の位置にある可能性があることを示している。 

 

6. まとめ 

RCICの運転方法として，1F-3と同様にテストラインを使用し注水流量を制御するよう

な運転方法とした場合，S/Pの温度成層化による格納容器の圧力上昇が生じる可能性がある。

しかしながら，RCIC が間欠運転（L2と L8の自動制御）の場合，RCIC が停止している間

に SRVが動作することにより温度成層化の発生の可能性は小さくなる。また，RCIC の注

水流量調整のみによる制御とした場合においても，RCIC で消費される駆動蒸気量の減少に

より SRVの動作回数が増え，温度成層化の発生可能性は小さくなる可能性がある。 

一方，代替低圧注水系を用いた原子炉注水時において成層化の発生可能性はあるものの，

格納容器圧力に対する影響は小さいものと考えられる。 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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  表 1. 1F－3，2F－2,4のプラントの状態と運転 

（RCIC 運転時の初期（3/12 0:00迄）） 

 

原子炉圧力 

（図 12,13,14

参照） 

RCIC運転 

RCIC排気ラ

インからの

蒸気量*1 

SRV 

の動作 

SRV 

排気管ク

エンチャ

からの蒸

気量*1 

S/P水温計の上

部と下 

部の温度差 

解析結果との

差異(S/C圧力) 

1F-3 
高圧維持

(7MPa程度) 

連続運転 

(16:03~)*2 
大 

逃がし弁機

能（推定） 
小*3 ― 

3/11 20時頃よ

り発生 

2F-2 

原子炉減圧 

(7MPa→1M

Pa程度) 

間欠運転 

(15:43~) 
中 

減圧のため

に適宜手動

開操作実施 

大 大きな差異無し ― 

2F-4 

原子炉減圧 

(7MPa→1M

Pa程度) 

間欠及び

連続運転 

(15:54~) 

中 

減圧のため

に適宜手動

開操作実施 

大 大きな差異無し 
大きな差異無

し 

*1 原子炉圧力や RCIC，SRVの動作状況から推定 

*2 RCIC が自動停止に至らないよう原子炉注水ライン及びテストラインの両ラインを通水するライン構成とした上で，

原子炉水位を緩やかな変化となるように流量を設定 

*3 原子炉圧力の推移及び RCICの連続運転により SRVの動作や排気される蒸気量は少なかったと推定 

 

表 2.  1F－3，2F－2,4のプラントの状態と運転 

（RCIC 運転時の後半（3/12 0:00～）） 

 

原子炉圧力 

（図 12,13,14

参照） 

RCIC運転 

RCIC排気ラ

インからの

蒸気量*1 

SRV 

の動作 

SRV 

排気管ク

エンチャ

からの蒸

気量*1 

S/P水温計の上

部と下 

部の温度差 

解析結果との

差異(S/C圧力) 

1F-3 ―*2 

2F-2 
低圧維持

1MPa以下 

RCICが隔

離するま

で間欠運

転 

小 

原子炉の低

圧維持のた

め開 

小*3 
3/12 2時頃より

温度差発生*4 
― 

2F-4 
低圧維持

1MPa以下 

RCICが隔

離 
無 

原子炉の低

圧維持のた

め開 

小*3 
3/12 1時頃より

温度差発生*4 

大きな差異無

し 

*1 原子炉圧力や RCIC，SRVの動作状況から推定 

*2 3/12 12:00以降については S/Cスプレイや HPCIへの切り替えを実施しているため，対象外とする 

*3 原子炉圧力が低いことから SRV排気管クエンチャからの蒸気量は少量であったと推定 

*4 2F-4は RCIC隔離とほぼ同じ時期に S/P上部・下部の温度差が発生し始めているが，2F-2は RCIC隔離より前（2~3

時間前）に S/P 上部・下部の温度差が発生している。これは各々のプラントの原子炉減圧過程が影響しているもの

と推定され（図 13，図 14），2F-2では比較的早い段間で減圧が開始され，温度差が発生する時点では原子炉圧力は

0.5MPa程度となっている。一方，2F-4は RCIC隔離と同じ時期に原子炉圧力が 0.5MPa程度となっており，この

程度の原子力圧力下では SRVからの蒸気量が少なく，S/Pの流況を変化させる程度の攪拌力は得られないものと推

定される 
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図 1. 福島第一原子力発電所 3号機の格納容器圧力の実測値とMAAP評価結果※1 

 

 

 

  

 

時間 

図 2. 福島第二原子力発電所 2号 S/P温度計 A系（1 / 6） 

 

3/11 14:48 
地震加速度大 

3/11 15:43 
RCIC起動 

3/11 19:44 
RCIC水源切り替え 

上部の温度計でのプロット 
 

下部の温度計でのプロット 

3/12 2時頃 
上部と下部の温度差
が大きくなっている 

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

3/11 15:00 3/12 0:00 3/12 3:00 
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時間 

 

図 3. 福島第二原子力発電所 2号 S/P温度計 A系（2 / 6） 

 

 

 

 

時間 

図 4. 福島第二原子力発電所 2号 S/P温度計 A系（3 / 6） 

 

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

3/12 4:53 
RCIC隔離による注水停止 
(4:50 MUWC による注水
開始) 

下部の温度計でのプロット 

3/12 3:00 3/12 12:00 3/12 15:00 

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

3/12 15:00 3/13 0:00 3/13 3:00 

下部の温度計でのプロット 

上部の温度計でのプロット 
 

上部の温度計でのプロット 
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時間 

図 5. 福島第二原子力発電所 2号 S/P温度計 A系（4 / 6） 

 

 

 

時間 

図 6. 福島第二原子力発電所 2号 S/P温度計 A系（5 / 6） 

 

 

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

3/13 3:00 3/13 12:00 3/13 15:00 

3/13 15:00 3/14 0:00 3/14 3:00 

下部の温度計でのプロット 
 

下部の温度計でのプロット 
 

上部の温度計でのプロット 

上部の温度計でのプロット 
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時間 

図 7. 福島第二原子力発電所 2号 S/P温度計 A系（6 / 6） 

  

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

3/14 3:00 3/14 12:00 3/14 15:00 

3/14 7:13 
RHR(B)S/Cクーリング開始 
(7:50 MUWCによるW/Wス
プレイ開始) 

下部の温度計でのプロット 
 

上部の温度計でのプロット 
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時間 

図 8. 福島第二原子力発電所 4号 S/P温度計 A系（1 / 2） 

 

 

 

時間 

図 9. 福島第二原子力発電所 4号 S/P温度計 A系（2 / 2） 

 

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

150℃ 

0℃ 

50℃ 

100℃ 

3/11 15:54 
RCIC起動 

3/12  0:16 
RCIC隔離 
(MUWCによる注水開始) 

3/12  12:32 
HPCSによる注水 

3/12  7:35 
MUWC  S/Cスプレイ実施 

3/12  11:17 
HPCS ポンプ起動・停止 
（ミニフロー運転） 

3/11 15:00 3/12 0:00 3/12 3:00 

3/12 3:00 3/12 12:00 3/12 15:00 

下部の温度計でのプロット 
 

下部の温度計でのプロット 
 

上部の温度計でのプロット 
 

上部の温度計でのプロット 
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図 10. 福島第二原子力発電所 4号機 格納容器圧力変化 

 

図 11. 福島第二原子力発電所 4号機 圧力抑制プール水温変化 
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図 12. 福島第一原子力発電所 3号機 原子炉水位と原子炉圧力の変化※3  
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時間 

図 13. 福島第二原子力発電所 2号 原子炉圧力の変化(プロセス計算機データ) ※3 

 

 

時間 

図 14. 福島第二原子力発電所４号 原子炉圧力の変化(プロセス計算機データ) ※3 

事象初期から徐々に減圧を実施 

事象初期から徐々に減圧を実施 

3/12 2時頃 
上部と下部の温度差が
大きくなっている時間 

3/12 0時頃 
上部と下部の温度差が
大きくなっている時間 
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図 15. S/P温度計各検出器（熱電対）等の概要図（例：2F-4） 

 

※1：福島原子力事故調査報告書 (平成 24年 6月 20日) 

８．４ 福島第一３号機の対応とプラントの動き  

http://www.tepco.co.jp/cc/press/2012/1205628_1834.html 

 

※2：東京電力福島原子力発電所における事故調査・検証委員会最終報告 

(平成 24年 7月 23日) Ⅱ .５ 福島第二原子力発電所における事故対処

http://www.cas.go.jp/jp/seisaku/icanps/ 

 

※3：福島第一・第二原子力発電所の状況  

http://www.tepco.co.jp/nu/fukushima-np/index-j.html 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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別添 2 実験知見を踏まえたMAAPコードの有効性評価への適用性について 

 

1. はじめに 

MAAP コードのモデルは国内外で実施されたシビアアクシデントに関わる実験に対する

ベンチマーク解析によって妥当性が確認されているが，MAAP コードの BWR への適用性

を確認するため，BWR特有の現象に関連した実験について調査し，得られた知見を整理す

る。 

BWR の炉心は以下の特徴を有している。 

 燃料チャンネルや十字型制御棒を含む構成である。 

 制御棒駆動機構の存在により炉心下部構造が複雑である。 

 制御棒の制御材として B4Cが採用されている。 

これらの特徴がシビアアクシデント時の事象進展に及ぼす影響について調べるため，これ

までに実施されたシビアアクシデント関連の実験の中で，炉心損傷過程に関わるものに着

目し，BWR体系を模擬した実験や B4C制御棒を用いた実験について概要をまとめるととも

に， MAAPコードの有効性評価への適用性を確認する。 

 

2. BWR関連実験 

BWR の B4C制御棒ブレードや燃料チャンネルを模擬した体系による実験としては，米国

サンディア研究所（SNL）の DF-4実験と XR実験やドイツのカールスルーエ原子力研究セ

ンター（KIT，旧 FZK）の CORA実験などの炉心溶融挙動実験がある。この中で XR 実験

では BWR炉心の下部構造を模擬した体系での実験が行われている。 

また，B4C ペレット制御棒を用いた試験としては，ドイツのカールスルーエ原子力研究セ

ンター（KIT，旧 FZK）の QUENCH-07, -09実験やフランス放射線防護・原子力安全研究

所（IRSN）の PHEBUS-FPT3 実験，BECARRE 実験がある。これらの実験は EPR で採

用される B4C ペレット制御棒を対象とした実験であるが，B4C の影響評価の観点からここ

に含めることとする。 

以下で各実験について概要をまとめる。 
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(1) DF-4実験 

DF-4実験は 1986年に SNLの ACRR（Annular Core Research Reactor）で実施された

BWR に対する最初の炉心損傷実験であり，炉心損傷過程についての情報全般を得ることを

目的として行われた。 

①実験の内容 

DF-4実験装置とテストセクションの断面を別図 2-1に示す。 

テストバンドルは長さ 0.5m の燃料棒 14 本，B4C 制御棒，チャンネルボックスで構成

され，ACRRの円筒状のテスト部に設置された後に下部から供給される水蒸気雰囲気下で

核加熱することにより炉心損傷を模擬する。 

②実験結果の概要 

制御棒は B4Cとステンレスの共晶反応によりステンレスの融点以下で早期に溶融した。

燃料棒に関しては，温度上昇に伴いほとんどの被覆管は融点を超えた温度で溶融し下方に

流下したが一部は酸化されて溶融せずに炉心に残った。また，燃料はほとんどが炉心に残

った。制御棒とチャンネルボックス壁の 90%が溶融して下方にリロケーションした。 

 

 

 

 

  

 

 

別図 2-1 DF-4実験装置とテストセクション断面の概要 
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(2) XR実験 

XR実験はSNLのEx-Reactor(XR)プログラムにおいて実施された炉心溶融実験でXR1-1, 

-2 と XR2-1 の３つの実験が行われた。XR1-1, -2 は燃料棒を含まないシンプルチャンネル

実験であり，XR2-1 は燃料棒も含んだフルジオメトリ実験である。これらの実験は BWR

の炉心下部構造を模擬した体系で炉心上部が溶融した場合の炉心下部の損傷進展を調べる

ことを目的として行われた。ここでは XR2-1実験について概要をまとめる。 

①実験の内容 

XR2-1実験装置と炉心模擬部断面の概要を別図 2-2-1に示す。 

テストセクションは，長さ 0.5mの燃料棒 64本，B4C制御棒，チャンネル壁で構成され

る炉心模擬部とその下部に配置された BWR炉心下部構造模擬部とで構成されている。 

実験は，Ar ガスで不活性化された状態でテストセクション上部から誘導加熱により生成

された模擬溶融物（B4C, ステンレス, Zr）を流入させることにより炉心上部が溶融した場

合の溶融物の下部へのリロケーションとその後の炉心下部の損傷進展を模擬している。 

②実験結果の概要 

制御棒成分との共晶反応によりチャンネル壁が損傷し，炉心溶融早期に燃料やバイパス

部の形状が崩壊した。炉心下部構造には大規模な破損は発生せず，また，小規模なものを

除いては流路閉塞も発生しなかったので溶融物（流入溶融物と一部テストセクションの溶

融物）の 70％以上は構造物の隙間の流出経路（別図 2-2-2）を通って継続的に下部プレナ

ムに落下した。 

 

 

 

 

  

 

 

 
別図 2-2-1 XR2-1実験装置と炉心模擬部断面の概要 

別図 2-2-2 炉心溶融物の流出経路の概要 
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(3) CORA 実験 

CORA 実験はシビアアクシデント条件下での燃料集合体の損傷・溶融進展を把握するた

めに国際的な協力の枠組みの中で KIT にて実施された。19 の実験のうちの 6 つの実験が

B4C制御棒を用いて BWR の炉心を模擬したテストバンドルを用いて実施された。 

①実験の内容 

CORA 実験装置と BWR 模擬実験のベースとなる CORA-16 実験のテストバンドルの概

要を別図 2-3に示す。テストバンドル下部には水で満たされたクエンチシリンダーが設置

されており，このシリンダーの上部挿入によりテストバンドルを冠水させることができる。 

実験では燃料棒を内蔵ヒーターによって電気加熱すると共に下部から水蒸気とアルゴン

ガスの混合物を注入することにより炉心の溶融進展挙動を模擬する。 

他の 5つの実験はCORA-16実験をベースケースとしてパラメータを変化させたもので，

クエンチさせたケース（CORA-17），バンドルサイズを大きくしたケース（CORA-18），

事前にジルカロイ表面を酸化させておいたケース（CORA-28），スローヒートアップケー

ス（CORA-31），スローヒートアップで水蒸気量を減少させたケース（CORA-33）である。 

②実験結果の概要 

CORA-16実験では，最初に加熱領域の頂部で B4Cとステンレスの共晶反応によりステ

ンレスの融点以下で制御棒が溶融した。この溶融物とチャンネルボックスとの共晶反応に

よりジルカロイが液化し，引き続いて溶融したジルカロイが UO2 燃料を液化するとの事

象進展が見られた。テストバンドルの上半分ではチャンネルボックスが残っておらず，こ

れらの溶融物が下部でリロケーションし径方向に広がって冷却材流路をブロックした。な

お，テストバンドル下部では制御棒は焼結状態で残った。この事象進展プロセスは他のケ

ースでも基本的に同様であった。CORA-17実験ではクエンチ時に水素が発生しているが，

これはクエンチ時に表面の酸化された Zrが剥がれ落ちることによって，未酸化の Zr が水 

蒸気と反応したためと考えられ 

る。 

CORA-18実験ではバンドルサ 

イズの影響は小さいことが示さ 

れた。CORA-28実験では酸化 

膜が共晶反応を抑制すること， 

CORA-31実験では温度上昇が 

遅いこととその間の酸化膜の形 

成により共に事象進展が抑制さ 

れた。CORA-33実験では 

CORA-31実験よりも温度や水素 

発生量が小さい結果が得られた。 

  

 

別図 2-3 CORA実験装置とテストセクション 

（CORA-16実験）断面の概要 
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(4) QUENCH-07/-09実験 

QUENCH 実験は独カールスルーエ原子力研究センター（KIT，旧 FZK）によって燃料

棒再冠水時の水素発生挙動を調べるために実施された一連の実験である。ここでは B4C 制

御棒が用いられた QUENCH-07/-09実験についてまとめる。 

①実験の内容 

QUENCH-07/-09実験装置の概要とテストセクションの断面図を別図 2-4-1，別図 2-4-2

に示す。テストセクションは燃料棒 20本と中央に位置する 1本の B4C 制御棒により構成

される。 

実験では事前に燃料棒を～2,000K に昇温した後に底部から水又は水蒸気を注入して再

冠水状態を模擬している。なお，QUENCH-09実験は再冠水前に 11分間水蒸気流量を減

少させて水蒸気枯渇状態を模擬している。 

②実験結果の概要 

B4C はステンレスやジルカロイとの共晶反応によりジルカロイの融点より低い温度で

B/C/Zr を含んだ溶融物が生成され，B4C を用いない実験に比べて溶融が促進すること，

及び，溶融物の酸化に起因すると考えられる H2，CO，CO2，CH4 の生成が確認された。

B4C 酸化割合は QUENCH-07 実験で 20%，QUENCH-09 実験で 50%であり，B4C 酸化

が H2発生量全体に寄与した割合は各々2.4%，2.2%であった。また，再冠水時の H2発生

量は各々0.12kg，0.4kg であった。両実験での H2発生量の差は，酸化した燃料棒が水蒸

気枯渇状態に置かれると被覆管表面の ZrO2相が減少して酸素を取り込みやすい状態とな

ったため再冠水時にH2発生量が増加したと考えられている。 

 

 

 

 

  

 

 

 

別図 2-4-1 QUENCH 実験装置の概要 別図 2-4-2  QUENCH-07/-09実験の 

テストセクション断面の概要 
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(5) PHEBUS-FPT3実験 

PHEBUS-FPT3実験はフランス放射線防護・原子力安全研究所（IRSN），フランス電力

庁及び EUを中核とする国際協力プログラムである PHEBUS-FP計画の中でシビアアクシ

デント時の燃料溶融，FPの放出，移行挙動を調べる目的で実施された 5つの実験の中の 1

つであり，B4C制御棒を用いて行われた。 

①実験の内容 

PHEBUS-FP実験設備全体の概要を別図 2-5-1に示す。また，実験用セルの概要とテス

トセクション断面図を各々別図 2-5-2，別図 2-5-3に示す。テストセクションは燃料棒 20

本と中央に位置する 1本の制御棒で構成される。FPT3では B4C制御棒が用いられた。 

実験では実験用セル内に設置したテストセクションを PHEBUS 炉で核加熱し，放出さ

れた放射性物質を蒸気発生器や格納容器で捕集する。 

②実験結果の概要 

FPT-3 実験では他の Ag-In-Cd 制御棒を用いた実験に比べて格納容器中における有機よ

う素割合が大幅に増加することが確認された。格納容器内のガス状よう素中の有機よう素

の割合は燃料損傷時期が約 5%で，その後最大 30%となった後も長期にわたって約 10～

20%に保たれた。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

別図 2-5-1 PHEBUS-FP実験設備の概要 

別図 2-5-3 PHEBUS-FPの 

テストセクション断面の概要 別図 2-5-2 PHEBUS-FPの実験用セルの概要 



5-別 2-7 

 (6) BECARRE 実験 

BECARRE 実験はフランス放射線防護・原子力安全研究所（IRSN）の国際ソースターム

計画（ISTP）の中で，シビアアクシデント時の B4C 制御棒の崩壊過程や PHEBUS-FPT3

実験の課題であった B4C の酸化による有機よう素の生成挙動を調べることを目的として行

われた。 

①実験の内容 

BECARRE 実験装置の概要とテストセクションの断面を別図 2-6に示す。 

テストセクションは長さ 0.6mの B4C 制御棒のみで構成されており，実験では下部から

水蒸気を供給する条件下でテストセクションを加熱し制御棒の崩壊過程を模擬する。 

②実験結果の概要 

B4Cの酸化により CO2や COの発生量は増加した。これにより水蒸気中の酸素が消費さ

れた結果ステンレスの酸化による H2発生量は減少した。また，PHEBUS-FPT3で観測さ

れた B4Cの酸化による CH4の生成はほとんど観測されなかった。 

その後の原因検討により，BECARRE 実験のような低圧条件(～2bar)においては B4Cの

酸化によって CH4は生成しにくく，高圧条件(100bar 以上)で CH4が生成しやすくなるこ

とが確認されている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

 

別図 2-6 BECARRE 実験装置の概要とテストセクションの断面 
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3. 得られた知見のまとめ 

BWR 特有の現象に関連したシビアアクシデント関連実験として，BWR 体系を模擬した

実験や B4C 制御棒を用いた実験について調査した結果から得られた知見を以下にまとめる。 

 

1) 炉心溶融は最初に B4C とステンレスの共晶反応によりステンレスの融点以下で制御

棒が溶融し，この溶融物とチャンネルボックスとの共晶反応によりジルカロイが液化

し，引き続いて溶融したジルカロイがUO2燃料を液化するとの順で事象進展する。 

2) XR2-1実験では炉心下部構造には大規模な破損は発生せず，また，小規模なものを除

いては流路閉塞も発生しなかったが，溶融物の流出経路については今後の福島第一原

子力発電所事故の検証評価を待つ必要があると考えられる。 

3) B4Cや B/C/Zrを含んだ溶融物の酸化により H2，CO，CO2，CH4が生成される。 

4) CH4は低圧条件(～2bar)においては生成しにくく，高圧条件(100bar 以上)で生成しや

すい。 

 

4. 有効性評価への適用性 

1)に示した，制御材(B4C)との共晶反応によるステンレスやジルカロイの融点低下につい

ては，本文「3.3.6 溶融炉心の挙動モデル」において述べたとおり，MAAPコードではこ

れらの実験の知見に基づいてモデル化がなされている。また，CORA 実験におけるベンチ

マーク解析において再現性も確認されていることから，妥当性があると判断できる。 

2)における溶融物の流出経路については，MAAPコードでは，溶融炉心の下部プレナムへ

の落下は，炉心支持板が破損するか，クラストが破損して溶融炉心を保持できなくなった

場合に開始する。一方，燃料支持金具等の炉心下部構造物を介して溶融炉心が下部プレナ

ムへ移行する場合，これらの構造物との熱的な相互作用によって，その経路で一部が固化

するなどの現象が想定される。したがって，これらの現象を考慮していない現状の評価は，

原子炉圧力容器下部ヘッドへの熱負荷を計算する上で，保守的な扱いと言える。 

3)及び 4)における，制御材(B4C)の反応による非凝縮性ガスの発生については，QUENCH

実験では EPR(PWR)における体系を模擬し，ステンレスの被覆管に入れられた B4C が Zr

製の案内管中に収まる構造となっているのに対し，BWR実機の炉心では，制御棒は十字型

をしており，B4C に対するステンレスの割合が多い。このため，B4C がステンレスとの共

晶反応によって溶融して混ざり合い，水蒸気との接触による酸化反応が阻害され，非凝縮

性ガスの発生量はさらに少なくなると考えられる。また，BECARRE 実験において確認さ

れているように，減圧されている場合には B4Cの酸化によって CH4は生成しにくいと考え

られ，PHEBUS-FPT3実験で観測されたような有機よう素の大量発生は起きない可能性が

高い。 

以上より，BWR特有の現象に関連した実験から得られた知見を踏まえた場合にも，評価

結果に与える影響は小さく，有効性評価への適用性を有するものと考えられる。 
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資料 No.MAAP-1 

 

ISLOCAの有効性評価において，原子炉建屋の作業環境評価で考慮している物理事象

を説明するとともに，どのようにモデル化しているか説明すること。また、原子炉建屋

のモデル化の格納容器温度・圧力の評価への影響を説明すること。 

 

【回答】 

 

（１）ISLOCAの評価について 

ISLOCA を想定して，原子炉建屋の作業環境評価を行う場合には，冷却材の流出とそ

れに伴う原子炉建屋内の圧力・温度の上昇，並びに蒸気等の気体の建屋内の移動を評価

する。この評価に対しては，例えば下記の方法が適用できる。 

・対象とする原子炉建屋内の各作業区画をノードとしてモデル化 

・漏えいを想定する区画に対して，冷却材の流出を考慮 

・空調ダクトやハッチ等によって他区画への開口部がある場合にはジャンクションで

接続し，気体・水の移動を考慮 

上記の方法に基づいた MAAPによる原子炉建屋モデル化の概要（例）を図に示す。原

子炉建屋及び建屋内の各作業区画をモデル化し，余熱除去系(B)熱交換器室における漏え

いを考慮している。また，図中の赤及び青の矢印は，それぞれドレン配管及びダクト，ハ

ッチによる他区画への開口部を示している。 

原子炉建屋内各区画間のジャンクションを介した気体・水の移動とそれに伴う質量及

びエネルギーの変化，気体と水の間の熱伝達等の熱水力挙動は，MAAPコードでは，原

子炉格納容器に適用されるモデル（3.3.4 格納容器モデル（2）格納容器の熱水力モデル）

と同じ計算モデルによって評価している。 
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図 MAAPによる原子炉建屋モデル化の概要（例） 

 

 

（２）原子炉建屋のモデル化について 

原子炉建屋のモデル化により，原子炉格納容器から原子炉建屋への放熱評価が可能と

なり，放熱に伴う原子炉格納容器内の熱水力挙動の現実的評価が可能となる。この際，

格納容器内雰囲気から原子炉格納容器本体並びにその周囲のコンクリート製生体遮へい

壁を介した原子炉建屋への放熱が評価されるモデルとしているが，生体遮へい壁のコン

クリートは熱伝導率が低いために内部の温度勾配が大きく，厚さが約 2m あるため，原

子炉建屋への放熱量そのものが小さいことから，格納容器温度・圧力への影響は小さい。 

ダクト，ハッチの模擬 

ドレン配管の模擬 
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資料 No.MAAP-2 

 

解析モデルのエネルギー方程式について，非線形性の強い式の場合にどのように解決

されているか説明すること。 

 

【回答】 

MAAPコードでは，状態変数をその時間変化率を用いた時間積分にて算出しており，こ

の過程で使用するタイムステップは，誤差を抑えるため，状態変化が急激となる場合には

短くなるように，変化率が大きい状態変数によって調整される。非線形性が強い式に対し

ても，その式による状態変化が急激となる場合にタイムステップを短くすることにより対

応している。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

 

 

 

 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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同様の考え方で設定した許容変化率を用いている「4.2.1 TMI 事故解析」及び「4.2.2 

CORA実験解析」にて，燃料被覆管酸化モデルの妥当性を確認しており，MAAPによる解

析で得られた水素発生量，燃料被覆管の温度変化は，それぞれ TMI事故の分析結果，CORA

実験における測定データと良く一致している。以上より，非線形性が強くなる化学反応の

評価においても現状のタイムステップの設定で評価可能と考えられる。 

 

 

 

 
本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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資料No.MAAP-3 

 

格納容器スプレイの効果について，代替設備における注水量を到達する距離等による

局所的な差異を考慮した上で 1ノードで評価することの妥当性を説明すること。 

 

【回答】 

１．NUPECで実施された低流量スプレイ試験について 

シビアアクシデント時を想定した低流量での格納容器代替スプレイによる FP 除去に

ついて，（財）原子力発電技術機構による検討「重要構造物安全評価に関する総括報告

書」（2003年 3月）において，BWRの格納容器を模擬した試験が行われている。 

試験装置はスプレイ落下高さが実機相当となる大型容器にて実施し，一般的なスプレ

イ試験の模擬方法と同様に試験容器と実機との体積比に応じた低流量スプレイを試験

条件としている。この試験条件は，スプレイによる熱交換効率が極めて高いためノズル

近傍で急速に凝縮が進み，試験容器内に十分なミキシングの駆動力が生ずるとの考え[1]

に基づいている。なお，凝縮に影響を及ぼす液滴径も適切に模擬するため試験装置のス

プレイノズルは実機のものを使用し，ノズル個数は実機と同様のスプレイ流量を模擬で

きるように実機との体積比に応じた個数としている。 

試験では，このような体系下において試験容器底部からエアロゾル（CsI）が連続的

に供給され，試験容器頂部から連続的にスプレイされる状況において，試験容器内のエ

アロゾルの濃度変化の測定を行っている。図 1に示されるように実験結果から，スプレ

イ流量が低流量であっても，試験容器頂部・胴部・底部いずれのエアロゾル濃度も速や

かに低下することが確認されている。スプレイが直接カバーする範囲の狭い頂部におい

ても短時間でエアロゾル濃度が低下するのは，慣性衝突だけでなく，蒸気凝縮に伴う拡

散泳動によりエアロゾル除去効果が促進されるためとされている。 

 

[1] Kitani, S., "Containment Spray Experiments for Pressure Suppression," ICLAS '78

（the 1st International Conference on Liquid Atomization and Spray Systems） 
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２．実験解析による比較について 

MAAP コードで見込まれるスプレイによるエアロゾルの除去効果を実験結果の図に

プロットしたものを図 2示す。実験結果との比較により，MAAPコードでも実験結果と

同様の除去効果が見込むことが出来る。 

また，上述の比較は試験容器全体に対して行ったものであるが，スプレイによる直接

のエアロゾルの除去効果を見込みにくい（非スプレイ領域の多い）試験容器頂部（直径

1.8m）部分のみに着目した場合のMAAPコードとの比較を図3に示す。この場合，MAAP

コードで見込まれるスプレイによるエアロゾルの除去効果は保守側の結果を与えてい

る。 

これらのことから，低流量での格納容器代替スプレイ時においても，格納容器（ドラ

イウェル）内を 1ノードとして扱い，MAAPコードで用いているスプレイ効果を見込む

ことは妥当と考える。 

 

【補足：実験体系と実機の比較について】 

低流量時のスプレイは図 1（右上写真）に示すようにスプレイの拡がりは小さく，流

下液滴は試験容器壁には衝突することなく落下する状態となっている。この観測結果か

ら，スプレイノズルからのスプレイの拡がり範囲を試験容器壁に到達しない程度である

0.3m と仮定すると，全断面積に対するスプレイがカバーする断面積の比は，試験容器

頂部において約 3％となる。一方，実機において同様にスプレイの広がりを 0.3m と仮

定すると，全断面積に対するスプレイがカバーする断面積の比は約 6%と見積もられる

（スプレイヘッダの大直径が最も大きいMark-I改良型格納容器の場合。図 4参照）。さ

らに，実機におけるスプレイはノズルの各吹出口が相互に角度をもって設けられている

ため下方向だけでなく斜め方向にもスプレイされ，低流量時の拡がり径は約   m[2]と

の知見も得られている（図 5参照）。 

また，実験体系では試験容器の中心部にまとめたスプレイ体系となっているのに対し

て，実機では容器外側壁近傍から分散させたスプレイを行う体系となっており，スプレ

イにより不均一さが生じにくい体系になっていると考えられる。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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これらのことから，実機の方がスプレイによるエアロゾル除去効果が得られる体系と

なっていると考える。 

 

[2] 共同研究報告書「放射能放出低減装置に関する開発研究」（Phase 2）、 

 平成 4年度下半期（最終報告書），平成 5 年 3月 
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図 1 格納容器代替スプレイによるエアロゾル除去効果の例 

 

スプレイは試験容器（胴部直径 0. 5 m）の

内壁にかからない状態 

試験容器 

高さ：18 m 

頂部直径：1.8 m 

胴部直径：0.5 m 

底部直径：2 m 
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図 2 実験結果とMAAPで見込まれるエアロゾル除去効果の比較 

   

※：エアロゾルが連続供給される実験体系であることから， 

    スプレイにより，エアロゾル濃度は静定時エアロゾル濃度 

    （60分から 300分の平均値）に漸近すると仮定 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3 実験結果とMAAPで見込まれるエアロゾル除去効果の比較 

（試験容器頂部に着目した場合） 

 

MAAPで 

見込まれる 

エアロゾル除去効果※ 

MAAPで見込まれるエアロゾル除去効果（試験容器全体） 

MAAPで見込まれるエアロゾル除去効果（試験容器頂部） 

頂部 

底部 

頂部 

底部 
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図 4 実験体系と実機のスプレイカバー範囲（断面積）の比較（概念図） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 5 実機格納容器スプレイノズルと低流量スプレイ散水状態[2] 

 

試験容器（断面積比 3%） 実機 PCV（断面積比（RPV面積除く）6%） 

スプレイがカバーする断面積 

RPV 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 

散布距離 

：0.3m 

：実機における 

 拡がりを考慮 
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資料 No. MAAP-4 

 

リロケーションモデルにおいて炉心溶融の過程（溶融，崩落等）における力学的なバ

ランスをどのように扱っているか温度別に整理して説明すること。 

 

【回答】 

 MAAPコードでは，炉心部を多数のノードに分割し，燃料崩壊や溶融といった状態変化，

およびそれらに伴うノード間の質量・エネルギー移動がモデル化されている。基本的には

隣接するノード間の質量・エネルギーバランスに基づくモデルとなっている。 

 以下に，MAAPコードが想定するリロケーションモデルを示すとともに，力学的なバラ

ンスについても説明する。 

 

ａ．MAAPコードが想定する炉心ノード状態 

MAAP コードでは，空隙率と炉心ノード内の溶融度に応じ，図１に示す 6 つの炉心

ノード状態（タイプ）が考慮されている。燃料破損，燃料溶融，溶融物の流下（キャ

ンドリング），固化による燃料径の増加により，空隙率は次第に小さくなる。また，ノ

ード内の燃料のほぼ全量が溶融した場合，溶融プールが形成される。 
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空隙率 
溶融度 

溶融無し又は部分溶融状態 全量溶融状態 

 

１ 

 

 

 

空洞 

（タイプ０） 

 

１未満 

 

～ 

 

 

 

 

燃料が自立  燃料が崩壊 

（タイプ１） （タイプ２） 

― 

 

 

 

～ 

 

０．１以上 

 

 

 

流路減少状態 

（タイプ３） 

― 

 

０．１未満 

 

 

流路閉塞状態 

（タイプ４） 

 
 

 

 

 

溶融プール状態 

（タイプ５） 

 

図１ MAAPコードにおける炉心ノード状態 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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ｂ．炉心ノード状態の変化と燃料の移動について 

MAAP コードでは，各炉心ノードの損傷の段階（崩壊，溶融等）を以下により判定

し，各ノードは各タイプへ変化し、下部または径方向に移動する。 

 

・キャンドリングの発生 

 炉心温度上昇により，燃料被覆管表面で溶融が発生すると，溶融物は液膜となって

燃料に沿って流下し，下部ノードへと移動する。この様子は，蝋燭が融けていくプロ

セスに類似していることから，キャンドリングと呼ばれている。 

 溶融物は，重力と粘性力を考慮した速度で流下し，温度の低い燃料被覆管表面で完

全に固化するか，閉塞ノード（タイプ４）に達するまで流れる。 

  

  

  

・燃料崩壊 

 ヒートアップ開始から，各炉心ノードでは，温度と破損時間の関係から燃料崩壊の

有無の判定が行われる（   Kと  時間から Larson-Miller パラメータを設定）。燃

料崩壊が判定されると，その位置より上方のノードに存在する燃料は支えがなくなり，

本来の形状を維持できなくなることから瓦礫状となり，燃料崩壊位置から下の各ノー

ドの空隙を埋めるような形で落下する（タイプ２）。その際，燃料崩壊位置から上のノ

ードは全て燃料が落下し空洞状態となる（タイプ０）。 

 

  

 

 

 なお，燃料崩壊の判定は，温度と時間を変数とした関数であらわされており，位置

による荷重は考慮されていない。 

 

・閉塞ノードの形成 

 キャンドリングにより流下した溶融燃料および落下してくる固形物により，それを

受け取るノードの空隙が減少する（タイプ３）。 

                       さらにノード内が詰まる（空隙率

0.1）と，閉塞した状態が発生する（タイプ４）。この状態になったノードは，蒸気やガ

ス流を通さなくなる（閉塞ノードの形成）。 

ただし，タイプ３だけでなく，          溶融は発生し，直下のノード

に空隙が存在する限り，その溶融物は下方へ流下する（キャンドリング）。 

なお，タイプ３やタイプ４は空隙率で分類されているもので，いずれも固形物と溶

融物が混在している状態にある。 

 更なる温度上昇により，ノード内燃料がすべて溶融すると，溶融プール状態（タイ

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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プ５）となる。タイプ５は，溶融した燃料が完全にノードを満たしている状態である

ため，上方から溶融物，固形物がタイプ５のノードに入り込んでくることはない。 

 

・閉塞ノードの破損 

 一つもしくは複数の閉塞したノード（タイプ４）が発生すると， 

 

 

                  この判定により，固体層が破損すると，その

直下のノードに溶融物が落下する。その結果として，直下のノードが閉塞すれば，同

様の判定が行われることになり，次第に溶融物が下方へと移動していく。 

なお，炉心最下端ノードである炉心支持板位置については，後述の炉心支持板破損

判定が行われる。 

 

ｃ．半径方向への溶融物移動 

MAAP コードでは，直下のノードに空隙がないなど，軸方向へ流れることができな

い場合で，かつ径方向の隣接ノードに空隙が存在する場合にのみ径方向への溶融物の

移動が発生する。溶融物は水頭差と径方向流動に対する摩擦抵抗がバランスする速度

で流れる。 

 

ｄ．炉心境界の破損と溶融物の流出 

炉心境界（下方向：炉心支持板，横方向：炉心最外周境界）の MAAPにおける取り

扱いを以下に示す。 

 

・炉心支持板の破損 

 炉心支持板の破損は，温度と破損時間の関係式から判定される。 

 

・炉心領域最外周境界の破損 

 TMI において，溶融プールが側面クラストの破損により，下部プレナムへ落下した

とする分析に基づき，炉心側面の破損がモデル化されている。 

 

 

 

 

  

・下部プレナムへのリロケーション 

炉心支持板の破損もしくは，炉心領域最外周境界の破損が発生すると，溶融物の下

部プレナムへのリロケーションが発生する。下部プレナムへのリロケーションが発生

すると，炉心支持板が CRDハウジング／CR案内管によって支えられるモデルとなっ

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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ていることから，下部プレナムに落下した溶融炉心によって CRDハウジング／CR案

内管が溶融すると，炉心支持板の保持機能喪失により，炉心領域の燃料がその損傷形

状にかかわらず下部プレナムへ移動する。 

 

ｅ．事故進展挙動 

 以下，MAAP コードで，時間経過に伴って，どういった物理現象に伴い，状態変化

が生じるかについての BWR-5，Mark-Ⅰ改良型格納容器プラントの TQUV シーケン

スにおける解析例を示す。  

 

＜炉心損傷初期＞ 

炉心損傷初期の状態変化について，炉心中央部の軸方向への移動に着目して説明す

る。図２は事故後約 1.3時間において，上部からのキャンドリングによる溶融物を受け，

いくつかのノードで流路が狭まった状態（タイプ３）を示している。流路が狭くなる

と，下からの蒸気流・ガス流が制限されることで，その上部のノードの温度が上昇し，

燃料崩壊を起こす（タイプ２）。これにより，それより上方の炉心が瓦礫状となり下方

に移動しながら堆積している。その結果，最上段ノードでは空洞（タイプ０）が発生

している。この状態が図３に示す状態である。 

更なる溶融物の降下および崩壊燃料が下方の空隙を埋めていくことで，流路が閉塞

したノード（タイプ４）が複数発生する。この状態が図４である。 

 

 

 

図５は、炉心全体において、閉塞領域が下方向に更に進展した状態を表している。 

 

＜炉心損傷後期＞ 

図６は炉心損傷が更に進展した状態を表している（事故後約 2.7時間）。炉心損傷後

期になると，固体物の落下およびキャンドリングによる更なる溶融炉心の下方向への

移動が進展し，空隙を更に埋めることで，燃料が存在するすべてのノードで閉塞した

状態（タイプ４）となっている。その結果，上半分のノードはほぼ空洞状態（タイプ

０）となっている。 

図６に示す状態では中心部分で温度が上昇することにより，中心部分で完全に溶融

した状態（タイプ５）が発生する。図７がこの状態を表している。 

 

ｆ．まとめ 

MAAPコードにおけるリロケーションモデルは以上のとおりである。MAAPコード

では，炉心ノード状態をタイプ別に分け，それぞれのタイプの変化を空隙率，溶融度，

燃料崩壊判定などにより模擬している。TMIの知見を適宜取り込むことにより，必要

に応じて力学的バランスを考慮したモデルとしている。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図２ 炉心損傷状態（事故後約 1.3 時間） 

（キャンドリングにより流路が減少した状態） 

 

図３ 炉心損傷状態（図２の状態から 2 秒経過後） 
（燃料崩壊が生じた状態） 
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図４ 炉心損傷状態（図３から約 200 秒経過後） 
（崩壊した燃料によりノードが閉塞した状態） 

 

図５ 炉心損傷状態（事故後約 1.6 時間） 
（流路閉塞が進展した状態）  
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図６ 炉心損傷状態（事故後約 2.7 時間） 
（炉心全体の流路が閉塞した状態） 

 

  

図７ 炉心損傷状態後期（事故後約 2.9 時間） 
（溶融プールが形成された状態） 
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資料 No.MAAP-5 

 

ハフニウム CRの影響をどのように扱っているか説明すること。 

 

【回答】 

 

MAAPコードでは，制御棒において用いられるハフニウム（Hf）の制御材はモデル中で

取り扱っていない。Hfは周期表において第 4族元素に属し，核的特性を除いた，化学的性

質は同じ族に属し，燃料被覆管やチャンネルボックスに用いられているジルコニウム（Zr）

と非常によく似かよったものとなっている。表に Hfと Zrの物理特性を示す。 

密度，比熱及び融点は Zrに比べて高いことから，炉心の溶融進展挙動への影響が考えら

れるものの，化学的には高温でのハロゲンとの反応を含め，Zrと非常によく似ていること

や，Hf制御棒を採用しているプラントにおいても，その本数の割合は 1/8程度であること

から，寄与としての影響は小さいと考えられる。 

 

表 1 ハフニウム(Hf)とジルコニウム(Zr)の物理特性[2] 

 

Hf Zr 

密度 13.28 g/cm
3
 (25℃) 6.51 g/cm

3
 (20℃) 

熱伝導率 23 W/(m·K) 22.7 W/(m·K) 

比熱 155.4 J/(mol·K) (25 °C) 25.2 J/(mol·K) (25 °C) 

融点 2222 ℃ 1857 ℃ 

 

［参考文献］ 

[1] TLR-046 Rev.2, “沸騰水型原子力発電所 ハフニウム型制御棒について（改良炉心用）”, 

平成 18年 11月,株式会社 東芝 

[2] 村上 雅人，”元素を知る事典” 第 1版, 株式会社 海鳴社, 2004年 

[3] 馬淵 久夫，”元素の事典” 第 1版, 株式会社 朝倉書店, 1994年 
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資料 No.MAAP-6 

 

事業者自身が行った実験解析の結果の例をどこかで説明すること。 

 

【回答】 

MAAPコードの妥当性確認のための実験解析は，MAAPコードの保守・改良を行う米

国 EPRI が実施し，MAAP ユーザーズマニュアルにその結果を記載して，ユーザーに提

供している。また，実験解析，ベンチマーク解析等については MAAP ユーザーズグルー

プ会議にて議論を行う機会が設けられている。 

新規バージョンが配布された際に事業者側では，付属のインプットデータを用いて解

析を実施し，付属のアウトプットデータとの一致を確認するとともに，一部の代表的なケ

ースについて，確認解析も実施している。これらに加えて，MAAP ユーザーズグループ

を通じて，コードに係る最新情報を入手している。 

事業者側での確認解析においては，入手可能な入力データを用いた代表的なベンチマ

ーク解析を実施し，MAAP ユーザーズマニュアルの実験解析結果や公開されている実験

結果との比較を実施しているが，ここでは，4.2 章に示した実験解析のうち，BWR にお

いて特徴的な炉心構成を模擬した実験である CORA 実験の中から，試験バンドルのサイ

ズが大きく，より実機の体系に近い CORA-18実験を対象として解析結果を示す。 

図 1から図 3に CORA-18実験でのエレベーション 550mmにおける燃料被覆管の温

度変化，チャンネルボックスの温度変化及び制御棒の温度変化をそれぞれ示す。温度挙動

は実験結果に比べて高い温度で推移するものの，全体的な温度挙動は，実験期間全体にお

いて測定値の温度挙動をよく再現している。 

 

［参考文献］ 

[1] FZKA-6030, S. Hagen, P. Hofmann, V. Noack, L. Sepold, G. Schanz, G. Schumacher, 

“Large Bundle PWR Test CORA-18: Test Results”, April 1980 

[2] MAAP4 User ’s Manal  
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図 1 CORA-18実験 燃料被覆管温度変化 (エレベーション 550mm) 

(上：参考文献[1] ／ 下：事業者による解析結果) 
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図 2 CORA-18実験 チャンネルボックス温度変化 (エレベーション 550mm) 

(上：参考文献[1] ／ 下：事業者による解析結果) 
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図 3 CORA-18実験 制御棒温度変化 (エレベーション 550mm) 

(上：参考文献[1] ／ 下：事業者による解析結果) 
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資料 No.MAAP-7 

 

CORA実験解析の条件と有効性評価の条件の違いを説明すること。 

 

【回答】 

CORA-18実験を対象として，有効性評価の条件との比較を示す。 

表に有効性評価と CORA-18 実験に用いられた燃料集合体の主要諸元を示す。解析条件

はこれらの主要諸元に基づいて与えており，燃料棒の形状や材質に関しては同様の条件と

なっている。 

 

 

表 燃料集合体の主要諸元 

 

有効性評価 

9×9燃料(A型) 
CORA-18 

ペレット直径(cm) 約 0.96 約 0.91 

ペレット材 UO2 UO2 

被覆管外径(cm) 約 1.12 約 1.075 

被覆管厚さ(mm) 約 0.71 約 0.725 

被覆管材料 Zr(ジルカロイ-2) Zr(ジルカロイ-4) 

燃料棒有効長さ(m) 約 3.71 約 1.0 

 

［参考文献］ 

[1] FZKA-6030, S. Hagen, P. Hofmann, V. Noack, L. Sepold, G. Schanz, G. Schumacher, 

“Large Bundle PWR Test CORA-18: Test Results”, April 1980 
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別紙 

 

「4.2 妥当性確認（事故解析及び実験解析）」において各重要現象の妥当性確認で示した

実験解析における主要実験条件と有効性評価における条件の比較を別表に示す。 

 

 

別表 主要実験条件と有効性評価における条件の比較 

実験 主要実験条件 
有効性評価における条件 
(BWR-5/Mark-I 改良型) 

備考 

CORA 
(4.2.2) 

燃料集合体 表 4.2-2 9×9燃料(A)型 

BWRの燃料体系を模擬して
おり，バンドルサイズがより
実機体系に近い CORA-18実
験では，測定データと良く一
致。 

温度条件 

図 4.2-9 

～ 
図 4.2-16 

実験条件と同様 

(3.3.6章に示したモデルによ
り評価) 

反応温度，溶融温度は物質に
よって決まるが，実機相当の
物質を使用。 

HDR 
(4.2.3) 

格納容器内自
由体積(m3) 

約 11,400 
D/W 約 8,800 

W/W空間部 約 5,300 
実機スケール相当。 

CSTF 
(4.2.4) 

ABCOVE 
(4.2.8) 

格納容器内自
由体積(m3) 

約 850 
D/W 約 8,800 

W/W空間部 約 5,300 
体積は 1/10程度と小規模で
あるが，高さに大きな相違は
ない。(ABCOVE実験では，
CSTF実験の格納容器体系試
験装置を使用) 

格納容器高さ
(m) 

約 20 
D/W 約 38 

S/C円管部断面直径 約 10 

ACE 

(4.2.5) 

温度条件 
図 4.2-36, 

37, 38 
添付 3 図 5-1-1b等 

コンクリート侵食時の温度条
件は同様。 

コンクリート
組成 

表 4.2-6 添付 3 表 4-2 
プラントに用いられているコ
ンクリートの種類によって，
組成や物性値を指定。 

溶融物組成 表 4.2-5 
UO2, Zr, ZrO2, SUS等全炉心

相当の構造物が溶融 
L7実験では，BWR相当の溶
融炉心を模擬。 

SURC-4 
(4.2.6) 

温度条件 図 4.2-40 添付 3 図 5-1-1b等 
コンクリート侵食時の温度条
件は同様。 

コンクリート
組成 

玄武岩系 添付 3 表 4-2 

プラントに用いられているコ
ンクリートの種類によって，
組成や物性値を指定。 

溶融物組成 
ステンレス, 
模擬 FP,Zr 

UO2, Zr, ZrO2, SUS等全炉心
相当の構造物が溶融 

実機の組成と異なるが，熱的
に実機に近い条件となってお
り，コンクリートへの熱移動，
侵食挙動は同様。 

PHEBUS-FP 
(4.2.7) 

被覆管温度 
図 4.2-47 

～ 
図 4.2-50 

実験条件と同様 
(3.3.6章に示したモデルによ

り評価) 

反応温度，溶融温度は物質に
よって決まるが，実機相当の
物質を使用。 
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資料 No.MAAP-8 

 

TMIの結果から考えられた溶融炉心ブロッケージなど，MAAP固有モデルについて説

明すること。 

 

【回答】 

 

TMI事故後の分析・評価によれば，以下のような推定がなされている[1]。 

 

 一次冷却材ポンプ停止後，一次冷却材のボイルオフによって炉心損傷が生じ，炉心

の約 50%が溶融した。溶融物は下方向に流れ，炉心底部付近で閉塞領域を形成した。 

 一次冷却材ポンプの再起動による原子炉への注水によって，溶融物は急冷によって

微細化し，デブリベッドが形成された。このデブリベッドのうち，20tonが再溶融し

た後，側面のクラストを崩壊させて，下部プレナムへ落下した。 

 

MAAPコードでは，このような分析に基づいた以下のような物理現象モデルを採用して

いる。 

 

(1) 炉心損傷進展に伴う炉心閉塞 

TMI において，炉心底部付近で閉塞領域を形成したとする分析に基づき，炉心溶融物

の流下による燃料外径の増加や燃料棒の膨れによる炉心流路の減少をタイプ 3（冷却材

流路が減少した状態）とタイプ 4（冷却材流路が閉塞した状態）でモデル化し，タイプ 4

となった炉心ノードでは，炉心流路が閉塞され，蒸気及び非凝縮性ガスが通過しない状

態を模擬している。 

 

(2) 側面クラストの崩壊 

TMI において，溶融プールが側面クラストの破損により，下部プレナムへ落下したと

する分析に基づき，炉心側面の破損がモデル化されている。 

 

 

 

           また，側面の破損が発生した場合，溶融物は下部プレナムへ移

行する。 

   

また，上記の物理現象モデルを採用した上で，TMI事故とのベンチマーク結果に基づい

たモデルとしては以下が挙げられる[2]。 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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(a) 炉心崩壊挙動 

MAAP コードでは，炉心ノードがある温度に達してから崩壊（タイプ 1（燃料自立）

からタイプ 2（燃料崩壊）への遷移）するまでの時間を Larson-Miller パラメータ手法に

よる累積損傷割合の計算に基づいて判定している。TMI 事故とのベンチマーク結果に基

づき，炉心ノードの崩壊について，炉心ノード温度  K と 時間から Larson-Miller

パラメータを設定している。 

 

(b) 炉心損傷進展に伴う炉心閉塞挙動 

上述のタイプ 3（冷却材流路が減少した状態）から炉心流路が閉塞するタイプ 4（冷却

材流路が閉塞した状態）への遷移には，TMI 事故とのベンチマーク結果に基づき，炉心

ノードの空隙率 0.1で判定している。一方，MELCORコードでは，炉心ノードの空隙率

の最小値を 0.05 とした上で全閉塞しないモデルとしており，炉心閉塞モデルは MAAP

コードの特徴である。 

 

 

［参考文献］ 

[1] B. R. Sehgal, “NUCLEAR SAFETY IN LIGHT WATER REACTORS”  

[2] Electric Power Research Institute, “Modular Accident Analysis Program (MAAP) 

–MELCOR Crosswalk Phase 1 Study,” November 2014 

[3] 電力中央研究所，MAAP5.01及び MELCOR2.1を用いた軽水炉代表プラントの過酷事

故解析 平成 26年 6月 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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資料 No.MAAP-9 

 

複雑かつ表面積の大きいセパレータ、ドライヤにおける FP沈着の考え方（知見・検証・

モデル化）およびミラーインシュレイターによる断熱効果の扱いについて説明すること。 

 

【回答】 

（１）セパレータ，ドライヤにおける FP沈着について 

 MAAPコードでは，原子炉圧力容器（RPV）内 FPの RPV内構造物（ヒートシンク）

への沈着は「（a）FP蒸気の構造物表面への凝縮」「（b）FPエアロゾルの構造物への重

力沈降」としてモデル化されている。これらの沈着率は，沈着面の等価沈着長さ（＝FP

の存在する RPV 内ノード体積／沈着面積）から求められ，この等価沈着長さが短くな

ると沈着率が大きくなる。 

 

（a）FP蒸気の構造物表面への凝縮 

構造物の形状を考慮できるように，構造物の全表面積を沈着面積として等価沈着長

さを算出するようモデル化されている。これにより，セパレータ，ドライヤといった

複雑形状の構造物では，単純形状の構造物と比べて等価沈着長さが短くなる（沈着率

が大きくなる）。 

 

（b）FPエアロゾルの構造物への重力沈降 

RPV 内構造物（ヒートシンク）の水平面の面積から等価沈着長さが算出されるよ

うモデル化されている。 

 

MAAPコードの FPエアロゾルの沈着モデルの妥当性はABCOVE実験（4.2.8参照）

との比較により妥当性確認が行われており，FP蒸気の沈着モデルは CSE実験[1]の知見

に基づいている。 

 

（２）ミラーインシュレイターによる断熱効果について 

RPV 廻りのミラーインシュレイター（保温材）は，複数枚の層状の金属プレートに

よってモデル化されており，それぞれの金属プレートの表面温度から輻射熱伝達を計算

し，最終的に RPV 外面から格納容器雰囲気への輻射熱伝達係数が求められる。また，

RPV 本体と保温材のギャップ部等からの対流による格納容器雰囲気への熱伝達も考慮

されており，ヒートシンクに沈着したFPの崩壊熱から格納容器雰囲気への伝熱は，RPV

外面温度及び格納容器雰囲気温度をもとに，これらの輻射及び対流の熱伝達を考慮して

計算される。  
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図 ミラーインシュレイター（保温材）の概要図 

 

［参考文献］ 

 [1] R. K. Hilliard and L. F. Coleman. "Natural Transport Effects on Fission Product 

Behavior in the Containment Systems Experiments". BNWL-1457, December, 1970. 

 

原子炉圧力容器 

ミラーインシュレイター

（保温材） 
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資料No.MAAP-10 

 

実験解析におけるジャンクションの設定値の決め方について説明するとともに，実機

における設定値の決め方について考え方を説明すること。 

 

【回答】 

 

MAAPコードでは，原子炉圧力容器，原子炉格納容器及び原子炉建屋をノードと呼ばれ

る領域で分割しており，これら各領域間を結合するために，ジャンクションと呼ばれる流

体の流れを評価できるモデルを用いて評価している。このうち，原子炉圧力容器内や逃が

し安全弁による原子炉圧力容器から原子炉格納容器への流路などは，MAAPコードにて個

別にモデル化されている。ここでは，原子炉格納容器及び原子炉建屋におけるジャンクシ

ョンについて説明を行う 

 

(1)ジャンクションの設定値について 

 ジャンクションは，原子炉格納容器や原子炉建屋のノード間の流体の移動を考慮する場

合に設定し，気体及び液体の流れを評価する。これらジャンクションを介した流量は，気

体では圧力差及び密度差，液体では圧力差及び密度差に加えて水頭差による駆動力と流動

抵抗が釣り合うように求められる。ジャンクション内に水位が形成されると，気相，液相

それぞれで流体の流れを評価する。ここでは代表して，気体の流れについて説明する。気

体の流れについては，以下の式(1)によって流量を計算する。 

 

 12221

1 ZLZgPPWWK n        (1) 

K  ：ジャンクションの流動抵抗 

( 2n のとき(1/m-kg)， 1n のとき(1/m-s)) 

W  ：ジャンクションの流量 (kg/s) 

n  ：流動状態に依存した乗数 (-) 

P  ：ノード圧力 (Pa) 

  ：ノード内の気相密度 (kg/m3) 

g  ：重力加速度 (m/s2) 

Z  ：ジャンクションの接続高さ (m) 

L  ：ジャンクション長さ (m) 

 

ジャンクションに関連する入力として以下を与えることとなる。 
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・ 流れ方向（「水平」，「垂直」） 

・ 接続位置（接続高さ Z ） 

・ 開口部形状（幅 XW，高さ XH） 

・ 長さ L 

・ 流路面積 A 

 

なお，流れ方向を「水平」と選択した場合は，接続位置がノード間で同じとなり，また，

ジャンクション長さは評価に使用されないため，右辺第三項は 0となる。 

 

実機におけるノード分割では，壁などに囲まれた物理区画を模擬したノード（区画）と

して設定し，吹き抜けや扉などの開口部を模擬したジャンクションを組み合わせ，同じ特

徴を有する空間を集約することを基本にして設定している。図 1 に実機におけるジャンク

ションの設定例を示す。 

入力については，実機の設計情報に基づいて与えている。ジャンクションの入力の与え

方の一例として，図 1 に○で示した，ペデスタルからドライウェルへの開口部を模擬した

ジャンクションの入力の設定方法について以下に述べる。 

この開口部はペデスタルからドライウェルに繋がる水平の流路となっているため，流れ

方向を水平とする。ペデスタルの床から，開口部下端までの高さを接続高さとして入力す

るが，水平ジャンクションの場合は，先述した通り式(1)で使用している項は 0となる。開

口部は矩形であり，実際の形状からジャンクションの幅，高さを与える。この開口部が貫

通するペデスタル壁の厚みをジャンクションの長さとして与えるが，水平ジャンクション

の場合は，先述した通り評価には使用されない。さらに，開口部の面積をジャンクション

の流路面積として与え，これらの入力に基づき，式(1)によってジャンクションの流量が評

価される。 

なお，ジャンクションの流動抵抗 Kについては，MAAPの実験解析から導出されたもの

ではなく，一般的な知見[1]に従っているものである。通常の流れにおいては，流動状態に

依存した乗数 nは 2となり，この場合の流動抵抗は以下の式から算出される。 

 

  

      

 

  

 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 

(2) 

 

(3) 
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ここで，wは理想気体を仮定したモデルによる流量であり，以下の式(4)によって求めら

れる。 

 

 

                  (4) 

 

 

ここで，                           である。 

 

 

 また，対向置換流※が発生するような場合には nを 1として，このときの流動抵抗 Kは

以下の式(5)で与えられる。 

 

                    (5) 

 

 

 

 

 

 

 

  ※：密度差のある場合の流れの現象を考慮したもの。差圧の小さな 2つの区画の間に大きな開口部が

あるような状況において，重い相が流路の下方から軽い相側に流れ，軽い相を押すと，圧力のバラン

スをとるために，軽い相の一部が重い相の上部から逆に流れ込むような状態を想定している。 

 

 

(2)実験解析によるジャンクションの模擬について 

CSTF実験解析（4.2.4章）においても実機と同様の考え方に基づき，上部区画全体，遮

へい壁と燃料取替キャビティより外側となる下部区画，及び燃料交換キャビティにノード

分割し，アイスコンデンサ下部扉，漏えいパス及び再循環ファン流路等をジャンクション

として設定している。これらのジャンクションの入力についても実験装置の形状に従って

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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入力を与えている。本実験解析に用いたノード分割数やジャンクションの数は有効性評価

における実機解析と同等であるが，実験解析結果は実験結果をよく再現している。 

なお，HDR実験解析（4.2.3章）では，壁に囲まれた複数の区画を有する格納容器を模

擬するためにノード分割数が多くなっているが，ノード分割やジャンクションの設定は基

本的に実機と同様の考え方に基づいており，このような複雑な体系においても，実験結果

はよく再現されている。 

 

 

［参考文献］ 

[1]機械工学便覧基礎編 流体工学（日本機械学会） 
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図 1 MAAPノード分割図の例（図 3.3-6） 

 

 

 
 

出典：MAAP4User ’sManual,EPRI 
 

 

図 2 CSTF実験ベンチマーク解析 MAAPノード分割（図 4.2-30） 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

 

図 3  HDR実験解析におけるノード分割（図 4.2-18） 
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添付１ 

高圧溶融物放出 

／格納容器雰囲気直接加熱の防止について 

Rev.10

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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1. まえがき

高圧溶融物放出（HPME：High Pressure Melt Ejection，以下「HPME」と称す。）／格納

容器雰囲気直接加熱（DCH：Direct Containment Heating，以下「DCH」と称す。）の防止

に関して，解析モデルに関する不確かさの整理を行い，感度解析により有効性評価への

影響を確認した。 

2. 現象の概要

溶融炉心が原子炉圧力容器下部プレナムに落下し，原子炉が高圧の状態で，原子炉圧

力容器下部ヘッドが破損すると，溶融炉心が破損口から噴出し，その後，高速のガス流

によって，溶融炉心が微粒子化して原子炉格納容器内に飛散放出されるため，原子炉格

納容器内雰囲気を直接加熱し，原子炉格納容器圧力及び温度が急上昇する。 

溶融炉心の飛散は，高圧条件下で溶融炉心が原子炉圧力容器外に噴出される場合に発

生するが，その圧力にはしきい値があり，原子炉を減圧させることにより，溶融炉心の

飛散を抑制あるいは緩和できることが知られている（付録 1 参照）。そこで，BWR プラン

トでは，HPME／DCH 発生の防止のための対策として，逃がし安全弁を手動で開放すること

により原子炉圧力を 2.0MPa[gage]以下まで減圧させることとしており，その効果が重大事

故等対策の有効性評価において確認できる。 

3. 不確かさに関する整理

格納容器破損防止対策の有効性評価においては，HPME／DCH 発生防止策の有効性を評

価するために原子炉圧力が高く維持されるシーケンスを選定し，逃がし安全弁による手

動開放により，溶融炉心の飛散が生じないとされている原子炉圧力約 2.0MPa[gage]以下

まで減圧できることを示している。 

本事故シーケンスにて想定する事象進展を図 3-1 に示す。また，本シーケンスにおけ

る BWR-5，Mark-Ⅰ改良型格納容器プラントの原子炉圧力の応答例を図 3-2 に示す。事象

発生時には炉心は冠水状態にあるが，給水喪失，逃がし安全弁からの冷却材流出により

炉水位が低下し，事象発生から約 1.1 時間後に逃がし安全弁 2 弁により原子炉の減圧を

行う。炉心燃料や構造材は溶融を開始し，溶融プールを形成しつつ，溶融炉心は炉心部

下方へ落下する。約 2.9 時間後に溶融炉心が炉心支持板から下部プレナムへ落下し始め，

溶融炉心と冷却材の相互作用（原子炉圧力容器内 FCI）により発生した水蒸気により原

子炉圧力容器内は加圧されるが，逃がし安全弁は 2 弁開維持されているため，速やかに

減圧する。約 4.3 時間後に原子炉圧力容器が破損に至るが，この時原子炉圧力は約

0.4MPa[gage]であり，2.0MPa[gage]を大きく下回っている。原子炉圧力容器破損後は，

格納容器圧力と均圧する。 
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なお，炉内構造材は共晶体を形成し，燃料ペレットより低い融点で溶融することから，

溶融炉心に先行して炉心下部にリロケーションする可能性が考えられるが[1]，下部プレ

ナムには冷却材が存在することから，早期に溶融した金属成分は炉心下部で固化すると

考えられる。しかし，事象が進展し，溶融炉心が下部プレナムにリロケーションする場

合には，金属成分は下部プレナムでの溶融プール形成過程で再溶融して取り込まれると

考えられることから，炉内構造物が先行溶融したとしても，原子炉圧力容器破損のタイ

ミングが大きく変わることはないと言える。 

上記の事象進展において，原子炉圧力容器破損の時点での原子炉圧力に影響する要因と

しては，①原子炉の減圧挙動，②原子炉圧力の上昇に係る物理挙動，③原子炉圧力容器の

破損時期が挙げられる。原子炉の減圧挙動については，逃がし安全弁による原子炉の減圧

操作を実施することから，逃がし安全弁による圧力変化の不確かさの影響を受ける可能性

がある。原子炉圧力の上昇に係る物理挙動としては，炉内での蒸気及び非凝縮性ガスの発

生による加圧が考えられる。原子炉圧力容器破損前に，これらの物理挙動の影響が顕著に

現れる下部プレナムでの溶融炉心と冷却材の相互作用について，不確かさの影響を確認す

る。原子炉圧力容器の破損時期に関しては，原子炉圧力容器の破損時期が早まることで，

破損時の原子炉圧力が高くなる可能性があるため，その不確かさの影響を確認する。 

以上を踏まえて，次の項目について不確かさを整理する。 

・逃がし安全弁による圧力変化 

・下部プレナム部での溶融炉心と冷却材の相互作用（原子炉圧力容器内 FCI） 

・原子炉圧力容器の破損時期 

HPME/DCH の不確かさを確認するために，上記項目に係る影響因子を図 3-3及び表 3-1 に

まとめる。 

（１）逃がし安全弁による圧力変化 

逃がし安全弁による原子炉の減圧挙動は，逃がし安全弁の容量，開放時の質量流量により

決まる。弁容量は，プラント設計として設計圧力及び質量流量（気相）が定まっているため，

設計圧力に近い高圧での弁質量流量の不確かさは小さい。 

原子炉圧力 2.0MPa[gage]以上では，逃がし安全弁から放出されるガス単相流は臨界流に

なることから，低圧での弁質量流量の不確かさについては，臨界流に着目し，以下のとおり

整理する。 

原子炉減圧時，逃がし安全弁からはガス単相が放出される。ガス単相流の臨界流現象は，

次のように説明できる。 
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原子炉圧力容器の圧力 P1と逃がし安全弁からの放出先の圧力 P2に対して，質量流量 Gは以

下のように表すことができる。ここで，ρ1は圧力 P1での流体の密度，κは比熱比を示す。 

� � � 2κ
κ� 1P�ρ���

P�
P��

� κ	
� �P�P��


κ���
κ	

臨界状態では，背圧 P2 が低下しても質量流量が一定であることから，δG/δP2=0 より， 

P
P� � � 2

κ� 1�
κ 
κ���	

となり，臨界流量 Gc と臨界流速Ucは以下となる[2]。

�� � �κPρ

�� � � ∂P∂ρ
MAAP に組み込まれている臨界流モデル（Henry-Fauske モデル）においても，蒸気単相の場

合は上式が使用されている。 

図 3-4 に Henry-Fauske モデルでの圧力対臨界流量の計算結果を実験と比較した結果を示

す。図 3-4 に示すとおり，この式で計算された臨界流量は実験と良く一致しており[3]，不確か

さは小さい。 

したがって，蒸気単相流の弁質量流量の不確かさは小さいと言える。 

（２）下部プレナム部での溶融炉心と冷却材の相互作用（原子炉圧力容器内 FCI） 

下部プレナム部での原子炉圧力容器内 FCI は，細粒化した溶融炉心（デブリ粒子）によ

り下部プレナム部に存在する冷却材が加熱され，急速な水蒸気発生により，原子炉圧力容

器内の圧力上昇（圧力スパイク）を引き起こす現象である。冷却材の状態，溶融炉心の状

態及びこれらの相互作用として分けて考えることができることから，不確かさの要因は以

下に分けて考える。 

・下部プレナム部の冷却材の状態 

・溶融炉心の落下量及び粒子化 

・冷却材とデブリ粒子との伝熱 
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a. 下部プレナム部の冷却材の状態（サブクール度，水位）

原子炉圧力容器内 FCI による水蒸気発生のし易さは冷却材のサブクール度に依存するが，

逃がし安全弁開放により原子炉は減圧沸騰するため，下部プレナム部の冷却材は飽和水であ

る。したがって，水蒸気発生のし易さの観点では，不確かさは小さいと言える。 

また，炉内の冷却材の量に関しては，評価事故シーケンスでは原子炉注水に失敗するた

め，冷却材の変動要因は，崩壊熱と減圧に伴う減少のみであり，解析モデルは，一般的な

質量及びエネルギ保存則に基づいているため，不確かさは小さいと言える。 

b. 溶融炉心の落下量及び粒子化（溶融落下流量，溶融ジェット径，溶融炉心粒子化割合）

溶融炉心が下部プレナムに落下する際の急激な水蒸気発生は，溶融炉心と水の接触面積に

依存するため，その要因となる以下について，それぞれの観点で検討する。 

・溶融落下流量 

・溶融ジェット径 

・溶融炉心粒子化割合 

なお，上記に加えて「デブリ粒子径」についても接触面積に影響する要因であるが，冷却

材とデブリ粒子の伝熱の観点で検討する。 

(a)溶融落下流量 

溶融炉心の下部プレナムへの落下は，溶融炉心のリロケーションにより炉心支持板にまで

拡がった溶融プールを保持している溶融プールのクラストが融解し，溶融炉心が炉心支持板

の開口部を通って下部プレナムへ落下していく過程であり，粒子化割合が一定で落下流量が

大きい場合には，落下時の水蒸気発生量が増加し，圧力スパイクが大きくなる。下部プレナ

ムへの溶融落下流量は，炉心部溶融デブリの下方への落下流量を最大として，炉心支持板の

開口面積が小さい場合には開口面積に応じた落下流量に制限される。これに対し，解析モデ

ルでは，溶融落下流量は，炉心支持板の開口面積には依存せず，炉心部の溶融デブリの下方

ノードへの落下流量により計算される。リロケーション時の落下流量は，炉心部のデブリの

溶融挙動に依存し，不確かさが存在する。MAAP では溶融落下流量に対して直接感度を与える

ことができないため，溶融落下流量に影響のあるパラメータとして，燃料ペレットが崩壊す

る時間及び温度を選定して，感度解析を実施する。 

(b)溶融ジェット径 

溶融炉心の下部プレナムへの落下は，溶融炉心のリロケーションにより炉心支持板にまで

拡がった溶融プールを保持している溶融プールのクラストが融解し，溶融炉心が炉心支持板
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の開口部を通って下部プレナムへ落下する過程である。これに対し，解析モデルでは，ノード

単位でクラストの融解を取り扱い，溶融ジェット径は，炉心支持板の開口部の面積の等価直

径相当を入力条件として与えたものから計算される。したがって，実現象では解析よりも溶

融ジェット径が小さい場合が考えられる。この観点で不確かさが存在し，溶融ジェット径に

より，溶融炉心と水の接触面積が左右され，水蒸気発生の観点で影響があることから，溶融

ジェット径の感度を確認する。 

(c)溶融炉心粒子化割合 

溶融炉心が冷却材に落下する際に，エントレインにより溶融炉心の一部が細粒化する。細

粒化量に関して，MAAP では，Ricou-Spalding 式で評価される。Ricou-Spalding 式は，エン

トレインメント量（細粒化量）を流入流体の速度（ジェット速度）と両流体の密度比に関連

させたモデルであり，液液混合問題において広く利用されている相関式である。落下する炉

心溶融物は円柱ジェットで冷却材中に突入することを想定し，円柱ジェット外周部の侵食と

して粒子化割合を評価している。円柱ジェットのエントレイン速度（m/s）は，次式で与えて

いる。 

dj

2
1

dj

w
oent uEm 














  (1) 

ここで，E o：エントレインメント係数

udj：ジェット速度 [m/s]

dj：ジェット密度 [kg/m3]

w ：水密度 [kg/m3]

水中でのジェット速度を一定と仮定し，水面から垂直方向に積分すると，プール底部（水

深；H pool ）におけるジェット直径が(2)式のように得られる。
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 (2) 

(2)式を用いて，溶融ジェット断面の減少分が粒子化割合であるため，粒子化割合 ent は次

式のように計算される。 

 ent
dj o dj

dj o

d d

d


,

,

2 2

2 (3) 

以上の評価式において，デブリ粒子化割合に影響するパラメータは，エントレインメント係

数，溶融ジェット径，圧力（わずかではあるが水の密度に影響）及びプール水深である。この
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うち溶融ジェット径については前項により感度を確認する。また，下部プレナム水位（水量）

は，不確かさが小さいと考えられる。 

エントレインメント係数については，MAAP では代表的な FCI の大規模実験である FARO 実験

に対するベンチマーク解析によってその設定値及び不確かさ範囲を設定しており，推奨範囲は，

～ となっているため，粒子化量の不確かさとしてエントレインメント係数の感度を

確認する。FARO 実験条件は，水プールの水深は 0.87～2.05m，水プールのサブクール度は飽和

～124K，雰囲気圧力条件は 2～5.8MPa（高圧条件），0.2～0.5MPa（低圧条件）の範囲で行わ

れており，一方，実機条件では，下部プレナムの水位は 2～3m 程度，原子炉圧力容器内の冷却

材は飽和温度，雰囲気圧力は 0.4MPa[gage]程度であることを考慮すると，実験条件は有効性

評価解析の特徴的な条件を概ね包絡しており，ベンチマーク解析で検討された範囲で感度を確

認すれば十分と言える。 

c. 冷却材とデブリ粒子との伝熱  

水中にエントレインされた高温のデブリ粒子は，その周囲を蒸気膜が覆う状態となり，デ

ブリ粒子の熱伝達は膜沸騰熱伝達と輻射熱伝達に支配される。MAAP では，エントレインメン

トしたデブリ粒子の温度を，これら熱伝達を考慮した機構論的モデルにより計算する。また，

デブリ粒子から水への伝熱は，デブリ粒子の径に直接依存する。MAAP では，デブリ粒子径は

ジェットの表面張力に依存するモデルにより計算される。デブリ粒子径の導出式には，粒子

径ファクタ（モデルパラメータ）が乗じられている。 

デブリ粒子ファクタについては，MAAP では代表的な FCI の大規模実験である FARO 実験に

対するベンチマーク解析によってその設定値及び不確かさ範囲を設定しており，推奨範囲は

～ となっているため，デブリ粒子の伝熱の不確かさは粒子径の不確かさとして考慮す

る。FARO 実験条件は，水プールの水深は 0.87～2.05m，水プールのサブクール度は飽和～124K，

雰囲気圧力条件は 2～5.8MPa（高圧条件），0.2～0.5MPa（低圧条件）の範囲で行われており，

一方，実機条件では，下部プレナムの水位は 2～3m 程度，原子炉圧力容器内の冷却材は飽和温

度，雰囲気圧力は 0.4MPa[gage]程度であり，実験条件は有効性解析の特徴的な条件を概ね包絡

しており，ベンチマーク解析で検討された範囲で感度を確認すれば十分と言える。 

（３）原子炉圧力容器の破損時期 

HPME／DCH 防止の観点では，原子炉圧力容器が破損する時点で，逃がし安全弁の開放によ

り原子炉圧力が 2.0MPa[gage]を下回っていれば達成されると言える。減圧挙動については，

（１）で考察済みであり，ここでは原子炉圧力容器が破損する時間について考える。原子炉

圧力容器の破損が早まる場合には，その時点での原子炉圧力が 2.0MPa[gage] を超えた状態と

なる可能性がある。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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原子炉圧力容器が破損する時期に関係する物理現象としては，炉心溶融進展や溶融炉心

のリロケーションがある。炉心水位の低下及びジルコニウム－水反応により炉心上部から

ヒートアップして燃料被覆管や燃料が溶融して下部へ移動し，そこで冷却されてクラスト

を形成する。あるいは，燃料被覆管が損傷すると燃料ペレットが崩壊して堆積する。その

後，クラストや堆積した燃料ペレットが溶融し，溶融領域が拡大する。その際，炉内構造

材の一部が溶融プールの中に溶け込む。さらに，溶融プールのクラストが破損し，溶融炉

心が下部プレナムへ移行する。MAAP ではこれらの物理現象を詳細に模擬しているが，現象

自体に不確かさが存在する。原子炉圧力容器破損時期に間接的に影響を与える要因として

は，炉心ヒートアップ，炉心崩壊挙動，溶融炉心の伝熱が挙げられる。MAAP では原子炉圧力

容器の破損モードとして，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損，計装配管，クリープ

破損等の複数の破損形態を模擬している。有効性評価では制御棒駆動機構ハウジングの溶

接部の破損が最初に発生するため，それ以外の破損形態を仮定することは原子炉圧力容器

破損を遅らせる方向となる。ここでは制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損に関する不

確かさに着目し，感度解析を実施する。これらの不確かさ要因について以下のとおり検討す

る。 

a.炉心ヒートアップ 

炉心水位が低下すると，燃料表面からの除熱が低下し崩壊熱によって炉心がヒートアッ

プする。その際，燃料被覆管温度が上昇すると崩壊熱にジルコニウム－水反応による酸化

反応熱が加わりヒートアップが加速される。また，炉心ヒートアップの過程で燃料棒内が

加圧され燃料被覆管バーストが発生し，さらに酸化反応を促進させる可能性がある。これ

らの挙動は原子炉圧力容器破損時期に影響を与えるため，炉 心ヒートアップ速度に関する

感度解析を実施する。しかしながら，MAAP では炉心ヒートアップ速度に対して直接感度

を与えることができないため，炉心ヒートアップ速度に直接影響のあるパラメータとして，

ジルコニウム－水反応速度を選定した。 

b.炉心崩壊挙動 

炉心がヒートアップすると，燃料棒の体系から，燃料ペレットが崩壊した状態となる。

燃料ペレットが崩壊すると，燃料棒体系の場合に比べて水蒸気による冷却が困難となり，

溶融状態へ至る事象進展が早くなる。燃料棒の体系から燃料ペレットが崩壊した状態に移

行する時間や温度には不確かさが存在することから，燃料ペレットが崩壊する時間及び温

度に関する感度解析を実施する。本感度解析は，溶融落下流量の感度解析の感度パラメータ

と同じであることから，溶融落下流量の感度解析とともに実施する。 
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c.溶融炉心と上面水プールとの伝熱 

溶融炉心が下部プレナムに堆積し，上面が水プールで覆われる状況では，溶融炉心は冷

却され，そのときの熱流束は限界熱流束で制限される。 

MAAP では，下部プレナムに落下した溶融炉心について，上部に金属層が形成される成層化

状態を模擬し，また溶融プールは周囲にクラストを形成することを模擬している。金属層は

上面水プールが透過しにくいと考えられることから，金属層の下部に位置する溶融炉心の冷

却における伝熱には不確かさがあり，MAAP ではこの不確かさを示すパラメータとして限界熱

流束に乗じられた感度係数を設定することができる。 

感度係数については，MAAP では不確かさ解析等の知見[4]から ～ の範囲での設定

が想定されており，その範囲の中間値がデフォルトとして設定されている（付録２参照）。感

度係数が小さい場合には，溶融炉心が冷却されにくくなり，原子炉圧力容器破損へ至る事象

進展も早くなる。したがって，下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱に関

する感度解析を実施する。 

d.溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達 

溶融炉心が下部プレナムに堆積し原子炉圧力容器との間にギャップが生じている状況

では，そのギャップに水が浸入するため溶融炉心が冷却され，そのときの熱流束は限界

熱流束で制限される。この現象は実験的に確認されているものの，溶融炉心重量が多い

場合にはギャップ幅が小さくなり，気液対向流現象によりギャップに十分な水が流れ込

まないことも報告されている[5]。また，制御棒駆動機構ガイドチューブ等の貫通部及びそ

の溶接部を持つ体系での実験はこれまでなされていない。このように，ギャップによる

冷却には不確かさがあり，これが小さい場合には，溶融炉心が冷却されにくくなり，原

子炉圧力容器破損へ至る事象進展も早くなる。したがって，下部プレナム内の溶融炉心

とのギャップでの除熱量に 関する感度 解析を実施する。 

e.原子炉圧力容器破損判定 

制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損については，せん断応力による判定とひずみに

よる判定を併用している。せん断応力による判定では，データに基づく温度依存の限界せ

ん断応力との比較によって破損判定を行っており，不確かさは小さいと判断している。一方，

ひずみによる判定では，破損時の最大ひずみをインプットとして与え，これとの比較によ

って破損判定を行っている。したがって， 溶接部破損時の最大ひずみに関する感度解析を

実施する。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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図 3-1  HPME／DCH 防止の有効性評価において想定する事象 

図 3-2 原子炉圧力の挙動 
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図 3-3 HPME/ DCH 防止における不確かさに関する流れ図 
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表 3-1  HPME/ DCH 防止の不確かさに関する整理結果（1/2） 

影響因子 実機での実現象 有効性評価上の取扱い 感度解析条件 

逃がし安全弁による 

圧力変化 

逃がし安全弁開によって，炉内冷却材が放

出され，その過程において，原子炉圧力容

器内で減圧沸騰が発生すると想定される。

サブクールから二相状態まで適用可

能な臨界流モデル及び臨界流になら

ない場合は差圧に基づく質量流量を

計算するモデルを使用して評価され

る。 

臨界流量実験とよく一致してお

り，不確かさは小さく，感度解

析不要 

下部プレナム部の冷却

材の状態 

原子炉圧力の手動減圧によって，原子炉は

減圧沸騰し，下部プレナム部の冷却材は飽

和状態を維持すると想定される。 

一般的な質量及びエネルギ保存則に

基づいて評価される。 

減圧沸騰状態であり，不確かさ

は小さく，感度解析不要 

溶融落下流量 下部プレナムへの溶融落下流量は，炉心

部溶融デブリの下方への落下流量により決

まると想定される。 

炉心部溶融デブリの下方への落下流

量により評価される。 

燃料ペレットが崩壊する時間

及び温度 

溶融ジェット径 溶融プールのクラストが破損し，炉心支持

板の開口部に沿って，溶融炉心が下部プ

レナムに落下すると想定される。 

溶融ジェット径は炉心支持板の開口

部面積の等価直径相当として入力。 

溶融ジェット径 

溶融炉心粒子化割合 溶融ジェット径が大きいため，水中に落下

する溶融炉心の内，エントレインされる部

分はジェットの表面近傍に限られると想定

される。 

逆円錐型の溶融ジェットに対して，

Ricou-Spalding の式によって評価さ

れる。 

エントレインメント係数 

冷却材とデブリ粒子の

伝熱 

デブリ粒子から水へ膜沸騰伝熱及び輻射熱

伝達から伝熱量が決まる。 

デブリ粒子から水への膜沸騰伝熱及

び輻射熱伝達による熱流束によって

評価される。 

デブリ粒子径 

5
-
1
-
1
1 
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表 3-1  HPME/ DCH 防止の不確かさに関する整理結果（2/2） 

影響因子 実機での実現象 有効性評価上の取扱い 感度解析条件 

炉心ヒートアップ 炉心露出状態において，崩壊熱及び燃料被

覆管酸化反応によって炉心の温度が上昇す

ると想定される。 

炉心露出状態において，崩壊熱及び燃

料被覆管酸化反応によって炉心の温

度上昇が評価される。 

ジルコニウム－水反応速度 

炉心崩壊挙動 燃料被覆管が酸化反応によって脆化し，燃

料ペレットが崩壊して流路に堆積すると想

定される。 

炉心の温度履歴に応じて，燃料ペレッ

トが崩壊した状態として評価される。

燃料ペレットが崩壊する時間及

び温度 

溶融炉心と上面水プー

ルとの伝熱 

溶融プール，クラスト，金属層の上に粒子

ベッドが堆積するが，炉内への注水に失敗

することから，粒子ベッドはいずれ溶融す

ると想定される。 

溶融炉心と上面水プールとの伝熱に

よって評価される。 

限界熱流束に係る係数 

溶融炉心と原子炉圧力

容器間の熱伝達 

原子炉圧力容器がクリープしているため，

溶融炉心の下部クラストと原子炉圧力容器

の間にギャップが生じ，そのギャップに水

が浸入して冷却されるが，浸入量は限られ

るため，原子炉圧力容器はいずれ破損す

ると想定される。 

溶融炉心と原子炉圧力容器の間のギ

ャップでの除熱量に係る係数を入力。

下部プレナムギャップ除熱量

に係る係数 

原子炉圧力容器破損判

定 

貫通部のせん断応力，貫通部のひずみ，原

子炉圧力容器本体のクリープ等によって原

子炉圧力容器が破損すると想定される。 

貫通部のせん断応力，貫通部のひず

み，原子炉圧力容器本体のクリープ

破損判定基準に対する割合等から原

子炉圧力容器破損が評価される。 

溶接部破損時の最大ひずみ 

5
-
1
-
1
2 
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図 3-4 Henry-Fauske モデルと実験の圧力対臨界流量の比較[3]

※：囲み部分は蒸気単相の実験結果との比較を示す。 

※ 
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4. 感度解析と評価 

4.1 パラメータ感度解析 

３章では，原子炉圧力容器破損の時点での原子炉圧力に影響する因子を表 3-1 にまと

めた。これらの影響因子に係る不確かさは，主に溶融炉心の落下挙動及び他の物質との

相互作用に起因するものであり，プラント型式には依存しないと考えられる。ここでは，

代表プラントを BWR-5，Mark-Ⅰ改良型格納容器プラントとして，不確かさを評価するた

めのパラメータ感度解析を実施する。対象シーケンスは「高圧注水・減圧機能喪失

（TQUX）」とする。 

（１）溶融落下流量（燃料ペレットが崩壊する時間及び温度） 

a. 解析条件 

下部プレナムへの溶融落下流量は，炉心部溶融デブリの下方への落下流量に影響

を受ける。下部プレナムへの落下時の開口面積も，落下流量に影響するが，開口面

積としては，炉心支持板に存在する開口部の水力等価直径相当である mが与え

られている。実際には溶融進展は炉心領域によって相違があり，炉心全体からのデ

ブリの溶融落下が同時には発生しないことを考えると， mより小さくなる可能性

はあるものの，さらに大きな漏えいが発生する可能性は低いと考えられる。なお，

開口直径 mとした場合，開口面積と堆積デブリ圧力から決まる溶融落下流量は

約 600kg/s 程度と推定されるが，この値はベースケースの溶融落下流量と同等であ

る。 

炉心部溶融デブリの下方への落下流量については，炉心崩壊挙動に伴う不確かさ

があると考えられる。MAAP では溶融落下流量に対して直接感度を与えることができ

ないため，溶融落下流量に影響のあるパラメータとして，燃料ペレットが崩壊する

時間及び温度を選定する。 

ベースケースでは，炉心ノードの崩壊について，炉心ノード温度 Kと 時間

の関係から Larson-Miller パラメータを設定しているが，感度解析では，さらに炉心

ノードの崩壊が早く進むことを想定し，炉心ノード温度 K と  時間（あるい

は K と 秒）から Larson-Miller パラメータを設定した場合の影響を確認

する（表 4-1参照）。なお，実際には炉心ノードの温度履歴に応じて，炉心ノード

が崩壊するまでの時間を計算している。

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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表 4-1 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析条件 

項目 
炉心ノード崩壊の 

パラメータ（炉心温度） 
設定根拠 

ベースケース K MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース K 
炉心ノードが崩壊する時間を早める

ように設定 

b. 解析結果 

図 4-1-1～4-1-8 に，燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析結果を示す。 

本パラメータの影響は炉心露出以降の燃料溶融時に現れる。感度解析ケースにおいて

は，燃料ペレットの崩壊を判定する温度を低くしたことで，より早期に燃料ペレットの

崩壊及び炉心溶融が進展する。感度解析ケースでは，リロケーション時の溶融落下流量

が大きくなるのに伴い下部プレナムに落下する溶融炉心量の増加率も大きくなる（図 4-

1-6 参照）ため，圧力スパイクのピーク値もベースケースと比較してわずかに高くなっ

ている。なお，溶融落下流量は，ベースケースではピーク値約 850kg/s であるのに対し

て，感度解析ケースではピーク値約 1160kg/s となった。 

このように，溶融落下流量（炉心崩壊挙動）は圧力スパイクに感度があるものの，感

度解析ケースにおいても，圧力スパイクにより原子炉圧力容器破損に至ることはなく，

また，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力についても 2.0MPa[gage]を十分下回って

いる。 

c.評価 

燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の圧力スパイクに対する感度はわずかであり，

原子炉圧力容器破損の時点での原子炉圧力に対する感度は小さいため，その不確かさが

有効性評価の結果に与える影響は小さいと言える。 

（２）溶融ジェット径 

a. 解析条件 

下部プレナムでの水深が一定で，溶融ジェット径が小さくなる場合には，粒子化割合

が増加し，粒子化デブリと冷却材との伝熱速度が増加することから，圧力スパイクが大

きくなると考えられる。溶融ジェット初期径として，ベースケースでは炉心支持板の水

力等価直径相当である mを与えているが，感度解析としてクラスト破損面積が小さ

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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くなる場合を想定し，その 1/10 倍の mを設定する（表 4-2参照）。感度を確認す

る上ではベースケースの 1/10 倍のジェット径を確認すれば十分と言える。

表 4-2 溶融ジェット径の感度解析条件 

項 目 破損口の初期径 設定根拠 

ベースケース m 炉心支持板の水力等価直径相当 

感度解析ケース m クラスト破損面積が小さい場合を想定 

b.  解析結果 

図 4-2-1～4-2-8 に，溶融ジェット径の感度解析結果を示す。 

本パラメータの影響は溶融炉心の下部プレナムへの落下以降に現れる。溶融炉心が下

部プレナムへ移行するのは，溶融プールに形成されたクラストが破損し，炉心支持板の

流路から溶融炉心が下部プレナムへ流れ落ちるためである。溶融ジェット径の最大値は

炉心支持板の水力等価直径となる。溶融炉心の下部プレナムへの移行後は，溶融ジェッ

ト径を小さくしたケースにおいて，細粒化割合が大きくなる。粒子化割合が増加した結

果圧力スパイクも大きくなり，圧力上昇幅は感度解析ケースの方がわずかながら高くな

っているが，差は小さい。原子炉圧力容器の減圧維持を継続していることから，原子炉

圧力容器破損時点での原子炉圧力はどちらも約 0.4MPa[gage]であり感度は無い。 

また，原子炉圧力容器破損の判定基準に対する割合は，下部プレナムへの溶融炉心落

下後，制御棒駆動機構ハウジング溶接部破損とクリープ破損の割合がともに増加してい

くが，ベースケース及び感度解析ケースのいずれにおいても制御棒駆動機構ハウジング

溶接部破損の割合の方がクリープ破損の割合よりも先に 1 に到達し，制御棒駆動機構ハ

ウジング溶接部が破損している。 

c.評価 

溶融ジェット径の圧力スパイクに対する感度はわずかであり，原子炉圧力容器破損の

時点での原子炉圧力に対する感度は小さいため，その不確かさが有効性評価の結果に与

える影響は小さいと言える。 

（３）エントレインメント係数 

a. 解析条件 

細粒化割合には不確かさがあり，細粒化割合が大きい場合に圧力スパイクが大きくな

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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ると考えられる。エントレインメント係数は，ベースケースでは MAAP 推奨範囲（

～ ）のうちおよそ中間となる を設定しているが，感度解析ケースでは，

MAAP の当該変数の推奨範囲のうち最大値と最小値 ， を設定する（表 4-3参

照）。 

表 4-3 エントレインメント係数の感度解析条件 

項 目 エントレインメント係数 設定根拠 

ベースケース  MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース 
 

 

MAAP 推奨範囲の最小値 

MAAP 推奨範囲の最大値 

b.解析結果 

図 4-3-1～4-3-8 に，エントレインメント係数の感度解析結果を示す。 

本パラメータの影響は溶融炉心の下部プレナムへの落下以降に現れる。溶融炉心の下

部プレナムへの移行時，原子炉圧力の上昇は，感度解析ケース（最大値）の方がわずか

ながら高い結果となっているが，差は小さい。原子炉圧力容器の減圧維持を継続してい

ることから，原子炉圧力容器破損の時点では原子炉圧力は約 0.4MPa[gage]と同程度の値

となっている。また，原子炉圧力容器破損の時期はほぼ同等である。 

また，原子炉圧力容器破損の判定基準に対する割合は，下部プレナムへの溶融炉心落

下後，制御棒駆動機構ハウジング溶接部破損とクリープ破損の割合がともに増加してい

くが，ベースケース及び感度解析ケースの２ケースのいずれにおいても制御棒駆動機構

ハウジング溶接部破損の割合の方がクリープ破損の割合よりも先に 1 に到達し，制御棒

駆動機構ハウジング溶接部が破損している。 

c.評価 

エントレインメント係数の圧力スパイクに対する感度はわずかであり，原子炉圧力容

器破損の時点での原子炉圧力に対する感度は小さいため，その不確かさが有効性評価の

結果に与える影響は小さいと言える。 

（４）デブリ粒子径 

a. 解析条件 

デブリ粒子径には不確かさがあり，デブリ粒子径が小さい場合に圧力スパイクが大き

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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くなると考えられる。デブリ粒子径に係る係数は，ベースケースでは MAAP推奨範囲

（ ～ ）のうちおよそ中間となる を設定しているが，感度解析ケースでは，

MAAP の当該変数の推奨範囲のうち最小値と最大値 ， を設定する（表4-4 参照）。 

表 4-4 デブリ粒子径の感度解析条件 

項目 粒子径ファクタ 設定根拠 

ベースケース   MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース 
 

 

MAAP 推奨範囲の最小値 

MAAP 推奨範囲の最大値 

b.解析結果 

図 4-4-1～4-4-8 に，デブリ粒子径の感度解析結果を示す。 

本パラメータは，溶融炉心の下部プレナムへの落下時（約 2.9 時間後）に挙動に影

響する。感度解析ケース（最小値）においては粒子径が小さくなっていることから，圧

力スパイクによる上昇幅はベースケースに比較してわずかに大きくなっているものの，

感度としてはわずかである。また，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力についても，

ほぼ感度は無くどちらのケースも約 0.4MPa[gage]である。また，ベースケースと感度

解析ケースの２ケースでは原子炉圧力容器破損の時期はほぼ同じ結果となっている。こ

れは，溶融炉心が下部プレナムへ移行した時の圧力上昇挙動が同等であるためである。 

また，原子炉圧力容器破損の判定基準に対する割合は，下部プレナムへの溶融炉心落

下後，制御棒駆動機構ハウジング溶接部破損とクリープ破損の割合がともに増加してい

くが，ベースケース及び感度解析ケースの２ケースのいずれにおいても制御棒駆動機構

ハウジング溶接部破損の割合の方がクリープ破損の割合よりも先に 1 に到達し，制御棒

駆動機構ハウジング溶接部が破損している。 

c.評価 

デブリ粒子径の圧力スパイクに対する感度は小さく，その不確かさが有効性評価の結

果に与える影響は小さいと言える。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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（５）ジルコニウム－水反応速度 

a.解析条件 

炉心のヒートアップ速度には不確かさがあるため，ヒートアップ時のジルコニウム－

水反応速度を選定した。ジルコニウム－水反応速度の感度をみるため，ジルコニウム－

水反応の起きる面積を変化させた感度解析を実施する。反応の起きる面積に乗じる係数

（ジルコニウム－水反応速度の係数）は，ジルコニウム－水反応の計算のみに使用され，

熱水力挙動の計算に使用される燃料被覆管の直径，長さ等の幾何形状を変えるものでは

ない。この係数を増加させることにより，酸化反応熱の発生速度，水素発生速度，酸化

ジルコニウム生成速度が大きくなる方向に影響する。これらは炉心溶融進展が早まる方

向へ作用する。この係数は，ベースケースでは燃料被覆管表面積に基づき１倍を与えて

いる。これは，ヒートアップ時には燃料被覆管破裂が発生する場合に破裂部の燃料被覆

管内面の酸化もあるが，燃料被覆管内面の酸化は，限定された破裂部のみで生じること，

炉心形状が健全な状態は溶融過程の比較的短期間であることから，炉心全体が溶融する

状況では内面の反応は無視できると考えられることに基づいている。これに対し，感度

解析のパラメータの振り幅としては，炉心ヒートアップ速度が速くなる場合の応答の確

認として，仮想的な厳しい想定ではあるが，2 倍とする（表 4-5 参照）。 

表 4-5 ジルコニウム－水反応速度の感度解析条件 

項目 
ジルコニウム－水反応 

速度の係数 
設定根拠 

ベースケース 1 倍 燃料被覆管表面積に基づく値 

感度解析ケース 2 倍 燃料被覆管表面積に基づく値の 2 倍 

b. 解析結果 

図 4-5-1～4-5-8 に，ヒートアップ時のジルコニウム－水反応速度の感度解析結果を

示す。 

本パラメータの影響は炉心露出以降の燃料ヒートアップ時に現れる。ヒートアップ時

のジルコニウム－水反応速度の係数を 2 倍にしたことで，ジルコニウム－水反応による

酸化反応熱が増加することから，下部プレナムへのリロケーションはわずかに早くなっ

ている。以上のように，感度解析ケースにおいては事象の進展がわずかに早くなるもの

の，原子炉圧力容器破損の時点での 原子炉圧力は 2.0MPa[gage]を下回っている。 

なお，燃料被覆管酸化反応の特徴について JAERI 文献[6]によると，雰囲気の変化が燃

料被覆管酸化反応に与える影響として，ジルコニウム-水反応によって生じた水素濃度が



5-1-20 

高くなると，燃料被覆管酸化反応速度が著しく低下することが報告されている。これは

水素濃度が増大することによって水蒸気濃度が低下することで，燃料被覆管酸化反応が

遅くなるという負のフィードバックが働くためである。MAAP でもこの挙動は模擬されて

おり，水蒸気の金属表面への拡散速度は，雰囲気中の水蒸気質量割合に依存する取扱い

となっている。水素が発生し，水素質量割合が大きくなることにより，相対的に水蒸気

質量割合が小さくなり，金属表面への水蒸気の拡散速度も小さくなることから，ジルコ

ニウム－水反応速度が抑制される取扱いとなっている。 

以上から，炉心ヒートアップ速度が速くなると，初期には水素生成が進むが，水素濃

度が高くなると，燃料被覆管酸化反応は抑制される方向になる。 

c.評価 

ヒートアップ時のジルコニウム－水反応速度は，2 倍の振り幅でも事象進展の速さに

対する感度は小さく，その不確かさが有効性評価の結果に与える影響は小さいと言える。 

（６）炉心崩壊挙動（燃料ペレットが崩壊する時間及び温度） 

a. 解析条件 

炉心がある温度に達してから，燃料ペレットが崩壊するまでの時間（あるいは，

一定時間のうちに燃料ペレットが崩壊する温度）には，不確かさがあると考えられ

るため，その感度を確認する。 

ベースケースでは，炉心ノードの崩壊について，炉心ノード温度 Kと 時間の

関係から Larson-Miller パラメータを設定しているが，感度解析では，さらに炉心ノー

ドの崩壊が早く進むことを想定し，炉心ノード温度が K と  時間（あるいは 

K と 秒）から Larson-Miller パラメータを設定した場合の影響を確認する

（表 4-6 参照）。なお，実際には炉心ノードの温度履歴に応じて，炉心ノードが崩壊す

るまでの時間を計算している。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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表 4-6 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析条件 

項目 
炉心ノード崩壊の 

パラメータ（炉心温度） 
設定根拠 

ベースケース K MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース K 
炉心ノードが崩壊する時間を早める

ように設定 

b. 解析結果 

図 4-1-1～4-1-8 に，燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析結果を示す。 

本パラメータの影響は炉心露出以降の燃料溶融時に現れる。感度解析ケースにおいて

は，燃料ペレットの崩壊を判定する温度を低くしたことで，より早期に燃料ペレットの

崩壊及び炉心溶融が進展することから，下部プレナムへのリロケーション開始時刻が早

く，初期に落下するデブリ量も多くなるため，圧力スパイクのピーク値もベースケース

と比較してわずかに高くなっている。また，原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力は，

ほぼ感度はなくどちらのケースも約 0.4MPa[gage]である。 

このように，燃料ペレットの崩壊の判定は圧力スパイクにわずかに感度があるものの，

感度解析ケースにおいても原子炉圧力容器破損時点での原子炉圧力は 2.0MPa[gage]を十

分下回っている。 

（７）下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱 

a.解析条件 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の熱伝達には不確かさがあり，ベー

スケースでは，限界熱流束にかかる係数として，パラメータの取りうる推奨範囲である

～ の中間値 を与えている。感度解析ケースでは水への熱伝達が制限され

る値としてベースケースの 1/2倍である を設定する（表 4-7 参照）。 

表 4-7 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析条件 

項目 
限界熱流束にかかる 

係数 
設定根拠 

ベースケース  MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース  水への熱伝達が制限される値 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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b. 解析結果 

図 4-6-1～4-6-8 に，下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感

度解析結果を示す。 

本パラメータの影響は溶融炉心の下部プレナムへの落下以降に現れる。溶融炉心

が下部プレナムにリロケーションした後は，感度解析ケースにおいて溶融炉心と上

面水プールの伝熱量が減少することになる。その結果，感度解析ケースにおいて，

原子炉圧力容器破損時間はわずかに早くなっているが，感度は小さい。 

c. 評価 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の原子炉圧力容器破損時刻に

対する感度は小さく，その不確かさが有効性評価の結果に与える影響は小さいと言える。 

（８）溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達 

a.  解析条件 

溶融炉心と下部プレナムのギャップに存在する水による除熱量には不確かさがあり，

ベースケースではギャップへの熱流束にかかる係数として を与えている。この係数は，

下部プレナムギャップの水による除熱量にかかるファクタとして定義され，ベースケー

スではギャップによる除熱量の評価式により計算された除熱量がそのまま適用される。

有効性評価では最初に貫通部の溶接部破損が生じているが，貫通部近傍でのギャップ冷

却は実験例がなく，ギャップ水による除熱量が平板体系と比較してどの程度になるかに

は不確かさがある。以上より，感度解析ケースでは，溶融炉心と下部プレナムが接触し

ている状態を模擬するための設定として係数を とした評価を実施する（表 4-8 参照）。 

表 4-8 溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達の感度解析条件 

項目 
下部プレナムギャップ 

の除熱量にかかる係数
設定根拠 

ベースケース  当該変数のノミナル値 

感度解析ケース  溶融炉心と下部プレナムが接触 

b.解析結果 

図 4-7-1～4-7-8 に，下部プレナムギャップの除熱量にかかる係数の感度解析結果を

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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示す。 

本パラメータの影響は溶融炉心の下部プレナムへの落下以降に現れる。溶融炉心が下

部プレナムに移行した後，感度解析ケースにおいては，下部プレナムギャップによる除

熱が無いため，下部ヘッドの温度が若干早く上昇し，クリープ破損割合や貫通部破損割

合は感度解析ケースの方がわずかだが上昇が早い傾向となる。 

ただし，このパラメータは下部プレナムの水がドライアウトするまでの間しか影響を

及ぼさず，ドライアウト前においても，下部プレナムギャップからの除熱量はクラスト

からの伝熱量と比較して十分小さいことから（付録３参照），原子炉圧力及び原子炉圧

力容器破損時刻に対する感度としては小さい。また，いずれのケースも原子炉圧力容器

破損時点において，原子炉圧力は 2.0MPa[gage]を下回っている。 

c. 評価

溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達の原子炉圧力容器破損時刻に対する感度は小さ

く，その不確かさが有効性評価の結果に与える影響は小さいと言える。 

（９）溶接部破損時の最大ひずみ 

a.解析条件

溶接部破損は，事象進展に伴う溶接部のひずみ量と最大ひずみを比較することで，そ

の発生を判定している。ここで，溶接部破損時の最大ひずみとして，ベースケースでは

を与えているが，不確かさがあると考えられることから，感度を確認するためにそ

の 1/10 倍の を設定する（表 4-9参照）。 

表 4-9 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析条件 

項 目 
溶接部破損時の 

最大ひずみ 
設定根拠 

ベースケース MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース 
実験の不確かさを大幅に上回る設

定として 1/10 倍 

b. 解析結果

図 4-8-1～4-8-8 に，溶接部破損時の最大ひずみの感度解析結果を示す。 

本パラメータの影響は溶融炉心の下部プレナムへの落下以降に現れる。感度解析ケー

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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スは，原子炉圧力容器破損に至る判定の基準を変更したものであるため，溶接部が破損

する時点までの原子炉圧力の挙動は同等である。溶接部破損割合は，貫通部溶接部にか

かるせん断応力とそれに対する最大引張強度の関係，および溶融炉心からの伝熱による

溶接部ひずみと許容できる最大ひずみの関係から計算される。リロケーション時には原

子炉圧力が過渡的に上昇することから，内外圧差によるせん断応力が大きくなり，溶接

部破損割合が増加している。原子炉圧力が低下した後は，せん断応力は低下するが，溶

接サポート部の最大引張強度が，溶融炉心からの伝熱により低下するため，溶接部破損

割合はゼロにはならない。その後，下部プレナムの溶融炉心からの伝熱により，下部ヘ

ッドにひずみが生じ始めた時点でベースケースと感度解析ケースでは差異が生じる。感

度解析ケースにおいては，溶接部破損時の最大ひずみを 1/10 倍としたことで，溶接部

破損割合がベースケースよりも早く上昇し，原子炉圧力容器破損の時刻が早まっている。

ただし，原子炉圧力容器破損時間の変化としては約 13 分と小さく，感度解析ケースに

おいても溶接部破損時点での 原子炉圧力は 2.0MPa[gage]を下回っている。 

c.評価 

溶接部破損時の最大ひずみの原子炉圧力容器破損時刻に対する感度は小さく，その不

確かさが有効性評価の結果に与える影響は小さいと言える。 

（１０）感度解析パラメータの組み合わせ 

a.解析条件 

これまで解析したケースでは，原子炉圧力容器下部プレナムに溶融炉心が落下した

過程で大量の水蒸気が生成され，原子炉圧力は短時間に高いピークが発生した。これ

は，溶融炉心が水中に落下した過程で粒子化が進み，水への伝熱面積が増大したこと

が支配的な要因である。この過程で溶融炉心の冷却は進み，下部プレナムに堆積した

溶融炉心の温度は低下する。その後，下部プレナムに溜まっていた水がドライアウト

することで蒸気発生が収まる。組み合わせケースでは，炉内 FCI に係る影響因子につ

いては，下部プレナムへの溶融炉心落下後の原子炉圧力上昇が大きくなるように，原

子炉圧力容器破損時期に係る影響因子については原子炉圧力容器破損時期が早くなる

ように，これまでに実施した感度解析パラメータを組み合わせる条件とした。表 4-10

に組み合わせケースの条件の一覧を示す。 
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表 4-10 感度解析パラメータの組み合わせ条件 

項 目 ベースケース
組み合わせ 

ケース 設定根拠 

炉心ノード崩壊の 

パラメータ 

（炉心温度） 

K K 
炉心ノードが崩壊する時間を早めるよ

うに設定 

溶融ジェット径 m m クラスト破損面積が小さい場合を想定

エントレインメント

係数 
  MAAP 推奨範囲の最大値 

デブリ粒子径 

ファクタ 
  MAAP 推奨範囲の最小値 

ジルコニウム－水 

反応速度の係数 1 倍 2 倍 燃料被覆管表面積に基づく値の2 倍 

限界熱流束にかかる

係数 
  水への熱伝達が制限される値 

溶融炉心と原子炉圧

力容器間の熱伝達 
  

溶融炉心と下部プレナムが接触する場

合を想定 

溶接部破損時の 

最大ひずみ 
  実験の不確かさを大幅に上回る設定と

して 1/10 倍 

b. 解析結果

図 4-9-1 にこれまでの感度解析と感度解析パラメータの組み合わせケースについ

て主要な事象進展を示す。図 4-9-2～4-9-9 に，感度解析パラメータを組み合わせた

場合の感度解析結果を示す。 

図 4-9-1 より，組み合わせケースでは，原子炉圧力容器破損時刻は，ベースケースに

比べて約 19 分早くなっており，他の感度解析結果と比較しても，最も早く原子炉圧力

容器破損に至っているが，原子炉圧力容器破損時の圧力は，逃がし安全弁の開放により

減圧されていることにより 2.0MPa[gage]を十分下回る約 0.5MPa[gage]となっている。

これらの挙動について以下のとおり考察する。 

①原子炉の加圧事象

下部プレナムへのリロケーション時の原子炉の加圧挙動は，溶融炉心と水の接触

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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による急激な水蒸気生成により支配され，これらに影響するパラメータとして，溶

融ジェット径，エントレインメント係数，デブリ粒子径などがある。これらの不確

かさを感度解析により考慮した結果，原子炉圧力のピーク圧は，ベースケースよ

りわずかに上昇しているが，リロケーション時の圧力上昇は一時的なものであり，

原子炉圧力容器破損時には原子炉圧力は 2.0MPa[gage]を大きく下回っている点で

ベースケースと同等である。 

②原子炉圧力容器破損（原子炉圧力容器破損タイミング） 

原子炉圧力容器破損（原子炉圧力容器破損タイミング）については，溶融炉心か

らの熱負荷，破損形態などにより支配され，これらに影響するパラメータとして，

ジルコニウム－水反応速度，燃料ペレットが崩壊する時間及び温度，下部プレナム

内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱，溶接部破損時の最大ひずみがある。こ

れらの不確かさを感度解析により考慮した結果，原子炉圧力容器破損のタイミング

は，ベースケースよりも約 19 分早く原子炉圧力容器破損に至る結果となったが，

原子炉圧力は原子炉圧力容器破損時間に対して十分早い段階で 2.0MPa[gage]を

下回っている結果に変わりはない。 

以上の通り，パラメータの組み合せを考慮した感度解析ケースでは，圧力スパイク

が大きく現れ，原子炉圧力容器破損タイミングが早くなるが，原子炉圧力容器破損の

前に原子炉圧力が 2.0MPa[gage]を十分下回る結果となった。 

c.評価 

下部プレナムへの溶融炉心落下挙動の不確かさにより，原子炉の圧力挙動にも不確

かさがある。加圧現象が短時間に大きく現れる場合についても，原子炉圧力容器破損

前には原子炉圧力が 2.0MPa[gage]を十分に下回ることを確認した。 
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図４－１－１ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（１） 

図４－１－２ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

※ 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 
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図４－１－３ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（３） 

図４－１－４ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－１－５ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（５） 

図４－１－６ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（６） 
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図４－１－７ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（７） 

図４－１－８ 燃料ペレットが崩壊する時間及び温度の感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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図４－２－１ 溶融ジェット径の感度解析（１） 

図４－２－２ 溶融ジェット径の感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 
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図４－２－３ 溶融ジェット径の感度解析（３） 

図４－２－４ 溶融ジェット径の感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－２－５ 溶融ジェット径の感度解析（５） 

図４－２－６ 溶融ジェット径の感度解析（６） 
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図４－２－７ 溶融ジェット径の感度解析（７） 

図４－２－８ 溶融ジェット径の感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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図４－３－１ エントレインメント係数の感度解析（１） 

図４－３－２ エントレインメント係数の感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 
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図４－３－３ エントレインメント係数の感度解析（３） 

図４－３－４ エントレインメント係数の感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－３－５ エントレインメント係数の感度解析（５） 

図４－３－６ エントレインメント係数の感度解析（６） 
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図４－３－７ エントレインメント係数の感度解析（７） 

図４－３－８ エントレインメント係数の感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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図４－４－１ デブリ粒子径の感度解析（１） 

図４－４－２ デブリ粒子径の感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 



5-1-40 

図４－４－３ デブリ粒子径の感度解析（３） 

図４－４－４ デブリ粒子径の感度解析（４）

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－４－５ デブリ粒子径の感度解析（５） 

図４－４－６ デブリ粒子径の感度解析（６） 
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図４－４－７ デブリ粒子径の感度解析（７） 

図４－４－８ デブリ粒子径の感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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図４－５－１ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（１） 

図４－５－２ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 
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図４－５－３ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（３） 

図４－５－４ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－５－５ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（５） 

図４－５－６ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（６） 
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図４－５－７ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（７） 

図４－５－８ ヒートアップ時の被覆管表面積の感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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図４－６－１ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（１） 

図４－６－２ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁

の開閉による

圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース
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図４－６－３ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（３） 

図４－６－４ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース
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図４－６－５ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（５） 

図４－６－６ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（６） 

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース
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図４－６－７ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（７） 

図４－６－８ 下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース



5-1-51 

図４－７－１ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（１） 

図４－７－２ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 
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図４－７－３ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（３） 

図４－７－４ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－７－５ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（５） 

図４－７－６ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（６） 
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図４－７－７ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（７） 

図４－７－８ 溶融炉心と原子炉圧力容器間熱伝達の感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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図４－８－１ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（１） 

図４－８－２ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 
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図４－８－３ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（３） 

図４－８－４ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－８－５ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（５） 

図４－８－６ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（６） 
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図４－８－７ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（７） 

図４－８－８ 溶接部破損時の最大ひずみの感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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図４－９－１ 感度解析における原子炉圧力容器破損等の整理 

0 1 2 3 4 5

ベースケース

(1) 溶融落下流量（燃料ペレットが崩壊する時間

及び温度）

(2) 溶融ジェット径

(3) エントレインメント係数

(4) デブリ粒子径

(5) ジルコニウム－水反応速度の係数

(6) 炉心崩壊挙動（燃料ペレットが崩壊する時間

及び温度）

(7)下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの

間の伝熱

(8)溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達

(9) 溶接部破損時の最大ひずみ

(10) 全パラメータ組み合わせの感度解析

事故後の時間 (h)

原子炉圧力容器減圧開始

下部ﾌﾟﾚﾅﾑﾄﾞﾗｲｱｳﾄ

原子炉圧力容器破損



5-1-60 

図４－９－２ 全パラメータ組み合わせの感度解析（１） 

図４－９－３ 全パラメータ組み合わせの感度解析（２） 

※リロケーション後は，下部プレナム水位に溶融デブリ高さを含む。 

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の開閉

による圧力変動 

2.0MPa[gage] 

※ 
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図４－９－４ 全パラメータ組み合わせの感度解析（３） 

図４－９－５ 全パラメータ組み合わせの感度解析（４） 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による温度上昇 
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図４－９－６ 全パラメータ組み合わせの感度解析（５） 

図４－９－７ 全パラメータ組み合わせの感度解析（６） 



5-1-63 

図４－９－８ 全パラメータ組み合わせの感度解析（７） 

図４－９－９ 全パラメータ組み合わせの感度解析（８） 

1に到達すると破損 

1 に到達すると破損 
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5. まとめ 

HPME／DCH 防止に関する不確かさの要因として抽出した以下の項目について，感度解

析を実施し，原子炉圧力容器破損時の原子炉圧力への感度を確認した。 

・燃料ペレットが崩壊する時間及び温度 

・溶融ジェット径 

・Ricou-Spalding のエントレインメント係数 

・デブリ粒子径 

・ジルコニウム－水反応速度の係数 

・下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱 

・溶融炉心と原子炉圧力容器間の熱伝達 

・溶接部破損時の最大ひずみ 

その結果，いずれの項目についても，圧力スパイクに対する感度は限定的であり，原子

炉圧力容器破損時期の観点でも，原子炉圧力減圧時からの時間余裕が十分大きい結果と

なった。これらのパラメータの組み合わせた感度解析ケースにおいても，原子炉圧力容

器破損時の原子炉圧力は 2.0MPa[gage]を十分下回っている。 

以上のことから，HPME/DCH の防止に関して，MAAP の解析モデルに関する不確かさは

小さいと言える。 
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付録 1 Surry 型原子炉下部キャビティの 1/ 42 スケール実験 

BNL では，Surry 型原子炉下部キャビティの 1/42 スケールモデルを用いた模擬物 

質の分散放出実験[7]を実施し，原子炉下部キャビティ内に残存する物質の測定結果を 

整理して，実機において分散放出が生じない圧力を評価している。 

実験装置の概要を付図 1-1 に示す。模擬物質は弁の上のメタルホルダに保持され， 

弁を開放すると，模擬気体の圧力によって，模擬物質が原子炉下部キャビティに噴出 

する。その後，模擬気体のブローダウンによって模擬物質の一部が配管やタンクにエ 

ントレインされ，原子炉下部キャビティに残った模擬物質を測定する。 

模擬物質を用いた分散放出実験では，様々な初期圧力，様々な開口径に対して，原 

子炉下部キャビティ内に残存する模擬物質の割合を測定している。模擬物質としては 

水とウッド合金を使用し，模擬気体としては窒素とヘリウムを使用している。付図 1- 2 

に測定結果を示す。原子炉下部キャビティ内に残存する模擬物質の割合の測定結果（f） 

は Kutateladze 数に関係する無次元数（G）の関数として整理されており，f～

1/(1+0.001G2)でよく近似できる。 

この関係式を用いて，分散放出が無視できる１次系圧力を評価することができる。 

具体的には，Kutateladze 数に関係する無次元数が 7 以下の場合に溶融炉心の分散放 

出が無視できるとしている。このとき，原子炉下部キャビティに残存する模擬物質の 

割合は，すべてのデータについて 0.9 以上，平均値では約 0.95 である。実機条件

（水蒸気温度 500K，原子炉圧力容器破損口径 0.4m）に対しては，溶融炉心の分散放出

が無視できる１次系圧力は 2.38MPa と評価される。 
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付図 1-1 Surry 型原子炉下部キャビティの 1/42 スケール実験装置 

付図 1-2 Kutateladze 数に関係する無次元数と原子炉下部キャビティに残存する 

模擬物質との関係



5-1-67 

付録 2 溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱の感度解析条件に用いる係数の妥当性 

（１）感度係数の位置づけ 

本感度解析に使用した係数は，下部プレナムに落下した溶融デブリ表面の金属層と上面水

プールへの限界熱流束の乗数である。 

付図 2-1 に，MAAP におけるデブリベッドへの冷却材浸入による冷却の状態図を示す。

MAAP パラメータ内で本係数の適用する下限値「0」は，金属層が水に対して不透過性であり，

熱は金属層表面で対流または熱伝導のみで水に伝わることを意味し，上限値「1」は水が金

属層に浸入し，限界熱流束によって制限された速度で冷却され，かつ表面からも対流または

熱伝導で除熱されることを意味する。本係数を調整することにより，金属層への水の浸入に

伴う熱伝達の不確かさの影響を確認することができる。 

MAAP パラメータでデフォルト値として使用している値は，金属層への水の浸入が少ない

場合を想定して，下限としてグリムスヴォトン溶岩での実験[4]※1 で得られた除熱量を参考に

した設定値( )，上限として MAAP の感度解析によりサーベイした，代表的な崩壊熱レベ

ルの溶融デブリが冷却できる最小の除熱量に対応する設定値( ）を考慮し，その中間値

( )をデフォルト値としている。このとおり本係数は，不確かさを有するパラメータであ

るが，下記の感度解析にて示すとおり，デブリ冷却への影響は限定的であることから，推奨

範囲の中間値をベースケース解析に用いることは妥当と考える。 

※１：グリムスヴォトン溶岩（Grimsvotn lava field）での実験 

グリムスヴォトン溶岩に広範囲にスプレイ散布することで，熱伝達のみの除熱よりも早く溶岩

が固化する現象が確認された。この実験ではスプレイ水の溶岩への浸入による除熱量（約

40kW/m2）が評価されている。 

（２）感度係数の影響 

付図 2-2 に，係数を ～ の範囲で変化させた解析結果を示す。溶融炉心と上面

水プールとの間の伝熱は，原子炉圧力容器破損時間にほとんど影響を与えない結果となって

いる。このことから，推奨範囲の中間値( )をベースケース解析において使用することは

妥当と考える。  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。 
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出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 

付図 2-1 デブリベッドへの冷却材浸入による冷却 

付図 2-2 原子炉圧力の時間変化

逃がし安全弁開による 

減圧開始 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心

落下による圧力上昇 

逃がし安全弁の 

開閉による 

圧力変動 

2.0MPa[gage] 

ベースケース 

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース（最小値）

下部プレナム内の溶融炉心と上面水プールとの間の伝熱感度ケース（最大値）
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付録 3 溶融デブリと原子炉圧力容器間の熱伝達におけるギャップ冷却について 

付図 3-1に下部プレナムでのエネルギ移行図を示す。 

 MAAP では，下部プレナムに落下した溶融デブリは溶融プールの外側にクラストが形成され

る。この時，下部クラストと原子炉圧力容器内面に歪みが生じ，下部クラストと容器内面に

生じたギャップに冷却材が流入することでクラスト表面および原子炉圧力容器内面から除熱

される「ギャップ冷却」が生じるというモデルになっている。 

 付図 3-1 に示すとおり，MAAP では，上述のギャップ冷却による除熱量と下部クラストから

隣接流体への伝熱量を評価している。下部クラストから移行し，ギャップ冷却で取り除かれ

ない伝熱量は，原子炉圧力容器内面への伝熱量として評価される。ギャップ冷却は，ギャッ

プに浸入した水の沸騰時の限界熱流束により評価される。溶融デブリと原子炉圧力容器間の

ギャップに存在する水による除熱量と溶融デブリから原子炉圧力容器への伝熱量を比較する

と，下部プレナムギャップの除熱量は，溶融デブリから原子炉容器への伝熱量に比べて非常

に小さいことから，原子炉圧力容器温度の上昇が発生する。ドライアウト後，ギャップ冷却

効果はゼロとなる。 

以上のことから，下部プレナムギャップの除熱量が溶融デブリと原子炉圧力容器間の熱伝

達に与える感度は小さく，４．１（８）の感度解析にて示すとおり下部プレナムギャップの

除熱量にかかる係数が原子炉圧力容器表面の温度に与える影響は小さいといえる。

付図 3-1 下部プレナムでのエネルギ移行図

下部クラスト

からの伝熱

ギャップ冷却

による除熱

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI



5-1-70 

参考文献 

[1] R.O.Gauntt and L.L. Humphries,“Final Results of the XR2-1 BWR Metallic Melt 

Relocation Experiment”,  NUREG/CR-6527, Aug. 1997 

[2] 日本原子力学会 熱流動部会 編, 気液二相流の数値解析, 朝倉書店, 1993 年 

[3] R. E. Henry and H. K. Fauske, "The Two-Phase Critical Flow of One-Component 

Mixtures in Nozzles, Orifices and Short Tubes," J. Heat Transfer, Trans. ASME, 

1971. 

[4] Uncertainty Working Group of the MAAP User’s Group, “MAAP4 UNCERTAINTY AND 

SENSITIVITY ANALYSES” 

[5] K. Kang, et, al,. Experimental Investigations on In-Vessel Corium Retention 

through Inherent Gap Cooling Mechanisms, Journal of Nuclear Science and 

Technology, 2006 

[6] JAERI-M 84-055「炉心損傷事故解析及び研究の現状 －炉心損傷事故調査解析タスクフ

ォース報告書－」1984 年 3 月 

[7] N. K. Tutu, et al.,“Low Pressure Cutoff for Melt Dispersal from Reactor 

Cavities”, Fourth Proceedings of Nuclear Thermal Hydraulics, ANS Meeting, 

October 30 . November 4, 1988. 



添付２ 

溶融炉心と冷却材の相互作用について 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。

Rev.10 



目次 

1. まえがき ............................................................ 5-2-1 

2. 現象の概要 .......................................................... 5-2-1 

3. これまでの知見の整理 ................................................. 5-2-2 

4. 不確かさに関する整理 ................................................ 5-2-25 

5. 感度解析と評価 ..................................................... 5-2-32 

6. まとめ ............................................................. 5-2-37 

付録１ FARO 実験による MAAP の圧力スパイクモデル妥当性確認 .............. 5-2-38 

参考文献 .............................................................. 5-2-47



5-2-1 

1. まえがき 

溶融炉心と冷却材の相互作用（FCI：Fuel-Coolant Interaction，以下「FCI」と称す。）

に関しては，国内外において現象の解明や評価に関する多くの活動が行われてきている。

しかしながら，現在においてもその現象の解明は研究段階にあり，現象全体の十分な理解

には至っていない。また，多くの FCI 実験が行われているものの，実機規模での現象につ

いては，有効なデータが十分には得られていないといえる。このようなことから，国内外

で実施された実験結果の知見から解析モデルに関する不確かさを検討し，これを基にした

感度解析により有効性評価への影響を確認する。

2. 現象の概要 

溶融燃料と冷却材が接触して一時的な圧力の急上昇が生じる可能性がある。このときに

発生するエネルギーが大きいと構造物が破壊され格納容器が破損する場合がある。溶融炉

心と冷却材との接触及びそれに伴って引き起こされる現象のことを”溶融炉心と冷却材の

相互作用（FCI）”と呼ぶ。また，FCI のうち衝撃波を伴うものを”水蒸気爆発”と呼び，

冷却材への伝熱による水蒸気発生に伴う圧力変化を”圧力スパイク”と呼ぶ。さらに，原

子炉圧力容器の下部プレナムで発生する FCI を原子炉圧力容器内 FCI と呼び，格納容器下

部で発生する FCI を原子炉圧力容器外 FCI と呼ぶ。 

これまでの研究では，水蒸気爆発現象を以下のような段階的な過程によって説明するモ

デルが提唱されている。 

① 炉心あるいは原子炉圧力容器から落下する溶融炉心（デブリジェット）が冷却材中に

落下する。水と接触した溶融炉心は，その界面の不安定性により細粒化して水中に分

散する（エントレイン）。細粒化した溶融炉心（以下，「デブリ粒子」と称す。）は，蒸

気膜に覆われた状態で膜沸騰を伴う水との混合状態となる（粗混合）。

② さらに，自発的もしくは外部からの圧力パルス等の外乱により，膜沸騰が不安定化し

（トリガリング），デブリ粒子と冷却材が直接接触する。

③ デブリ粒子と冷却材の直接接触により，急速な熱の移動が発生し，急速な蒸気発生・

溶融炉心の微細化により，さらにデブリ粒子と冷却材の接触を促進し（伝播），蒸気発

生を促進する。この蒸気発生により圧力波が発生する。

④ 発生した圧力波が通過した後の高温高圧領域（元々は粗混合領域）の膨張により運動

エネルギーが発生し，構造材を破壊する要因となる。

水蒸気爆発が発生するためには，トリガリングが働く必要があり，さらにデブリ粒子と

冷却材の接触が瞬時に粗混合領域全体に伝播する必要がある。水蒸気爆発に至らない場合

でも，急速な蒸気発生による圧力上昇（圧力スパイク）が発生する。
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3. これまでの知見の整理 

原子炉圧力容器内水蒸気爆発による格納容器破損はαモード破損と呼ばれ，WASH-1400[１]

でそのリスクが提起されたことを機に多くの調査，研究が続けられてきた。この現象は，

溶融炉心が原子炉圧力容器下部の水中に落下して水蒸気爆発が発生し，それによる水塊が

ミサイルとなって炉内構造物を破壊し，原子炉圧力容器上蓋に衝突することで上蓋がミサ

イルとなって格納容器に衝突し破損に至るものである。水蒸気爆発については，国際的な

専門家会議による結論がまとめられており，特に BWR の原子炉圧力容器内水蒸気爆発によ

るαモード破損については，格納容器破損の脅威とはならないとされている。表 3-1 に BWR

の原子炉圧力容器内水蒸気爆発に関する専門家会議の見解をまとめる。また，原子炉圧力

容器内 FCI の圧力スパイクについても，原子炉圧力容器内での圧力上昇のため，格納容器

破損の直接的な脅威とはならない。 

一方，原子炉圧力容器外 FCI については，緩和策による注水によって形成された格納容

器下部の水中に溶融炉心が落下するため，原子炉圧力容器内の下部プレナム水に比較して，

サブクール度が大きくなり，水蒸気爆発が発生し易い可能性がある。また，原子炉圧力容

器外 FCI の圧力スパイクは，格納容器内の圧力を直接上昇させるため，格納容器破損の評

価対象となる。 

以上より，原子炉圧力容器内 FCI は格納容器破損の脅威とは考えられないため，原子炉

圧力容器外 FCI の観点から，国内外で実施された FCI 実験の知見を以下にまとめる。 

3.1 FCI 実験の概要 

過去に実施された代表的なFCIの実験研究として，JRCイスプラ研究所で実施されたFARO

実験，KROTOS 実験，（旧）日本原子力研究所で実施された ALPHA 実験，（旧）原子力発電技

術機構で実施された COTELS 実験，韓国原子力研究所（KAERI）で実施された TROI 実験及び

SERENA 実験がある。これらの実験では模擬溶融物として UO2混合物を用いた実験とアルミナ

等を用いた実験がある。以下では，各実験の概要とそこで得られた知見について整理する。 

(１) ALPHA 実験 

ALPHA 実験[２]では，テルミット反応による酸化アルミニウムと鉄からなる模擬溶融物を用

いた実験が実施されている。ALPHA 実験装置を図 3-1 に示す。実験容器は，内径 3.9m，高

さ 5.7m，容積 50m3である。模擬格納容器に設置した冷却水プールに高温溶融物を落下させ，

水蒸気爆発に関する特性データを計測する実験装置である。表 3-2 に ALPHA 実験の実験結

果のまとめを示す。高雰囲気圧力（STX008, STX012, STX015），サブクール度が小さい場合

（STX014）は，水蒸気爆発の発生が抑制される実験結果が知見として得られている。溶融

物を半減させた 3ケース（STX001,STX010,STX013）のうち，2ケース（STX001, STX013）で

は，水蒸気爆発が発生していない。また，水蒸気爆発のエネルギー変換効率は 1～6%程度と

なっている。ALPHA 実験の代表的実験（STX016）の圧力変化の例を図 3-2 に示す。 
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(２) KROTOS 実験 

KROTOS 実験[３][４][５]では，FARO 実験が大型実験装置であるのに対して小型の実験装置で

あるが，低圧・サブクール水を主として実験を実施している（図 3-3）。KROTOS 実験の代

表的実験（K37, K42）の圧力変化の例を図 3-4 に示す。KROTOS 実験では模擬コリウムとし

て UO2混合物を用いた実験とアルミナを用いた実験を実施している。表 3-3 に KROTOS 実験

の実験結果のまとめを示す。アルミナ実験では，サブクール度が大きい実験ケース（K38, 

K40, K42, K43, K49）では，外部トリガー無しで水蒸気爆発が発生しているが，サブクー

ル度が小さい実験ケース（K41, K44, K50, K51）では，外部トリガー無しでは水蒸気爆発

は発生していない。一方，UO2混合物実験では，外部トリガー無しでは水蒸気爆発は発生し

ていない。また，UO2混合物実験でも外部トリガー有りでは水蒸気爆発が発生している（K52, 

K53, K46）が，これらのケースはサブクール度が大きい実験ケースである。また，UO2混合

物実験の水蒸気爆発のエネルギー変換効率は，アルミナ実験の水蒸気爆発に比較して低い

結果となっている。アルミナ実験と UO2 混合物の相違については以下のように考察されて

いる。 

 アルミナはプール水面近傍でブレークアップし，粗混合時に粒子が半径方向に広がり，

水蒸気爆発の伝播がし易くなった可能性がある。 

 UO2混合物実験では，外部トリガー無しでは水蒸気爆発は発生していない。UO2混合物の

方が一般的に過熱度は小さく，UO2混合物粒子表面が水と接触した直後に表面が固化し

易く，これが水蒸気爆発の発生を抑制した可能性がある。UO2混合物実験では水素が発

生し，これにより蒸気膜の崩壊による水蒸気爆発の発生を抑制した可能性がある。 

(３) FARO 実験 

FARO 実験[４][６]では，酸化物コリウム及び金属 Zr を含むコリウムが用いられ，多くの実

験は高圧・飽和水条件で実施されているが，低圧・サブクール水条件の実験も実施されて

いる。FARO実験装置の概要を図3-5に示す。表3-4に FARO実験の実験結果のまとめを示す。

また，圧力変化の例として L-14 と L-19 圧力挙動を図 3-6 に示す。FARO 実験のいずれの実

験ケースでも水蒸気爆発は発生していない。FARO 実験で得られた主な知見は以下である。 

 高圧・飽和水実験，低圧・サブクール実験の何れにおいても水蒸気爆発は発生してい

ない。 

 高圧・飽和水の酸化物コリウム実験の場合は一部が粒子化し，一部はパンケーキ状で

プール底部に堆積した。高圧・飽和水のコリウムに金属 Zr成分を含んだ実験及び低圧・

サブクール実験では全てのコリウムは粒子化した。 

 粒子の質量中央径は比較的大きかったが，実験条件（初期圧力，水深，コリウム落下

速度，サブクール度）に依存していない。 

 Zr 金属を含めた実験ケース（L-11）では，Zr金属の酸化により，Zr 金属を含めない実

験ケース（L-14）よりも圧力上昇が大きくなる。 
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(４) COTELS 実験 

 COTELS 実験[７]では，模擬溶融物として UO2-Zr-ZrO2-SS 混合物を用いており，コリウムに

金属成分が含まれている。COTELS 実験装置の概要を図 3-7 に示す。表 3-5 に COTELS 実験の

実験結果のまとめを示す。COTELS 実験の代表的な実験ケース（A1）の圧力挙動を図 3-8，

各実験ケースの圧力変化を図 3-9 に示す。溶融混合物がプール水に接触した直後（Region 1）

は急激な圧力上昇となる。その後，サブクール水では蒸気凝縮が発生し，一時的に圧力が

減少する（Region 2）が，溶融混合物からの熱伝達による蒸気発生により，準定常的な状

態まで徐々に圧力が上昇する(Region 3)。COTELS 実験で得られた主な知見は以下である。 

 サブクール度が大きいケースも含め，全ての実験で水蒸気爆発は発生していない。 

 プールに落下した溶融コリウムは，ほとんどがプール水中で粒子化した。 

 粒子径は，コリウム落下速度の大きいケースを除いて，質量中央径で 6mm 程度である。

コリウム落下速度の大きいケースの粒子径は小さくなっている。 

 コリウム落下速度の大きいケースで，粒子径が小さく初期圧力上昇幅も大きくなる傾

向がある。また，準定常的な状態での圧力は，溶融物量が多く，サブクール度が小さ

く，プール水量が少ない程高くなる傾向である。 

(５) TROI 実験 

 TROI 実験[８]は，韓国原子力研究所（KAERI）で実施されている実験であり，2007 年から

2012 年までは，KROTOS 実験とともに OECD/NEA の SERENA プロジェクトとして実施された実

験である。実験装置の概要図を図 3-10 に示す。また，実験条件及び実験結果を表 3-6 に示

す。 

 ZrO2 を用いた実験では外部トリガリングを与えていないが，圧力スパイクや水蒸気爆発

が発生した実験がある。一方，UO2/ZrO2の混合物を用いた実験では，異なった条件による内

部トリガリングを発生させるため又は外部トリガリングによる水蒸気爆発時の発生エネル

ギーを変えるため，混合物の割合，水深及び混合物量等の様々な条件により実験を実施し，

数ケースでは水蒸気爆発が発生している。TROI 実験で得られた主な知見は以下のとおりで

ある。 

 自発的な水蒸気爆発が生じた実験は，融点を大きく上回る過熱度を溶融物に対して与

えるなどの実機と異なる条件であり，その他の実験では自発的な水蒸気爆発は生じて

いない。 

 水深が深い場合（130cm）には，内部トリガリングによる水蒸気爆発は発生していな

い。水深が深いことにより，溶融物粒子が底部に到達するまでの沈降時間が長くなり，

溶融物粒子が固化しやすい状況となる。このため，溶融物粒子が底部に接触すること

で発生するトリガリングの可能性は低減する可能性がある[９]。 
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（６） SERENA 実験 

SERENA 実験は，OECD/NEA 主導のもと実施されている実験であり，2001 年から 2006 年に

かけて実施されたフェーズ 1 と，2007 年から 2012 年にかけて実施されたフェーズ 2 に分

かれている。フェーズ 1 では既存の実験に対する再現解析が行われた。また，フェーズ 2

では KROTOS 及び TROI 装置を使用した実験と，その再現解析が行われた。さらに，両フェ

ーズにおいて実機原子炉を想定した解析が行われた。フェーズ 2で行われた実験の実験条

件及び実験結果を表 3-7 に示す。 

フェーズ 1，フェーズ 2においてそれぞれ得られた知見は以下の通りである。 

フェーズ 1 

 （解析）解析コードはアルミナを用いた実験によって調整されており，UO2・ZrO2

コリウムの爆発による機械的エネルギー変換効率を過大評価する傾向にある。

 （解析）予測される炉内水蒸気爆発の最大荷重は原子炉圧力容器の破損強度と比べ

て十分小さい。

 （解析）予測される炉外水蒸気爆発の最大荷重は原子炉格納容器に影響を与える可

能性があるが，解析コードの不確かさとばらつきが大きく，その程度を推定するこ

とは難しい。

フェーズ 2 

 （実験）80％UO2・20％ZrO2コリウムは，70％UO2・30％ZrO2 コリウムに比べて，や

や爆発のエネルギーが大きい。これはフェーズ１の結果と逆の傾向であり，さらに

考察が必要。

 （実験）UO2・ZrO2 のみで構成されるコリウムは，アルミナと比べて爆発のエネル

ギーは小さい。

 （実験）コリウムの組成に酸化物以外（金属の単体など）が含まれる場合について，

酸化と水素生成による影響は定量化できなかった。

 （実験）全ての観測された爆発の機械的エネルギー変換効率は，従来観測されてい

たエネルギー変換効率と同様に，比較的小さい。これは，UO2 の密度が高いために

溶融コリウムの粒子径が小さくなり，固化が促進されて水蒸気爆発への寄与が小さ

くなったことと，粗混合段階のボイド率が上昇して爆発のエネルギーを低減したこ

とによると推測されている。

3.2 FCI 実験の知見の整理 

 前項で示した FCI 実験の知見を整理し，原子炉圧力容器外水蒸気爆発の可能性及び原子

炉圧力容器外 FCI の圧力スパイクの影響因子について考察する。 

(１) 原子炉圧力容器外 FCI の水蒸気爆発の可能性 

 酸化アルミニウムと鉄からなる模擬溶融物を用いた ALPHA 実験及びアルミナを用いた
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KROTOS 実験では，外部トリガーなしで水蒸気爆発が発生しているが，UO2を用いた KROTOS, 

FARO, COTELS 実験では外部トリガーなしでは水蒸気爆発は発生していない。UO2混合物では

一般的に過熱度が小さいため，粗混合粒子表面が早期に固化し，蒸気膜が崩壊しても溶融

物の微細化が起きにくく，水蒸気爆発の発生が抑制されるためと考えられる。 

 TROI 実験では UO2 混合物を用いた場合でもトリガーなしで水蒸気爆発が発生している例

（TROI-10,12,13,14）が報告されている。TROI-10,12 は，溶融物温度が 3800K 程度の高い

温度での実験条件である。また，TROI-13,14 の溶融物温度は，それぞれ 2600K，3000K であ

るが，TROI-13 では，温度計測に問題があり実際には 3500K 以上と推測されている。また，

TROI-14 では，二つの温度計が異なる最高温度（4000K,3200K）を示しており，温度計測の

不確かさが大きいとされている。以上を踏まえると，TROI 実験の溶融物温度はかなり高い

実験条件と考えられ，他の実験で想定しているような実機条件に近い溶融物温度では水蒸

気爆発の発生可能性は十分小さいと考えられる。 

 TROI 実験と実機条件の比較を検討するために，模擬溶融物にコリウム（UO2/ZrO2）を用い

た TROI-10, 12, 23, 25 と実機条件の比較を表 3-8 に示す。この表では，図 3-11 に示す

Ricou-Spalding 式による粒子化割合[１０]の概算値を示している。溶融物温度が高く過熱度

が大きい TROI-10,12 では，自発的水蒸気爆発が観測されている。これに対して，溶融物温

度が高く過熱度が大きいが水深が 1.3m と深い TROI-23 では，水蒸気爆発は発生していない。

これは，水深が深いことにより，溶融物粒子が底部に到達するまでの沈降時間が長くなり，

溶融物粒子が固化しやすいため，溶融物粒子が底部に接触することで発生するトリガリン

グを抑制したと考えられる[９]。 

 水蒸気爆発が発生した TROI-10,12 の粒子化割合は約 60%であるが，水深がより深い

TROI-23 では，粒子化割合が約 80%と比較的大きい値となっており，底部に到達する前に固

化する溶融物粒子が比較的多いと考えられる。一方，水深及び粒子化割合は TROI-10,12 と

同程度であるが，溶融物温度がやや低い TROI-25 では，蒸気発生による圧力上昇（Steam 

Spike）は生じているが，水蒸気爆発は発生していない。溶融物温度が低い場合，過熱度が

小さく粒子が固化しやすいため，水蒸気爆発が抑制されたものと考えられる。

 実機条件では，溶融ジェットの初期直径は計装配管口径(5cm)～制御棒駆動機構ハウジン

グの直径(15cm)程度と想定されるが，ペデスタル注水対策により水深は 2.0m 以上となる。

これより，粒子化割合は約 60%～100%となるが，溶融物温度が 2600K 以下と水蒸気爆発が発

生した TROI 実験よりも十分低いと考えられ，大規模な水蒸気爆発の発生の可能性は十分小

さいと考えられる。 

 また，いくつかの TROI 実験では水蒸気爆発が発生したときの機械的エネルギー変換効率

が報告されている（表 3-6）。これらの中で自発的に水蒸気爆発が発生したとされる TROI-13

の機械的エネルギー変換効率は 0.4%である。これは，ALPHA 実験（表 3-2）や KROTOS 実験(表

3-3)で観測されているように，アルミナによる金属模擬溶融物実験の値に対して比較的小

さい値となっている。 

 また，KROTOS 実験（K52, K53，K46）では，UO2 混合物を用いた実験でも外部トリガーを
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与えた場合は水蒸気爆発が観測されているが，これらの実験ケースはサブクール度が大き

い実験ケースである(K52 のサブクール度：102K, K53 のサブクール度：122K, K46 のサブク

ール度：83K)。したがって，サブクール度が大きい場合には，UO2混合物を用いた場合でも，

水蒸気爆発の可能性が高くなることが考えられる。これは，サブクール度が大きい場合に

は，粗混合粒子の蒸気膜の安定度が低下し，蒸気膜の崩壊が発生しやすいことが要因と考

えられる。 

 しかし，KROTOS実験のK52, K53と同程度の高サブクール度の条件であるFARO実験のL-31

（サブクール度：104K）,L-33（サブクール度：124K）では，水蒸気爆発が発生していない。

これらの実験の UO2混合物量は，KROTOS 実験が数 kg であるのに対して 100kg 程度であり，

より実機条件に近い。 

 また，COTELS 実験の高サブクール実験（A11）でも水蒸気爆発は発生していない。COTELS

実験は，BWR の原子炉圧力容器外 FCIを模擬した実験であり，溶融物に圧力容器内の構造物

を想定したステンレススチールを含んでいる。また，溶融物量も 50kg 程度であり，KROTOS

実験よりも実機条件に近い。 

 以上より，UO2混合物の溶融物量が少ない KROTOS 実験では，水蒸気爆発が発生しているが，

溶融物量が多くより実機体系に近い大規模実験である FARO 実験，COTELS 実験では，水蒸気

爆発は発生していない。 

 FCI 実験では，水蒸気爆発のトリガーを発生させるために，高圧ガスを封入した装置

（KROTOS 実験では最大 20MPa のガスを封入可能な装置）を用いている。水蒸気爆発のトリ

ガーは粗混合粒子の周囲に形成される蒸気膜の崩壊に起因すると考えられており，トリガ

ー装置により圧力パルスを発生させ蒸気膜を不安定化させる効果があると考えられる。実

機条件では，このようなトリガー装置で発生させているような圧力外乱となる要因は考え

られない。また，溶融物がプール底部に接触することでトリガー要因となることが考えら

れるが，BWR の原子炉圧力容器外 FCI を模擬した COTELS 実験の実験装置では，BWR のペデ

スタル底部と同様に平板コンクリートを模擬した実験装置としており，実機条件と同様で

あるが水蒸気爆発は観測されていない。 

 また，実機条件では，水深が実験条件よりも深くなる可能性があるが，水深が深いこと

により，溶融物粒子が底部に到達するまでの沈降時間が長くなり，溶融物粒子が固化しや

すい状況となる。このため，溶融物粒子が底部に接触することで発生するトリガリングの

リスクは低減する可能性がある。 

以上より，BWR の実機条件において水蒸気爆発のトリガーとなる特段の要因は考えられな

いため，実機条件でも水蒸気爆発の発生リスクは十分小さいと考えられる。 

 上記の実験条件と実機条件の検討より，実機においては，格納容器の損傷に至る大規模

な原子炉圧力容器外水蒸気爆発の可能性は十分に小さいと考えられる。 
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(２) 水蒸気爆発の影響評価例 

 原子炉圧力容器外水蒸気爆発が発生した場合の影響について，JASMINE コード（水蒸気爆

発解析）及び AUTODYN-2D（構造物応答解析）を用いて水蒸気爆発が発生したという条件に

おける格納容器破損確率が評価されている[１１]。以下では，本資料の評価内容について考察

する。最初に，本評価における水蒸気爆発の発生確率の扱いについて整理する。この評価

の JASMINE コードによる水蒸気爆発解析では，水蒸気爆発に影響する粗混合融体質量が最

大となる時点で強いトリガリング（圧力外乱）を与えることで，水蒸気爆発の発生を模擬

している。即ち，水蒸気爆発のトリガーを恣意的に解析的条件として与えることで水蒸気

爆発を発生させている。したがって，本評価で示される格納容器破損確率は，水蒸気爆発

の発生（トリガー発生）確率を 1 と仮定した場合の格納容器破損確率の評価といえる。こ

れに対して実機では，前述のとおり，圧力外乱となるトリガー波が発生する要素はないと

考えられる。 

 次に水蒸気爆発が発生した場合の影響評価について整理する。本資料で示されている BWR

ペデスタル領域の評価における格納容器破損のフラジリティカーブでは，流体の運動エネ

ルギーが 1000MJ 以下の範囲の破損確率はほぼゼロとなっている。これに対して，本資料で

示されている JASMINE コードによる水蒸気爆発の不確かさ解析結果では，流体の運動エネ

ルギーは最大でも 200MJ 程度となっている。したがって，BWR ペデスタル領域における格納

容器破損確率は極めて小さいと考えられる。 

(３) 原子炉圧力容器外 FCI の圧力スパイクの影響因子 

 水蒸気爆発が発生しない場合でも，燃料炉心の冷却材への伝熱による水蒸気発生により

圧力スパイクが生じる。ここでは，原子炉圧力容器外 FCI の圧力スパイク影響因子につい

て，BWR の原子炉圧力容器外 FCI を模擬した COTELS 実験の実験結果を中心に検討する。各

ケースの圧力変化を図 3-9 に示す。COTELS 実験では，基本実験ケース（A1）に比較してコ

リウム量が少ない実験ケース（A4）では，デブリ保有熱量が少なく圧力上昇も低くなる傾

向がある。また，COTELS 実験では，サブクール度が大きいケース（A5, A6），プール水深が

大きいケース（A9）では，蒸気凝縮により圧力上昇が低くなる傾向がある。 

 粒子化割合については，COTELS 実験では水深は 0.4m であるが，ほとんどがプール水中で

粒子化した。また，FARO 実験では，水深が 1～2ｍであるが，高圧・飽和水の酸化物コリウ

ム実験では一部が粒子化し，高圧・飽和水のコリウムに金属成分を含んだ実験では全てコ

リウムが粒子化している。粒子化割合が大きいほうがプール水への伝熱量が多くなるため，

圧力上昇は高くなると考えられる。 

 粒子径については，COTELS 実験結果ではコリウム落下速度の大きいケース（A8, A10）で

は，基本実験ケース（A1）に比較して，粒子径が小さく初期圧力上昇幅も大きくなる傾向

がある。一方，FARO 実験では，粒子の質量中央径は比較的大きかったが，実験条件（初期

圧力，水深，コリウム落下速度，サブクール度）に対する依存性は低いと報告されている。

各UO2混合物実験の平均的な粒子径は，溶融物量の多いFARO実験では2.6～4.8mm[４]，COTELS

実験では 6mm 程度[７]である。 
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 以上の影響因子を BWR プラント体系で考えた場合，以下に分類できる。 

 格納容器下部（ペデスタル）領域のプール水の状態（サブクール度，水位） 

 溶融炉心の落下量及び粒子化（破損口径，粒子化割合，落下速度） 

 プール水とデブリ粒子との伝熱（デブリ粒子径）

(４) FCI と MCCI を考慮した格納容器下部水張りの考え方 

 炉心溶融が進展し炉外に溶融燃料が流出する場合，FCI と MCCI の影響緩和において，格

納容器下部への初期水張りが重要なマネジメントとなる。以下では格納容器下部への注水

による初期水張りの考え方について示す。 

 FCI の観点では，これまでの FCI 実験結果の知見から，BWR の実機条件では水蒸気爆発の

発生リスクは十分小さいと考えられる。しかし，万が一水蒸気爆発が発生したと想定する

と，水深が深いと粗混合が促進され，水蒸気爆発の規模が大きくなる可能性がある。 

 MCCI の観点では，種々の実験結果から，デブリ上面から除熱を向上させるため，原子炉

格納容器下部への水張り水深を深くすることにより，溶融炉心が落下時に粒子化され，粒

子状ベッドとして堆積することにより，デブリ冷却性を向上させることが影響緩和のため

に重要である。 

 以上より，水深が深い場合は，万が一水蒸気爆発が発生した場合の影響が大きくなる可

能性があるが，MCCI の影響を緩和する観点からは有利である。したがって，水蒸気爆発の

評価により格納容器の健全性に影響を与えないことを十分確認できる範囲で初期水張りの

水深を深くし，溶融炉心の粒子化を促進し，MCCI を緩和する運用とすることが得策と考え

られる。
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表 3-1 BWR 体系における原子炉圧力容器内水蒸気爆発の発生確率に関する見解 

原子炉圧力容器内水蒸気爆発 

に関する国際会議，文献 
BWR の原子炉圧力容器内水蒸気爆発に関する議論 

OECD/CSNI FCI 専門家会議 (1993)[１２] BWR の圧力容器下部プレナムは，制御棒案内管で密に占められている。そして，炉心

の広範囲でのコヒーレントなリロケーションは，炉心支持板の存在により起こりに

くいと考えられる。このような特徴によって，燃料－冷却材の粗混合のポテンシャ

ルが制限され，水蒸気爆発に起因する水－溶融物スラグの運動エネルギーを消失さ

せる可能性がある。従って，スラグにより破壊された圧力容器ヘッドのミサイルに

伴う格納容器破損は，PWRよりも BWR の方が起こりにくいと評価される。(T.Okkonen

等) 

NUREG/CR-5960 (1994)[１３] BWR の下部プレナムには，密に詰められた制御棒案内管があるため，炉内水蒸気爆発

問題の対象とならない。（T.G.Theofanous 等) 

SERG-2 ワークショップ (1996)[１４] 物理的なジオメトリは爆発的事象の発生に寄与しないため，BWR のαモード格納容器

破損確率は，おそらく PWR より小さい。(M.Corradini) 

OECD/CSNI FCI 専門家会議 (1997)[１５] 下部プレナム構造物の存在により，水蒸気爆発の影響を緩和する。 

現在の知見は，一般に BWR では炉内水蒸気爆発は格納容器への脅威とならない。

(O.Zuchuat 等) 
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表 3-2 ALPHA 実験の主要な実験条件及び実験結果[２]

試験名 試験ケース 溶融物組成 溶融物質量 (kg) 圧力(MPa) 水温度(K) 水深 (m) 外部トリガー 水蒸気爆発発生
機械的エネルギ
変換効率(%)

STX002 Fe-Al2O3 20 0.10 289 1.0 No Yes -

STX003 Fe-Al2O3 20 0.10 292 1.0 No Yes -

STX005 Fe-Al2O3 20 0.10 300 1.0 No Yes -

STX009 Fe-Al2O3 20 0.10 289 1.0 No Yes -

STX016 Fe-Al2O3 20 0.10 295 0.9 No Yes 0.86

STX017 Fe-Al2O3 20 0.10 286 0.9 No Yes 0.66

STX018 Fe-Al2O3 20 0.10 283 0.9 No Yes 3.33

STX001 Fe-Al2O3 10 0.10 293 1.0 No No -

STX010 Fe-Al2O3 10 0.10 297 1.0 No Yes -

STX013 Fe-Al2O3 10 0.10 284 1.0 No No -

STX014 Fe-Al2O3 20 0.10 372 1.0 No No -

STX008 Fe-Al2O3 20 1.60 288 1.0 No No -

STX012 Fe-Al2O3 20 1.60 290 1.0 No No -

STX015 Fe-Al2O3 20 1.00 282 1.0 No No -

STX006 Fe-Al2O3 20 0.10 298 1.0 No No -

STX011 Fe-Al2O3 20 0.10 290 1.0 No Yes -

STX019 Fe-Al2O3 20 0.10 281 0.9 No Yes 5.67

STX020 Fe-Al2O3 20 0.10 281 1.0 No No -

STX021 Fe-Al2O3 20 0.10 281 0.9 No Yes 4.05

ALPHA

実験ケース実験名
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 表 3-3 KROTOS 実験の主要な実験条件及び実験結果[３][４][５]

試験名 試験ケース 溶融物組成 溶融物質量 (kg) 溶融物温度（K)
圧力
(MPa)

サブクール度
（K）

水深 (m) 外部トリガー 水蒸気爆発発生
機械的エネルギ
変換効率(%)

K38 Alumina 1.5 2665 0.1 79 1.11 No Yes 1.45

K40 Alumina 1.5 3073 0.1 83 1.11 No Yes 0.9
K41 Alumina 1.4 3073 0.1 5 1.11 No No -
K42 Alumina 1.5 2465 0.1 80 1.11 No Yes 1.9
K43 Alumina 1.5 2625 0.21 100 1.11 No Yes 1.3
K44 Alumina 1.5 2673 0.1 10 1.11 Yes Yes 2.6
K49 Alumina 1.5 2688 0.37 120 1.11 No Yes 2.2
K50 Alumina 1.7 2473 0.1 13 1.11 No No -
K51 Alumina 1.7 2748 0.1 5 1.11 No No -

K32 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 3.0 3063 0.1 22 1.08 No No -

K33 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 3.2 3063 0.1 75 1.08 No No -

K35 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 3.1 3023 0.1 10 1.08 Yes No -

K36 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 3.0 3025 0.1 79 1.08 Yes No -

K37 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 3.2 3018 0.1 77 1.11 Yes No -

K45 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 3.1 3106 0.1 4 1.14 Yes No -

K46 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 5.4 3086 0.1 83 1.11 Yes Yes -

K47 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 5.4 3023 0.1 82 1.11 Yes No -

K52 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 2.6 3133 0.2 102 1.11 Yes Yes 0.02

K53 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 3.6 3129 0.36 122 1.11 Yes Yes 0.05

KROTOS

実験名 実験ケース
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表 3-4 FARO 実験の主要な実験条件及び実験結果[４]

試験名 試験ケース 溶融物組成 溶融物質量 (kg) 溶融物温度（K) 圧力(MPa) サブクール度 (K) 水深 (m) 外部トリガー 水蒸気爆発発生
機械的エネルギ
変換効率(%)

L-06 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 18 2923 5 0 0.87 No No -

L-08 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 44 3023 5.8 12 1.00 No No -

L-11 77wt.%UO2-19wt.% ZrO2-4wt.%Zr 151 2823 5 2 2.00 No No -

L-14 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 125 3123 5 0 2.05 No No -

L-19 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 157 3073 5 1 1.10 No No -

L-20 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 96 3173 2 0 1.97 No No -

L-24 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 177 3023 0.5 0 2.02 No No -

L-27 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 117 3023 0.5 1 1.47 No No -

L-28 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 175 3052 0.5 1 1.44 No No -

L-29 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 39 3070 0.2 97 1.48 No No -

L-31 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 92 2990 0.2 104 1.45 No No -

L-33 80wt.%UO2-20wt.%ZrO2 100 3070 0.4 124 1.60 Yes No -

FARO

表 3-5 COTELS 実験の主要な実験条件及び実験結果[７]

試験名 試験ケース 溶融物組成 溶融物質量 (kg)
圧力
(MPa)

サブクール度
（K）

水深 (m) 外部トリガー 水蒸気爆発発生
機械的エネルギ
変換効率(%)

A1 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 56.3 0.20 0 0.4 No No -

A4 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 27.0 0.30 8 0.4 No No -

A5 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 55.4 0.25 12 0.4 No No -

A6 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 53.1 0.21 21 0.4 No No -

A8 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 47.7 0.45 24 0.4 No No -

A9 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 57.1 0.21 0 0.9 No No -

A10 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 55.0 0.47 21 0.4 No No -

A11 55wt.%UO2-25wt.%Zr-5wt.%ZrO2-15wt.%SS 53.0 0.27 86 0.8 No No -

COTELS

実験名 実験ケース

実験名 実験ケース
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表 3-6 TROI 実験の主要な実験条件及び実験結果(1/2)[８] [９][１６][１７]

試験名 試験ケース
溶融物組成
(%)

溶融物質量
 (kg)

溶融物温度
(K)

圧力
(MPa)

水温度
(K)

水深
 (m)

外部
トリガー

水蒸気爆発発生
機械的エネルギ
変換効率(%)

1 ZrO2/Zr (99/1) 5 >3373 0.1 365 0.67 - Steam Spike -

2 ZrO2/Zr (99/1) 5.5 >3373 0.1 365 0.67 - No -

3 ZrO2/Zr (99/1) 4.88 >3373 0.1 323 0.67 - No -

4 ZrO2/Zr (99/1) 4.2 >3373 0.1 292 0.67 - Yes -

5 ZrO2/Zr (98.5/1.5) 2.9 3373 0.1 337 0.67 - Yes -

9 UO2/ZrO2 (70/30) 4.3 3200 0.1 296 0.90 - No -

10 UO2/ZrO2 (70/30) 8.7 3800 0.117 298 0.67 - Yes -

11 UO2/ZrO2 (70/30) 9.2 >3800 0.111 296 0.67 - No -

12 UO2/ZrO2 (70/30) 8.4 3800 0.11 293 0.67 - Yes -

13 UO2/ZrO2 (70/30) 7.7 　　　2600 (注1) 0.108 292 0.67 - Yes 0.40%

14 UO2/ZrO2 (70/30) 6.5 　　　3000 (注2) 0.105 285 0.67 - Yes -

17 UO2/ZrO2 (70/30) - No -

18 UO2/ZrO2 (78/22) 9.1 - - -

21 UO2/ZrO2 (80/20) 17.0 3000 0.110 298 1.30 No No -

22 UO2/ZrO2 (80/20) 17.0 2900 0.110 297 1.30 No No -

23 UO2/ZrO2 (80/20) 17.0 3600 0.110 293 1.30 No No -

24 ZrO2 9.5 3600 0.110 288 0.67 No Yes -

25 UO2/ZrO2 (70/30) 15.0 3500 0.110 287 0.67 No Steam Spike -

26 UO2/ZrO2 (80/20) 17.0 3300 0.106 283 0.67 No Steam Spike -

(注1) 参考文献[16]によれば温度計測に問題があり，実際には3500K程度以上と推測されている。
(注2) 参考文献[16]によれば二つの温度計が異なる最高温度（4000K，3200K）を示しており，計測の不確かさが大きいとされている。

TROI

実験名 実験ケース 
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表 3-6 TROI 実験の主要な実験条件及び実験結果(2/2)[８] [９] [１６] [１７]

試験名 試験ケース
溶融物組成
(%)

溶融物質量
 (kg)

溶融物温度
(K)

圧力
(MPa)

水温度
(K)

水深
 (m)

外部トリガー 水蒸気爆発発生
機械的エネルギ
変換効率(%)

29 UO2/ZrO2 (50/50) 11.5 - No -

32 UO2/ZrO2 (87/13) - No -

34 UO2/ZrO2 (70/30) 10.5 ～3000 341 0.67 Yes Yes 0.63

35 UO2/ZrO2 (70/30) 8 ～3000 0.110 334 1.30 Yes Yes 0.21

36 UO2/ZrO2 (70/30) 5.3 ～3000 305 0.95 Yes Yes 0.50

37 UO2/ZrO2 (78/22) 8.1 ～3000 0.104 313 0.95 Yes Yes 0.01

38 UO2/ZrO2 (78/22) 5.3 ～3000 0.105 288 1.30 - No -

39 UO2/ZrO2 (78/22) 3.4 ～3000 0.106 285 1.30 - No -

40 UO2/ZrO2 (70/30) 11.1 ～3000 0.312 287 1.30 - No -

49
UO2/ZrO2/Zr/Fe

 (62.3/15/11.7/11)
15.96 2730(3360) - - -

50
UO2/ZrO2/Zr/Fe

 (59.5/18/11.9/10.6)
14.46 - - -

51
UO2/ZrO2/Zr/Fe

 (60.5/16.7/12.1/10.7)

6.3
(14.2 load)

2695(3420) 0.115 294 1.30 Yes Yes -

52
UO2/ZrO2/Zr/Fe

 (61/16/12/11)

8.6
(14.1 load)

2650 0.116 285 1.30 Yes Steam Spike -

TROI

(注1) 参考文献[16]によれば温度計測に問題があり，実際には3500K程度以上と推測されている。
(注2) 参考文献[16]によれば二つの温度計が異なる最高温度（4000K，3200K）を示しており，計測の不確かさが大きいとされている。

実験名 実験ケース 
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表 3-7 SERENA 実験（フェーズ２）の主要な実験条件及び実験結果 [１９]

試験名 試験ケース
溶融物組成
(wt%)

溶融物質量
 (kg)

溶融物温度
(K)

圧力
(MPa)

水温度
(K)

水深
 (m)

外部トリガー 水蒸気爆発発生
機械的エネルギ
変換効率(%)

TS-1 UO2/ZrO2 (73.4/26.6) 15.4 ～3000 0.4 301 1.0 Yes Yes 0.12

TS-2 UO2/ZrO2 (68.0/32.0) 12.5 3063 0.2 334 1.0 Yes Yes 0.28

TS-3 UO2/ZrO2 (71.0/29.0) 15.9 3107 0.2 331 1.0 Yes Yes 0.22

TS-4 UO2/ZrO2 (81.0/19.0) 14.3 3011 0.2 333 1.0 Yes Yes 0.35

TS-5
UO2/ZrO2/Zr/U

 (76.0/18.3/5.0/0.7)
17.9 2940 0.2 337 1.0 Yes Steam Spike 0.06

TS-6
UO2/ZrO2/Fe2O3/FP

 (73.3/18.5/4.9/3.3)
9.3 2910 0.2 338 1.0 Yes Yes 0.66

KS-1 UO2/ZrO2 (70.0/30.0) 2.4 2969 0.4 302 1.1 Yes Yes 0.10

KS-2 UO2/ZrO2 (70.0/30.0) 3.9 3049 0.2 333 1.1 Yes Yes 0.08

KS-3 UO2/ZrO2 (70.0/30.0) 0.8 2850 - 332 1.1 Yes  -(注1)  -(注1)

KS-4 UO2/ZrO2 (80.0/20.0) 2.3 2958 0.2 332 1.1 Yes Yes 0.18

KS-5
UO2/ZrO2/Zr

 (80.1/11.4/8.5)
1.7 2864 0.2 327 1.1 Yes Energetic event

(注2)
 -
(注2)

KS-6
UO2/ZrO2/Fe2O3/FP

 (73.0/20.4/4.1/2.5)
1.7 2853 0.2 340 1.1 Yes Yes ～0

SERENA
（TROI/
KROTOS）

(注 1) 実験失敗 

(注 2) 計測失敗

実験名 実験ケース
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表 3-8 TROI 実験と実機条件の比較 

実験ケース
溶融物温度 

(過熱度)(注 1)

溶融 

ジェット径
水深 粒子化割合（注 2） 水蒸気爆発 

TROI-10 
3800K 

(900K) 
6.5cm 0.67m 約 60% Yes 

TROI-12 
3800K 

(900K) 
6.5cm 0.67m 約 60% Yes 

TROI-23 
3600K 

(700K) 
7.4cm 1.30m 約 80% No 

TROI-25 
3500K 

(600K) 
8.0cm 0.67m 約 50% Steam Spike 

実機条件 
～2600K 

(～300K) 
5～15cm 2.0m～ 約 60～100% - 

(注 1) 実験条件の過熱度は UO2/ZrO2の相図[１８]より固相線温度を約 2900K とした場合の概算値

      実機条件の過熱度は事故解析結果による下部プレナム部の溶融物（酸化物層）の過熱度の概算値 

(注 2) Ricou-Spalding 相関式（図 3-11）による概算評価値 
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出典：参考文献[２] p.371 Fig.1 

図 3-1 ALPHA 実験装置の概要 

出典：参考文献[２] p.380 Fig.8 

図 3-2 ALPHA 実験の圧力評価の例（STX016） 
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出典：参考文献[３] p.380 Fig.1 

図 3-3 KROTOS 実験装置の概要 

出典：参考文献[３] p.385 Fig.3 

図 3-4 KROTOS 実験の代表的圧力変化の例（K-37,K-42） 



5-2-20 

出典：参考文献[４] p.1999 Fig.1 

図 3-5 FARO 実験装置の概要 

出典：参考文献[６] p.229 Fig.6 

図 3-6 FARO 実験の圧力変化の例（L-14,L-19） 
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出典：参考文献[７] p.37 Fig.1 

図 3-7 COTELS 実験装置の概要 

出典：参考文献[７] p.38 Fig.2 

図 3-8 COTELS 実験の圧力変化の例（A1） 
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出典：参考文献[７] p.38 Fig.3 

図 3-9 COTELS 実験の各実験ケースの圧力変化 
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出典：参考文献[８] Appendix B. p.202 

図 3-10 TROI 実験装置の概要 
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図 3-11 Ricou-Spalding 相関式による粒子化割合のマップ

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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4. 不確かさに関する整理 

ここでは原子炉圧力容器外 FCI について，有効性評価の不確かさ評価を行う。なお，前

項で述べたように，原子炉圧力容器外 FCI における水蒸気爆発の発生可能性は低いことか

ら，ここでは圧力スパイクの評価について検討する。 

前項で示した既存 FCI 実験の知見の整理より，原子炉圧力容器外 FCI の圧力スパイクに

影響する因子の分類として以下が考えられる。 

・格納容器下部（ペデスタル）領域のプール水の状態（サブクール度，水位） 

・溶融炉心の落下量及び粒子化（破損口径，粒子化割合，落下速度） 

・プール水とデブリ粒子との伝熱（デブリ粒子径） 

また，実機体系では原子炉圧力容器下部領域の圧力変化が格納容器のドライウェル空間

に伝播される現象を伴うことから，影響因子として以下を追加する。 

・格納容器内での水蒸気の流動 

上記の影響因子の不確かさに対する感度解析を行うために，各影響因子の不確かさを解

析モデルで考慮する方法について以下に示す。 

(１) 格納容器下部（ペデスタル）領域のプール水の状態（サブクール度，水位） 

圧力容器下部のペデスタル領域の水温が高い場合には，水蒸気発生量が多くなり圧力ス

パイクは厳しくなる。なお，MAAP では，蒸気の上昇速度がフラッディング臨界速度よりも

大きい場合には，周囲の水が蒸気の流れによって巻き込まれ，巻き込まれた水蒸気の凝縮

により蒸気発生量が減少する効果がモデル化されている。ペデスタル領域の水は，ペデス

タルへの注水によって形成されるので，その水温はペデスタル注水温度に影響される。有

効性評価では，ペデスタル注水は外部水源から注水され，その水温は水源温度の実績値に

対して高めの温度を設定している。したがって，圧力スパイクを厳しくする保守的な水温

を設定しているが，本影響因子は解析モデルパラメータではないため，不確かさ評価は行

わない。 

ペデスタル領域の水位に対しては，水深が深いほうが溶融炉心の細粒化量が大きくなる

傾向がある。この場合，細粒化した粒子から水への伝熱量が多くなるので，圧力スパイク

は厳しくなる方向である。本影響因子は解析モデルパラメータではないため，不確かさ評

価は行わない。 

(２) 溶融炉心の落下量及び粒子化（破損口径，粒子化割合，落下速度） 

溶融炉心の落下量は，原子炉圧力容器の破損口径に依存する。原子炉圧力容器の破損は，

原子炉圧力容器下部の制御棒駆動機構ハウジングの溶接部が破損し，制御棒駆動機構ハウ

ジングが逸出することを想定している。原子炉圧力容器底部の口径が大きい貫通部として

制御棒駆動機構ハウジングを想定している。なお，MAAP では溶融物流出に伴う破損口の径
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方向侵食による破損口拡大も考慮されている。 

 細粒化量に関して，MAAP では Ricou-Spalding 式で評価される。Ricou-Spalding 式では，

エントレインメント量（細粒化量）を流入流体の速度（ジェット速度）と両流体の密度比

に関連させたモデルであり，液－液混合問題において広く利用されている相関式である。

落下する炉心溶融物は円柱ジェットで冷却材中に突入することを想定し，円柱ジェット外

周部の侵食として粒子化割合を評価している。円柱ジェットのエントレインメント速度

（m/s）は，次式で与えている。

dj

2
1

dj

w
oent uEm 














  (1) 

ここで， E o：エントレインメント係数

udj：ジェット速度 [m/s]

dj：ジェット密度 [kg/m3]

 w ：水密度 [kg/m3]

水中でのジェット速度を一定と仮定し，水面から垂直方向に積分すると，プール底部（水

深；Hpool）におけるジェット直径が(2)式のように得られる。
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 (2) 

(2)式を用いて，溶融ジェット断面の減少分が粒子化割合であるため，粒子化割合 ent は

次式のように計算される。 

2
o,dj

2
dj

2
o,dj

ent d
dd 

 (3) 

以上の評価式において，デブリ粒子化割合に影響するパラメータは，エントレインメン

ト係数，初期デブリ直径，圧力（僅かではあるが水の密度に影響）及びプール水深である。

このうち溶融物ジェット径は保守的に設定しており，また，プール水深は解析モデルパラ

メータではない。 

 エントレインメント係数については，MAAP では代表的な FCI の大規模実験である FARO 実

験に対するベンチマーク解析によって範囲を設定しており，推奨範囲は ～ とな

っているため，粒子化量の不確かさとしてエントレインメント係数の感度を確認する。FARO

実験条件は，水プールの水深は 0.87～2.05m，水プールのサブクール度は飽和～124K，雰囲

気圧力条件は 2～5.8MPa（高圧条件），0.2～0.5MPa（低圧条件）の範囲で行われており，一

方，実機条件では，格納容器下部の水位は 2～4m 程度，格納容器下部内の冷却材のサブク

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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ール度は，飽和～90K 程度，雰囲気圧力は 0.2MPa[abs]程度であることを考慮すると，実験

条件は有効性評価解析の特徴的な条件を概ね包絡しており，ベンチマーク解析で検討され

たエントレインメント係数の範囲で感度を確認すれば十分といえる。

溶融炉心の落下速度は，原子炉圧力容器内外の圧力差，溶融炉心の高さ（水頭）及び溶

融炉心の落下距離に依存する。原子炉減圧により原子炉圧力容器内外の圧力差が十分小さ

くなることから，圧力差の不確かさの影響は小さい。また，有効性評価では原子炉圧力容

器の下部プレナム部に全量に近い溶融炉心が堆積しており，原子炉圧力容器の破損位置も

原子炉圧力容器底部中心となっているため，溶融炉心の水頭が高い状態となっている。こ

の場合，溶融炉心の流出速度が大きく落下量も多くなるため，圧力スパイクの評価も厳し

くなる。したがって，溶融炉心の水頭の不確かさ評価は必要ない。一方，落下距離につい

ては，プール水位に不確かさがある。BWR-5,Mark-I 改良型格納容器プラントの例では，落

下距離の不確かさをプール水位の最大変動幅（3.4m）と仮定すると，ペデスタル底部から

原子炉圧容器底部までの距離（約 9.5m）の 4 割程度である。溶融炉心の落下速度が，落下

距離の平方根に比例すると考えると，落下速度の不確かさは 2 割程度である。式（１）よ

り溶融炉心の落下速度（ジェット速度）の不確かさはエントレインメント係数の不確かさ

として評価できる。また，落下速度の不確かさはエントレインメント係数の不確かさ幅に

包絡されている。したがって，溶融炉心の落下速度の不確かさの影響は，エントレインメ

ント係数の不確かさ評価で確認できるため，落下速度の不確かさ評価は行わない。 

(３) プール水とデブリ粒子との伝熱（デブリ粒子径） 

 水中でエントレインされた高温のデブリ粒子は，その周囲を蒸気膜が覆う状態となり，

デブリ粒子の熱伝達は膜沸騰熱伝達と輻射熱伝達に支配される。MAAP ではエントレインメ

ントしたデブリ粒子の温度を，これらの熱伝達を考慮した機構論的モデルにより計算する。

また，デブリ粒子から水への伝熱は，デブリ粒子の径に直接依存する。MAAP では，デブリ

粒子径はジェットの表面張力に依存するモデルにより計算される。デブリ粒子径の導出式

には，粒子径ファクタ（モデルパラメータ）が乗じられている。 

デブリの粒子径ファクタについては，MAAP では代表的な FCI の大規模実験に対するベン

チマーク解析によって範囲を設定しており，推奨範囲は ～ となっているため，デ

ブリ粒子の伝熱の不確かさは粒子径の不確かさとして考慮する。FARO 実験条件は，水プー

ルの水深は 0.87～2.05m，水プールのサブクール度は飽和～124K，雰囲気圧力条件は 2～

5.8MPa（高圧条件），0.2～0.5MPa（低圧条件）の範囲で行われており，一方，実機条件で

は，格納容器下部の水位は 2～4m 程度，格納容器下部内の冷却材のサブクール度は，飽和

～90K 程度，雰囲気圧力は 0.2MPa[abs]程度であることを考慮すると，実験条件は有効性評

価解析の特徴的な条件を概ね包絡しており，ベンチマーク解析で検討された範囲で感度を

確認すれば十分といえる。 

(４) 格納容器内での水蒸気の流動 

 FCI による圧力スパイクの評価の観点では，ペデスタル領域の開口部からドライウェル側

への気体の流れのモデルも不確かさの要因として考えられる。MAAP では，格納容器内の流

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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動は，ノード・ジャンクションモデルを適用しており，ペデスタル領域からドライウェル

領域への流れは，ノードの圧力，ジャンクションの圧力損失により，差圧流や臨界流とし

て扱われる。ジャンクションの圧力損失は，一般的な流動モデルを扱っていることから，

不確かさは小さいと考えられる。 

 以上の FCI の不確かさに関する整理結果を表 4-1 に示す。また，FCI における不確かさに

関するフローを図 4-1 に示す。 
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図 4-1 FCI における不確かさに関する流れ図 

プール水温 

FCI 

プール水位 

溶融炉心落下量 

溶融炉心落下速度

細粒化量

プール水とデブリ粒子の伝熱

格納容器内での水蒸気の流動

解析モデルパラメータではないため，感度解析
不要

解析モデルパラメータではないため，感度解析
不要

保守的な破損口径のため感度解析不要

エントレインメント係数

エントレインメント係数

デブリ粒子径

一般的な流動モデルで取り扱っており，不確か

さが小さく，感度解析不要
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表 4-1 FCI の不確かさに関する整理結果(1/2) 

影響因子 実機での実現象 解析上の取り扱い 感度解析条件

プール水温 ペデスタル注水の水温によりペデスタ

ル領域のプール水温が決まる。

ペデスタル注水の水温は，水源温

度の実績値に対して高めの温度

を設定している。

解析モデルパラメータではない

ため，感度解析は行わない。

プール水位 ペデスタル部の注水により水位が上昇

するが，水位がペデスタル部からドラ

イウェル部への開口部に到達すると，

プール水はドライウェル側に流出する

ため水位はこれ以上上昇しない。

有効性評価では，保守的に高めの

水位としてペデスタル部の開口

部下端まで水位があるとしてい

る（BWR-5, Mark-I 改良型格納容

器プラントの例）。

解析モデルパラメータではない

ため，感度解析は行わない。

溶融炉心落下量 破損口径と同じ径の大きさで炉心デブ

リが流出し，破損口も侵食すると想定

される。

破損口径と同じ径で炉心デブリ

が流出する。破損口の侵食も考慮

される。

原子炉圧力容器底部の口径が大

きい貫通部として制御棒ハウジ

ングを想定しているため感度解

析は不要。

溶融炉心落下速度 原子炉圧力容器内外圧力差，溶融炉心

の水頭，落下距離によって落下速度が

決まる。

原子炉圧力容器内外圧力差，溶融

炉心の水頭，落下距離によって落

下速度が決まる。 

エントレインメント係数 
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表 4-1 FCI の不確かさに関する整理結果(2/2) 

影響因子 実機での実現象 解析上の取り扱い 感度解析条件 

細粒化量 デブリジェット径が大きいため，

水中に落下する炉心デブリの内，

エントレインメントされる部分

はジェットの表面近傍に限られ

ると想定される。 

デ ブリジ ェットに 対し て，

Ricou-Spalding 式によって評価

される。 

エントレインメント係数 

プール水とデブリ粒子の伝熱 デブリ粒子から水へ膜沸騰伝熱

及び輻射熱伝達から伝熱量が決

まる。 

デブリ粒子から膜沸騰伝熱及び

輻射熱伝達を考慮したモデルに

よって評価される。 

デブリ粒子径 

格納容器内での水蒸気の流動 ペデスタル領域で発生した水蒸

気が圧力差と流動抵抗によりド

ライウェル領域へ移行すると想

定される。 

ノード・ジャンクションモデルに

従い，格納容器内を流れる水蒸気

量が評価される。 

一般的な流動モデルで取り扱って

おり，不確かさが小さく，感度解

析不要。 
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5. 感度解析と評価

4章において抽出したパラメータに関し，感度解析を実施し，有効性評価に対する影響度

合いを確認する。 

感度解析のベースケースは，BWR-5，Mark-I 改良型格納容器プラントにおける「高圧・低

圧注水機能喪失（原子炉圧力容器破損）」である。 

（１） Ricou-Spalding のエントレインメント係数 

a. 解析条件

Ricou-Spalding のエントレインメント係数は，ベースケースでは MAAP 推奨範囲

（ ～ ）のうちおよそ中間となる を設定しているが，感度解析ケー

スでは，MAAPの当該変数の推奨範囲のうち最大値と最小値 ， を設定する。

項目 エントレインメント係数 設定根拠

ベースケース MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース
MAAP 推奨範囲の最小値 

MAAP 推奨範囲の最大値

ベースケース 感度解析ケース

エントレインメント

係数を大きく（小さ

く）して細粒化割合が

大きく（小さく）なる

ように設定

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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b. 解析結果

図 5-1-1～5-1-2 にエントレインメント係数の感度解析結果を示す。 

ベースケースと感度解析ケースで，本パラメータの影響は原子炉圧力容器破損以

降に現れる。約 4.3 時間の時点で原子炉圧力容器の破損が発生しており，そのとき

の格納容器圧力の上昇は，感度解析ケース（最大値）の方が僅かに大きい結果とな

っている。また，格納容器下部水温については，原子炉圧力容器の破損に伴う溶融

炉心の落下時点での温度上昇は感度解析ケース（最大値）の方が僅かに高い結果と

なっている。これは，エントレインメント係数を大きくすることで細粒化が進み，

水との接触面積が大きくなり，水蒸気を短期間に発生させる効果があるためである。 

c. 評価

エントレインメント係数の圧力スパイクに対する感度は小さく，その不確かさが

有効性評価の結果に与える影響は小さい。 

（２） デブリ粒子径 

a. 解析条件

デブリ粒子径には不確かさがあり，粒子径が小さい場合に圧力スパイクが大きく

なると考えられる。粒子径ファクタは，ベースケースでは MAAP 推奨範囲（ ～

）のうちおよそ中間となる を設定しているが，感度解析ケースでは，MAAP

の当該変数の推奨範囲のうち最小値と最大値 ， を設定する。 

項目 粒子径ファクタ 設定根拠 

ベースケース MAAP 推奨範囲のノミナル値 

感度解析ケース 
MAAP 推奨範囲の最小値 

MAAP 推奨範囲の最大値 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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b. 解析結果

図 5-2-1～5-2-2 に，デブリ粒子径の感度解析結果を示す。 

粒子径ファクタは，原子炉圧力容器下部プレナム部の細粒化にも適用されてい

ることから，本解析には，原子炉圧力容器下部プレナム部の細粒化効果も含まれ

る。原子炉圧力容器下部プレナム部に関する考察は添付 1 にて行っており，原子

炉圧力への影響は僅かであることが確認されている。原子炉圧力容器の破損時刻

は，感度解析ケース（最小値）の方が僅かに早い結果となっている。これは，デ

ブリ粒子の径が小さくなることで下部プレナムに残留している冷却材の蒸発が早

くなり，結果として原子炉圧力容器の破損が早まっている。約 4.3 時間で原子炉

圧力容器の破損に至り，溶融炉心が格納容器下部に落下し，水蒸気発生に伴う圧

力上昇となり，感度解析ケース（最小値）の方が早く上昇する結果となっている。

これは，前述のとおり，感度解析ケース（最小値）の方が原子炉圧力容器の破損

が早くなるためであり，この時の圧力上昇幅を比較すると，ベースケースと感度

解析ケースとで大きな差はない。また，格納容器下部水温についても，原子炉圧

力容器の破損後の温度上昇幅はベースケースと感度解析ケースとで大きな差はな

い。 

c. 評価

デブリ粒子経の圧力スパイクに対する感度は小さく，その不確かさが有効性評

価の結果に与える影響は小さい。 

（３） 感度解析パラメータの組み合わせ 

 （２）で示したようにデブリ粒子径の圧力スパイクへの感度はほとんどない。この

ため，エントレインメント係数とデブリ粒子径の感度解析パラメータを組み合わせた

解析は，エントレインメント係数の保守側のパラメータの感度解析とほぼ同じとなる。 
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図 5-1-1 エントレインメント係数の感度解析（ドライウェル圧力）

図 5-1-2 エントレインメント係数の感度解析（格納容器下部水温）

格納容器限界圧力（854kPa[gage]（最高使用圧力の 2倍）） 

原子炉減圧に伴う圧力上昇 原子炉圧力容器破損に伴う

圧力上昇

格納容器下部注水開始

原子炉圧力容器破損に伴う

温度上昇
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図 5-2-1 デブリ粒子径の感度解析（ドライウェル圧力）

図 5-2-2 デブリ粒子径の感度解析（格納容器下部水温）

格納容器限界圧力（854kPa[gage]（最高使用圧力の 2倍）） 

原子炉減圧に伴う圧力上昇 原子炉圧力容器破損に伴う

圧力上昇

格納容器下部注水開始

原子炉圧力容器破損に伴う

温度上昇
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6. まとめ

原子炉圧力容器外における溶融燃料－冷却材相互作用については，これまでに実ウラン

を用いて種々の実験が行われているが，外部からの強制的なトリガーを与えない場合には

水蒸気爆発は発生しないという結果が得られている。外部トリガーを与えた場合でも水蒸

気爆発に至らなかったケースが複数確認されており，また，水蒸気爆発が発生した場合に

おいても機械的エネルギーへの変換効率は小さく，大規模な水蒸気爆発には至っていない。

したがって，実機において大規模な水蒸気爆発に至る可能性は極めて小さいと考えられる。 

原子炉容器外 FCI のうち，圧力スパイクへの影響因子について，実現象と解析モデルに

おける取り扱いに着目し，以下に挙げるものを抽出した。 

・ 格納容器下部（ペデスタル）領域のプール水の状態（サブクール度，水位） 

・ 溶融燃料の落下量及び粒子化（破損口径，落下速度，粒子化割合） 

・ プール水とデブリ粒子との伝熱（デブリ粒子径） 

・ 格納容器内での水蒸気の流動 

これらの項目について，不確かさの幅を考慮した感度解析を実施し，圧力スパイクに対

する影響を評価した結果，いずれの項目においても圧力スパイクに対する感度は小さく，

重大事故等対策の有効性評価に影響を与えないことを確認した。 
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付録 1 FARO 実験による MAAP の圧力スパイクモデル妥当性確認 

1. FARO 実験の概要

FCI の代表的実験である FARO 実験は，UO2/ZrO2/Zr 溶融混合物を噴出させ，装置下部

の冷却材との相互作用を検証する実験である。実験装置，実験条件及び実験結果の概要

は 3.1 章（３）FARO 実験に記載している。

2. MAAP コードによる FARO 実験の検証解析

MAAP コードでは，溶融炉心と冷却材の相互作用を計算し，圧力スパイクを取り扱うモ

デルに関するパラメータのうち，3 つのモデルパラメータが FARO実験のベンチマーク解

析によって妥当性を評価されている。溶融炉心のエントレインメント係数，

及び粒子径ファクタである。 

 エントレインメント係数は，ジェット速度と密度比から溶融炉心のエントレインメン

ト量を計算する際の係数であり，細粒化モデル(Ricou-Spalding モデル)に使用される。

エントレインメント量はプール水への伝熱量に寄与する。また，エントレインメント速

度（m/s）を求める下式からは，プール底部におけるジェット直径，ジェットの粒子化

割合が求められる。 

dj

2
1

dj

w
oent uEm 
















 粒子径ファクタは，ジェット表面からエントレインメントを受けた粒子の直径を計算

する際の係数である。計算された粒子径は，粒子の沈降速度やデブリ温度の計算に用い

られる。 

圧力スパイクモデルのベンチマーク解析における仮定を以下に示す。

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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 上記の仮定によって，解析結果と実験結果の比較には制限があるが，ピーク圧力の上

昇（すなわち，圧力スパイク挙動）と圧力の上昇速度については，比較が可能である。 

 付図 1～付図 12 に L-06, L-08, L-14, L-11 実験の圧力及びデブリ粒子径及び堆積デ

ブリ質量の実験結果と， MAAP 解析結果の比較図を示す。MAAP 解析結果は，3 つのパラ

メータに対して，最適値，最大値，最小値の組み合わせを用いて評価されている。また，

付表 1に L-06, L-08, L-14, L-11 実験の過熱度を示す。 

付表 1 FARO 実験における過熱度[２１]

実験ケース L-06 L-08 L-14 L-11 

過熱度[K] 63 163 263 100 

いずれの実験の圧力挙動も，MAAP解析結果では再現をみた。

 また，デブリ粒子径及び堆積デブリ質量についても，実験結果のデータは，エントレ

インメント係数及び粒子径ファクタを変化させた場合の MAAP 解析結果の範囲内によく

再現されている。

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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付図 1 L-06 実験結果/解析結果比較（圧力スパイク）[20]

付図 2 L-08 実験結果/解析結果比較（圧力スパイク）[20]

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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付図 3 L-14 実験結果/解析結果比較（圧力スパイク）[20]

付図 4 L-11 実験結果/解析結果比較（圧力スパイク）[20]

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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付図 5 L-06 実験結果/解析結果比較 （デブリ粒子径）[20]

付図 6 L-08 実験結果/解析結果比較 （デブリ粒子径）[20]

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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付図 7 L-14 実験結果/解析結果比較 （デブリ粒子径）[20]

付図 8 L-11 実験結果/解析結果比較 （デブリ粒子径）[20]

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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付図 9 L-06 実験結果/解析結果比較 （堆積デブリ質量）[20]

付図 10 L-08 実験結果/解析結果比較 （堆積デブリ質量）[20]

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。
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付図 11 L-14 実験結果/解析結果比較 （堆積デブリ質量）[20]

付図 12 L-11 実験結果/解析結果比較 （堆積デブリ質量）[20]

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に

属しますので公開できません。



5-2-46 

3. 結論

 MAAP コードでは，FCI に関わる圧力スパイク挙動はデブリジェットモデルで制御さ

れており，その妥当性確認は FARO 実験結果とのベンチマーク解析によって行われてい

る。FARO 実験結果の示す圧力スパイク挙動のピーク圧力，圧力上昇及びデブリ粒子径

について，MAAP コードはよく再現されており，その妥当性が確認されている。 
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１．まえがき 

 溶融炉心－コンクリート相互作用（MCCI）は，炉心溶融が進展し，溶融炉心が原子炉圧

力容器底部を溶融貫通し，格納容器下部のペデスタル床に落下した場合に発生する現象で

ある。MCCI が継続すると，格納容器構造の侵食や非凝縮性ガス（水素等）発生による格納

容器過圧により格納容器破損に至る可能性があり，重要な格納容器破損モードと考えられ

てきており，これまで種々の実験や解析モデルの開発が行われてきている。これまでは，

注水が無いドライ条件での MCCI挙動や溶融炉心上に注水した場合（Top Flooding）の MCCI

抑制効果を調べる研究が主に行われてきた。 

MCCI の緩和対策として，溶融炉心落下後に注水する以外に，溶融炉心落下前にペデスタ

ルに事前水張りするマネジメントが効果的とされており[1]，本有効性評価ではこの対策を前

提としている。事前水張りにより，溶融炉心が落下時に水中で粒子化され，溶融炉心が粒

子状ベッドとして堆積し，デブリ冷却性の向上が期待されるためである(図 1-1参照)。 

本資料では，国内外で実施された実験等による知見を整理するとともに，解析モデルに

関する不確かさの整理を行い，感度解析により有効性評価への影響を確認した。 

 

 

 

 

図1-1 ペデスタル事前水張りによるデブリ粒子化の概念 

 

冷却水

溶融炉心粒子化
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２．現象の概要 

MCCIは，溶融炉心が原子炉圧力容器下部を溶融貫通して格納容器床面に落下し，床面の

コンクリートと接触した場合に発生し，高温の溶融炉心によりコンクリートが加熱され熱

分解し溶融侵食される現象である。侵食が継続した場合，格納容器バウンダリの破損や格

納容器内支持構造の強度低下に至る可能性がある。また，コンクリートの熱分解により発

生する水蒸気及び二酸化炭素が溶融炉心内を通過する間に未酸化金属成分と反応して水素

や一酸化炭素等の非凝縮性の可燃性ガスが発生し，格納容器内の過圧や燃焼に至る可能性

がある。このような要因により格納容器破損に至る可能性があり，MCCIは重要な格納容器

破損モードと考えられている。MCCIを停止するためには，落下した溶融物（コリウム）を

冷却することにより，侵食限界に至る前にコリウムと接しているコンクリート温度を溶融

温度(約 1500 K)以下にすることが必要となる。 

国内 BWRでは，原子炉圧力容器破損前にペデスタルへ水張りを行い，下部ヘッドが破損

し溶融炉心が落下した際の溶融炉心の冷却を促進することにより，MCCIを緩和する対策を

採っている。ペデスタルに落下した溶融炉心は，水プール中を落下する際に，一部は粒子

化して水中にエントレインされ，残りは床面に落下して堆積し溶融プールを形成する。エ

ントレインされたデブリ粒子は，水中を浮遊しながら水へ膜沸騰による熱伝達が行われて

冷却され，クエンチし，溶融プール上に堆積し，粒子状ベッドを形成する。 

ペデスタル床に堆積した溶融炉心は，崩壊熱や化学反応熱により発熱しているが，水や

コンクリートへの伝熱により徐々に冷却され，溶融炉心温度が固化温度を下回ると固化す

る。溶融炉心の冷却の過程では，中心に溶融プール(液相)，外周部にクラスト(固相)が形

成される。溶融炉心上のプール水との伝熱は粒子状ベッドを介して行われるため，冷却効

果は，粒子状ベッドの冷却性に依存する。 

ペデスタルの溶融炉心と接触しているコンクリートは，溶融炉心からの熱伝達により加

熱され，その温度が融点を上回ると溶融し侵食される。この際にガス(水蒸気及び二酸化炭

素)及びコンクリートスラグが発生し，溶融炉心に混入されて化学反応（未酸化 Zrによる

還元反応）により，反応熱とともに水素や一酸化炭素が発生する。 

MCCIによるコンクリート侵食量は，溶融炉心から上部水プール，壁方向及び床方向のコ

ンクリートへの熱分配に支配される。国内 BWRの MCCI対策としている事前水張りをしてい

る場合には，溶融炉心上面からの除熱が支配的となるため，相対的にコンクリートへの熱

移行は抑えられ，コンクリート侵食量は抑えられる。この場合には，上面熱流束が重要と

なる。また，万一事前水張りできず，溶融炉心上面からの除熱が十分でない場合は，コン

クリートへの熱移行量が増え，コンクリート侵食量は大きくなる。この場合には，コンク

リートへの熱伝達が重要となる。 
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３．これまでの知見の整理 

本章では，MCCIに関する実験の概要及びそこで得られた知見に関して整理を行う。 

MCCIに関する実験としては，水による冷却を伴わない実験として米国アルゴンヌ国立研

究所（ANL）で実施された ACE実験[2][3]，米国サンディア国立研究所（SNL）で実施された

SURC実験[4]（国際標準問題 ISP-24[5]）及び独カールスルーエ研究所（KfK）で実施された

BETA実験[6]がある（付録１参照）。水による冷却を伴う実験（溶融物上に冷却水を注水した

実験）としては，SNLで実施された SWISS実験[7]及び WETCOR実験[8]，米国電力研究所（EPRI）

の主催で実施された MACE実験[3][9][10]，我が国の原子力発電技術機構（NUPEC）により実施

された COTELS実験[1][11]，OECDプロジェクトとして ANLにて行われた MCCI実験[10][12][13][41]

がある（付録２参照）。 

また，水中に溶融デブリを落下させ溶融物の粒子化を調べた実験としては，JRC-ISPRAに

て実施した KROTOS実験[14]や FARO実験[14]，NUPECにて実施した COTELS-FCI実験[1][15]，ス

ウェーデン王立工科大学（KTH）で実施された DEFOR実験[16]がある（付録３参照）。 

ペデスタルでの溶融物の拡がり実験としては，水による冷却を伴わないドライ条件での

実験として，国内 BWRを対象に BWR産業界が実施した SPREAD実験[19][20]や，EPRを対象とし

た実験が複数実施されており，ウェット条件での実験については実施例が少ないが，前述

の SPREAD実験や KTH の PULiMS実験[21]，ANLにて不均質に堆積させたデブリベッドの拡がり

を確認したセルフレベリング実験[22]が行われている。 

  各実験の詳細は付録資料にて示す。以下に，実機評価に関連する知見の概要を纏める。 

 

・ドライ条件でのコンクリート侵食 （付録１参照） 

 溶融炉心に注水が行われない場合の侵食速度は，ACE実験，SURC実験及び BETA実験で

確認されている。また，MAAPコードによる実験解析が行われており，解析で得られた侵

食速度は実験結果と良く一致している（1時間あたり 20cm程度）[23][34]。 

 

・ウェット条件（Top Flooding）でのコンクリート侵食 （付録２参照） 

SWISS実験，WETCOR実験，MACE実験では，溶融デブリ上面へ注水をした場合（Top 

Flooding）のコンクリート侵食実験が行われたが，結果として，デブリ上面に安定なハー

ドクラストが形成されてデブリ内への水の浸入を妨げ，コンクリート侵食が継続する結

果が得られた。コンクリート侵食が停止しなかった主な原因は，デブリ模擬物上面に形

成されたクラストが側壁（側壁に耐火物を採用した 1次元侵食実験）あるいは電極と側

壁の両者に固着し，クラストとその下のデブリ模擬物とが分離したことにより，デブリ

模擬物の効果的な除熱がなされなかったためであるとされている。 

COTELS実験では，溶融物の落下過程を含めて模擬した MCCI実験が実施され，結果とし

て，側壁侵食部に水が浸入し，コンクリート侵食が停止する結果が得られた。 

実機スケールで安定クラストが形成されるか否かを解明するため，OECD/MCCIプロジェ
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クトが行われ，クラスト強度，クラスト浸水，2次元コンクリート侵食挙動等を分離し，

効果的に調べる実験が実施された。その結果，実機スケールでは，安定クラストは形成

されず，ハードクラストは割れて水が内部に浸入し，MCCIにより発生したガスにより溶

融物がクラストの割れ目から噴出する火山型のクラストが形成されるとの結果が得られ

ている。また，CCI 実験結果から玄武岩系コンクリートに侵食の異方性が見られる結果が

得られている。 

これらの知見は，MCCI評価のためにはデブリから水プールやコンクリートへの熱伝達

の扱いが重要であることを示唆している。 

 

・水張りによる溶融物の粒子化 （付録３参照） 

溶融物ジェットが水中へ落下する場合の粒子化挙動については，FCI 実験等により確認

されている。粒子化割合は，主に水深やジェット径に依存し，粒径（質量中央径）は，

比較的大きく，実験条件（初期圧力，水深，コリウム落下速度，サブクール度）に対す

る依存性は低いと報告されている。各 UO2混合物実験の平均的な粒子径は，溶融物量の多

い FARO 実験では 2.6～4.8mm[14]，COTELS実験では 6mm程度[15]である。また，粒子化割合

を評価する解析モデルが提案されている（Ricou-Spalding相関式[25]や Saitoの相関式[26]

等）。 

 

・溶融物の拡がり （付録４参照） 

Mark-I型格納容器のシェルアタックに関する研究[17][18][19][20]により，事前水張りが，

溶融物の拡がりを抑制し，シェルアタック防止に有効であることが確認されるとともに，

溶融物の拡がりを評価する解析コードが作成されている。溶融物の拡がりには，デブリ

落下流量，デブリ成分，デブリ過熱度が主に影響することが示されている。KTHでは，水

中での溶融物の拡がり挙動と固化性状を調べる PULiMS実験[21]が実施され，溶融物の拡が

る過程は，流体力学と固化の２つの競合プロセスに支配されるとして，流体力学には重

力，慣性力，粘性力及び表面張力が影響し，固化には溶融物から周囲への熱伝達，崩壊

熱発生及び溶融物の相変化が影響するとして，実験と実機条件とを関連づけるスケーリ

ング則の提案[20][27][28]が行われている。また，独カールスルーエ研究センター（FZK）に

おいて KATS実験[23][29][30]が実施され，溶融物の放出速度が比較的高い場合は，冷却材の

有無によらず同様な拡がり挙動になることが示されている。溶融物の拡がり挙動の解析

のために，種々の解析コードが提案されており，実験データを元に検証が行われている。

3次元の拡がり評価も行われており，比較的広いペデスタルをもつ ABWR（ペデスタル半

径約 5.3m）の溶融物拡がり評価が実施され，床上に水がある場合でも，床全面に溶融物

が拡がることが示されている[40]。 

また，ANLでのセルフレベリング実験[22]により，水プール中に不均質に堆積させた粒子

状ベッドにおいて，内部沸騰によって短時間でベッドの厚さが均一化されることが示さ
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れている。 

 

・粒子状ベッドの冷却性 （付録５参照） 

 粒子状ベッドの冷却性については，ドライアウト熱流束が種々の実験で確認されてお

り，主に粒子径に依存するとの結果が得られている。また，ドライアウト熱流束を評価

する解析モデルがいくつか提案されているが，Lipinski0-Dモデル[24][31][32][33]が広く使わ

れている。 
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４．評価モデルと不確かさに関する整理 

本章では，MCCI評価に使用している解析モデルと想定される不確かさについて整理する。 

  

4.1 MCCI評価モデル 

MCCI評価には，MCCI 現象を扱え，溶融炉心落下や注水によるデブリ冷却効果を評価でき

る MAAPコード[34]を使用している。以下に，MCCI伝熱モデルの概要を示す（図 4-1参照）。 

 

コリウムの構成 

・ 均質に溶融したプールを形成すると仮定。 

・ 上部，下部及び側面にクラスト層を仮定。 

クラストの生成 

・ クラストのエネルギーバランス（溶融プールからの伝熱，水プール・コンクリート

への伝熱）によりクラスト厚さの変化率を計算。 

コンクリートの侵食 

・ コンクリート表面から侵食深さ方向に１次元熱伝導を解き温度分布を計算。 

・ コンクリート溶融温度（入力値：1500K）以上で侵食開始。 

・ 溶融炉心からの伝熱量と分解／溶融潜熱により侵食量を評価。 

・ コンクリート分解による自由水・結合水・CO2の発生を考慮し，溶融コリウム中で

の化学熱力学平衡計算により金属との反応，H2およびCO発生を評価。反応熱は，溶

融炉心の崩壊熱に加算される。 

伝熱モデル 

・ 溶融炉心－コンクリート間の熱伝達； 溶融プールからクラスト層への対流熱伝達

量とクラスト内崩壊熱の和で熱流束が与えられる。溶融プールからクラスト層への

対流熱伝達は，粘性に影響されるため，固化割合に応じて補正されている。溶融炉

心から床方向及び側面方向のコンクリートへの熱流束を以下に示す。 

床方向の熱流束 𝑞𝑑 = ℎ𝑑 (𝑇𝑓 − 𝑇𝐹,𝑚) + 𝑞𝑣 ∙ 𝑋𝑐𝑑 

ℎ𝑑 = ℎ𝑑0(1 − 𝑓𝑠)𝑛 

壁方向の熱流束   𝑞𝑠 = ℎ𝑠 (𝑇𝑓 − 𝑇𝐹,𝑚) + 𝑞𝑣 ∙ 𝑋𝑐𝑠 

ℎ𝑠 = ℎ𝑠0(1 − 𝑓𝑠)𝑛 

ここで， 

𝑞𝑑，𝑞𝑠： 床方向及び側面方向の熱流束 [W/m2] 

ℎ𝑑，ℎ𝑠： 溶融プールからクラスト層への対流熱伝達係数 [W/m2-K] 

ℎ𝑑0，ℎ𝑠0： 溶融プールが完全な液相の場合の対流熱伝達係数 [W/m2-K] 

𝑓𝑠： 固化割合 [－] 

𝑛： 固化効果項の指数 [－] 

𝑇𝑓： 溶融プールの温度 [K] 
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𝑇𝐹,𝑚： デブリ融点 [K] 

𝑞𝑣： 体積発熱率 [W/m3] 

 𝑋𝑐𝑑， 𝑋𝑐𝑠： 床面及び壁面のクラスト厚さ [m] 

対流熱伝達係数ℎ𝑑0及びℎ𝑠0は，BETA実験（2次元侵食実験）のベンチマーク解析[23][34]

を元に，それぞれ     と     が，固化効果項の指数 𝑛は，  が推奨

されている。 

・ クラストの伝熱と厚さ； クラストのエネルギーバランス（溶融プールからの伝熱，

水プール・コンクリートへの伝熱）によりクラスト厚さの変化率が計算されている。

側面方向及び床方向の溶融プールからの対流熱伝達係数が異なるため,下部クラス

トと側面クラストの厚さも異なる。内部発熱を考慮し，下部クラスト,側面クラスト,

上部クラストは放物線状の温度分布が仮定されている。クラスト成長の結果，溶融

プールからの熱とクラスト内発生熱をコンクリートへ伝達できなくなると，クラス

ト内側で溶融が生じ，クラストは薄くなる。逆に,クラストが十分に薄く,溶融プー

ルからの熱とクラスト内発生熱以上を伝達できれば，凝固が生じ，クラストは厚く

なる。 

・ 上部クラスト－水プール間の熱伝達； デブリが冠水されて表面温度が十分低下す

ると,上部クラストはクエンチ層として扱われ，以下の Kutateladze型の水平平板限

界熱流束相関式が適用される。このクエンチ熱流束は,デブリ平均温度が水の飽和温

度以上である場合に適用される。 

   25.05.0

glgfgchfchf ghFq    

        ここで， 

     chfq ：熱流束 [W/m2] 

chfF ：係数 [－]（ユーザー入力） 

fgh ：蒸発潜熱 [J/kg] 

g ：蒸気の密度 [kg/m3] 

l ：水の密度 [kg/m3] 

 ：表面張力 [N/m] 

g：重力加速度 [m/s2] 

 

係数 chfF と熱流束 chfq の関係を図4-2に示す。係数 chfF のデフォルトは0.1が使われ

ており，この場合熱流束 chfq は大気圧状態で800kW/m2程度となる。 

 デブリ平均温度が水の飽和温度と等しくなると(デブリクエンチ)，水プールへの

熱流束は，デブリの崩壊熱が全て水プールへ伝達されるとして計算され，上記限界

熱流束相関式は適用されない。デブリクエンチ後は，デブリからコンクリートへの

熱伝達は発生しなくなるため，デブリと接しているコンクリート温度が侵食温度以

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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下となり，コンクリートの侵食は停止する。 

 

 

    

図 4-1 MAAPコードの MCCI伝熱モデル概要 

 

 

図 4-2 MAAPコードのデブリ上面の熱流束を与える 

Fchf入力と限界熱流束の関係 
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4.2 MCCI評価における不確かさの整理 

 MCCIの過程毎に不確かさ要因を整理する。MCCIは以下の過程で段階的に進展する。 

① 原子炉圧力容器下部ヘッド破損過程 

② 溶融物の落下・堆積過程 

③ MCCI進行と注水によるデブリ冷却過程 

 各過程での物理現象及び解析モデルに関し，不確かさ要因を整理し，感度解析が必要な

パラメータを確認する。 

 

(1) 原子炉圧力容器下部ヘッド破損過程 

この過程の不確かさは，下部ヘッドの破損面積や溶融炉心の流出量となる。それぞれに

ついて，評価モデルと評価条件の考え方を示す。 

 

下部ヘッド破損面積 

評価モデル： MAAP コードでは，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損や下部ヘッド

クリープ破損等の種々の下部ヘッド破損モードがモデル化されており，最も早く破損条件

に至った破損モードにより破損が生じる。破損面積は，溶融物流出に伴う破損口の径方向

侵食による拡大も考慮されている。 

評価条件： MAAP 解析結果から，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損による制御棒

駆動機構ハウジングの逸出が最も早く発生する。これにより約 15cm径の破断口が下部ヘッ

ドに開き，下部プレナム内の溶融炉心がペデスタルに落下することになる。他の下部ヘッ

ド貫通部が破損してもこれ以上の破損サイズにはならないことから，制御棒駆動機構ハウ

ジングの逸出が最も厳しい条件となっている。なお，制御棒駆動機構ハウジング溶接部が

破損しても外部サポートが設置されている場合には，制御棒駆動機構ハウジングの逸出は

起きにくいと考えられるため，この扱いは保守的である。 

 

溶融炉心の落下量 

評価モデル： 溶融炉心流出流量は駆動差圧として原子炉圧力容器内とペデスタルとの

圧力差に水および溶融炉心の水頭圧を考慮して計算されている。 

評価条件： MAAP 解析結果から，下部ヘッド破損前には全炉心相当の溶融炉心が下部プ

レナム内に堆積した状態になっている。この状態に至る前には，以下の過程が起こる。即

ち，溶融炉心が下部プレナムへ落下を開始すると，下部プレナム水により溶融炉心が冷却

される。また，制御棒案内管内にも水が溜まっており，溶融炉心の冷却のヒートシンクに

なる（図 4-3参照）。下部プレナムや制御棒案内管内の水が蒸発して喪失すると，制御棒案

内管の温度が上昇し溶融に至る。制御棒案内管は炉心重量を支持しているために，制御棒

案内管の溶融が起こると，炉心の支持機能が喪失し，全炉心が下部プレナムへ落下する。

その後，制御棒駆動機構ハウジング溶接部の破損が起こり，溶融炉心の放出が開始する。



 

 

5-3-10 

以上のような過程の結果，下部ヘッド破損時に，下部プレナム内に堆積している全炉心相

当の溶融炉心が流出することになり，溶融炉心の落下流量としては，最も厳しい条件となっ

ている。 

 

以上に示したように，下部ヘッドの破損面積や溶融炉心の流出量について，いずれも最

も厳しい条件が使用されているため，特に感度解析を行う必要はない。 

 

 

 

図 4-3 炉心部から下部プレナム内への溶融炉心の移行状態を示す模式図 
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(2) 溶融物の落下・堆積過程 

この過程では，下部ヘッドが破損し，溶融炉心が事前水張りされたペデスタルへ落下す

るため，溶融炉心が水中で粒子化することが想定され，粒子化されない溶融炉心はペデス

タル床に溶融プールとして堆積する。この過程では，溶融炉心の水中での粒子化に不確か

さが想定される。 

溶融炉心の粒子化 

評価モデル： MAAP コードでは，粒子化割合は，Ricou-Spaldingモデル[25]で計算される。

Ricou-Spalding モデルは，エントレインメント量（粒子化量）を流入流体の速度（ジェッ

ト速度）と両流体の密度比に関連させたモデルであり，液液混合問題において広く利用さ

れている相関式である。落下する溶融炉心は円柱ジェットで冷却水中に突入することを想

定し，円柱ジェット外周部の侵食として粒子化割合を評価している。 

円柱ジェットのエントレインメント速度 ment（m/s）は，次式で与えている。 

 dj

dj

w
oent uEm

2
1



















 (1) 

ここで，E
o
：エントレインメント係数 

u
dj ：ジェット速度 [m/s] 


dj ：ジェット密度 [kg/m3] 


w
：水密度 [kg/m3] 

水中でのジェット速度を一定と仮定し，水面から垂直方向に積分すると，プール底部（水

深：H
pool ）におけるジェット直径が(2)式のように得られる。 

 d d E H
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  (2) 

(2)式を用いて，溶融ジェット断面の減少分が粒子化割合であるため，次式のように計算

される。 

 
ent

dj o dj

dj o

d d

d



,

,

2 2

2
 (3) 

ここで， djd ：プール底部におけるジェット径 [m] 

0,djd ：プール水面におけるジェット径 [m] 

ent ：水中における粒子化割合 [-] 

以上の評価式において，デブリ粒子化割合に影響するパラメータは，エントレインメン

ト係数，溶融ジェット径及びプール水深であり，このうちモデルパラメータとしてエント

レインメント係数と溶融物ジェット径に不確かさが想定される。 

エントレインメント係数については，MAAPでは代表的な FCIの大規模実験である FARO実

験に対するベンチマーク解析[34]によって範囲を設定しており，不確かさ範囲は，      ～ 

となっている。FARO実験条件[14]は，水プールの水深は 0.87～2.05m，水プールのサブ

クール度は 0（飽和）～124K，雰囲気圧力条件は 2～5.8MPa（高圧条件），0.2～0.5MPa（低

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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圧条件）の範囲で行われており，一方，実機条件では，水深は 2～4m 程度，水プールサブ

クール度は飽和～90K程度，雰囲気圧力は 0.2MPa[abs]程度であることを考慮すると，実験

条件は有効性評価の特徴的な条件を包絡しており，ベンチマーク解析で検討されたエント

レインメント係数の範囲内で感度を確認すれば十分といえる。 

評価条件： MAAP 解析ではエントレインメント係数のデフォルト値として      が使用

されており，これは実験解析により確認された不確かさ範囲の代表値となっている。 

溶融物ジェット径は，下部ヘッド破損口径により決まることから，前述のように大きい

値としている。これは，粒子化割合を小さめにする扱いをしていることになる。 

因みに，Ricou-Spalding 相関式を使用して，実機で想定される水張り水深 2m, 溶融物

ジェット径 0.15mの条件の場合で 63%程度が粒子化される（図 4-4参照）。[33] 

 

以上のことから，エントレインメント係数については，不確かさ範囲が設定されており，

溶融炉心が水中に落下した際の粒子化割合とその過程での蒸気発生やデブリ粒子の酸化に

よる水素発生に影響することから，不確かさ範囲内で感度解析を実施する。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-4 Ricou-Spalding相関式による粒子化割合のマップ[33] 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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(3) MCCI進行と注水によるデブリ冷却過程 

この過程では，溶融炉心の拡がり，デブリベッドの冷却性，コンクリート侵食に不確か

さが想定される。 

 

溶融炉心の拡がり 

評価モデル： MAAP コードでは，落下した溶融炉心はペデスタル床上に均一に拡がると

仮定している。 

評価条件： Mark-Ⅰ型格納容器のシェルアタックに関する研究[17][18][19][20]によれば，水

張りが無いと溶融炉心は格納容器シェル壁（拡がり距離 7m程度）まで到達するが，水張り

があれば溶融炉心の拡がりは抑えられ，拡がり距離は落下量等にも依存するが 5m程度とな

る結果が得られている。有効性評価で想定している制御棒駆動機構ハウジングの逸出を想

定すると，ABWR（ペデスタル半径約 5.3m）で床上に水がある場合でも，床全面に溶融物が

拡がることが示されている[40]（付録４(5)a）参照）。また，PULiMS実験より妥当性が確認さ

れているスケーリング則に BWR の溶融炉心落下条件を適用して，水中での溶融物の拡がり

距離を評価すると，約 18mとなる（付録４(5)b）参照）。ペデスタル半径が，ABWRが約 5.3m，

Mark-Ⅰ改良型格納容器が約 3.2m であることを考慮すると，水張りをしている場合でも溶

融炉心は，床全面に拡がる可能性が高いと考えられる。これは，溶融物の拡がりに影響す

る因子のうち，主に溶融炉心落下流量が大きい（全炉心相当の溶融炉心が 1 分程度で落下

することを想定）ことによるものと考えられる。また，均一に拡がった方が，側壁に接す

る溶融炉心の堆積高さが高くなるため，側壁侵食を評価する観点から保守的な扱いとなっ

ている。 

以上より，MAAP コードの均一堆積の扱いは妥当と考えられ，不確かさも小さいと考えら

れるため，感度解析は行わない。 
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デブリから水への熱伝達 

デブリベッドから水への熱流束は，溶融炉心上面の性状により大きく影響されるため，

大きな不確かさが想定される。 

評価モデル： 溶融炉心上面から水への熱流束は，上部クラスト－水プール間の熱伝達

モデルである Kutateladze 型の水平平板限界熱流束相関式の係数 Fchf を調整することによ

り評価可能である。 

評価条件： 事前水張り対策により溶融炉心の一部は粒子化して，デブリ上部に粒子状

ベッドを形成し，下部には粒子化しなかった溶融炉心が溶融プールを形成すると想定され

る。これは，水中に溶融炉心を落下させた実験的知見[14][15][16]（付録３参照）から，安定ク

ラストは形成されず，粒子状ベッドが形成されていることから妥当と考えられる。なお，

SSWICS 実験では，コンクリートがデブリに含有されると上面熱流束が低下する結果が得ら

れているが，これは火山型クラストが形成された場合の知見であり，粒子状ベッドに対す

る知見ではないと判断される。 

デブリ上面に粒子状ベッドが形成されることを想定し，MAAP コードのデブリ上面から水

への熱伝達のモデルパラメータである Kutateladze 係数 Fchf を変えることにより，粒子状

ベッドの冷却性の不確かさの評価を行う。ここでは，Lipinski 0-Dモデル[24]を使用して粒

子状ベッドのドライアウト熱流束の不確かさを評価した。主なパラメータは，粒子径，ポ

ロシティ，堆積高さ，圧力であり，以下のように想定する。 

・ 粒子径は，これまでの実験等の知見により 3～7mm と報告されているため[33]，この

範囲を不確かさの範囲と想定する。 

・ ポロシティは，概ね 0.3 以上が報告されているが[33]， 粒子の充填状態の幅を考慮

して，0.26（面心立方格子，最稠密），0.32（体心立方格子），0.4（MAAP 標準値），

0.48（単純立方格子）の範囲を想定する（図 4-5参照）。 

・ 粒子状ベッドの堆積高さは，全炉心相当が落下した場合の堆積高さは 1m以上となる

が，破損口径の拡大を考慮しても 33%以上の粒子化が想定されるため，0.3m 以上と

する。 

・ 圧力は，MCCI が発生する時間では格納容器圧力は 0.4MPa[abs]以上となっているた

め（図 4-6a,図 4-6b参照），0.4MPa[abs]以上とする。 

Lipinski 0-Dモデルによる評価結果を以下に示す。 

・ 図 4-7a にドライアウト熱流束の圧力依存性を示す。上記のパラメータの範囲から，

粒子径 3mm，ポロシティ 0.32の熱流束特性が，現実的な範囲内で保守側の特性と想

定され，そのときの熱流束は，大気圧状態で 800 kW/m2 程度となる。また，圧力が

0.4MPa[abs]以上での下限値としては，ポロシティの最も小さい 0.26のケースで 800 

kW/m2程度のドライアウト熱流束となっている。 

・ 図 4-7bにドライアウト熱流束の粒子径依存性を示す。粒子径が 3mm以上での下限値

としては，ポロシティの最も小さい 0.26 のケースで 800 kW/m2程度のドライアウト
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熱流束となっている。 

・ 図 4-7c にドライアウト熱流束の粒子ベッド高さ依存性を示す。粒子ベッド高さが，

0.3m以上ではドライアウト熱流束はほとんど変化がなく，下限値としては，ポロシ

ティの最も小さい 0.26のケースで 800 kW/m2程度のドライアウト熱流束となってい

る。 

以上の評価結果より，有効性評価条件として，大気圧状態で 800 kW/m2で圧力依存性を考

慮した上面熱流束を使用することは，妥当と判断される。また，デブリ上面熱流束の不確

かさの下限値は，800 kW/m2程度と考えられるため，粒子径やポロシティ等の不確かさによ

る上面熱流束の不確かさの影響を確認するため，800 kW/m2一定を仮定した感度解析を実施

する。 

 

 

       

     体心立方格子            面心立方格子（最稠密） 

    （ポロシティ 0.32）         （ポロシティ 0.26） 

 

図 4-5 粒子の格子配列とポロシティ 
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図 4-6a MCCI評価時の格納容器圧力 

 

 

図 4-6b MCCI評価時の溶融炉心温度 

格納容器限界圧力（854kPa[gage]（最高使用圧力の 2 倍）） 

原子炉圧力容器破損 

下部プレナムへの溶融炉心落下 

格納容器代替スプレイ作動による圧力変化 

原子炉圧力容器破損 
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図 4-7a 圧力とドライアウト熱流束の関係 

（Lipinski 0-Dモデル） 

 

 
図 4-7b 粒子径とドライアウト熱流束の関係 

（Lipinski 0-Dモデル） 
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図 4-7c 粒子状ベッド高さとドライアウト熱流束の関係 

（Lipinski 0-Dモデル） 
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コンクリート侵食 

コンクリートの種類（玄武岩系や石灰岩系）により，侵食挙動やガス発生挙動が異なる。

また，玄武岩系コンクリートに関しては，壁方向と床方向の侵食量に相違が見られる知見

が出ている。床方向に大きく侵食する結果（付録１(3) BETA 実験参照）と壁方向に大きく

侵食する結果（付録２(5)OECD/MCCI 実験の CCI-1/3 実験参照）があり，この侵食の異方性

は，未だ十分な理解が得られておらず，現状モデルでも扱われていない。また，実験では

ドライ条件において侵食の異方性が確認されており（CCI-1/3実験では，最初ドライ条件で

侵食させている），実機のウェット条件でもこの侵食の異方性が発生するかは不明であるが，

念のためモデルパラメータの感度解析により，この侵食異方性の影響を検討する。 

評価モデル： 

・ コンクリート表面から深さ方向に１次元熱伝導を解き温度分布を計算している。 

・ クラスト- コンクリート界面の温度がコンクリート融点以上である場合にコンク

リート侵食が計算される。 

・ コリウムからの伝熱量と分解／溶融潜熱により侵食量を評価する。 

・ コンクリート分解による自由水・結合水・CO2の発生を考慮し，溶融コリウム中での

化学熱力学平衡計算による未酸化金属との反応によりH2およびCO発生が計算される。

反応熱は，溶融炉心の崩壊熱に加算される。 

評価条件： 

 コンクリートの種類には，玄武岩系や石灰岩系があり，プラントに使用されているコン

クリートの種類により組成や物性値を使い分けている。表 4-1 にコンクリートの物性値，

表 4-2にコンクリートの組成例を示しており，これらを MAAPの入力としている。融点は石

灰岩系コンクリートの方が高いが，比熱は石灰岩系コンクリートの方が小さい。コンクリー

ト成分は骨材（aggregate）の種類に影響され，玄武岩系コンクリート（Basaltic）の成分

は SiO2が主体であるが，石灰岩系コンクリート（Limestone）では，CaCO3が主体である。 

コンクリートの侵食モデルは，主に SURC 実験や ACE/MCCI 実験の 1 次元侵食の実験や，

BETA実験の 2次元侵食のドライ実験に対して検証されている（付録１参照）。なお，コンク

リート侵食モデルは，コンクリート表面から侵食深さ方向に一様に侵食する扱いをしてい

るのに対し，実験で得られた侵食深さは，一般的に侵食面で一様ではない。このため，コ

ンクリート侵食モデルの検証では，実験の平均的な侵食深さと比較して侵食速度が良く一

致していることが確認されている。 

侵食面での侵食の不均一性と MAAPコードの一様侵食との関係を見るため，SURC-4実験（1

次元侵食）に対する MAAPコードのベンチマーク解析で得られた侵食深さに対して，実験で

得られた侵食深さがどの程度の幅にあるかを確認した結果を図 4-8 に示すが，実験で得ら

れた侵食深さは，MAAPコードによる予測侵食量に対して概ね±20%程度の範囲にある。同様

に BETA-V5.1実験（2次元侵食）に対して確認した結果を同図に示すが，この場合も概ね±

20%程度の範囲にある。従って，実験における侵食面での侵食深さは，MAAPコードによる予
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測侵食量の概ね±20%程度の範囲にあると考えられる。 

また，壁方向と床方向の 2 次元侵食を調べる OECD/MCCI プロジェクトの CCI 実験では，

石灰岩系コンクリート（CCI-2 実験）と玄武岩系コンクリート（CCI-1 実験，CCI-3 実験）

の侵食挙動が調べられている。 

石灰岩系コンクリート（CCI-2実験）では，壁方向と床方向に等方的に侵食している。一

方，玄武岩系コンクリート（CCI-3実験）では，壁方向と床方向の侵食の異方性が確認され

ており（付録２参照），玄武岩系コンクリートの壁方向と床方向の侵食速度の相違から，壁

方向の熱流束が，床方向の熱流束の約 4 倍程度大きいと推定されている。なお，同様に玄

武岩系コンクリートが使われた CCI-1 実験では，加熱条件が他の実験と異なり高く設定さ

れていたため，代表性があるとは見なされず，侵食挙動の分析やベンチマーク解析には，

CCI-3実験の結果の方が使われている。玄武岩系コンクリートの壁方向と床方向の侵食の異

方性のメカニズムに関しては，明確な理解は得られていないが，CCI-3 実験に対する MAAP

コードのベンチマーク解析[35]において，壁方向への熱流束が床方向の 4 倍程度大きくなる

ように溶融プールからの対流熱伝達係数を設定することにより，実験の侵食挙動と良く一

致する解析結果が得られている（図 4-9参照）。この場合も，実験の侵食深さは，MAAPコー

ドの予測侵食量に対して，上記の SURC-4実験及び BETA-V5.1実験のベンチマーク解析で設

定した 20%以内の侵食深さに収まっている。 

以上の MAAPコードのベンチマーク解析の分析から，コンクリート侵食の不確かさについ

て，以下のことが言える。 

 侵食面における侵食深さのばらつきの範囲は，MAAP コードの予測侵食量の 20%以内

に入っている。 

 玄武岩系コンクリートの壁方向と床方向の侵食の異方性は，MAAP コードにおいて溶

融プールからの対流熱伝達係数を変更することにより予測可能である。その場合も

侵食のばらつきの範囲は，MAAPコードの予測侵食量の 20%以内に入っている。 

以上のことから，コンクリート侵食の不確かさに関して，侵食面における侵食深さの不

均一性については，概ね MAAP コードによる予測侵食量の 20%の範囲内であることがわかっ

た。一方，玄武岩系コンクリートの壁方向と床方向の侵食の異方性については，実機にお

ける影響の確認のため感度解析が必要と考えられ，CCI-3実験のベンチマーク解析を参考に

して，溶融プールから壁方向と床方向の対流熱伝達係数を調整して感度解析を実施する。

壁方向の熱配分の最大ケースとして，床方向の 4 倍として感度解析を行い，コンクリート

侵食の壁方向と床方向の異方性の影響を確認する。 

 

以上の各過程での，MCCI 現象の影響因子と感度解析パラメータの関係を図 4-10 に示し，

不確かさ要因，有効性評価の扱い及び感度解析の要否を表 4-3に整理する。 

また，溶融炉心とコンクリートの相互作用における実機で想定される現象と解析上の取

扱いの比較を図 4-11 に示す。 
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表 4-1 コンクリートの物性比較 (MAAP入力) 

項目 玄武岩系コンクリート 石灰岩系コンクリート 

コンクリート組成 SiO2が主体 CaCO3が主体 

液相線温度 （K）   

固相線温度 （K）   

比熱 (J/kg-K)   

溶融潜熱 (J/kg)   

 

 

表 4-2 代表的なコンクリートの組成例(重量%) [37] 

成分 玄武岩系コンクリート 石灰岩系コンクリート 

SiO2 54.84 3.60 

TiO2,MnO,MgO 7.21 5.80 

CaO 8.82 45.40 

Na2O 1.80 0.0078 

K2O 5.39 0.68 

Fe2O3 6.26 1.20 

Al2O3 8.32 1.60 

Cr2O3 0.00 0.004 

CO2 1.50 35.698 

H2O（自由水，結合水） 5.86 5.94 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図 4-8 SURC-4と BETA-V5.1実験と MAAP4コード予測の侵食量の比較[23]  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図 4-9 CCI-3実験（玄武岩系コンクリート）の MAAPベンチマーク解析の結果[35] 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図 4-10 MCCIにおける不確かさに関する流れ図 

MCCI 進行と注水による

デブリ冷却過程 

下部ヘッド破損過程 

溶融物の落下・堆積過程 

下部ヘッド破損モード 

MCCIに至る過程 MCCI現象の影響因子 感度解析パラメータ 

溶融炉心ジェット径 

溶融炉心の粒子化 

水への熱伝達 

エントレインメント係数 

上面熱流束係数（Fchf） 

溶融プール－クラスト間の

熱伝達係数 

溶融炉心の拡がり 

コンクリートへの熱伝達 

コンクリート種類 

溶融炉心落下量 （全炉心相当を想定しており， 

感度解析不要） 

プール水深 

デブリ上面性状 

（下部ヘッド貫通部の最大口径の 

破損を想定しており感度解析不要） 

（床/壁への熱分配の不確かさ） 

（水張りしている場合でもほぼ均一 

に拡がるため，感度解析不要） 
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図 4-11 溶融炉心とコンクリートの相互作用における実機で想定される現象と解析上の取扱いの比較 

下部ヘッド破損口を溶融

炉心が通過する際に破損

口側面が溶かされ，破損口

が拡大する。 

実機で想定される現象 解析上の取扱い 

溶融物が水中を落下する

過程で粒子化する。この際

デブリ粒子のクエンチに

より水蒸気が発生し，デブ

リ粒子の酸化により水素

が発生する。 

水深が浅い場合は，溶融物

は完全には粒子化せず，床

上に溶融炉心が拡がり，そ

の上に粒子状ベッドが堆

積する。水により拡がりが

抑制され，不均一に堆積す

る。上面の性状により水へ

の熱伝達が大きく影響さ

れる。 

 

下部ヘッド破損口を溶融

炉心が通過する際の破損

口側面の溶融による破損

口拡大を模擬。 

溶融物が水中を落下する過

程での粒子化を模擬。粒子化

割合は Ricou-Spalding モデ

ルにより評価。この際デブリ

粒子のクエンチによる水蒸

気発生と，デブリ粒子の酸化

による水素発生を模擬。 

溶融炉心は，床上で均一に

堆積し，均一に混合して外

周部のクラスト層と中心

部の溶融プールから構成

される平板の発熱体とし

て模擬。上面熱流束は

Kutateladzeの水平平板限

界熱流束相関式で与えて

いるが，入力により変更可

能。 

コンクリートの種類によ

り，侵食挙動やガスの発生

挙動が異なる。 

 

コンクリート種類に応じ

て玄武岩系や石灰岩系を

模擬可能。溶融プールから

クラストへの対流熱伝達

係数を変更することによ

り熱移行の異方性を評価

可能。 
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表 4-3 MCCI評価の不確かさに関する整理結果 

MCCI現象への影響因子 不確かさ要因 有効性評価の扱い 感度解析の要否 

下部ヘッド破損モード 
破損部位 

破損口侵食拡大 

下部ヘッド貫通部の中で最も大口径の制

御棒駆動機構ハウジングの瞬時破損を想

定し，破損口径の拡大を考慮 

下部ヘッド貫通部の中で最も大口径の貫

通部の破損を想定し，破損口径の拡大も考

慮しているため，感度解析不要。 

溶融炉心落下量 原子炉圧力容器内溶融進展 全炉心相当を想定 
全炉心相当の最も厳しい落下量を想定し

ているため，感度解析不要。 

溶融炉心の粒子化 

プール水深 
ペデスタルの注水開始条件及び注水流量

について，手順書規定に準じた操作を想定 

解析モデルパラメータではないため，感度

解析不要。 

エントレインメント係数 
実験解析を元に，粒子化割合を少ない側に

評価する値を使用 

エントレインメント係数に不確かさがあ

るため，MAAP コードの不確かさ範囲内

(FARO 実験解析に基づく)で感度解析を実

施。 

溶融炉心ジェット径 破損口径に対応した径を考慮 

最も大きい径を想定して，粒子化割合を小

さくし，水に落下した際のデブリクエンチ

量を小さくして厳しい側の扱いをしてい

るため，感度解析不要。 

溶融炉心の拡がり 水による拡がり抑制 
拡がりの知見から，全面に拡がることを想

定し，均一堆積モデルを使用 

溶融物の拡がり挙動評価例(ABWR)を参考

に，水張りをしている場合でも想定してい

る溶融炉心落下流量では，ほぼ全面に拡が

る結果を得ているため，拡がりの不確かさ

は小さいと判断し，感度解析は行わない。 

デブリから水への熱伝達 デブリ上面の性状 

粒子状ベッドの熱流束として，現実的な範

囲内で保守側の想定をして，大気圧状態で

800kW/m2として圧力依存性を考慮 

粒径やポロシティの不確かさを考慮して，

下限の熱流束に対して感度解析を実施。 

コンクリート種類 

玄武岩系コンクリートの

侵食の異方性 

壁方向と床方向の熱分配 

溶融プールが完全な液相の場合の対流熱

伝達係数として，床方向クラストへは 

，壁方向クラストへは 

を使用 

床方向と壁方向の侵食の異方性の影響を

見るため，CCI-3 実験で確認された熱分配

比率を想定した感度解析を実施。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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５． 感度解析と評価 

 ペデスタル床上の溶融炉心の堆積高さが高い方が，溶融炉心の冷却性が悪くなり，MCCI

の影響が厳しくなる。国内 BWRでは，全炉心が落下した場合には，溶融炉心の堆積高さは

Mark-I 改や Mark-II で約 1m程度であり，ABWR では約 0.5m程度である。このため，ここで

は，溶融炉心の堆積高さの高い BWR-5, Mark-I改プラントを対象に感度解析を行う。前節

の検討を踏まえ，BWR-5, Mark-I改プラントの大 LOCAシーケンスを対象に抽出されたパラ

メータの感度解析を実施した。 

また，ガスの発生の影響を見るために参考解析として石灰岩系コンクリートを想定した

解析も実施した。 

 

 

(1) エントレインメント係数の感度解析 

エントレインメント係数は，ベースケースでは     を設定しているが，感度解析ケー

スでは，MAAP コードの FARO実験解析を元に設定されている当該変数の不確かさ範囲の

うち，最小値である      と最大値である     の感度解析を実施する。感度解析ケー

スを表 5-1に示す。解析結果を図 5-1-1a～図 5-1-2b及び表 5-5に示す。 

エントレインメント係数が小さいと粒子化割合が減り，落下時のクエンチによる除熱

量が減るため，床に堆積する溶融炉心の温度はベースケースより高めに推移し，コンク

リートへの伝熱量も増加するため，侵食量は若干増えている。エントレインメント係数

が大きいと粒子化割合が増えて逆のことが起こり，侵食量は若干減少している。 

 エントレインメント係数の不確かさ幅の範囲では，コンクリート侵食量への影響は小

さい。 

 

 

表 5-1 エントレインメント係数のベースケースと感度解析ケース 

パラメータ 
ベースケース 

（有効性評価） 
感度解析ケース 根拠 

①エントレイ

ンメント係数 
 

(1)       （小） 

(2)      （大） 

(1)MAAP不確かさ範囲*の最小値 

(2)MAAP不確かさ範囲*の最大値 

 

*FARO 実験解析を元に設定 

 

 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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(2) 上面熱流束の感度解析 

感度解析ケースを表 5-2 に示す。上面熱流束の不確かさを考慮した下限値として，

Lipinski 0-D モデルにより評価される粒子状ベッドのドライアウト熱流束において，

想定される範囲でドライアウト熱流束を小さくする条件の値を選定することとし，圧

力 0.4MPa[abs]，粒子径 3mm，及びポロシティ 0.26 を条件とした場合の熱流束である

800kW/m2（一定）を選定した。解析結果を図 5-2a～図 5-2b及び表 5-5に示す。 

上面熱流束が小さいと水への熱伝達量が減少するため，溶融炉心の温度はベースケー

スより高めに推移し，コンクリートへの伝熱量も増加するため，侵食量は増えている。 

 上面熱流束の不確かさ幅の範囲では，コンクリート侵食量への影響は大きい。 

 

 

表 5-2 上面熱流束係数のベースケースと感度解析ケース 

パラメータ 
ベースケース 

（有効性評価） 
感度解析ケース 根拠 

②上面熱流束

係数（Fchf） 

Fchf=0.1 (default) 

圧力依存性あり 

(大気圧状態で約

800kW/m2) 

800kW/m2 一定 

 

Lipinski 0-D モデルによる

評 価 に お い て ， 圧 力

0.4MPa[abs]，粒子径 3mm，

ポロシティ 0.26のドライア

ウト熱流束 
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(3) 溶融プール－クラスト間の熱伝達係数の感度解析 

感度解析ケースを表 5-3に示す。熱伝達係数の不確かさ幅の中で，床方向への熱伝達

を大きくしたケースと壁方向への熱伝達を大きくしたケースの解析結果を図 5-3-1a～

図 5-3-2b及び表 5-5に示す。 

床方向への熱伝達を大きくすると，床方向へ侵食量は増えており，壁方向の侵食は若

干減少している。壁方向への熱伝達を大きくすると，壁方向へ侵食量は増えており，床

方向の侵食はあまり変わらない。 

 溶融プールの熱伝達係数の不確かさ幅の範囲では，コンクリート侵食量への影響は小

さい。 

 

表 5-3 溶融プール－クラスト間の熱伝達係数のベースケースと感度解析ケース 

パラメータ 
ベースケース 

（有効性評価） 
感度解析ケース 根拠 

③溶融プール

－クラスト間

の熱伝達係数 

溶融プールが完全な

液相の場合の対流熱

伝達係数として; 

床方向 

壁方向 

(1) 床： 

壁： 

  

(2) 床： 

壁： 

(1)  

床：壁の 1/4 

(CCI-3実験反映)  

壁：推奨入力値 

(2)  

床：推奨入力値 

壁：床の 1/4  

((1)の逆とした。) 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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(4) 石灰岩系コンクリートを想定した参考解析 

解析条件を表 5-4に示す。コンクリートの組成や物性は，表 4-1及び表 4-2に示す値

を使用している。石灰岩系コンクリートを想定した場合の解析結果を図 5-4a～図 5-4d

及び表 5-5に示す。石灰岩系コンクリートの場合の，床方向及び壁方向の侵食量は若干

増加しているが，感度は小さい。また，格納容器内のガスモル分率もベースケースと同

様な結果となる。このケースのようにコンクリート侵食量が小さい場合は，石灰岩系コ

ンクリートの影響は小さい。 

 

表 5-4 コンクリート種類を変えた参考解析条件 

パラメータ 
ベースケース 

（有効性評価） 
参考解析ケース 根拠 

コンクリート種類 玄武岩系 石灰岩系 
ガス発生の影響を確認す

る。 
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表 5-5 MCCI感度解析結果の一覧 

ケース パラメータ設定 コンクリート侵食量 

有効性評価 

（ベースケース） 

・エントレインメント係数:  

・上面熱流束: 約 800kW/m2 @ 1ata 

          (Fchf=0.1 デフォルト) 

圧力依存性考慮 

・溶融プールからクラストへの熱伝達

係数 

  床  

  壁  

・コンクリート組成及び物性値： 

 玄武岩系 

床面： 2.4cm 

壁面： 2.3cm 

①-1 エントレインメン

ト係数 小 
エントレインメント係数:  

床面： 3.6cm 

壁面： 3.5cm 

①-2 エントレインメン

ト係数 大 
エントレインメント係数:  

床面： 1.7cm 

壁面： 1.7cm 

② 上面熱流束 下限 800kW/m2 一定 
床面： 22.5cm 

壁面： 21.6cm 

③-1 溶融プール熱伝達  

床方向大 

溶融プール熱伝達係数: 

  床  

  壁  

床面： 2.4cm 

壁面： 2.2cm 

③-2 溶融プール熱伝達  

壁方向大 

溶融プール熱伝達係数: 

  床  

  壁  

床面： 2.1cm 

壁面： 2.4cm 

（参考解析） 

石灰岩系コンクリート 

コンクリート組成及び物性値： 

石灰岩系 

床面： 2.8cm 

壁面： 2.8cm 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図 5-1-1a コンクリート侵食量の比較（エントレインメント係数       ） 

 

 

図 5-1-1b 溶融炉心温度の比較（エントレインメント係数       ） 

 

「本製品（又はサービス）には，米国電力研究所（The Electric Power Research 

Institute）の出資により電力産業用に開発された技術が取り入れられています。」 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図 5-1-2a コンクリート侵食量の比較（エントレインメント係数       ） 

 

 

図 5-1-2b 溶融炉心温度の比較（エントレインメント係数       ） 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図 5-2a コンクリート侵食量の比較（上面熱流束 800kW/m2 一定） 

 

 

図 5-2b 溶融炉心温度の比較（上面熱流束 800kW/m2 一定） 
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図 5-3-1a コンクリート侵食量の比較（床方向対流熱伝達係数大） 

 

 

図 5-3-1b 溶融炉心温度の比較（床方向対流熱伝達係数大） 
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図 5-3-2a コンクリート侵食量の比較（壁方向対流熱伝達係数大） 

 

 

図 5-3-2b 溶融炉心温度の比較（壁方向対流熱伝達係数大） 
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図 5-4a コンクリート侵食量の比較（石灰岩系コンクリート） 

 

 

図 5-4b 溶融炉心温度の比較（石灰岩系コンクリート） 
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図 5-4c ドライウェルガスモル分率（石灰岩系コンクリート） 

 

 

図 5-4d サプレッションチェンバガスモル分率（石灰岩系コンクリート） 
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６．まとめ 

MCCIに関する種々の実験から得られた知見等に基づき MCCIの各過程における不確かさの

分析を行い，不確かさがあり，評価結果に影響するモデルパラメータとして，エントレイ

ンメント係数，上面熱流束を抽出した。また，2次元侵食実験結果で確認されている侵食の

異方性については，未だ十分な解明が行われておらず，実機のウェット条件でも起こるの

かは不明であるが，念のために異方性の影響をみるために，溶融プールから床方向と壁方

向への熱伝達係数の感度解析を行った。これらのパラメータの感度解析以外に，コンクリー

ト種類を玄武岩系コンクリートから石灰岩系コンクリートに変更した場合の解析も参考に

実施し，コンクリート侵食量への影響を確認した。 

BWR-5, Mark-I改プラントの有効性評価に使用しているノミナル条件を設定したベース

ケースでは，コンクリート侵食量は 2.4cmであった。 

エントレインメント係数の感度解析結果より，水中での粒子化によるクエンチ効果に差

が出て，床上に堆積した溶融炉心温度に影響し，コンクリート侵食量に影響するが，その

影響は小さかった。 

上面熱流束の感度解析結果より，上面熱流束は，床上に堆積した溶融炉心温度に大きく

影響し，コンクリート侵食量に大きく影響する結果となった。 

玄武岩系コンクリートに見られる床方向と壁方向のコンクリート侵食の異方性の影響を

確認するため，溶融プールから床方向と壁方向への熱分配の異方性として扱い，溶融プー

ル－クラスト間の熱伝達係数を変えて，床方向への熱伝達が大きい場合と壁方向への熱伝

達が大きい場合の感度を調べた。その結果，熱伝達の大きい方向の侵食量が大きくなり，

侵食の異方性が確認された。但し，ノミナル条件の場合のように侵食量が小さい場合は，

侵食量に大きな感度がないことがわかった。 

感度解析の結果，コンクリート侵食量に対して上面熱流束の感度が支配的であることが

確認された。上面熱流束を想定される下限値とした場合でも，コンクリート侵食量は，

22.5cm程度に収まることが確認された。 

また，実験で確認されている侵食面における侵食の不均一性については，MAAPモデルの

検証解析結果から，実験の侵食面における侵食のばらつきが，MAAPコードによる予測侵食

量の 20%の範囲内に収まっていることが確認され，上面熱流束の感度に比べて影響が小さい

ことが確認された。 

また参考として，他の条件を同一として玄武岩系コンクリートから石灰岩系コンクリー

トに変更した解析も実施したところ，侵食量に大きな感度は無かった。また，ガス発生の

影響も顕著には見られなかった。 

最後に，MCCIに関係する現象は，複雑な多成分・多相熱伝達現象であり，現状でも知見

が十分であるとは言えない。また事前水張り時の落下デブリの冷却性を直接調べた実験例

が殆どないことから，今後も継続して検討を進め，新たな知見が出た場合には適宜評価に

反映するように努めることが重要であると考えられる。 
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付録 

付録 1 ドライ条件での MCCI実験 

 

デブリとして UO2コリウムを用い，崩壊熱を模擬し，注水を行っていないドライ条件の実

験として，米国サンディア国立研究所（SNL）の SURC実験，米国アルゴンヌ国立研究所（ANL）

の ACE実験及び独カールスルーエ研究所（KfK）で実施された BETA実験がある。以下にそ

れぞれの実験について説明する。これらの実験は，実機における MCCI継続の影響の検討に

参考となる。 

 

 (1) SURC実験（米国 SNL）[4][23][34] 

MCCI時の伝熱，化学反応，ガスおよびエアロゾルの放出等を調べ，CORCON等の解析コー

ドを検証・改良することを目的に SNLにて 4回実験が実施された。そのうち実機と同様の

組成の UO2デブリを使用した実験は 2回実施された（SURC-1,2。他の 2回の実験は模擬デブ

リとして SUS304が使用された）。実験装置の概要を図付 1-1に示すが，直径 40cmのコンク

リート試験体（SURC-1実験では石灰岩系（米国で使用されている），SURC-2実験では玄武

岩系のコンクリートを使用）を入れた MgO製の円筒容器に約 250kgの模擬デブリ（組成：

UO2 69％，ZrO2 22%, Zr 9%）を誘導加熱して溶融させてコンクリートとの反応を継続させ

た。SURC-2のコンクリートの侵食深さの変化を図付 1-2に示すが，侵食速度は 1時間に 20cm

程度となっている。 

また，SURC-4は，コード比較のための国際標準問題（ISP－24）[5]に選定され，実験デー

タと種々の解析の比較が行われている。200kg のステンレス鋼と模擬 FP （Te: 0.5 kg， 

La2O3: 1.17 kg， CeO2 ：1.23 kg， BaO：1.1 kg）が，コンクリート侵食が開始するまで加

熱され，侵食開始後 14分経ってから約 0.5秒間に追加的に 20kgのジルコニウムが溶融物

に添加されている。SURC-4のコンクリートの侵食深さの変化を図付 1-3 に示すが，侵食速

度は約 55分の時点で 24.5～27.5cmで，MAAP解析結果とよい一致を示している。なお，SURC-4

実験では外周部のコンクリート侵食深さが大きくなっており，MAAP解析結果と若干相違が

見られるが，これは実験では外周部から誘導加熱して溶融物を加熱しているため，外周部

の溶融物への入熱量が大きくなることが原因と考えられる。従って，MAAPとの相違は，実

験固有の原因と考えられるため，ベンチマーク解析の観点からは問題とはならないと考え

られる。 
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図付 1-1 SURC実験装置[23]      図付 1-2 SURC-2実験の侵食深さ[23] 

 

 

図付 1-3 SURC-4実験の侵食深さと MAAP解析との比較[23]  
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(2) ACE実験（米国 ANL）[3][23][34] 

MCCIにおける熱水力学的及び化学的プロセスを検証し関連コードのデータベースを拡充

することを目的に，国際プログラムとして ACE（Advanced Containment Experiments）計

画の一部として実施された。Phase-Cで MCCI時の FPエアロゾル放出の定量化の目的で実験

が実施された。実験装置の概要を図付 1-4に示す。実炉組成の約 300kg の模擬デブリを使

用し，タングステン電極により直接通電により加熱し溶融させている。コンクリート侵食

はベースマット中にある熱電対によりモニターされている。実験マトリックスを表付 1-1

に示すが，実験はコンクリートの種類やデブリの組成を替えて実施された。 

L2実験のコンクリートの侵食深さの MAAP解析との比較を図付 1-5に示すが，MAAP解析

結果とよい一致を示している。 
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表付 1-1 ACE/MCCI実験マトリックス[23] 

 

 

 

 

 

図付 1-4 ACE／MCCI 実験装置[3]       図付 1-5 ACE-L2実験と MAAP解析の 

侵食深さの比較[34] 

 

出典：MAAP4 User’s Manual, EPRI 
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(3) BETA実験（独 KfK）[6][34] 

MCCI解析コードの侵食挙動やエアロゾル生成挙動の検証用のデータベースを拡充するこ

とを目的として，独 KfKで実施された。実験装置の概要を図付 1-6に示す。テルミット反

応により金属溶融物(Fe,Cr,Ni,Zr)と酸化物溶融物(Al2O3,SiO2,CaO) を生成させて，玄武岩

系コンクリート製のるつぼに落下させて，るつぼ内の溶融物は，誘導加熱により加熱して

いる。ベースマット中にある熱電対により 2次元のコンクリート侵食挙動が確認できるよ

うになっている。溶融物として Zrを多く含む溶融物を用いた実験シリーズの実験マトリッ

クス(V5.1～V5.3)を表付 1-2に示す。 

実験後のコンクリート侵食状況を示す模式図を，図付 1-7に示す。壁方向よりは，床方

向の侵食量が大きくなっている。溶融物に含まれる Zrによりコンクリート成分の SiO2が還

元され，Siや SiOの生成が確認されている。V5.1実験と V5.2実験のコンクリートの侵食

深さの MAAP解析との比較[34]を図付 1-8及び図付 1-9に示すが，MAAP解析結果とよい一致を

示している。この MAAPのベンチマーク解析により，2次元侵食に関わるパラメータ設定の

妥当性が判断されている。 

 

 

図付 1-6 BETA実験装置 [34] 
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表付 1-2 BETA実験マトリックス[6] 

 

 

 

図付 1-7 BETA実験後のコンクリート侵食状況を示す模式図 [6] 
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図付 1-8 BETA-V5.1実験と MAAP解析の侵食深さの比較 [34] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 1-9 BETA-V5.2実験と MAAP解析の侵食深さの比較 [34] 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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付録２ 注水を伴った MCCI実験 

 

注水を伴う実験（溶融物上に冷却水を注水した実験）としては，SNL で実施された SWISS

実験及び WETCOR実験，ANL（EPRI）の主催で実施された MACE実験及び OECD/MCCI実験，

原子力発電技術機構（NUPEC）により実施された COTELS実験がある。 

以下の実験の知見を示す。 

①  SWISS実験（米国サンディア研究所(SNL)） 

②  WETCOR実験（米国サンディア研究所(SNL)） 

③  MACE実験（米国アルゴンヌ研究所(ANL)） 

④  COTELS実験（日本 原子力発電技術機構（NUPEC）） 

⑤  OECD/MCCI実験（米国アルゴンヌ研究所(ANL)） 

 

(1) SWISS実験（米国 SNL）[7] 

高周波加熱によりステンレスを溶融させ，溶融したステンレスとコンクリートとの反応

中に注水し，溶融物の冷却性を調べる実験が 2 回行われた。実験結果 2 回とも同様の結果

となっており，メルト上面に安定なクラストが形成されてメルト内部に冷却水が浸入しに

くくなり，メルトによりコンクリートの侵食が継続した（図付 2-1参照）。但し，本実験は

メルトの発熱が実機で想定される値より１桁程度大きいことや l00％ステンレスであるた

め模擬崩壊熱に加え，水－金属反応の発熱が加わったことも一因と分析されている。また

コリウムより上方水プールへの熱流束は約 800kW/m2程度であった（図付 2-2参照）。 
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図付 2-1 SWISS実験の実験装置とコンクリート侵食深さの実験と解析（MAAP）の比較[7] 



 

 

5-3-49 

 

  

図付 2-2 SWISS-2実験の水プールへの熱流束[7] 

 

 

(2) WETCOR実験（米国 SNL）[8] 

Al2O3と CaO の酸化物混合溶融物 34 kg を用いてコンクリートとの反応中に注水し溶融物

の冷却性を調べる実験が行われた（図付 2-3 参照）。SWISS 実験と同様の理由によりコンク

リートの侵食が継続した。コンクリート侵食速度は SWISS 実験と比べて約 l/3 に低下して

いる。水プールへの熱流束は溶融時に 520kW/m2程度，凝固時に 200kW/m2程度であった。 
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     （実験装置の概要）          （実験後の状態の模式図） 

 

   

  （上部クラストの様子）         （コンクリート侵食の時間変化） 

図付 2-3  WETCOR実験結果[8] 
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(3) MACE実験（米国 ANL）[3][9][10][20] 

MACE 実験（Melt Attack and Coolability Experiment）は，米国電力研究所（EPRI）

が主催する格納容器内溶融炉心冷却性に関する国際協力計画である。この実験では，溶融

炉心がコンクリート床に落下した後に，溶融炉心の上に注水する状況を模擬しており，大

規模実験が含まれていることと，実機相当の UO2及び ZrO2を主成分とする溶融炉心模擬物を

用いて，さらに，直接通電加熱により崩壊熱の発生を模擬していることが特徴である。実

験装置の概要を図付 2-4に示す。MACE実験では規模の異なる M0，M1b，M3b，M4の 4回の実

験が実施されており，その主要条件を表付 2-1に示す。M0実験のみコンクリートの側壁で，

その他は MgOが用いられている。 

M3b と M4 の実験結果を図付 2-5 及び図付 2-6 に示す。いずれのケースもコンクリート

侵食が継続する結果となっている。実験後の溶融炉心模擬物の固化状況を見ると，メルト

上部に安定クラストが形成され側壁に固定化されており，クラスト下部に空洞が見られ，

クラストと溶融物とが分離した状態になっている。メルトから冷却水への熱流束を見ると，

注水直後の短期間は，大きい熱流束となっているが，安定クラストが形成されクラストと

溶融物が分離したと想定される状況では，熱流束は低下している。安定クラストの形成と

メルトとの分離によりクラストの下にあるデブリの冷却が阻害される結果となったと分析

されている。しかしながら，デブリの長期的な冷却に関与し得るメカニズムとして，クラ

ストに生じる亀裂等への浸水及びコンクリート分解ガスによるクラスト開口部からのデブ

リの噴出が確認されている。 
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表付 2-1 MACE実験の主要条件[20] 

 

 

 

 

 

図付 2-4 MACE及び OECD/MCCI実験装置[9] 
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 （軸方向侵食データ） 

 

   （メルトから水への熱流束） 

 

（実験後状態の模式） 

 

図付 2-5 MACE-M3b実験結果[10] 
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 （軸方向侵食データ） 

 

   （メルトから水への熱流束） 

     

（実験後状態の模式） 

 

図付 2-6 MACE-M4実験結果[10] 
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(4) COTELS実験（日本 NUPEC）[1][11] 

プール水中に実機組成の UO2 コリウムを落下させる実験（FCI）とコンクリート上に落下

した UO2コリウムに注水する実験(MCCI)を実施している。図付 2-7 にコンクリート上の UO2

コリウムに注水する実験の実験装置を示す。約 60kg の実機組成の UO2コリウムを電気炉で

加熱溶融させ，玄武岩系のコンクリート床上に落下させ，その後高周波誘導加熱によりコ

ンクリート上のコリウムを加熱して崩壊熱を模擬している。側壁と床面の両方の侵食を考

慮しており，コリウムの高さと直径の比を実験パラメータとしている。注水後にコンクリー

ト温度は低下している。また，侵食深さは 2cm 程度であった。また，図付 2-8 に実験後に

固化したコリウムの断面を観察した結果を示すが，上部は粒子状になっており，下部はイ

ンゴット状になっているのが観察されている。また，インゴット状の部分にはひび割れや

流路が見られる。 

COTELS実験では，いずれもデブリによるコンクリート侵食が生じているが，先行の SWISS，

WETCOR，MACE とは異なり，コンクリート侵食は停止している。これは，以下の理由と分析

されている。 

・デブリの粒子化と塊状デブリ上への粒子化デブリの堆積 

・デブリとコンクリートとの境界における粗骨材を主体とする多孔質層の形成 

・粗骨材層及び塊状デブリに形成された流路への浸水 

溶融物から水プールへの熱流束は水プールへの熱流束は 100～650kW/m2 程度であったが，

これらの熱流束は限界熱流束よりも低く，水がさらに高い除熱能力を有する可能性がある

ことが示唆されている。 

 

         

図付 2-7 COTELS 実験装置（コンクリート上の UO2コリウムに注水する実験）[11] 
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（コンクリート床温度変化） 

 

 

 

（実験後のコリウム断面の模式図） 

 

図付 2-8 COTELS C-5実験の結果[11] 
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(5) OECD/MCCI実験 (米国 ANL)[10][12][13][35][38][41] 

OECD/MCCI実験は，MACE 実験や COTELS実験の注水を伴う MCCI実験で同定された個々の

デブリ冷却メカニズムや火山型クラストの冷却性（図付 2-9及び図付 2-10参照）を定量的

に解明することを目的として，以下の実験が実施された。 

① クラスト浸水・強度実験 (SSWICS実験) 

 SSWICS実験は，クラスト内への浸水メカニズムと浸水による除熱量，さらにクラス

ト強度を調べるために実施された。実験装置の構造を図付 2-11に示し，実験条件一覧

を表付 2-2に示す。テスト部内の非侵食性の床面上で，テルミット反応により UO2，ZrO2 

及びコンクリート成分を主成分とするデブリ模擬溶融物を生成しその上に注水する。

崩壊熱とコンクリート分解気体の発生は模擬しない過渡クエンチ実験である。最大除

熱量はクラスト上面におけるドライアウト熱流束により評価される。実験結果より，

安定なクラストは形成されず，クラスト内に冷却材が浸入することにより，熱伝導律

速以上の熱流束を期待することができるとしている。更に，SSWICS実験で得られたド

ライアウト熱流束を実機の事故シーケンス解析において直接的に適用できるよう，

Lister/Epstein のドライアウト熱流束モデルへの適応が行われた。実験結果とこれに

基づいた Lister/Epsteinモデルによる予測の比較を図付 2-12に示す。この実験結果

およびこれらに基づいた予測値によれば，コンクリートを全く含有しないデブリに対

する上面水プールへのドライアウト熱流束は，約 400kW/m2であり，コンクリート含有

とともに熱流束は低下し，含有率 15%程度以上では約 100kW/m2となっている。 

② 溶融物噴出実験(MET実験) 

 コンクリート分解気体がクラストの開口部を通過する際に，気体に随伴されてクラ

スト上に噴出するデブリ量の定量化を目的としている。クラスト浸水実験と同様に，

テスト部内の非侵食性の床面上で，テルミット反応により UO2，ZrO2及びコンクリート

成分を主成分とするデブリ模擬溶融物を生成しその上に注水する。クラスト浸水実験

との違いは，本実験においては直接通電加熱により崩壊熱を模擬すること及び非侵食

性床面に設けた多数の細孔からコンクリート分解気体を模擬する非凝縮性気体を供給

している。テスト部で発生する水蒸気量の変化と実験後分析から得られるデブリ噴出

量に基づいて，供給気体流量と噴出量の関係を評価している。 

③ 長期 2次元コンクリート侵食実験 (CCI 実験) 

 デブリによる長期的な床部及び側壁の侵食挙動を明らかにすることを目的に実施さ

れた。実験装置のテスト部の構造を図付 2-13に示し，実験条件一覧を表付 2-3に示す。

テルミット反応により生成した UO2，ZrO2 及びコンクリート成分を主成分とするデブ

リ模擬溶融物を直接通電により加熱している。電極がある 2面は非侵食性の側壁を採

用し，残りの 2面をコンクリートにより製作している。使用するコンクリートは実験

により種類が変えられている。注水なしの条件で，側壁のコンクリートの最大侵食深

さが 30cmに達するまで侵食を継続した後に注水を行い，注水後，最大侵食深さが 35cm
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に到達した時点で実験を終了している。実験装置に荷重負荷装置を設置し，注水後に

形成されるクラストに荷重を与えて，クラストの機械的強度に関するデータを得てい

る（図付 2-14参照）。コンクリート種類を変えて 3回実験が行われている。CCI実験の

コンクリート組成を表付 2-4に示す。CCI 実験のデブリ-水間の熱流束を図付 2-15に示

し，溶融物の平均温度を図付 2-16に示す。また，実験後の侵食状態の模式図を図付 2-17

に示す。石灰岩系コンクリートの場合，床方向と側壁方向の侵食は同程度となってい

るのに対し，玄武岩系コンクリートの場合，側壁方向の侵食が床方向より大きくなっ

ており，侵食に異方性があることが示されている。表付 2-5に示すように，侵食率か

ら側壁方向と床方向の熱流束が推定されている。CCI-2実験（石灰岩系コンクリート）

の場合，側壁方向と床方向は同程度と推定されているのに対し，CCI-3実験（玄武岩系

コンクリート）の場合，側壁方向の熱流束は，床方向より 4倍程度大きいと推定され

ている。 

④ クラスト破損実験 

 本実験は上記①③の実験に付随して実施されており，①の SSWICS 実験で形成された

クラストの冷却後破損強度を調べる実験と，③の 2次元侵食実験の間に高温状態で破

損させる実験の 2 種の実験が行われている。 

 前者の実験では，クラスト浸水実験で形成された直径約 30cm のクラストに荷重を

加えて，クラストの強度を測定している。低温クラスト破損実験装置の概要を図付 2-18

に示す。クラスト上面の中央部に集中荷重を与え，クラスト破損時の荷重からクラス

トの機械的強度（破損時にクラストに発生する最大の応力）を評価している。クラス

ト上に堆積する冷却水層及び噴出デブリの荷重に起因してクラスト内に発生する応力

と，本実験から得られるクラストの機械的強度を比較することにより，実機規模にお

いては，クラストは破損し下部の溶融物と接触する可能性が高いことが示されている。 

 後者の 2次元侵食実験では，注水前の高温状態で突き棒（lance）によりクラストが

破損する荷重を測定し，注水後にも再度突き棒によりクラストが破損する荷重を測定

している。これにより，現実に近い状態でのクエンチ前後のクラスト強度が確認され，

クエンチ後は，クラスト強度が大きく低下することが確認された。 

 

  OECD/MCCI実験結果から以下の知見が得られている。 

・ガス噴出は，安定なクラストの形成を阻害し，熱伝達を促進する。 

・クラストが冷却されると，亀裂が生じクラスト強度は大幅に低下する。 

 ・クラストの亀裂により冷却水が内部に浸入し得る。 

 ・溶融物の噴出により，多孔質の粒子状ベッドが形成される。 

 ・コンクリートタイプにより侵食異方性がみられる。 

これらの知見は，CORQUENCHコード等に反映される予定である。 

また，CCI実験について， MAAPコードによりベンチマーク解析が行われている[35]。 
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CCI-2実験（石灰岩系コンクリート）のベンチマーク解析では，固化効果項の影響を除い

て対流熱伝達係数のサーベイが可能なように，対流熱伝達係数として床方向と側壁方向と

もに 300W/m2-K，固化効果項の指数 n に 0 が設定されている。ここで 300W/m2-K は，実際の

MCCI 時の対流熱伝達係数は，固化割合を考慮すると，完全液相状態の値よりも１桁程度小

さい値（図付 2-19 において固化割合が 60%程度の値）になることを考慮して設定されてい

る。また，CCI-2実験では，床方向と側壁方向の熱流束が同程度と推定されていることから，

対流熱伝達係数も同じ値が設定されている。この設定を用いた解析により，コリウム温度

の変化（図付 2-20参照）は，実験データと良く合っている。また，床方向の侵食量は（図

付 2-21参照），実験では注水前には 25cm程度侵食されているのに対し，MAAP解析では 33cm

程度の侵食量となっている。側壁方向の侵食量は（図付 2-22 参照），実験では注水前には

29cm程度侵食されているのに対し，MAAP解析では 33cm程度の侵食量となっている。 

 

 CCI-3実験（玄武岩系コンクリート）のベンチマーク解析では，対流熱伝達係数として床

方向に 80W/m2-K，側壁方向に 300W/m2-K，nに 0が設定されている。ここで，80W/m2-Kは，

CCI-3実験では，床方向の熱流束が側壁方向の 1/4程度と推定されていることから，床方向

の対流熱伝達係数を側壁方向の 1/4程度として設定されている。この設定により，コリウ

ム温度の変化（図付 2-23参照）は，より実験データに近くなっている。また，床方向の侵

食量は（図付 2-24参照），実験では注水前には 5cm程度侵食されているのに対し，MAAP解

析では 5.7cm程度の侵食量となっている。側壁方向の侵食量は（図付 2-25参照），実験で

は注水前には 29cm程度侵食されているのに対し，MAAP解析では 27cm程度の侵食量となっ

ている。 

 

CCI実験を対象にした MAAPベンチマーク解析により，対流熱伝達係数を適切に設定する

ことにより侵食量が概ね合うことが確認されている。また，侵食の異方性を扱うためには，

床方向と側壁方向の対流熱伝達係数の比率の設定が重要であることが示されている。 



 

 

5-3-60 

 

 

図付 2-9 想定されているデブリ冷却メカニズム[38] 

 

 

    

図付 2-10 想定されている火山型クラストの模式図[12] 
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表付 2-2 SSWICS実験（デブリ冷却実験）条件一覧[12] 

 

 

  

図付 2-11 小規模浸水・クラスト強度実験（SSWICS）装置[12] 
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図付 2-12 SSWICS実験データと Lister/Epsteinモデルのドライアウト熱流束の比較[12] 

 

 

表付 2-3 CCI実験（2次元コンクリート侵食実験）条件一覧[12] 
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表付 2-4 CCI実験に使用されたコンクリートの組成 [12] 

 

 

 

表付 2-5 CCI実験の側壁方向／床方向の侵食率と熱流束の推定値 [12] 
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図付 2-13 CCI実験のテスト部[12] 

 

 

図付 2-14 長期 2次元侵食実験におけるクラスト破壊／強度測定装置[41] 
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図付 2-15 CCI実験におけるデブリ-水間の熱流束 [12] 

 

 

 

図付 2-16 CCI実験における溶融物平均温度 [12] 
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図付 2-17 CCI実験における侵食状態の模式図 [12] 

(a) CCI-1,  (b) CCI-2,  (c) CCI-3 
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図付 2-18 クラスト浸水実験の実験後の低温クラスト強度測定装置[38] 
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図付 2-19 溶融プールからクラストへの対流熱伝達係数 

 

 

図付 2-20 CCI-2実験のコリウム温度の実験データと MAAP解析結果の比較[35] 

（MAAP New 熱伝達係数（破線）：床方向 300W/m2-K，側壁方向 300W/m2-K，n=0） 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図付 2-21 CCI-2実験の床方向侵食の実験データと MAAP解析結果の比較[35] 

 

 

図付 2-22 CCI-2実験の側壁方向侵食の実験データと MAAP解析結果の比較[35] 
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図付 2-23 CCI-3実験のコリウム温度の実験データと MAAP解析結果の比較[35] 

（MAAP New 熱伝達係数（破線）：床方向 80W/m2-K，側壁方向 300W/m2-K，n=0） 

 

 

 

図付 2-24 CCI-3実験の床方向侵食の実験データと MAAP解析結果の比較[35] 
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図付 2-25 CCI-3実験の側壁向侵食の実験データと MAAP解析結果の比較[35] 
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付録３ 溶融物の水中落下時の粒子化実験と解析モデル 

 

溶融物が水中に落下した場合の粒子化現象については，主に溶融燃料-冷却材相互作用

（FCI）を調べるために行われてきた。ここでは，以下の実験についての知見を述べる。 

① FARO実験（イタリア JRC-ISPRA） 

② COTELS-FCI 実験（日本 NUPEC） 

③ DEFOR実験（スウェーデン KTH） 

 また，MAAPコードでは，溶融炉心が圧力容器下部プレナム水等に落下する場合の粒子化割

合を評価しており，Ricou-Spalding 相関式または Saito の相関式が用いられている。ここ

ではこれらの相関式の元になった実験についても説明する。 

(1) FARO実験（イタリア JRC-ISPRA）[1][14] 

主に圧力容器内で溶融物が炉心から下部プレナムの水プールに落下した場合の水蒸気爆

発発生の可能性を調べることを目的とした実験で，当初は高圧での実験を対象としてきた

が，後に低圧での実験が３ケース実施された。高圧実験装置の構成は，FARO るつぼと実験

容器 TERMOS（内径；710mm，体積；1.5m3）である（図付 3-1 参照）。低圧実験装置では FAT

と呼ばれる実験容器の中に TERMOS と同一内径の円筒容器が置かれ，観測窓が設置された。

実験手順は原則的に高圧実験も低圧実験も同様で，FARO るつぼで生成された溶融コリウム

は一度リリースベッセルに保持し，その底部にあるフラップ又は弁を開放して溶融物を水

プールに落下させる。高圧実験ではリリースベッセルは溶融物落下速度を調整するために

加圧可能である。ほとんどの実験は酸化物コリウム（80wt％UO2＋20wt％ZrO2）で実施され，

テスト L11 のみが金属 Zr を含むコリウム（77wt％UO2＋19wt％ZrO2＋4wt％Zr）が用いられ

た。また，多くの実験は高圧・飽和水条件で実施されたが，近年は低圧・サブクール水条

件でも３ケース実施されてきている。主な実験パラメータは，初期圧力（0.2～6MPa），コ

リウム質量（18～177kg），水深（87cm～2.05m），サブクール度（飽和～124K），コリウム組

成（１ケースのみ金属 Zrを 4.1wt%追加）である（表付 3-1参照）。 

実験からの主な知見は以下のとおりである。 

・ 高圧・飽和水実験，低圧・サブクール実験の何れにおいても水蒸気爆発は発生していな

かった。 

・ いずれの実験においても，コリウムの一部が粒子化し，一部はパンケーキ状としてプー

ル底部に堆積した。プール水中に設置した熱電対の測定結果より，一部のコリウムはジ

ェット状でプール底面に衝突したと推定されている（図付 3-2参照）。 

・ 粒子化割合は，ほとんどの実験でプール水深に依存し，高圧飽和水実験の水深 1m 程度

で落下コリウムの約 50%が粒子化したが，コリウムに少量の金属 Zr（4.1wt%）を添加し

た場合と低圧のサブクール水の実験では 100％近くが粒子化した（図付 3-3参照）。 

・ 粒子の質量中央径は比較的大きく，3.2～4.8mm の範囲であり，実験パラメータ（初期圧

力，水深，コリウム落下速度，サブクール度）に依存していない。 
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表付 3-1 FARO実験マトリックス[14] 

 

 

図付 3-1 FARO実験装置（L-27実験）[14] 
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図付 3-2 FARO L-24実験後のデブリの堆積状態（数値単位 mm）[14] 

 

 

 

図付 3-3 FARO/ L-33実験後のデブリ取り出し段階毎のデブリ状態 [14] 

（低圧，サブクール水） 
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(2) COTELS-FCI実験（日本 NUPEC）[1][15] 

本実験は，圧力容器外での FCI 挙動を調べるために実施された。UO2混合物を溶融物とし

て用い，その成分は炉内構造物のみならず，圧力容器下部ヘッド内の下部構造物も考慮し

て設定されている。図付 3-4に COTELS-FCI実験装置の概要を示す。実験装置は，UO2混合物

を溶融させる電気炉とその下に溶融物と水との相互作用を調べるメルトレシーバより構成

されている。電気炉は，グラファイト製るつぼと高周波誘導加熱コイルにより構成されて

いる。グラファイト製るつぼは最高温度3200Kで，60kgのUO2混合物を加熱溶融可能である。

るつぼ下部には，溶融物を落下させるための穴を設けるプラグ破壊装置が設置され，UO2混

合物が溶融後，瞬時に直径５cm の穴が作ることが可能である。メルトレシーバは，高さ約

2.5ｍ，外径約 90cm で円筒状をしており，メルトレシーバの中には，高さが可変のメルト

キャッチャーが設置されており，メルトキャッチャーの高さを変化させることによりプー

ル水深を変化させる実験を実施しており，雰囲気体積は変化させないように考慮されてい

る。メルトキャッチャーの中心部は，実炉の格納容器床面を模擬するために厚さ３cm のコ

ンクリートが設置され，溶融コリウム／水／コンクリート間の相互作用を調べることが可

能となっている。なお，コンクリートの成分は日本と同じ玄武岩系である。実験マトリッ

クスと主な結果を表付 3-2に示す。 

 

表付 3-2 COTELS-FCI 実験マトリックス[1] 
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図付 3-4 COTELS-FCI実験装置[15] 

 

 

(3) DEFOR実験（スウェーデン KTH）[16] 

 水張り時のデブリ冷却性を調べる目的で実施されている。溶融物の粒子化について，水

サブクール，水深，メルト成分，過熱度等の影響を調べるために，溶融物の落下実験が実

施されている。実験装置を図付 3-5 に示すが，上から，誘導加熱炉，メルト容器，冷却タ

ンクより成り，冷却タンクはガラス張りで粒子化の観察が可能となっている。溶融物はメ

ルト容器下部のノズルから重力落下により水中に落下する。DEFOR-E実験の実験マトリック

スを表付 3-3 に示すが，6 ケースの溶融物は CaO-B2O3（密度 2500kg/m3）の酸化物が使用さ

れており，1 ケースはより重量の大きい WO3-CaO（密度 5000～8000kg/m3）が使用されてい

る。 

実験結果より，粒子化挙動は，水サブクールと水深の影響が大きいとしている。実験後

のデブリ状態例を図付 3-6 に示すが，平均ポロシティは 0.55～0.7 程度と大きい値が得ら

れている。主な結果を表付 3-3に併せて示す。 
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表付 3-3 DEFOR-E実験マトリックス[16] 

 

 

 

 

図付 3-5 DEFOR-E実験装置[16] 
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図付 3-6 DEFOR-E実験後のデブリ状態[16] 
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(4) 溶融物落下時の水中での粒子化割合の解析モデル 

水中落下時の溶融物の粒子化現象について，これまで種々の実験的研究が行われてお

り，また粒子化割合については相関式も提案されている。ここでは，粒子化現象に関す

る相関式を用いて，溶融炉心ジェットのペデスタル水プールの条件に対する粒子化割合

を評価した。相関式として，MAAPコードで使用されている以下の２つの式を用いて計算

を行った。 

 Ricou-Spalding の相関式 

 Saitoの相関式 

 

a) Ricou-Spaldingの粒子化相関式[25][34] 

Ricou-Spalding の相関式は，空気中へガスジェットを噴出させたエントレインメ

ント実験から得られたもので（実験装置は図付 3-7参照），周囲の流体（空気）がガ

スジェットによってエントレインされ（巻き込まれ），ジェット質量流量が距離とと

もに増加することを相関づけた整理式である。式の検証例を図付 3-8に示す。 

これをメルトジェットのブレークアップに適用するため，周囲の流体（水）がメ

ルトジェットにエントレインされると考え，そのエントレインされた分だけメルト

ジェットが侵食され粒子化するとして，円柱ジェットのエントレインメント速度

（m/s）を，次式で与えている（図付 3-9参照）。 

 dj

dj

w
oent uEm

2
1



















  

 

ここで， E
o
：エントレインメント係数 

 u
dj ：ジェット速度 [m/s] 

 
dj ：ジェット密度 [kg/m3] 

 
w
：水密度 [kg/m3] 
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図付 3-7 Ricou-Spalding のエントレイメント実験装置[25] 

 

 

図付 3-8 Ricou-Spalding の相関式の検証例[25] 
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図付 3-9 溶融デブリのジェットブレークアップとクエンチの概念[34] 

 

b) Saitoの相関式[26] 

 フレオン 11 あるいは液体窒素の中に高温水ジェットを吹き込む実験により，ジェ

ットのブレークアップ長さに関する相関式を導出している。実験装置を図付 3-10 に

示す。実験条件は，ノズル直径 5～40mm，ジェット速度 2.5～15m/s である。実験結果

は，図付 3-11に纏められ，それに基づき下記相関式が導かれた。 

 

  
L

𝐷𝑗
= 2.1 × (

𝜌𝑗

𝜌𝑐
)0.5 × 𝐹𝑟

0.5 

 

      ここで， 𝐹𝑟：フルード数 =
𝑉𝑗

2

(𝑔×𝐷𝑗)
 

   L：ジェットのブレークアップ長さ [m] 

   𝐷𝑗：ジェット直径 [m] 

   𝜌𝑗：ジェット密度 [kg/m3] 

   𝜌𝑐：冷却材密度 [kg/m3] 

   𝑉𝑗：ジェット速度 [m/s] 

   𝑔 ：重力加速度 [m/s2] 
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図付 3-10 Saitoらの実験装置[33]           図付 3-11 Saitoらの実験結果[33] 
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c) 相関式の適用性に関する検討[33] 

 Ricou-Spaldingの相関式は，ガスジェットの空気中でのガス巻き込み現象に基づき

作成された相関式であるため，溶融炉心物質ジェットの水中での粒子化現象への適用

性の確認のため，ALPHA-MJB 実験，FARO-TERMOS 実験を対象に比較計算された結果を

示す。 

合わせて Saito の相関式との比較も示す。Saitoの相関式ではジェットのブレーク

アップ長さが与えられるので，ジェットの突入から消滅までジェット径が直線的に減

少すると仮定して粒子化割合が求められている。 

 

(a)ALPHA-MJB実験 

 水中に鉛－ビスマスの溶融物を落下させた実験であり，密度や速度といった計

算条件は表付 3-4の値が用いられている。実験結果と計算結果の比較を図付3-12，

13 に示す。実験結果は，ジェットブレークアップ長さとして記載されている水深

を，粒子化割合 100%として記す。 

 Ricou-Spalding相関式における係数 Cの値は，MAAP推奨値      を使用するこ

とで，実験結果および Saitoの相関式とよく一致する結果が得られている。 

 

表付 3-4  ALPHA-MJB実験の検証解析条件[33] 

ケース 
溶融物密度 

(kg/m3) 

水密度 

(kg/m3) 

ジェット径 

(m) 

ジェット速度 

(m/s) 

MJB01 10453 958 0.03 3.05 

MJB02 ↑ ↑ 0.021 2.86 

（補足）溶融物密度は鉛－ビスマス 500Kでの値を使用 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図付 3-12 ALPHA-MJB01実験結果との比較[33] 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図付 3-13 ALPHA-MJB02実験結果との比較[33] 

 

(b)FARO-TERMOS 実験 

 水中に実機燃料組成を模擬した溶融物を落下させた実験であり，密度や速度等

の条件は表付 3-5 の値が用いられている。実験結果と計算結果の比較を図付 3-14

～19 に示す。実験結果は水プール水深に対する粒子化割合として示されている。

計算結果は，実験結果とよく合っているか粒子化割合を小さく評価している。な

お，Ricou-Spalding相関式における係数 Cの値は      が使用されている。 

 

表付 3-5 FARO-TERMOS実験の検証解析条件 [33] 

 

 

 

 

 

 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図付 3-14 FARO-L06 実験結果との比較[33] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 3-15 FARO-L08 実験結果との比較[33] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 3-16 FARO-L11 実験結果との比較[33] 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図付 3-17 FARO-L14 実験結果との比較[33] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 3-18 FARO-L19 実験結果との比較[33] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 3-19 FARO-L20 実験結果との比較[33] 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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d) 格納容器ペデスタル水張り水深に対する粒子化割合の評価[33] 

 Ricou-Spaldingの相関式ならびに Saito の相関式に基づき，大気圧飽和状態の水プ

ールを想定し，水深とジェット直径ならびにジェット速度をパラメータとして粒子化

割合を整理されたものを図付 3-20～22に示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 3-20 Ricou-Spalding相関式による粒子化割合のマップ[33] 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 3-21 Saitoの相関式による粒子化割合のマップ（Vj=5.0m/s）[33] 

 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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図付 3-22 Saitoの相関式による粒子化割合のマップ（Vj=10.0m/s）[33] 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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付録４ 溶融物の拡がり実験 

 

溶融物の拡がり挙動に関して，表付 4-1 に示す実験的研究が実施されている。この中で

水が存在する場合の溶融物の拡がりに関する主要な知見について以下に整理する。 

 

表付 4-1 溶融物拡がりに関する主な実験[27] 

実験名 実施国 拡がり形状 溶融物 その他 

BNL[18] 米国 2D Pb ドライ，ウエット 

SPREAD[19] 日本 1D, 2D ステンレススチール ドライ，ウエット 

CORINE[36] フランス 2D グリセロール他 ドライ，ウエット 

VULCANO フランス 2D コリウム ドライ 

KATS[23] ドイツ 1D, 2D テルミット ドライ，ウエット 

COMAS ドイツ 1D, 2D コリウム ドライ 

ISPRA EU JRAC 2D コリウム ドライ 

S3E[27] 

PULiMS[21] 

スウェーデン 1D, 2D 

2D 

模擬物（ウッズメタル等） 

模擬物(B2O3-WO3等) 

ドライ，ウエット 

ウエット 

 

(1) Mark-I型格納容器のシェルアタックに関する研究[17][18][19][20]  

Mark-I型格納容器のシェルアタックに関して ROAAM手法による確率論的評価[17]が行

われており，その中で水張り時のデブリの拡がりの評価が行われている。溶融物拡が

り挙動解析には，MELTSPREAD コードが使用されている。溶融物の拡がり挙動には，溶

融物落下流量，溶融物成分，溶融物過熱度が主に影響するとされている。 

米国 BNL では，溶融物として鉛を使用した小規模な拡がり実験を，ドライ条件とウ

ェット条件で行っている[18]。溶融物の過熱度と水深が，デブリ拡がり挙動において重

要であること，溶融物の拡がりは，水への熱伝達による溶融物の温度挙動と，溶融物

の流体力学的挙動により制限されることが示されている。 

国内 BWR産業界では，SPREAD実験[19][20]が実施されている。溶融物として約 2000Kに

加熱したステンレススチールを用い，溶融物落下流量，水深，溶融物過熱度等を変化

させて，格納容器模擬試験体 (1 次元形状と 2 次元形状の 2 種類，2 次元形状は図付

4-1 を参照)に放出し，溶融物の拡がり挙動に関する基礎的なデータを収集した。実験

条件を表付 4-2に示す。また，溶融物の拡がりを解析する SPREADコードが開発されて

いる。溶融物が重力で拡がると仮定し，熱源として崩壊熱及び化学反応を考慮し，床

コンクリートや上面の水プールへの伝熱を考慮し，質量，運動量及びエネルギのバラ

ンスを解くことにより，溶融物の移動速度と溶融物厚さを求めている。（図付 4-2参照)

このモデルでは，流動限界固相率を超えた時点で流動が停止すると仮定されており，

実験データを再現する流動限界固相率として 55%が使用されている。2次元体系に対す

る実験結果と解析結果の比較を図付 4-3 に示すが，よい一致が示されている。 
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図付 4-1  溶融物拡がり実験の試験体（2次元形状）[20] 

 

 

 

図付 4-2  SPREADコードの概念図 [20] 
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図付 4-3  溶融物拡がり距離の実験値と解析値の比較 [20] 

 

表付 4-2   SPREAD 実験条件 [19] 

Test 
No. 

Melt Mass 
(kg) 

Super 
Heat  
(K) 

Slit Width 
(m) 

Floor 
Material 

Nozzle 
Diam. 
(mm) 

Water 
Depth 
(mm) 

Water 
Added 

Position * 

1 95.0 133 0.15 Concrete 70 0 - 

2 7.5 77 ↑ ↑ ↑ 0 - 

3 24.0 149 ↑ ↑ 30 0 - 

4 43.0 115 0.05 ↑ ↑ 0 - 

5 19.0 110 ↑ ↑ ↑ 0 - 

6 66.0 107 ↑ ↑ ↑ 40 O/C 

7 115.0 135 ↑ ↑ ↑ 0 - 

8 66.0 112 ↑ ↑ ↑ 0 - 

9 94.2 110 0.025 ↑ ↑ 0 - 

10 60.2 86 0.05 MgO ↑ 0 - 

11 93.4 122 ↑ Concrete ↑ 40 O/C 

12 67.0 115 ↑ ↑ ↑ 40 O/C 

13 93.1 116 0.025 ↑ ↑ 40 O/C 

14 68.1 130 0.05 ↑ 70 0 - 

15 63.6 133 ↑ ↑ 30 0 - 

16 116.0 131 ↑ ↑ ↑ 0 - 

17 106.2 171 ↑ ↑ ↑ 0 - 

18 108.8 158 ↑ ↑ ↑ 0 - 

19 61.9 108 0.025 ↑ ↑ 0 - 

20 64.0 91 0.05 ↑ ↑ 10 O/C 

21 69.1 107 ↑ ↑ ↑ 40 O/C 

22 65.0 90 ↑ ↑ ↑ 70 O/C 

23 60.0 94 0.025 ↑ ↑ 40 O/C 

24 65.0 125 0.05 ↑ ↑ 40 O/C,I/C 

25 63.8 94 ↑ ↑ ↑ Spray O/C 

* O/C: Outside of Cylindrical Region    I/C: Inside of Cylindrical Region 
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(2) EPRコアキャッチャの溶融物拡がりに関わる実験[23][29][30][36] 

CEA/DRN/DTPで行われた CORINE実験[36]では，低融点物質（グリセロール他）を模擬

物質として使用して，水中での拡がり挙動を調べる実験が実施され，拡がり先端の移

動速度や底部に形成されるクラストの影響が調べられた。 

独カールスルーエ研究センター（FZK）で実施された KATS実験[23][29][30]では，溶融物

としてテルミット（Al2O3 約 150kg，Fe 約 150kg）が使用され，溶融物の放出速度や温

度，拡がり形状（1D,2D），床の材質（コンクリート，セラミック，コーティング），水

の有無をパラメータに溶融物の拡がり実験が行われている。実験装置を図付 4-4 及び

図付 4-5 に示す。Al2O3 と Fe では密度が異なり成層化するため，溶融物の出口を 2 箇

所設け，最初に Al2O3が放出し，最後に Fe を放出することにより酸化物溶融物の拡が

りと金属溶融物の拡がりを分けて実験が可能となっている。実験条件を表付 4-3 に示

す。KATS-10と KATS-11の実験条件はほぼ同様であるが，KATS-10の方は 1mmの水張り

をしてあり，KATS-11の方はドライ条件となっている。両者の拡がり結果を図付 4-6に

示すが，両ケースのように溶融物の放出速度が比較的高い場合は，冷却材の有無によ

らず同様な拡がり挙動になる結果となっている。 

 

 

 

図付 4-4  KATS実験装置の概要図 [29] 
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(1D)                              (2D) 

図付 4-5  KATS実験の 1Dと 2Dの拡がり形状の写真[30] 
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表付 4-3 KATS実験条件と拡がり距離（酸化物溶融物，1D拡がり）[29] 

 

 

 

 

図付 4-6  KATS実験の水の有無の影響（酸化物溶融物，1D拡がり）[29] 

 

(3) KTHの溶融物拡がり研究[21][27] 

スウェーデン KTH では，溶融物拡がりの小規模実験として，S3E実験[27]が行われている。

種々の溶融物と冷却材の組合せ（例 ウッズメタル－水，塩（NaNO3-KNO3）－パラフィン）

で溶融物温度や溶融物流量等をパラメータに，溶融物の拡がり挙動に関するデータが取ら

れている。溶融物が冷却される過程において，低密度の多孔質の層が形成される結果が得

られており，溶融物の流れにより，この多孔質層が持ち上げられ，流量（慣性力）によっ

て決定される距離まで拡がる挙動を示した。 

また，水中での溶融物拡がり挙動を調べる PULiMS実験[21]が実施されている。この実験で

は，浅い水プール（水深 20cm）へ溶融した Bi2O3-WO3合金を流入させ，その拡がり挙動が観

察された。実験装置を図付 4-7 に示し，実験条件を表付 4-4 に示す。水中へ流入した溶融
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物の拡がりの様子を図付 4-8 に示す。また，固化したデブリ層の性状を図付 4-9 に示す。

固化したデブリ層は３層を形成し，デブリ層下面とコンクリートは密着せずギャップが存

在しており，水または蒸気が存在していた可能性がある。３層の最下層は薄い 1.5-2mm の

ケーキ（クラスト）層で空隙は無く，中間層は割れ目や細長い孔が含まれている。最上部

は不規則な構造で高多孔性である。 

 

 

 

 

図付 4-7  PULiMS実験装置の概要図[21] 

 

 

表付 4-4 PULiMS 実験条件 [21] 
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図付 4-8  PULiMS実験 E4ケースの溶融物拡がり挙動のスナップ写真 [21] 

 

 

図付 4-9  PULiMS-E4実験の固化デブリの性状写真 [21] 

 

 

(4) 粒子状ベッドの拡がり[22] 

ANLでは，水プール中に不均質に堆積させたデブリベッドが，内部の沸騰により均一化す

る様子を確認するため，水プール中に UO2 ，SUS，Cu の 0.2～1mm 程度の粒子ベッドを非

均一の厚さに堆積させ，誘導加熱により崩壊熱発生を模擬させた実験[22]を行っている。図

付 4-10に粒子ベッド厚さの均一化の概念図を示す。非均一の厚さに堆積した粒子ベッドは，
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誘導加熱により粒子ベッド内に沸騰が生じ，粒子が吹き上げられて再堆積する過程で厚さ

が均一化し，均一化に要した時間は 2～3分程度であると報告されている。 

 

 

 

図付 4-10 セルフレベリング実験におけるデブリベッドの均一化の概念図 [22] 

 

 

(5) 溶融物の拡がり解析[20][27][28][39][40] 

溶融物の拡がり挙動の解析のために，種々の解析コードが提案されている。主要なもの

を表付 4-5に示す。これらの解析コードは，実験データを元に検証が行われている。また，

実験と実機条件とを関連づけるスケーリング則の提案も行われている。[20][27][28] 

 

表付 4-5 溶融物拡がり挙動の主な解析コード[27] 

Code Country Model characteristics 

CORFLOW * Germany 2D - mechanistic 

CROCO France Simplified (ISPN) 

LAVA * Japan 2D - Bingham fluid 

MELTSPREAD * USA 1D - complex physics and chemistry 

MECO Germany Mechanistic (Ruhr Univ.) 

RASPLAV / SPREAD Russia 2D - hydrodynamic 

SPREAD Japan simplified 

THEMA * France phenomenological (CEA/DRN) 

Footnote * Code receiving International recognition 
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a)  3次元溶融物拡がり解析例 

溶融物の拡がり挙動を 3次元で評価した例もある。図付 4-11に示すとおり過酷事故

解析コード SAMPSON のデブリ拡がりモジュール(DSA) [39]を使用して，ABWR の格納容器

ペデスタル上におけるデブリ拡がり評価を実施している。[40]床面に 200mm の水位があ

る条件(Wet床条件)で，制御棒駆動機構ハウジング 1本の破損を想定して、全炉心相当

の溶融炉心がペデスタル（半径約 5.3m）へ落下する場合の溶融炉心の床上の拡がり面

積を評価している。床面に水が存在する場合でも，溶融炉心は落下位置に依らずペデ

スタルのほぼ全面に拡がり，最終的な堆積高さは 400～500mm程度となる結果を得てい

る。 

 

 

図付 4-11  ABWR を対象にした 3次元溶融炉心拡がり評価結果例(SAMPSONコード) [40] 

 

 

b) スケーリング則を用いた溶融物拡がり相関式 

(3)に示した PULiMS 実験の結果を元に，水中での溶融物の拡がり距離を求めるスケ

ーリング則が提案されている[28]。これは，障害物の無い水平な床面に落下した溶融物

の拡がり停止後の平均厚さや拡がり距離を求める相関式である。一般的に，溶融物の

拡がり挙動は，溶融物の堆積高さに対応した重力による拡がりと，溶融物冷却に伴う

粘性増加による流動性低下の競合する２つのプロセスにより支配される。（図付 4-12

参照） 

スケーリング則では，競合する２つのプロセスの時間スケールとして，流体力学的

拡がり時間τconvを，拡がり停止後の平均厚さδvに達するまでの時間と定義し，固化時
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間τsolidを，溶融物が冷却され固化するまでの時間と定義し，これらの時間の比を，拡

がりの無次元時間スケール T（= 𝜏𝑐𝑜𝑛𝑣/𝜏𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑）と定義している。また，拡がり停止後の

平均厚さδvと表面張力とのバランスで決まる厚さδcapの比を，無次元長さスケール L

（= 𝛿𝑣/𝛿𝑐𝑎𝑝）と定義している。  

障害物の無い水平な床を想定し，落下した溶融物が軸対称に拡がると仮定すると，

無次元長さスケール Lは，無次元時間スケール Tを用いて(1)式で表されるとしている。

添え字の i は 慣性力支配流れの値を示し，v は粘性力支配流れの値を示している。 

𝐿𝑣 = 𝐶𝑣 ∙ 𝑇1/2 ∙ 𝑁1/2     (1) 

また，拡がり距離r(𝑡) と拡がり時間 t の関係は，以下のように表されるとしている。 

慣性力支配流れの場合  𝑟𝑖(𝑡) = 𝛽𝑖 ∙ 𝑡3/4   (2) 

粘性力支配流れの場合  𝑟𝑣(𝑡) = 𝛽𝑣 ∙ 𝑡1/2   (3) 

 

ここで， 

𝛿𝑐𝑎𝑝：表面張力とバランスする厚さ（= 2√𝜎/𝜌𝑚𝑔′） 

Cv：比例定数。PULiMS実験より，Cv=1.30が得られている。 

N：粘性因子（ =
τ

𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑣

τ
𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑖

∙
δ

𝑣

δ
𝑐𝑎𝑝

） 

β：拡がり係数  β
𝑖

= 0.84(𝑔′𝐺)
1/4

 ，β
𝑣

= 0.67 (
𝑔′𝐺3

𝑣
)

1/8

 

𝜏𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑：デブリ固化特性時間(s) （= 𝛿𝑐𝑎𝑝 ∙ 𝜌𝑚 ∙
𝐶𝑝,𝑚∙∆𝑇𝑠𝑢𝑝+𝜂∙𝐻𝑓

𝑞"𝑢𝑝+𝑞"𝑑𝑛−𝑞𝑣∙𝛿𝑐𝑎𝑝
） 

Δ𝑇𝑠𝑢𝑝：デブリ過熱度(K) ，𝐶𝑝,𝑚：デブリ比熱(J/kg/K)  

𝑞"𝑢𝑝：デブリ上面の熱流束（放射および対流熱伝達）(W/m2)  

𝑞"𝑑𝑛：デブリ下面の熱流束(対流熱伝達) (W/m2)  

𝑞𝑣：単位体積当たりの崩壊熱(W/m3)  

𝐻𝑓：デブリの溶融潜熱(J/kg)，η：流動停止までの有効潜熱割合(-) 

σ：デブリ表面張力(N/m) ，𝜌𝑚：デブリ密度(kg/m3) ，𝜌𝑤：水の密度(kg/m3)  

g：重力加速度(m/s2) ，v：デブリの動粘性係数（m2/s） 

g′：水中における重力加速度の補正 （= g(ρ
𝑚

− ρ
𝑤

)/ρ
𝑚
）(m/s2) 

𝑉𝑡𝑜𝑡：デブリ体積(m3)（=
m(1−f𝑚)

�́�𝑚
）， m：デブリ質量(kg) 

G：エントレインされなかった連続体デブリの体積流量(m3/s)（ =
V𝑡𝑜𝑡

t𝑟𝑒𝑙
） 

𝑡𝑟𝑒𝑙：原子炉圧力容器からの溶融炉心放出時間(s) 

𝑓𝑚：デブリ落下時のエントレイン割合(-)  
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𝜌′
𝑚
：有効デブリ密度(kg/m3) （= ρ

𝑚
(1 − ε

𝑚
)）， 𝜀𝑚：デブリボイド分率(-) 

 

(1)式は，拡がり停止時のデブリ平均厚さが，無次元時間スケール（＝溶融物の拡が

り時間／固化時間）の平方根に比例することを意味しており，溶融物の拡がりが遅い

ほど，固化するまでの時間が短いほど，無次元時間は大きくなり，結果として，拡が

り停止時の平均厚さが大きく，拡がり面積は小さくなる傾向を示している。逆に，溶

融物の拡がりが早いほど，固化までの時間が長いほど，無次元時間は小さくなり，平

均厚さが薄くなり，拡がり距離は大きくなる。このスケーリング則について，PULiMS

実験との比較が行われており，図付 4-13 に，実験結果とスケーリング則による評価と

の比較を示すが，概ね一致している結果が得られている。 

 

 上記のスケーリング則の式より，𝜏𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑣及び N は次式のように得られる。 

𝜏𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑣 = (
𝑉𝑡𝑜𝑡∙𝜏𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑

1/2

𝜋∙β
𝑣

2
∙𝛿𝑐𝑎𝑝∙𝐶𝑣∙𝑁1/2

)

2/3

    (4) 

𝑁 = (
𝑉𝑡𝑜𝑡

𝜋𝛿𝑐𝑎𝑝
)

1/3
𝛽𝑖

4/3

𝛽𝑣
2      (5) 

(4)式及び(5)式により𝜏𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑣が求まり，次式で拡がり距離が得られる。 

 𝑟𝑣(𝜏𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑣) = 𝛽𝑣 ∙ 𝜏𝑐𝑜𝑛𝑣,𝑣
1/2    (6) 

 

 BWRの溶融物条件（表付 4-6参照）を用いて，上記の PULiMSスケーリング則を適用

し，(6)式により溶融物の拡がり半径を評価した。図付 4-14に評価結果を示す。制御

棒駆動機構ハウジング破損時の溶融物落下質量速度である約 8500 kg/s の場合，約 18m

の拡がり半径を得る。溶融物質量を減らして落下質量速度を減らすと，拡がり距離は

減少するが，BWR条件の落下質量速度の 1/10にしても，まだ，ペデスタル半径（Mark-I

改の場合約 3.2m）を超えた拡がり半径を得る。 

従って，PULiMS スケーリング則を適用しても，BWRの溶融物条件では，溶融物はペ

デスタル床全面に拡がる結果となる。 
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図付 4-12 溶融炉心の拡がりに関わる熱伝達及び流体力学的な力を示す模式図 

 

 

 

 

図付 4-13 PULiMS実験を対象にしたスケーリング則による評価と実験結果の比較[28] 
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表付 4-6 BWR溶融物条件（BWR-5, Mark-I改） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図付 4-14  溶融物落下質量速度と拡がり距離の関係（PULiMSスケーリング則適用） 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に 

属しますので公開できません。 
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付録５ 粒子状ベッドの冷却性実験と解析モデル 

 

 粒子状ベッドの冷却性については，高速増殖炉の炉心損傷事故の評価において重要な評

価となることから，従来から多くの実験的及び解析的研究が行われてきている[32]。また，

TMI-2事故以降は，軽水炉を対象とした研究も進められている。 

デブリベッド冷却に関する研究の主要な焦点の一つは，デブリベッドの冷却限界が，崩

壊熱を上回るかどうかであり，判断基準のパラメータはデブリベッドのドライアウト熱流

束と考えられている。発熱する粒子状ベッドの内を流下する冷却水と上昇する蒸気の対向

二相流がデブリベッド内で形成される。粒子状デブリベッドの流動状態の模式図を図付 5-1

に示す。崩壊熱が高いと，局所的にデブリベッド内でドライアウトが生じ，デブリベッド

の温度が急激に高くなる。この時の熱流束がドライアウト熱流束となる。粒子状デブリベ

ッドのドライアウト熱流束は，種々の実験が行われ，種々の相関式が提案されている。そ

の中でも Lipinski 0-Dモデル[24]（次頁参照）は，小さい粒径から大きい粒径まで適用可能

とされており，広く使われている。MAAPコード内でも圧力容器下部プレナムの粒子状ベッ

ドの冷却の評価に使用されている。Lipinski 0-Dモデルでは，ドライアウト熱流束は，主

に粒子径，ポロシティ，堆積高さ，圧力に依存する。 

 

 

図付 5-1 粒子状デブリベッドの流動状態の模式図[32] 
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Lipinski 0-Dモデルについて（日本機械学会編「沸騰熱伝達と冷却」より抜粋）[32] 
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1.  はじめに 

  本資料は，運転停止中原子炉における燃料損傷防止対策に関する有効性評価

(以下，「有効性評価」と称す。)に適用するコードのうち，APEX コードについて，

下記に関してまとめたものである。なお，ここでいう APEX コードは，炉心動特

性解析を行う APEX Ver.1(以下，「APEX」と称す。)と，単チャンネル熱水力解析

を行う SCAT（RIA 用）Ver.2（以下，「SCAT」と称す。）からなる。以下では APEX，

及び SCAT について示す。 

・有効性評価において重要となる現象の特定 

・APEX-SCAT コードの解析モデル及び入出力に関する説明 

・妥当性確認 

・有効性評価への適用性 
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2.  重要現象の特定 

 

2.1   事故シーケンスと評価指標 

  APEX-SCAT コードが適用される，運転停止中原子炉における「反応度の誤投

入」事象に対する燃料損傷防止対策における事故シーケンスグループについ

て，具体的な事故シーケンス，及びその事象の推移と評価指標について記述

する。 

 

(1) 反応度の誤投入 

  本シナリオは，原子炉が運転停止中に，制御棒 1本が全引き抜きされ

ている状態から，他の 1本の制御棒が操作量の上限を超える誤った操作

によって引き抜かれ，臨界超過に至る事象を想定する。事象発生後，制

御棒引き抜きに伴い出力が上昇するが，起動領域モニタ或いは中間領域

モニタによる状態監視を行うことで，出力の過度な上昇を防止する。ま

た，更に中性子束が上昇しスクラム設定点に至った場合には原子炉がス

クラムすることにより炉心は未臨界となる。 

 本事象では反応度投入事象に伴う急激な出力上昇の可能性があるた

め，燃料エンタルピが評価指標になる。なお，有効性評価解析において

は，燃料破損の判定を，燃料エンタルピの最大値が「発電用軽水型原子

炉施設の反応度投入事象に関する評価指針」(以下，「反応度投入事象評

価指針」と称す。）に示された燃料の許容設計限界を超えているか否か，

及び，「発電用軽水型原子炉施設の反応度投入事象における燃焼の進ん

だ燃料の取扱いについて」に示されたペレット-被覆管機械的相互作用

によるピーク出力部燃料エンタルピの増分における破損しきい値を超

えているか否かをもって確認する。 

  なお，ABWR では起動領域モニタによるペリオドトリップ機能と，FMCRD

の遅い制御棒引き抜き速度により引抜制御棒投入反応度が従来型BWRよ

り小さいことから，燃料エンタルピの評価は実施せず，投入反応度が１

＄に至らないことをもって，燃料健全性に影響が無い事を確認する。 

本事象は，局所的な出力上昇事象であり，原子炉の水位に有意な変動

は生じないことから，燃料エンタルピが破損しきい値を超えていないこ

とを確認することをもって，以下の有効性評価項目を満足することを確

認する。 

a.  燃料有効長頂部が冠水していること。 

b.  放射線の遮蔽が維持される水位を確保すること。 

c.  未臨界を確保すること(ただし，通常の運転操作における臨界，
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又は燃料の健全性に影響を与えない一時的かつ僅かな出力上昇を伴う

臨界は除く。)。 

 

 

2.2 ランクの定義 

  本資料の本文「2.有効性評価における物理現象の抽出」で抽出された物理

現象のうちAPEX-SCATコードで評価する事象において考慮すべき物理現象を

対象に，表 2.2-1 の定義に従って「H」，「M」，「L」及び「I」のランクに分類

し，「H」及び「M」に分類された物理現象を重要現象として抽出する。 
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表 2.2-1 ランクの定義 

ランク ランクの定義 本資料での取扱い 

H 評価指標及び運転操作に対す

る影響が大きいと考えられる

現象 

物理現象に対する不確かさを実験との

比較等により求め，実機評価における

評価指標及び運転操作への影響を評価

する 

M 評価指標及び運転操作に対す

る影響が中程度と考えられる

現象 

事象推移を模擬する上で一定の役割を

担うが，影響が「H」に比べて顕著でな

い物理現象であるため，必ずしも不確

かさによる実機評価における評価指標

及び運転操作への影響を評価する必要

はないが，本資料では，実機評価への

影響を感度解析等により評価するか，

「H」と同様に評価する 

L 評価指標及び運転操作に対す

る影響が小さいと考えられる

現象 

事象推移を模擬するためにモデル化は

必要であるが，評価指標及び運転操作

への影響が明らかに小さい物理現象で

あるため，検証/妥当性確認は記載しな

い 

I 評価指標及び運転操作に対し

影響を与えないか，又は重要

でない現象 

評価指標及び運転操作へ影響を与えな

いか，又は重要でない物理現象である

ため，検証/妥当性確認は記載しない 

 

2.3 物理現象に対するランク付け 

  燃料エンタルピを評価指標とした物理現象とランクの関係を表2.3-1に示

し，以下に説明する。表 2.2-1 の定義に従い，物理現象に対してランク付け

を行い，「H」及び「M」に分類された物理現象を重要現象として抽出した。 

  ランク付けに当たっては，燃料エンタルピは核分裂出力，反応度フィード

バック効果，制御棒反応度効果から影響を受けるため，これらに関する物理

現象も相対的に高いランクとしている。 

  以下に，物理現象ごとに考え方を示す。 
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(1)  核分裂出力[炉心(核)] 

制御棒引き抜きに伴い炉心に正の反応度が印加されることにより，

核分裂出力が増加する。燃料エンタルピは発生熱量の蓄積量として定

義されるため，核分裂出力は重要な物理現象であり，重要度は高いと

考えられる。 

 

(2)  出力分布変化[炉心(核)] 

炉心の出力分布変化は，制御棒引き抜きに伴う中性子束分布変化に

より支配され，燃料エンタルピの分布に影響を与える。また，出力分

布変化は動特性方程式で重要なフィードバック因子となるドップラ反

応度にも影響を与え，中性子束レベルにも影響を与える。したがって，

出力分布変化は，直接的・間接的に，燃料エンタルピの最大値に影響

を与える。このため，出力分布変化の重要度は，高いと考えられる。 

また，本事象では炉心外周部の制御棒が一本引き抜かれることで局

所的に出力が上昇することから，三次元的な出力分布変化の影響が生

じる。 

 

(3)  反応度フィードバック効果[炉心(核)] 

炉心の動特性解析においては，反応度フィードバック効果が事象の

進展に大きな影響を与えることから，反応度フィードバック効果は重

要な現象である。反応度フィードバック効果は，原子炉出力変化後，

燃料領域の温度変化による反応度フィードバック効果（ドップラ反応

度）と，減速材領域の温度・ボイド率変化による反応度フィードバッ

ク効果（減速材温度反応度，減速材ボイド反応度）に分類される。 

本事故シーケンスでは原子炉スクラムによる負の反応度印加により

原子炉出力が低下する効果が支配的であり，ドップラ反応度フィード

バック効果・減速材温度反応度フィードバック効果・減速材ボイド反

応度フィードバック効果の重要度は中程度と考えられる。 

また，反応度フィードバックは動的反応度の大小が重要であるため，

遅発中性子割合も影響する。 

 

(4)  制御棒反応度効果[炉心(核)] 

本事故シーケンスでは，制御棒誤引き抜きによる正の反応度印加が

主要な外乱であり，引抜制御棒反応度は燃料エンタルピに大きな影響

を与える。また，スクラムによる負の反応度印加により原子炉は未臨

界となることから，スクラム反応度は燃料エンタルピに影響する。こ



 

 

6-6 

のため，制御棒反応度効果の重要度は高いと考えられる。また，本事

象では引き抜かれる制御棒の位置は炉心中央とは限らないことから，

制御棒反応度は一般に三次元的な位置に依存する影響を受ける。 

また，制御棒反応度効果は動的反応度の大小が重要であるため，遅

発中性子割合も影響する。 

 

(5)  崩壊熱[炉心(核)]  

崩壊熱は，出力運転中における核分裂生成物，アクチニドの蓄積に

伴う物理現象であり，本事故シーケンスのように停止時からの制御棒

引き抜きに伴う短時間の出力上昇において，燃料エンタルピに与える

影響はないと考えられる。 

 

(6)  三次元効果[炉心(核)] 

本事象は，局所的かつ一時的な出力上昇事象であるため，炉心の核

熱不安定事象は生じないと考えられる。 

 

(7)  燃料棒内温度変化[炉心(燃料)] 

燃料棒内温度変化は，燃料ペレット及び被覆管の熱伝導とギャップ

部及び燃料棒表面の熱伝達を通して表面熱流束の変化に伴う燃料棒の

除熱に影響する。また，燃料温度の上昇を通じて，ドップラ反応度フ

ィードバック効果に影響を与える。 

本事故シーケンスのように燃料温度の上昇量が小さい事象において

は，除熱及びドップラ反応度フィードバック効果への影響の観点から

燃料棒内温度変化の重要度は中程度であると考えられる。 

 

(8)  燃料棒表面熱伝達[炉心(燃料)] 

燃料棒表面熱伝達（単相壁面熱伝達，二相壁面熱伝達）は，表面熱

流束の変化に伴う燃料棒の除熱に影響することから，燃料エンタルピ

に影響を与える。 

本事故シーケンスのように表面熱流束の上昇量が小さい事象におい

ては，除熱の観点から燃料棒表面熱伝達の重要度は中程度であると考

えられる。 

 

(9)  沸騰遷移[炉心(燃料)] 

表面熱流束が限界熱流束に達すると，沸騰遷移状態を経て膜沸騰状

態となるため，熱伝達は悪化し，燃料エンタルピに影響を与える。 
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本事故シーケンスにおいては表面熱流束の上昇量が小さく，沸騰遷

移には至らないが，仮に沸騰遷移が発生した場合，熱伝達の悪化によ

り，燃料エンタルピは上昇する。本事故シーケンスでは，燃料エンタ

ルピがピークに至るまでの除熱量は数～十数 kJ/kg 程度であり，沸騰

遷移発生時に熱伝達が悪化することによる燃料エンタルピの上昇量も、

数～十数 kJ/kg の範囲内に留まると推測されることから，沸騰遷移の

重要度は中程度と考えられる。 

 

(10)  燃料被覆管酸化[炉心(燃料)] 

出力が上昇し燃料被覆管温度が著しく上昇した場合には，水-ジルコ

ニウム反応が促進され，燃料被覆管の酸化反応による被覆管表面温度

の上昇に伴う表面熱伝達の悪化を介して，燃料エンタルピに影響を与

える。 

本事故シーケンスでは，事象を通じての燃料被覆管温度の上昇量が

小さく，燃料被覆管温度が水-ジルコニウム反応が発生する程度(約

900℃)までは至らないことから，燃料被覆管酸化の重要度は低いと考

えられる。 

 

(11)  燃料被覆管変形[炉心(燃料)] 

燃料被覆管温度が急激に上昇した場合には，燃料被覆管の変形が生

じる可能性があり，ギャップ熱伝達の変化や流路閉塞による冷却挙動

の変化を介して燃料エンタルピに影響を与える。 

本事故シーケンスでは，事象を通じての燃料被覆管温度の上昇量が

小さく，燃料被覆管変形には至らないと考えられることから，燃料被

覆管変形による燃料エンタルピへの影響は考慮しない。 

 

(12)  三次元効果[炉心(燃料)] 

本事故シーケンスは，炉心の局所的かつ一時的な出力上昇現象であ

り，炉心露出は生じないことから，炉心露出に伴う燃料棒間及びチャ

ンネルボックスとの輻射熱伝達による燃料エンタルピへの影響は考慮

しない。 

 

(13)  沸騰・ボイド率変化[炉心(熱流動)] 

出力上昇に伴い炉心において沸騰・ボイド率変化が生じる場合には，

沸騰状態での被覆管からの表面熱伝達，圧力損失,反応度フィードバッ

ク等の変化を介して燃料エンタルピに影響を与える。 
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本事故シーケンスにおいては表面熱流束の上昇量が小さく，沸騰に

伴うボイド発生は小さいことから，沸騰・ボイド率変化の重要度は低

いと考えられる。 

 

(14)  気液分離(水位変化)・対向流[炉心(熱流動)] 

本事故シーケンスは，炉心の局所的かつ一時的な出力上昇現象であ

り，炉心露出は生じないことから，気液分離(水位変化)・対向流は生

じないと考えられる。 

 

(15)  気液熱非平衡[炉心(熱流動)] 

本事故シーケンスは，表面熱流束の上昇量が小さく，沸騰に伴うボ

イド発生は小さいことから，蒸気の過熱による気液熱非平衡の効果は

生じないと考えられる。  

 

(16)  三次元効果[炉心(熱流動)] 

炉心の出力が局所的に上昇する場合，ボイドも局所的に発生するた

め，ボイド発生による流量配分の三次元効果が生じ，沸騰状態での被

覆管からの表面熱伝達，圧力損失，反応度フィードバック等の変化を

介して燃料エンタルピに影響を与える。 

本事故シーケンスにおいては，表面熱流束の上昇量が小さく，沸騰

に伴うボイド発生は小さいことから，燃料集合体間の流量配分等によ

る炉心(熱流動)の三次元効果の重要度は低いと考えられる。 

 

(17)  圧力損失[炉心(熱流動)] 

炉心又はチャンネルの圧力損失は，原子炉再循環流量，並びにチャ

ンネル流量及びその配分に影響する。チャンネル内流量は，燃料の除

熱を通じて燃料エンタルピに影響を与えるが，本事故シーケンスにお

いては表面熱流束の上昇量が小さく，沸騰に伴うボイド発生は小さい

ことから，ボイド発生による流量配分に与える影響は無視でき，圧力

損失の影響はないと考えられる。 

 

(18)  原子炉圧力容器に係る物理現象 

本事故シーケンスは，運転停止中原子炉における「反応度の誤投入」

による炉心内の局所的かつ一時的な出力上昇事象であり，原子炉圧力

容器に係る物理現象による燃料エンタルピへの影響はないと考えられ

る。  
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表 2.3-1 有効性評価の物理現象のランク 
 

 評価事象 反応度の誤投入 

分
類 

評価指標

物理現象 
燃料エンタルピ 

(

核)
 

炉
心 

(1) 核分裂出力 H 

(2) 出力分布変化 H 

(3) 反応度フィードバック効果 M 

(4) 制御棒反応度効果 H 

(5) 崩壊熱 I 

(6) 三次元効果 I 

(

燃
料)

 

炉
心 

(7) 燃料棒内温度変化 M 

(8) 燃料棒表面熱伝達 M 

(9) 沸騰遷移 M 

(10) 燃料被覆管酸化 L 

(11) 燃料被覆管変形 I 

(12) 三次元効果 I 

(

熱
流
動)

 

炉
心 

(13) 沸騰・ボイド率変化 L 

(14) 気液分離(水位変化)・対向流 I 

(15) 気液熱非平衡 I 

(16) 三次元効果 L 

(17) 圧力損失 I 
(

逃
し
安
全
弁
含
む)

 

原
子
炉
圧
力
容
器 

(18) 

冷却材流量変化 I 

冷却材放出(臨界流・差圧流) I 

沸騰・凝縮・ボイド率変化 I 

気液分離(水位変化)・対向流 I 

気液熱非平衡 I 

圧力損失 I 

構造材との熱伝達 I 

ECCS 注水(給水系・代替注水設備含

む) 
I 

ほう酸水の拡散 I 

三次元効果 I 
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3. 解析モデルについて 

3.1 コード概要 

APEX-SCAT コードは，反応度投入時の炉心の出力変化等を解析する炉心動

特性解析と，その解析結果を入力として燃料集合体内における冷却材によ

る除熱計算を行い，燃料エンタルピを評価する燃料挙動解析に分けられる。

炉心動特性解析には反応度投入事象解析コード APEX を，燃料挙動解析には

単チャンネル熱水力解析コード SCAT を用いて解析を行っている。この解析

の流れを，図 3.1-1 に示す。 
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図 3.1-1 APEX-SCAT の結合計算の流れ 

炉心動特性計算（③） 炉心出力の時間変化 

最高出力バンドルの軸方向断

熱燃料エンタルピ分布（④）

除熱計算 

非断熱燃料エンタルピの

時間変化 

引抜制御棒反応度， 

スクラム反応度 

三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード(LOGOS Ver.5)(7) 単位燃料集合体核特性計算コード(TGBLA Ver.3) (6)  

APEX SCAT 

局所出力ピーキング係数 

→ 時間

→
 
反

応
度

 

→ 時間 

→
 
出

力
 

→
 
軸

方
向

 

→ エンタルピ

→ 時間

→
エ

ン
タ

ル
ピ

 

 (ΔkC , ΔkS) 

初期炉心状態（①） 

※：図中の丸数字は，3.3.1 炉心動特性解析(APEX コード) [解析の流れ]に対応している。 

Ａ
Ｐ
Ｅ
Ｘ
解
析
終
了

ドップラ係数 

動特性パラメータ 

一点近似 

炉心平均断熱燃料 

エンタルピΔh進行 

出力分布計算 

ドップラ反応度計算（②）

出力分布計算より求まる

重み付けにより1点に縮約

・ドップラ反応度(ΔkD) 

・動特性パラメータ(β,Λ) 

RZ 二次元体系 
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3.2 重要現象に対する解析モデル 

2.3 節において重要現象に分類された物理現象(表 2.3-1 で「H」及び「M」

に分類された物理現象)について，その物理現象を評価するために必要とな

る解析モデルを表 3.2-1 に示す。 

 

表 3.2-1 重要現象に対する解析モデル 

分類 重要現象 必要な解析モデル 

炉心(核) 

核分裂出力 動特性モデル 一点近似動特性モデル 

出力分布変化 炉心出力分布モデル 二次元(RZ)拡散モデル 

制御棒反応度効果 動特性モデル 一点近似動特性モデル 

反応度フィードバック効果 動特性モデル 
一点近似動特性モデル 

二次元(RZ)拡散モデル 

炉心(燃料) 

燃料棒内温度変化 燃料モデル 

熱伝導モデル 

燃料ペレット－被覆管ギャッ 

プ熱伝達モデル 

燃料棒表面熱伝達モデル 

燃料棒表面熱伝達 
チャンネル内 

熱流動モデル 
燃料棒表面熱伝達モデル 

沸騰遷移 
チャンネル内 

熱流動モデル 
沸騰遷移評価モデル 
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3.3 解析モデル 

APEX-SCAT コードを構成する APEX コード，SCAT コードの解析モデルを表 

3.3-1 に示す。また計算の内容を以下に示す。 

 

表 3.3-1 APEX-SCAT コードの解析モデル(1)(2) 

分類 重要現象 計算モデル 

炉心(核) 

核分裂出力 一点近似動特性方程式，二次元(RZ)拡

散方程式を適用。 

また，反応度フィードバックとしては，

断熱モデルに基づくドップラ反応度フ

ィードバックモデルを採用し，減速材

温度フィードバック及び減速材ボイド

フィードバックは考慮しない。 

出力分布変化 

制御棒反応度効果 

反応度フィードバック効果 

炉心(燃料) 

燃料棒内温度変化 

ギャップ熱伝達：Ross & Stoute の式を

用いて非定常熱伝導方程式を適用。 

燃料棒表面熱伝達：（燃料棒表面熱伝達

モデルに記載） 

燃料棒表面熱伝達 

以下の伝熱モードを考慮 

・単相強制対流：Dittus-Boelter の式

・核沸騰状態 : Jens-Lottes の式 

・膜沸騰状態(低温時) : NSRR の実測デ

ータに基づいて導出された熱伝達相

関式 

沸騰遷移 
低温時 : Rohsenow-Griffith の式及び

Kutateladze の式を適用して判定 
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3.3.1 炉心動特性解析(APEX コード) (1)(2) 

APEX コードは，熱的現象を断熱としており，炉心平均出力の過渡変化

を炉心一点近似による中性子動特性方程式で表し，出力の炉心空間分布を

二次元(RZ)拡散方程式で表す。炉心各部分のエンタルピの上昇は，出力分

布に比例するものとし，炉心平均断熱燃料エンタルピがある程度上昇する

間(エンタルピステップ)は，出力分布は一定としている。また，投入反応

度としては，引抜制御棒反応度，スクラム反応度及びドップラ反応度を考

慮するが，このドップラ反応度は，二次元(RZ)拡散計算による出力分布変

化を考慮して求められる。 

解析にあたっては，次のような前提を設けている。 

i). 炉心平均出力の過渡変化は，炉心一点近似による動特性方程

式により表される。 

ii). 熱的現象は断熱とする。 

iii). 出力分布は，中性子エネルギ三群・二次元(RZ)拡散方程式に

よって表わされる。 

iv). 炉心各部分のエンタルピの上昇は出力分布に比例するもの

とする。 

v). 炉心平均エンタルピがある程度上昇する間(以下，「エンタル

ピステップ」と称す。)は出力分布は一定と仮定する。 

 

[解析の流れ] 

① 初期炉心状態の作成 

a. 対象となる炉心を三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードにより求める。

当該炉心について，③a.の炉心動特性計算で用いる引抜制御棒反応度，

スクラム反応度を求める。ここでは，各領域の組成(燃料タイプ，ガド

リニア分布等)及び燃焼度分布の空間的効果は全て計算に含まれている。 

 

b. a.で求めた炉心を RZ 二次元体系に変換するため，炉心径方向の集合体

核定数が同心円状となるよう，領域毎に核定数を均質化するとともに，

誤引抜制御棒周りの核定数を炉心中心へ移動する。通常，領域分けは，

図 3.3.1-1 に示すように径方向を 9 領域とし，それぞれを軸方向に 24

領域分割(三次元体系と同じ)し，さらに反射体領域として 1領域を加え，

図 3.3.1-2 に示すように 217 領域とする。APEX コードでは引抜制御棒

は体系の中心に位置するものとしており，炉心計算結果で設定した引抜

制御棒が APEX コードにおける体系の中心に位置するように，以下に示

すような手法を行っている。 
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i). 炉心の全燃料集合体を対象に，初期制御棒パターン状態の炉

心計算結果の核定数を同心円状の燃料集合体領域ごとに均

質化した後，RZ 体系に縮約する。 

ii). 制御棒が引き抜かれた領域で出力ピーキングが大きくなる

ことを考慮し，引抜制御棒周囲の燃料集合体核定数を 3領域

の同心円状に均質化した後，制御棒の引抜状態を考慮して

RZ 体系に縮約する。 

iii). ii).で作成した核定数が，i).で作成した炉心の中心になる

ように上書きする。上書きにおいては，出力スパイク発生時

のドップラ反応度フィードバック量を適切に評価するよう，

制御棒引抜による投入反応度が，実効遅発中性子割合と等し

くなった即発臨界状態となる位置まで制御棒が引き抜かれ

た状態を模擬するようにする。 

 

  i).～iii).に示した核定数を RZ体系に縮約する流れを，図 3.3.1-3

に示す。また，炉心最外周の制御棒が引き抜かれる場合の ii).にお

ける核定数の縮約方法について，図 3.3.1-4 に示す。燃料集合体が存

在しない領域は縮約対象に含めず，燃料集合体が存在する領域のみの

核定数を縮約することで，炉心最外周の制御棒が引き抜かれた状態を

模擬するようにしている。 

  本手法による RZ 体系への縮約に伴う不確かさが解析結果に及ぼす

影響を，縮約を介さずに炉心三次元体系で動特性解析を行うことがで

きる三次元動特性解析コードTRACG Ver.5を用いて評価した結果を添

付 4に示す。 
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c. b.で作成した領域毎の核定数を RZ 二次元体系に振り分け，次式の中性

子エネルギ三群拡散計算により二次元(RZ)の相対出力分布を計算する。 

なお，拡散計算は，二次元領域を更に細分化して行い，出力分布及び断

熱燃料エンタルピ分布は，細分化された各ノード(以下，「メッシュ」と

称す。)について計算する。 

 

െܦଵଶ	߶ଵ 	൫Σோ ߶൯	ଵ 		ൌ 		
1
ߣ
ቄ൫ߥΣ ߶൯ଵ  ൫ߥΣ ߶൯ଶ  ൫ߥΣ ߶൯ଷቅ		 

െܦଶଶ	߶ଶ 	൫Σோ ߶൯	ଶ 		ൌ 		 ሺΣ௦߶ሻଵ		 

െܦଷଶ	߶ଷ 	൫Σோ ߶൯	ଷ 		ൌ 		 ሺΣ௦߶ሻଶ		 

 

記号は以下の通りである。 

߶ ：中性子束 

 拡散定数： ܦ

 固有値： ߣ

 単位核分裂あたりに放出される中性子数： ߥ

ோ ：除去断面積൫ൌ	ߑ  ௦൯	ߑ＋	ߑ
   ：核分裂断面積		ߑ

   ：吸収断面積		ߑ

  ：減速断面積	௦	ߑ

添字 1～3 ：中性子エネルギ群 

 

② エンタルピステップの進行に伴う相対出力分布及びドップラ反応度の 

計算 

a. 炉心平均断熱燃料エンタルピを，僅かに増加させる。増加した後の各メ

ッシュにおける断熱燃料エンタルピは，以下の式により計算される。 

 

݄ାଵ ൌ ݄  ܲ
ାଵ ∙ ∆݄തതതതത 

 

記号は以下の通りである。 

݄ :メッシュ m の断熱燃料エンタルピ 

ܲ :エンタルピステップ進行時のメッシュ m の相対出力予測値 

∆݄തതതത  :炉心平均断熱燃料エンタルピの上昇幅(エンタルピステップ) 

݊ :エンタルピステップの番号 

また，各メッシュの断熱燃料エンタルピの計算結果をもとに，各メッ

シュの温度を計算する。なお，エンタルピステップ∆݄തതതതは，制御棒が引
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き抜かれ炉心出力が上昇する時間領域で細かく設定する。 

 

b. a.で計算された各メッシュの温度をもとに，各メッシュのドップラ反応

度を計算する。 

その後，各メッシュのドップラ反応度の計算結果をもとに，各メッシュ

の第 2群(共鳴領域)の中性子吸収断面積の増加量(∆ߑ)を計算する。 

 

ሺܶሻߑ∆ ൌ ሺܶሻ	ோమ	ߑ	 െ	ߑ	ோమ	ሺ ܶሻ	 

 

ൌ	
െߑோమሺ ܶሻ		

ஶ݇߂
݇ஶ

ሺܶሻ

1 		݇߂ஶ݇ஶ
ሺܶሻ െ

ଵߑߥ
݇ஶ	ோଵߑ

ሺ ܶሻ

	 

∆݇ஶ
݇ஶ

ሺܶሻ ൌ ௗܥ ൈ ൫√ܶ െ ඥ ܶ൯ 

 

記号は以下の通りである。 

௱ಮ
ಮ

ሺܶሻ ：  ドップラ反応度 

 ሺܶሻ ： 第２群除去断面積	ோమ	ߑ

 ௗ : ドップラ反応度係数ܥ

 

c. ∆ߑの変化を反映し，二次元(RZ)の相対出力分布を再計算する。拡散方

程式は，①c.に基づく。 

 

 c.で計算された各メッシュの相対出力を，a.の各メッシュの相対出力予

測値( ܲ)に適用し，収束するまで繰り返し計算を行う。最終的な c.の計

算結果をもとに，炉心平均断熱燃料エンタルピを僅かに増加させた際の，

各メッシュの相対出力分布( ܲ
ାଵ)を計算する。 
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③ 炉心動特性計算 

a. 炉心平均断熱燃料エンタルピが∆݄തതതത進む間の炉心出力の時間変化を一

点近似動特性方程式により計算する。 

݀ܰ
ݐ݀

ሺݐሻ ൌ
1
߉
		൬
݇ െ 1
݇

െ ሻݐ൰ܰሺߚ	 		ߣ



ୀଵ

 ሻݐሺܥ

ܥ݀
ݐ݀

ሺݐሻ ൌ
1
߉
ሻݐܰሺߚ	 െ		ߣܥሺݐሻ 

 

また，中性子密度と炉心平均出力は，換算係数 Aにより， 

 

ܲሺݐሻ ൌ ܣ ൈ ܰሺݐሻ 

 

と示され，炉心出力変化に伴う炉心平均エンタルピの変化は以下によ

り求まる。 

 

݀ ത݄

ݐ݀
ሺݐሻ ൌ ሻݐሺܲሺܤ െ ܲሺ0ሻሻ 

 

記号は以下の通りである。 

ܰሺݐሻ ： 中性子密度 

ܲሺݐሻ ： 炉心平均出力 

 中性子密度と炉心平均出力の換算係数 ： ܣ

݇ሺݐሻ ： 実効増倍率 

ሻ ： 遅発中性子グループݐሺܥ i の先行核密度 

ത݄ሺݐሻ ： 炉心平均エンタルピ 

Λ ： 即発中性子寿命 

 ： 遅発中性子グループߚ i の割合 

ߚ  ： 全遅発中性子の割合 

 ： 遅発中性子グループߣ i の先行核崩壊定数 

 平均出力を平均エンタルピに換算する係数 ： ܤ

݅ ： 遅発中性子グループ(݅ ൌ 1~6) 

 

  

൭ൌߚ



ୀଵ

൱ 
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一点近似動特性計算に用いる実効増倍率݇は次式により，前記①a.で求

めた引抜制御棒反応度及びスクラム反応度を外部入力として与え，ド

ップラ反応度は前記②c.の拡散計算における固有値の差を，炉心平均

断熱燃料エンタルピ݄തതതと݄തതത  ∆݄間で直線内挿して与える。ここで

∆݇,Δ݇௦は外部入力のため，解析中は制御棒は固定とし，ドップラフィ

ードバックによる影響を考慮して中性子束分布を評価する。 

 

݇ሺݐሻ ൌ ݇ሺ0ሻ  ∆݇ሺݐሻ  ∆݇௦ሺݐ െ ௦ሻݐ  ∆݇ሺݐሻ 

 

記号は以下の通りである。(各反応度は，∆݇単位) 

݇ሺݐሻ  :  実効増倍率(݇ሺ0ሻ ൌ 1.0) 

∆݇ሺݐሻ : 引抜制御棒反応度 

∆݇௦ሺݐ െ  ௦ሻ : スクラム反応度(tsはスクラム開始時間)ݐ

∆kሺݐሻ : ドップラ反応度 

 

ここで，ドップラ反応度∆kሺݐሻは，前記②c.の二次元拡散計算

結果から得られた固有値λと，前記③a.の炉心動特性計算から

得られた炉心平均燃料エンタルピ ത݄ሺݐሻから，以下の式で計算さ

れる。 

 

∆݇ሺݐሻ ൌ
ቊߣ 	

ሺߣାଵ െ ሻݐሻ൫ത݄ሺߣ െ ത݄൯
∆݄തതതത

ቋ

ߣ
െ 1.0 

 

記号は以下の通りである。 

  : ステップ①c.の二次元拡散計算における初期固有値ߣ

  : ステップ②c.の二次元拡散計算における固有値ߣ
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④ 次のエンタルピステップの計算 

前記②及び③の計算を，断熱燃料エンタルピ変化が安定するまで繰り返

し，最終エンタルピ分布を求める。 

 

݄
 ൌ ݄ 	ቊ ܲ

 	
ሺ ܲ

ାଵ െ ܲ
ሻ∆݄തതതത

∆݄തതതത
ቋ ∆݄തതതത	 

 

記号は以下の通りである。 

݂ ： 最終値を示す指標 

݊ ： 前回までのステップ番号 

∆݄തതതത ： 最終エンタルピまでのエンタルピ幅（＝݄	ഥ 	 	െ 	݄	ഥ	） 

݉ ： メッシュ番号  
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図 3.3.1-1 APEX コードで用いる核定数作成の模式図 

 

 

 

図 3.3.1-2 APEX コードで用いる炉心のノード分割 

三次元体系 RZ 二次元体系 

13 9 9 9 9 9 
12 9 9 9 9 9 9 
11 8 8 8 8 8 9 9 9 9 
10 7 7 7 7 8 8 9 9 9 9 
9 6 6 6 6 3 3 3 3 9 9 9 

X 8 6 6 6 3 3 2 2 3 3 9 9 
7 5 5 5 3 2 1 1 2 3 9 9 
6 5 5 5 3 2 1 1 2 3 8 9 9 
5 4 4 4 3 3 2 2 3 3 8 8 9 9 
4 4 4 4 4 3 3 3 3 6 7 8 9 9 
3 3 3 4 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9 
2 2 3 3 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9 
1 1 2 3 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9 

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 
Y 

引抜制御棒位置 

中心へ移動 

Ｚ 

24
23 
22 
21 
20 
19 
18 
17 
16 
15 
14 
13 
12 
11 
10 
9 
8 
7 
6 
5 
4 
3 
2 
1 

1 2 3 4 5 6 7 8 9 

Ｒ 

枠内の番号は物質番号
反射体

Z 24 24 48 72 96 120 144 168 192 216
方 23 23 47 71 95 119 143 167 191 215
向 22 22 46 70 94 118 142 166 190 214
領 21 21 45 69 93 117 141 165 189 213
域 20 20 44 68 92 116 140 164 188 212
番 19 19 43 67 91 115 139 163 187 211
号 18 18 42 66 90 114 138 162 186 210

17 17 41 65 89 113 137 161 185 209
16 16 40 64 88 112 136 160 184 208
15 15 39 63 87 111 135 159 183 207
14 14 38 62 86 110 134 158 182 206
13 13 37 61 85 109 133 157 181 205 反射体
12 12 36 60 84 108 132 156 180 204 217
11 11 35 59 83 107 131 155 179 203
10 10 34 58 82 106 130 154 178 202
9 9 33 57 81 105 129 153 177 201
8 8 32 56 80 104 128 152 176 200
7 7 31 55 79 103 127 151 175 199
6 6 30 54 78 102 126 150 174 198
5 5 29 53 77 101 125 149 173 197
4 4 28 52 76 100 124 148 172 196
3 3 27 51 75 99 123 147 171 195
2 2 26 50 74 98 122 146 170 194
1 1 25 49 73 97 121 145 169 193

反射体

Z 1 2 3 4 5 6 7 8 9
R方向領域番号

R
注：反射体は厚さ30cmの水
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図 3.3.1-3 APEX コードによる核定数縮約の模式図 

  

炉心計算結果 APEX入力
X-Y-Z体系 R-Z体系

9 9 9 9 9 9 9
9 9 9 9 9 9 9 9

9 9 9 9 9 8 8 8 8 8
9 9 9 8 8 8 8 8 8 8

9 9 9 8 8 8 7 7 7 7 7
9 9 9 8 8 8 8 7 7 7 7 7 7
9 9 9 8 8 7 7 7 7 6 6 6 6

9 9 9 8 8 7 7 7 6 6 6 6 6 6
9 9 9 8 8 8 7 7 6 6 6 5 5 5 5
9 9 9 8 8 7 7 6 6 6 5 5 5 5 5
9 9 8 8 7 7 7 6 6 5 5 5 4 4 4
9 9 8 8 7 7 6 6 5 5 5 4 4 4 4
9 9 8 8 7 7 6 6 5 5 4 4 4 3 3
9 9 8 8 7 7 6 6 5 5 4 4 3 3 2
9 9 8 8 7 7 6 6 5 5 4 4 3 2 1 9 8 7 6 5 4 3 2 1

炉心計算結果 APEX入力
X-Y-Z体系 R-Z体系

引抜制御棒位置

3 3 3 3
3 3 2 2 3 3

3 2 1 1 2 3 3 2 1
3 2 1 1 2 3

3 3 2 2 3 3
3 3 3 3

i).

縮約

ii).

縮約

iii).

上書き
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図 3.3.1-4 炉心最外周の制御棒を引き抜く場合の核定数縮約の模式図 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

炉心計算結果
X-Y-Z体系

引抜制御棒位置 引抜制御棒位置

3 3 3 3
3 3 2 2 3 3

3 2 1 1 2 3 3 3 3
3 2 1 1 2 3 2 2 3 3

3 3 2 2 3 3 1 1 2 3
3 3 3 3 1 1 2 3

2 2 3 3
3 3 3

炉心中央部の制御棒を引き抜く場合 炉心最外周の制御棒を引き抜く場合
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3.3.2 燃料挙動解析(SCAT コード) (1)(2)  

3.3.1で述べた炉心動特性解析で求めた最高出力燃料集合体の出力の時

間変化を入力として，SCAT コードを用いた最高出力燃料集合体の最高出

力燃料棒の除熱計算を行い，燃料エンタルピの時間的変化を求める。 

SCAT コードでは，燃料棒軸方向のノード分割数を APEX コードと同等と

する。燃料棒は，燃料ペレット，ペレットと被覆管の間の空隙部であるギ

ャップ部，被覆管で構成され，ノード毎に径方向の熱伝達を計算する。 

燃料ペレット及び被覆管には，径方向一次元の非定常熱伝導方程式を適

用して燃料棒内の温度分布を計算し，チャンネル内冷却材には，質量，運

動量及びエネルギ保存則を適用して冷却材の熱水力学的挙動を計算する。

冷却材の沸騰状態に応じた熱伝達率相関式を用いることにより，燃料棒の

除熱量を求める。 

以下に解析モデルを説明する。なお，ここで用いる SCAT（SCAT（RIA 用）

Ver.2）は，プラント動特性解析用の SCAT コードにおいて，ギャップ部熱

伝達係数として Ross & Stoute の式を基本に用い，低温時の膜沸騰熱伝達

係数及び限界熱流束条件を追加している。また，被覆材の高温化に伴う水

-ジルコニウム反応による発熱の効果を考慮している。 

 

 

3.3.2.1 チャンネル内熱流動モデル 

以下に，単一チャンネル熱水力解析モデルを示す。 

 

(1)保存則 

冷却材の温度，冷却材エンタルピ，圧力損失等の熱水力パラメータは，

均質流モデルに基づく二相流の連続の式，エネルギ保存式，運動量保存式

から求められる。 

本事故シーケンスでは，事象を通じての燃料エンタルピ上昇が小さく，

燃料エンタルピは判断基準に対して充分な余裕があることから，冷却材の

流動を均質流で扱うことによる不確かさは，判断基準に対する余裕に包含

されると考えられる。
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以下に基礎式を示す(1)(2)。 

(a)  連続の式 

ܩ߲
ݖ߲


ߩ߲̅
ݐ߲

ൌ 0	

 

(b)  流体のエネルギ保存式 

ᇱᇱߩ
ܪ߲
ݐ߲

 ܩ
ܪ߲
ݖ߲

ൌ ܳሺݖ, 	ሻݐ

 

さらに，運動量保存式を解くことで，チャンネル内の圧力損失を求める。 

 

߲ܲ
ݖ߲


߲
ݖ߲
ሺܩଶݒᇱሻ 

ܩ߲
ݐ߲


ሺ݂ ⁄ߩ ሻܩଶ

ுܦ2
 ݃ߩ̅ ൌ 0	

 

ここで，気液の平均密度̅ߩ及びߩᇱᇱと平均比容積ݒᇱは以下で表される。 

ߩ̅ ൌ ሺ1ߩ െ ܴሻ  ߩ ∙ ܴ 

ᇱᇱߩ ൌ ݔߩൣ  ሺ1ߩ െ ሻ൧ݔ
ܴ݀
ݔ݀

 

ᇱݒ ൌ ݒ
ሺ1 െ ሻଶݔ

1 െ ܴ
 ݒ

ଶݔ

ܴ
	

 

記号は以下の通りである。 

 チャンネル質量流束 : 	ܩ

 密度 : 	ߩ

 冷却材エンタルピ : 	ܪ

ܳሺݖ,   : 熱伝達量	ሻݐ

ܲ	 : 炉心圧力 

݃ ∶ 重力加速度 

 比容積 : 	ݒ

݂	 : 摩擦圧損係数 

  : チャンネルの水力等価直径	ுܦ

ܴ	 : ボイド体積率 

 蒸気重量率 : 		ݔ

 

(添字)  

݈  ∶ 液相 
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݂ ∶ 飽和水 

݃	 : 飽和蒸気 

 

	

 (2) 構成式 

ⅰ. 燃料棒表面熱伝達モデル 

冷却材の沸騰状態(液単相，核沸騰，膜沸騰)に基づいた熱伝達の相

関式を適用する。SCAT では，サブクール沸騰を考慮せずに，飽和沸

騰が生じるまで，液単相流の熱伝達係数を用いることにより，液単相

領域における燃料棒の除熱量を保守的条件にて計算している。 

冷却材の沸騰状態の選択ロジック（低温時）を図 3.3.2-1 に示す。

低温時における核沸騰から膜沸騰への移行については，

Rohsenow-Griffith の式及び Kutateladze の式を用いて判定する。限

界熱流束の判定については「ⅱ.沸騰遷移評価モデル」に示す。 

各沸騰状態に対して設定される熱伝達モデルは，サブクール領域の

単相流には Dittus-Boelter の式を，核沸騰領域には Jens-Lottes の

式を，膜沸騰領域には低温時は NSRR の実測データに基づいて導出さ

れた熱伝達相関式を用いる(1)(2)。 

 

(a)  液単相 

ܶ ൌ ௪ܶ 
ݍ
݄௪
	

ここで݄௪は Dittus-Boelter の式を用いる。 

݄௪ ൌ 0.023ܴ݁.଼ܲݎ.ସ
݇
ுܦ
	

 

(b)  核沸騰状態(Jens - Lottes の式) 

ܶ ൌ ௦ܶ௧  0.79݁ି


.ଶൈଵలሺݍሻଵ ସ⁄ 	

 

(c)  膜沸騰状態 

ܶ ൌ ௪ܶ 
ݍ
݄௪
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ここでhwは，NSRR の実測データに基づいて導出された以下の

熱伝達相関式で与えられる。  

  

݄௪ ൌ ݄ሺ1  0.025∆ ௦ܶ௨ሻ  ሺߪ݂ ܶ  ௦ܶ௧ሻሺ ܶ
ଶ  ௦ܶ௧

ଶ ሻ 

	

݄ ൌ 0.943 ቈ
݇௩ଷ ∙ ௩ߩ ∙ ሺߩ െ ௩ሻߩ ∙ ݄௩ ∙ ݃

ܮ ∙ ௩ߤ ∙ ሺ ܶ െ ௦ܶ௧ሻ

.ଶହ

 

ここで 

ℎ
௩
ൌ ℎ


 ೡሺܥ0.34 ܶ െ ௦ܶ௧ሻ 

 

記号は以下のとおりである。 

ܶ 	 : 被覆管表面温度 

௪ܶ	 : 冷却材温度 

௦ܶ௧	 : 飽和温度 

∆ ௦ܶ௨ : サブクール度（= ௦ܶ௧ െ ܶ） 

݄௪ ∶ 被覆管-冷却材間の熱伝達係数 

݄ ∶ 層流膜沸騰の平均熱伝達係数 

  : 水力等価直径	ுܦ

ܲ	 : 冷却材圧力 

݇	 : 冷却材の熱伝導率 

 冷却材の密度 : 	ߩ

 ௩ :  冷却材の粘性係数ߤ

 ௩ : 定圧比熱ܥ

݃	 : 重力加速度 

 被覆管表面熱流束 : 	ݍ

݄ : 飽和圧力で定義した蒸発潜熱 

݄௩ : 過熱を考慮した蒸発潜熱 

݂ : 放射率 

 ステファンボルツマン定数 : ߪ

L : NSRR 試験体系の代表長さ 

ܴ݁	 : レイノルズ数	

	ݎܲ : プラントル数	

 

(添字) 

݈   ∶ 液相 
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 蒸気 ∶   ݒ

 ݂    ∶ 飽和水 

 ݃    ∶ 飽和蒸気 
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沸騰遷移判定 

低温時 : Rohsenow-Griffith の式及び Kutateladze の式 

(膜沸騰移行後は膜沸騰状態を維持) 

 

図 3.3.2-1 沸騰状態の選択ロジック（低温時） 

 

  

 

液相エンタルピは， 

飽和水エンタルピ以上か？ 

液単相 

(Dittus-Boelter の式) 

核沸騰 

(Jens-Lottes の式) 

膜沸騰 

(NSRR 熱伝達相関式) 

 沸騰遷移か？ 

Yes 

No 

No 

Yes 
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ⅱ. 沸騰遷移評価モデル 

(a) 低温時(Rohsenow-Griffith の式及び Kutateladze の式) 

低温時における限界熱流束条件の判定は以下の式を用いて行われ

る (1)(2) 。 

ைݍ ൌ ைைݍ ∙ ቂ1  0.065 ൈ ൫ߩ ⁄ߩ ൯
.଼
∙ ܥ ∙ ∆ ௦ܶ௨ ݄⁄ ቃ 

ここで 

ைைݍ ൌ 0.012 ∙ ߩ ∙ ݄ ∙ ൣ൫ߩ െ ൯ߩ ൗߩ ൧
.

 

 

記号は以下の通りである。 

 ை ∶ サブクールプール沸騰における限界熱流束ݍ

 ைை : 飽和プール沸騰における限界熱流束ݍ

  ∶ 水密度ߩ

  : 蒸気密度ߩ

  : 水の定圧比熱	ܥ

∆ ௦ܶ௨ ∶ サブクール度 

݄ ∶ 蒸発潜熱 
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3.3.2.2  燃料モデル 

SCAT コードの燃料モデルでは，次のような前提を設けている。 

1)  軸方向相対出力分布は過渡中一定である。 

2)  燃料棒半径方向発熱分布は過渡中一定である。 

3)  燃料・被覆材中の熱の流れは半径方向で起こる。 

4)  燃料・被覆材の比熱・熱伝導率等の物性値は温度の関数として計算

する。 

 

(1) 出力分布モデル 

燃料の軸方向出力分布は，初期状態一定値として入力している。 

 

(2) 熱伝導モデル 

燃料棒を軸方向にノード分割し，各ノード毎に径方向一次元の定常

及び非定常の熱伝導方程式を解き，温度分布及び熱流束分布等を求め

る。燃料棒は，燃料ペレット，ペレットと被覆管の空隙部であるギャ

ップ部，被覆管で構成され，表 3.3.2-1 及び図 3.3.2-2 に示すように

軸方向に複数のノードに分割し，それぞれのノードについて径方向に

熱伝導方程式を適用して，燃料棒内の熱伝導を計算する。 

以下に基礎式を示す (1)(2)。 

 

(a) 燃料ペレット内の熱伝導 

1
ݎ
߲
ݎ߲
ܭݎிሺܶሻ ∙

߲ܶ
ݎ߲
൨ ൌ ிሺܶሻܥிߩ

߲ܶ
ݐ߲

െ ܳிሺݐሻ 

 

(b)  燃料ペレット-被覆管ギャップの熱伝達 

ܭி ∙
߲ܶ
ݎ߲
൨
燃料表面

ൌ ݄ ∙ ∆ ܶ	

ギャップ熱伝達モデルは(3)にて詳述する。 

 

(c)  燃料被覆管の熱伝導 

1
ݎ
߲
ݎ߲
ܭݎሺܶሻ ∙

߲ܶ
ݎ߲
൨ ൌ ߩ ∙ ሺܶሻܥ

߲ܶ
ݐ߲
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記号は以下の通りである。 

 ∶ 温度		ிሺܶሻܭ Tでの燃料熱伝導率 

 : 温度		ሺܶሻܭ Tでの被覆管熱伝導率 

 : 温度								ிߩ Tでの燃料密度 

 : 温度										ߩ Tでの被覆管密度 

 ∶ 温度		ிሺܶሻܥ Tでの燃料比熱 

 : 温度		ሺܶሻܥ Tでの被覆管比熱 

ܳிሺݐሻ		 : 単位体積当たりの燃料の発熱量 

݄								 : 燃料-被覆管ギャップの熱伝達係数 

Δ ܶ	 : 燃料表面と被覆管内面の温度差 
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(3) ギャップ熱伝達モデル 

ギャップ熱伝達係数݄は，Ross & Stoute の式を基本に用いて，以下

に示す 3項の和で表される (1)(2) 。 

 

݄ ൌ ݄௦  ݄  ݄ 

݄௦	 : 固体接触部熱伝達係数 

݄	 : ガス境界層熱伝達係数 

݄	 : 輻射熱伝達係数 

 

݄௦, ݄, ݄は各々次式で表される。 

݄௦ ൌ
ܭ ܲ

ܣ ∙ ܪ ∙ ܴ
ଵ
ଶ

	

݄ ൌ
ܭ

ሺܴଵܥ  ܴଶሻ  ሺ ଵ݃  ݃ଶሻ  ܦ
	

݄ ൌ
ሺߪ ௦ܶ

ସ െ ܶ
ସሻ

௧ሺܩ ௦ܶ െ ܶሻ
 

ここで 

ܭ		 	ൌ 2 ∙ ைమܭ ∙ ܭ ൫ܭைమ  ⁄൯ܭ  

		ܴ	 ൌ ሾሺܴଵ
ଶ  ܴଶ

ଶሻ 2⁄ ሿଵ ଶ⁄  

 

記号は以下のとおりである。 

  : 被覆管・ペレット平均熱伝導度	ܭ

 ைమ ∶ ペレット熱伝導度ܭ

  : 被覆管熱伝導度	௭ܭ

  ∶ ガス熱伝導率ܭ

ܲ 	 : 被覆管・ペレット接触圧力 

ܴଵ, ܴଶ			: 燃料被覆管内表面粗さ及びペレット外表面粗さ 

ܴ	 : 表面粗さ 

 被覆管硬さ : 	ܪ

ܣ 	 : 定数 

定数(ただし，接触圧力 : 	ܥ PC に依存) 

ଵ݃  ݃ଶ ∶ ペレット表面・被覆管内面での温度ジャンプ距離 

 ギャップ幅 : 	ܦ

  : ステファン・ボルツマン定数	ߪ

 ௧ ∶ 修正形態係数ܩ

௦ܶ, ܶ 	 : 燃料ペレット表面温度及び燃料被覆管内面温度 
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表 3.3.2-1 SCAT コードのノーディングの考え方 

領域 考え方 

燃料棒グループ 最高出力燃料集合体の最高出力燃料棒の除熱計算を行

う。 

燃料棒（軸方向） 燃料集合体内の熱水力挙動を詳細に計算するために，核

計算に合わせて燃料部を 24 ノードに分割している。ま

た，燃料上部に燃料プレナム部を設ける。 

燃料棒（径方向） ペレット内温度計算メッシュ点数は 20 点とし，ペレット

径を内側より 5:3:2 に 3 分割し，内側領域に 4 点，中間

領域に 5点，外側領域に 11 点をとり，外側領域を細かく

メッシュを切って解析する。また，被覆管部を燃料ペレ

ット側と冷却材側に分けた 2ノードに分割している。 
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図 3.3.2-2 SCAT コードによる燃料棒のノード分割(例) 

 

 

 

 

  

  

ギャップ部

被覆管

燃料棒断面

燃料ペレット
(20分割)
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3.4 入出力 

  APEX-SCAT コードの入出力を図 3.4-1 に示す。APEX-SCAT コードのインプ

ットデータは，以下に示す各要素コードのインプットデータで構成される。 

また，図 3.4-2 に，前処理コードによる APEX 入力作成の流れを示し，前

処理コードの不確かさについては 5.1 章にて説明する。 

 

APEX コード 

初期条件(燃料温度，原子炉出力等) 

炉心データ（引抜制御棒反応度，スクラム反応度等） 

燃料データ（動特性パラメータ，核定数等） 

 

SCAT コード 

初期条件(圧力，流量等) 

炉心データ（炉心平均出力変化,炉心出力分布） 

燃料データ（幾何形状，熱水力データ，物性データ等） 

 

上記をインプットデータとして，解析を実施し，以下のアウトプットデ

ータを得る。 

 

APEX コード 

炉心反応度の時間変化 

炉心平均出力の時間変化 

断熱燃料エンタルピ分布の時間変化 

炉心内燃料出力分布の時間変化等 

 

SCAT コード 

非断熱燃料エンタルピの時間変化等 
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図 3.4-1 APEX-SCAT コードの入出力 

 

  

入力データ 

・初期条件 

(燃料温度，原子炉出力等) 

・炉心データ 

（引抜制御棒反応度， 

スクラム反応度等） 

・燃料データ 

（動特性パラメータ，核定数等） 

APEX 

(炉心動特性解析) 

 

出力データ 

・炉心反応度の時間変化 

・炉心平均出力の時間変化 

・断熱燃料エンタルピ分布の時間変化

・炉心内燃料出力分布の時間変化 

SCAT 

(燃料挙動解析) 

 

入力データ 

・初期条件 

(圧力，流量等) 

・炉心データ 

(炉心平均出力変化,炉心出力分布) 

・燃料データ 

（幾何形状，熱水力データ， 

物性データ等） 

出力データ 

・非断熱燃料エンタルピの時間変化

 



 

 

 6-38 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.4-2 前処理コードによる APEX 入力作成の流れ 

 

 

 

  

TGBLA 

(単位燃料集合体核特

性計算) 

出力データ(LOGOS) 

・三次元ノード中性子束分布 

・三次元ノード燃焼度，履歴水密度等

LOGOS 

(三次元沸騰水型原子

炉模擬計算) 

出力データ(TGBLA) 

・動特性パラメータ，核定数等 

（無限格子体系) 

APEX 

(炉心動特性解析) 

 

二次元 RZ 体系縮約 

出力データ(LOGOS) 

・実効増倍率 

入力データ(APEX) 

・動特性パラメータ，核定数等 

(二次元 RZ 体系) 

入力データ(APEX) 

・引抜制御棒反応度，スクラム反応度
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4. 妥当性確認 

 

 4.1 重要現象に対する妥当性確認方法 

運転停止中原子炉における「反応度の誤投入」事象で使用している解

析コードは，「運転時の異常な過渡変化」解析及び「設計基準事故」解

析で使用されているものと同一である。「反応度の誤投入」事象が，「原

子炉起動時の制御棒の異常な引き抜き」と基本的に同一の物理現象を扱

うことから，本コードは「反応度の誤投入」事象に対して適用性がある。

2.3 節において重要現象に分類された物理現象の妥当性確認方法を表

4.1-1 に示す。 

 

 4.1.1 炉心(核)における重要現象の確認方法 

 炉心(核)に対する重要現象は，核分裂出力（炉心出力の中性子動特性），

反応度フィードバック効果(ドップラ反応度効果，ボイド反応度効果)，

制御棒反応度効果，及び出力分布変化であり，APEX コードでは，中性子

拡散計算と一点近似動特性計算とを出力分布に依存する反応度のフィ

ードバックを通じて結びつけた計算体系で評価している。具体的な解析

モデルとしては， 

・炉心出力は一点近似動特性モデル 

・出力分布は二次元(RZ)拡散モデル 

・出力分布計算用の核定数は，三次元体系の炉心から空間効果を考

慮し二次元(RZ)体系に縮約 

・ドップラ反応度フィードバックは出力分布依存で考慮 

・熱的現象は断熱とし，ボイドフィードバック効果は考慮しない 

・制御棒反応度は，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードにより算

出し，一点近似動特性解析ではこれを外部入力として扱う 

を採用している。 

 

 一点近似動特性モデルは動特性解析において従来から広く一般的に

用いられているものであり，「反応度の誤投入」事象の解析に使用する

ことは妥当であると考えられる。 

 また，出力分布モデルは二次元(RZ)拡散モデルとし，出力分布計算用

の核定数を，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードによる三次元出力分

布を再現するように，三次元体系の炉心から空間効果を考慮し二次元

(RZ)体系に縮約していることから，「反応度の誤投入」事象の解析に使

用することは妥当であると考えられる。なお，参考として，添付資料 2
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に，二次元(RZ)体系の適用性について記載している。 

  ドップラ反応度フィードバックモデルは，核定数と一点近似動特性モ

デルの両者が適切であることが確認できれば，その結果として得られる

ドップラ反応度フィードバック効果の妥当性が確認できる。 

  制御棒反応度は三次元中性子拡散モデルに基づく三次元沸騰水型原

子炉模擬計算コードによる実効増倍率計算により求められるため，制御

棒引き抜き前後の状態の実効増倍率計算(実効増倍率の差分)が適切で

あることを確認できれば，制御棒反応度効果の妥当性が確認できる。 

 この考え方に基づき，炉心(核)における重要現象に対して，以下のプ

ロセスにより妥当性を確認している。 

 

（1） ドップラ反応度フィードバックモデル 

ドップラ反応度フィードバックモデルは，核定数としてのドップラ係

数及び実効遅発中性子割合の試験結果との比較と，反応度投入事象を模

擬した試験結果との比較から，総合的に妥当性を確認している。 

核定数としての確認は，ドップラ係数は実効共鳴積分とその温度依存

係数の積として表すことができることから，Hellstrand らの温度依存性

を考慮した実効共鳴積分の実験式(4)と比較することにより実施している。 

また，動的反応度に影響する実効遅発中性子割合は，MISTRAL 臨界試

験(5)にて測定されており，その試験結果と比較する。 

反応度投入事象を模擬した試験結果との比較としては，米国の

SPERT-ⅢE 炉心実験(3)と比較する。 

 

（2） 制御棒反応度効果評価モデル 

制御棒反応度効果については，実機炉心において，制御棒価値測定試

験が実施されており，その試験結果と比較することにより妥当性確認を

実施している。 

 

 4.1.2 炉心(燃料)における重要現象の確認方法 

炉心(燃料)における重要現象である燃料棒内温度分布，燃料棒表面熱

伝達及び沸騰遷移は，燃料エンタルピを求める際に必要となる。 

SCAT における燃料挙動解析モデルは，熱伝導モデル，熱水力学的モデ

ル，圧力損失モデルからなっている。熱伝導モデルは，軸方向を一次元

に分割しノード毎に径方向一次元の基本的な定常及び非定常の熱伝導

方程式に基づいている。熱水力学的モデルは，冷却材の扱いに関し基本

的な軸方向の連続の式，エネルギ保存式，運動量保存式に基づいている。
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これらの方程式は従来から広く一般に使用されているものであり，「反

応度の誤投入」解析に使用することは妥当である。 

一方，SCAT における燃料の表面熱伝達のモデルは，単相強制対流，核

沸騰，膜沸騰状態に対し，核沸騰から膜沸騰への判定条件も含めて「反

応度投入事象評価指針」で使用することが妥当とされている相関式を用

いている。 

また，ペレットと被覆管ギャップ熱伝達係数は，Ross & Stoute の関

係式を使用している。本関係式については，従来より，原子炉設置許可

申請において，「原子炉起動時の制御棒の異常な引き抜き」や「制御棒

落下事故」解析に用いられ，また，燃料棒の熱機械特性コード PRIME や

FEMAXI でも広く使用されているものであり，豊富な使用実績がある。ま

た，比熱等の物性値も「反応度投入事象評価指針」で使用することが妥

当とされている MATPRO-VERSION 11(REVISION 2)に基づいている。 

以上より，炉心(燃料)における重要現象である燃料棒内温度分布及び

沸騰状態変化の評価方法は妥当であり，よって，それに基づく燃料エン

タルピの評価方法は適切であると言えることから，個々のモデルを対象

とした妥当性確認は行わないこととする。  
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-
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表 4.1-1 重要現象に対する妥当性確認 

分類 重要現象 解析モデル 

S
PE
RT
-

ⅢE 

炉
心
実
験 

実
効
共
鳴
積
分
測
定
に
関
わ
る 

H
e
l
l
s
t
r
a
n
d

の
実
験
式 

M
IS
TR
AL

臨
界
試
験 

実
機
で
の
制
御
棒
価
値 

測
定
試
験 

炉心 

(核) 

核分裂出力* 

・一点近似動特性モデル(炉出力) 

・出力分布は二次元拡散モデル 

・核定数は三次元体系の炉心を空間効果を考慮し二次元体系に

縮約 

- - - - 

出力分布変化* 
・二次元(RZ)拡散モデル 

・エンタルピステップの進行に伴う相対出力分布変化を考慮 
- - - - 

反応度フィードバ

ック効果 

・ドップラ反応度フィードバックは出力分布依存で考慮 

・熱的現象は断熱，ボイド反応度フィードバック効果は考慮し

ない 

図 4.2-2 図 4.3-2 図 4.4-2 - 

制御棒反応度効果 
・三次元拡散モデル 

・動特性計算では外部入力 
- - - 

表 4.5-1 

表 4.5-2 

炉心 

(燃料) 

燃料棒内温度変化* 
・熱伝導モデル 

・燃料ペレット-被覆管ギャップ熱伝達モデル 
- - - - 

燃料棒表面熱伝達* 

・単相強制対流：Dittus-Boelter の式 

・核沸騰状態：Jens-Lottes の式 

・膜沸騰状態(低温時) : NSRR の実測データに基づいて導出さ

れた熱伝達相関式 

- - - - 

沸騰遷移* 低温時：Rohsenow-Griffith の式及び Kutateladze の式 - - - - 

* : 4.1 節に記載の理由により，妥当性確認を行わない重要現象   
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4.2 SPERT-Ⅲ E 炉心実験との比較(3) 

ここでは，APEX コードのドップラ反応度フィードバックモデルの妥当

性確認として，SPERT-Ⅲ E 炉心の実験解析を実施した。SPERT-Ⅲ E 炉

心実験は，1950 年代に実施された反応度投入実験であり，動特性計算コ

ードの中性子動特性，ドップラ反応度フィードバック効果を中心として

総合的な妥当性確認の目的で使用されている。今回，APEX コードのドッ

プラ反応度フィードバックモデルの妥当性を確認するため，ピーク時の

出力の試験結果と解析結果を比較した。 

 

(1)  SPERT-Ⅲ E 炉心実験概要 

SPERT-Ⅲ E 炉心は，小型の軽水炉を模擬した炉心であり，燃料は焼結

UO2，濃縮度 4.8wt%のウラン燃料集合体が装荷され，炉心中央部には反

応度投入用の十字型制御棒（トランジェントロッド）が配置されている。

燃料集合体は 5×5と 4×4に燃料棒が格子配列されている。SPERT-Ⅲで

は，低温零出力から高温出力状態までの様々な初期状態から制御棒の引

き抜きにより反応度を添加することにより，反応度投入実験を行ってい

る。SPERT-Ⅲ E 炉心の燃料集合体及び制御棒配置図を図 4.2-1 に示す。

また， SPERT-Ⅲ E 炉心の設計仕様を表 4.2-1 に示す。 

これより，BWR での低温状態からの反応度投入事象評価の妥当性確認

として，SPERT-Ⅲ E炉心実験の低温零出力状態からの実験の解析をAPEX

コードで実施することにより行っている。 

低温零出力状態からの試験条件を下記に示す。ここでは，ドップラ反

応度フィードバックモデルの妥当性を確認するため，投入反応度が

1.21$と最も大きい TEST43 を試験解析の対象とした。 

 

・初期炉心状態 ： 低温時 

・初期出力 ： 5×10－5MW 

・原子炉圧力 ： 大気圧 

・炉心流量 ： 0％ 

・冷却材温度 ： 25℃以下 

・投入反応度 ： 1.21＄ 
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(2)  SPERT-Ⅲ E 炉心解析条件 

解析では，図 4.2-1 に示す炉心を 5つのリング領域に分割した。最外

周は減速材反射体，第 4周は 25-rod bundle 領域，内部の 3周は standard 

25-rod bundle, shim control bundle, 16-rod bundle, transient rod

の混合領域である。二次元(RZ)体系は 20領域からなり，燃料は 13領域，

反射体は 7領域である。 

 

(3) SPERT-Ⅲ E 炉心試験解析結果 

APEXコードによる出力の時間変化と試験結果の比較を図4.2-2に示す。

ピーク時の出力は，試験結果が 280±42MW に対し計算結果は 292MW と測

定誤差以内で一致しているとともに，全体の時間変化も概ね一致してい

る。これより，APEX コードのドップラ反応度フィードバックモデルの妥

当性を，反応度投入事象を模擬した試験との比較の観点から確認した。
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表 4.2-1 SPERT-Ⅲ E 炉心の設計仕様 

コンポーネント 仕様 

圧力容器及び一次系 

圧力容器タイプ 全溶接多層圧力容器 

圧力容器材質 304Lステンレス鋼 

圧力容器サイズ 内径1.3 m，高さ7.24 m 

設計圧力 16.8 MPa 

設計温度 955 K 

流量特性 1260kg/sで炉心内を上昇 

熱除去性能 1/2時間で最大60 MW  

炉心 

形状 ほぼ円筒状，直径0.66m 

燃料集合体の数及びタイプ 25ロッド集合体48体及び16ロッド集合体12体 

減速材 – 反射材 軽水 

減速材に対する非減速材の比 1.03 

燃料 

タイプ UO2ペレット 

燃料棒長さ 1.04 m 

有効長  973mm 

ピッチ 正方格子，14.9mm 

燃料棒外径 11.8mm 

被覆管肉厚 0.5mm 

濃縮度 4.8% 

U02密度 10.5g/cm3 

各燃料棒のU02質量 913.5 g 

各燃料棒の238U質量 766.4 g 

各燃料棒の235U質量 38.5 g 

被覆管 タイプ348ステンレス鋼 

シムコントロールバンドル 

数 計8本，各象限で2本 

構成 
燃料フォロワー及び1.35wt%のB–10を含む18-8 

ステンレス鋼 

ポイズン部の寸法 1辺63.4 mmの正方形，高さ1.17 m 

燃料フォロワーの寸法 1辺63.4 mmの正方形，高さ1.16 m 

トランジェントロッド 

タイプ 十字型 

構成 
上部： 18-8ステンレス鋼，ポイズン部：1.35wt%

B–10ステンレス鋼 

長さ ポイズン部： 970 mm 
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図 4.2-1  SPERT-Ⅲ E 炉心 燃料集合体及び制御棒配置図(3)

TRANSIENT ROD 
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図 4.2-2  SPERT-Ⅲ E 炉心実験(低温時零出力)と APEX コードによる出力の 

時間変化の比(3) 

 

  



6-48 

4.3 実効共鳴積分測定に関わる Hellstrand の実験式との比較(6)  

 ドップラ反応度効果の妥当性確認として，4.2 節で示した SPERT-Ⅲ E

炉心実験との比較に加えて，ドップラ反応度効果を計算する際に使用さ

れる核定数としてのドップラ反応度係数について，実効共鳴積分測定に

関わる Hellstrand の実験式との比較を行い，妥当性を確認した。 

 ドップラ反応度効果は，主に 238U による中性子の共鳴吸収によっておこ

る現象であり，ウラン燃料を装荷した炉心でも MOX 燃料を装荷した炉心

でも核種全体の約 8割を占めている。ドップラ反応度を評価する際に使

用されるドップラ反応度係数は，238U 実効共鳴積分（I238）の温度依存性

によるものである。238U に対して，実効共鳴積分及びその温度依存係数

(β)について Hellstrand らによってウラン酸化物棒での実験が行われ

ており，実効共鳴積分の温度依存性を考慮した実効共鳴積分の実験式が

まとめられている(4)。この実験は，図 4.3-1 に示すように，寸法を変え

た照射サンプル(238U)を加熱容器に入れた上で重水炉にて照射した後，そ

の放射化量を測定することによって行われている。 

ଶଷ଼ሺܶሻܫ ൌ ሺܫଶଷ଼ሺ ܶሻ െ ሻ൛1ߜ  ܶ√൫ߚ െ ඥ ܶ൯ൟ  ߜ

ଶଷ଼ሺܫ ܶሻ ൌ ቌ4.15  26.6ඨ
ܵி
ிܯ

ቍ  ߜ

ߚ ൌ 10ିଶ ൬0.58  0.5 ∙
ܵி
ிܯ

൰

ଶଷ଼ሺTሻ  :  238Uܫ の実効共鳴積分(barn)

ܶ ： 燃料温度(K) 

ܶ :  基準燃料温度(K)，ここでは ܶ ൌ 293ሺKሻ

ߜ :  共鳴積分の内の 1/v 吸収の寄与(1.2(barn)) 

ܵி ： 格子効果を考慮した燃料表面積(cm2) 

ிܯ ： 燃料質量(g) 

ߚ ： 温度依存係数 

  この Hellstrand の実験式とドップラ反応度係数を算出する単位燃料

集合体核計算コードの計算値と比較することにより，核定数としてのド

ップラ反応度係数の妥当性が確認できる。図 4.3-2 に Hellstrand の式

の実効共鳴積分の温度依存性と単位燃料集合体核計算コードによる実

効共鳴積分の温度依存性の比較を示す。ドップラ反応度係数は，238U 実

効共鳴積分ܫଶଷ଼ሺTሻの燃料温度に対する微分係数に比例する。前記の式よ
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り，この微分係数は，基準温度の実効共鳴積分ܫଶଷ଼ሺ ܶሻ(1/v 吸収の寄与

を除く)と，温度依存係数ߚによりܫଶଷ଼ሺ ܶሻ ൈ ߚ ൫2√ܶ൯ൗ として表すことが

できる。 

双方のܫଶଷ଼ሺ ܶሻ ൈ ߚ ൫2√ܶ൯ൗ は Hellstrand の実験式の誤差(7～9%)の範

囲内で一致している(6)。このことから，ドップラ反応度フィードバック

効果の不確かさは 7～9%程度であると推定できる。 

これより，APEX コードのドップラ反応度フィードバックモデルの妥当

性を，核定数としてのドップラ係数の観点から確認した。 
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図 4.3-1 Hellstrand の実験体系(4) 

照射サンプル(238U)

照射用原子炉（重水炉） 加熱容器詳細図 

加熱容器 
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図 4.3-2  238U の実効共鳴積分の実験式と核計算コードの比較(6) 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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4.4 MISTRAL 臨界試験との比較(5)

  MISTRAL 臨界試験は，フランス原子力庁カダラッシュ研究所の臨界試

験装置 EOLE 炉で行われた MOX 燃料及びウラン燃料装荷炉心に関する炉

物理試験である。 

  MISTRAL 臨界試験における，ウラン燃料体系及び MOX 燃料体系の試験

解析ケースを表 4.4-1 に，炉心構成を図 4.4-1 に示す。ウラン燃料棒の
235U 濃縮度は約 3.7wt%，MOX 燃料棒の Pu 含有率は約 7.0wt%(一部約

8.7wt%)，母材は劣化ウランである。MISTRAL 臨界試験では，図に示すと

おり，各燃料棒を均一に配列した体系で試験が行われている。 

 ウラン燃料体系(炉心 1)及び MOX 燃料体系(炉心 2)における実効遅発

中性子割合の測定値と単位燃料集合体核計算コードによる解析値の比

較を図 4.4-2 に示す。ウラン燃料体系，MOX 燃料体系ともに解析値の測

定値に対する誤差は約 4%程度(6)である。 

これより，APEX コードのドップラ反応度フィードバックモデルの妥当

性を，核定数としての実効遅発中性子割合の観点から確認した。 
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表 4.4-1 MISTRAL 臨界試験解析ケース一覧(5) 

体系 

基準炉心試験 

燃料種類 
235U 濃縮度 

（wt%） 

Pu 含有率 

(wt%） 
H/HM* 

格子ピッチ 

（cm） 
燃料棒配列 

減速材温度 

（℃） 

ウラン 

燃料体系 

（炉心 1） 

ウラン 約 3.7 － 5.1 1.32 図4.4-1(1) 常温 

MOX 燃料体系 

（炉心 2） 
MOX 

劣化ウラン 

（約 0.2） 

約 7.0 

（一部約8.7）
5.2 1.32 図4.4-1(2) 常温 

*：水素対重金属原子数比 
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図 4.4-1(1) MISTRAL 臨界試験におけるウラン燃料体系(炉心 1)の炉心構成(5) 
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微調整棒案内管
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A
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図 4.4-1(2) MISTRAL 臨界試験における MOX 燃料体系(炉心 2)の炉心構成(5) 
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燃料棒

安全棒案内管

微調整棒案内管

:安全棒案内管及び微調整棒案内管

:出力分布測定位置

ＭＯＸ7.0wt%

:　16
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微調整棒案内管
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注 : pcm : 反応度ሺ1pcm ൌ	10ିହ∆k/kሻ

図 4.4-2 MISTRAL 臨界試験における実効遅発中性子割合の比較(6) 
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4.5 BWR 実機での制御棒価値測定試験との比較(7)  

 動特性解析においては，制御棒引き抜きによる反応度及びスクラムに

よる反応度はあらかじめ三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードにより

求められた反応度特性を外部入力としている。よって，制御棒反応度効

果の妥当性確認は，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードの制御棒引き

抜き前後の炉心状態の実効増倍率計算(実効増倍率の差分)が適切であ

ることを確認することにより可能である。 

 BWR では，実機の起動試験や炉物理試験において，制御棒反応度価値

測定試験を実施している。ここでは，TGBLA Ver.3-LOGOS Ver.5 コード

について，制御棒価値の測定結果と解析結果の比較を行うことで，制御

棒反応度効果の妥当性確認を行った結果を示す。 

表 4.5-1 に代表的な 110 万 kWe 級 BWR-5 での制御棒価値の測定結果と

解析結果の比較を示し，図 4.5-1 に試験時の制御棒パターンを示す。こ

れらのデータは，「原子炉安全基準専門部会高燃焼度燃料反応度投入事

象検討小委員会(平成 9年 3月)」で報告されたもので，制御棒パターン

は起動途中のパターンで，試験開始時は 40 本程度の制御棒が炉心全体

に平均的に引き抜かれている。 

また，表 4.5-2 に，代表的な 80 万 kWe 級 BWR-4 での炉物理試験にお

ける制御棒価値の測定結果と解析結果の比較を示し，図 4.5-2 に試験時

の制御棒パターンを示す。ここでは，本事故シーケンスの制御棒パター

ンにより近い，炉心の一部領域で制御棒が局所的に引き抜かれている 4

ケースを妥当性確認対象として選定した。なお，ケース 3とケース 4は

炉心に MOX 燃料が装荷されている場合で，ケース 3は測定対象制御棒周

囲に 1体の MOX 燃料が装荷されている。 

起動試験では，新燃料のみが炉心に装荷され，多数の制御棒が引き抜

かれているのに対して，炉物理試験では，新燃料及び燃焼後燃料が装荷

され，また，制御棒の引抜パターンが局所的な領域に偏っており，外周

制御棒の制御棒価値が測定できている。  

表 4.5-1 及び表 4.5-2 より，制御棒価値計算の偏差は最大でも絶対値

で 0.04%Δk，相対値では約 9%程度となっている。 
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表 4.5-1 110 万 kWe 級 BWR-5 での制御棒価値の測定結果と解析結果の比較(7) 

(単位：％△k) 

解析値 実測値 
偏差 

（解析－実測） 

相対偏差(%) 

（偏差／実測値）

ケース 1 0.24 0.25 -0.01 -4.0 

ケース 2 0.19 0.18 0.01 5.6 

ケース 3 0.49 0.45 0.04 8.9 

図 4.5-1 起動試験時の制御棒パターン 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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表 4.5-2 80 万 kWe 級 BWR-4 での制御棒価値の測定結果と解析結果の比較 

 (単位：％△k/kk’) 

解析値 実測値 
偏差 

（解析－実測）

相対偏差(%) 

（偏差／実測値）

ケース 1 

ケース 2 

ケース 3(MOX 有) 

ケース 4(MOX 無) 

図 4.5-2 炉物理試験時の制御棒パターン 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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4.6 実機解析への適用性 

運転停止中原子炉における「反応度の誤投入」の重要現象に対して実

施した APEX-SCAT コードの妥当性確認が，実機解析に適用可能であるこ

とを述べる。 

制御棒の反応度効果については，実機炉心での測定試験との比較によ

り確認されていることから実機への適用において問題はない。 

ドップラ反応度フィードバック効果については，軽水炉を模擬した

SPERT-ⅢE 炉心での試験により確認している。加えて，ドップラ反応度係

数を算出する際に使用されるドップラ係数についてもHellstrandによっ

て実施された BWR 燃料と同じウラン酸化物棒での試験による結果と比較

していることから，実機の適用において問題はない。 

以上より，本章に記載している妥当性確認結果は，BWR プラントへの適

用性を有するとともに，実機 BWR の「反応度の誤投入」に関する有効性評

価解析への適用性を有することを確認した。 
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5．有効性評価への適用性 

5.1  不確かさの取り扱いについて（評価指標の視点） 

  4 章の妥当性確認において得られた重要現象に対する不確かさと，そ

の不確かさが運転停止中原子炉における「反応度の誤投入」事象の燃料

エンタルピ最大値へ与える影響を表 5.1-1 に示す。 

5.1.1  重要現象に対する不確かさが評価指標に与える影響 

 (1) 核分裂出力 

核分裂出力は，空間領域は誤引抜制御棒を炉心中心とした二次元（RZ）

解析，時間領域は一点近似の中性子動特性方程式を解くことにより求め

ている。三次元から二次元(RZ)への縮約にあたっては三次元沸騰水型原

子炉模擬計算コードによる炉心内中性子束分布を重み付けとして用い，

二次元領域内の三群核定数，動特性パラメータを求めている。ドップラ

反応度については時間依存の出力分布変化を取り込んだ上で炉心一点

に縮約し，一点近似中性子動特性方程式に使用している。なお，制御棒

引き抜きによる投入反応度は，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードに

より算出し，上記の一点近似動特性解析へ入力する。 

  核分裂出力の不確かさは，事象過程での核分裂出力変化の支配要因で

ある動特性パラメータを含む核定数と同核定数に基づく反応度フィー

ドバック効果（ボイド，ドップラ），及び制御棒反応度効果の不確かさ

に含まれることから，ここでは考慮しない。反応度フィードバック効果

のうち，ボイド反応度は，保守側に考慮しないこととしているため，影

響があるのはドップラ反応度である。これらを含めたドップラ反応度の

不確かさについては，SPERT-ⅢE 炉心実験との比較において，APEX は試

験値と測定誤差範囲内で同程度となっている。 

(2) 出力分布変化 

APEX コードでは，制御棒引き抜きに伴う径方向及び軸方向の出力分

布の変化を，二次元(RZ)計算により評価している。二次元(RZ)各領域

の核定数は，三次元の中性子束分布を重みとした領域平均の縮約値を

用いている。 

この縮約過程において，径方向出力分布及び軸方向出力分布に基づ

く不確かさが生じるものの，解析では引抜制御棒価値を厳しく設定し，

さらに局所ピーキング係数は炉心に装荷されている燃料の燃焼寿命を

通じた最大値（燃焼度 0GWd/t での値）を用いており，このような保守

的な解析条件によって，最高出力燃料集合体の最高出力燃料棒の燃料
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エンタルピを評価することから，出力分布変化の不確かさは考慮しな

い。なお， 二次元(RZ)体系の本事故シーケンスへの適用性については，

添付資料 2で説明する。 

(3) 制御棒反応度効果 

引抜制御棒反応度及びスクラム反応度による制御棒反応度効果は，図

3.4-2 に示すように，三次元核熱水力拡散計算コードによる実効増倍率

計算により求めているため，三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードの不

確かさに依存する。 

制御棒反応度の不確かさについては，起動試験時及び炉物理試験時に

行われた制御棒価値の測定結果と解析結果の比較例より，TGBLA 

Ver.3-LOGOS Ver.5 の制御棒価値の不確かさが約 9%以下であることが示

されている。これを踏まえて，解析を行う必要がある。 

また，実効遅発中性子割合の不確かさは，単位燃料集合体核特性計算

コードの不確かさに依存する。TGBLA Ver.3 では，実効遅発中性子割合

の不確かさは MISTRAL 臨界試験の比較から，約 4%と評価されている。こ

れを踏まえて，解析を行う必要がある。 

(4) 反応度フィードバック 

  反応度フィードバックのうち，ドップラ係数の不確かさは，単位燃料

集合体核特性計算コードの不確かさに依存する。TGBLA Ver.3 では，ド

ップラ係数の不確かさは Hellstrand の試験等との比較から，約 7～9％

と評価されている。これを踏まえて，解析を行う必要がある。 

 また，実効遅発中性子割合の不確かさは(3)にて述べたとおり，約 4%

と評価されている。これを踏まえて，解析を行う必要がある。 

なお，ボイド反応度フィードバック効果については，「3.3 解析モデル」

にて説明したとおり，APEX コードでは考慮しないモデルとしている。 

(5) 燃料棒内温度変化 

 「反応度投入事象評価指針」において，燃料棒内メッシュの「制御棒

落下」解析結果への影響は 0%と報告されており，「制御棒落下」より事

象が緩やかな本事故シーケンスについても，影響はほとんど生じないと

考えられることから，コードの不確かさ要因としては考慮しないことと

する。 
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(6) 燃料棒表面熱伝達 

  燃料棒表面熱伝達の不確かさは，除熱量の評価に影響を与えるが，「反

応度の誤投入」事象は挙動が緩やかであるために出力上昇も小さく，膜

沸騰に至ることなく事象は収束する。また，サブクール沸騰に伴う熱伝

達係数の向上は考慮せずに，液相エンタルピが飽和状態に達するまでは

単相液相状態であるという保守的条件にて熱伝達を計算している。この

ため，燃料棒表面熱伝達は，コードの不確かさ要因としては考慮しない

こととする。 

(7) 沸騰遷移 

  本事故シーケンスにおける事象を通じての表面熱流束は，限界熱流束

に対して充分小さくなっていることから，沸騰遷移の判定式の不確かさ

が燃料エンタルピ解析結果に影響することはないため，コードの不確か

さ要因としては考慮しないこととする。 
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表 5.1-1(1) 重要現象の不確かさ(1/2) 

分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉心 

(核) 

核分裂出力 

・一点近似動特性モデル(炉出力) 

・出力分布は二次元拡散モデル 

・核定数は三次元体系の炉心を空間効果

を考慮し二次元体系に縮約 

考慮しない 
ドップラ反応度フィードバック及び制

御棒反応度効果の不確かさに含まれる。 

出力分布変化 

・二次元(RZ)拡散モデル 

・エンタルピステップの進行に伴う相対

出力分布変化を考慮 

考慮しない 

解析では制御棒引抜に伴う反応度印加

曲線を厳しく設定し，さらに局所出力ピ

ーキング係数は対象領域にある燃料の

燃焼寿命を考慮した最大値(燃焼度

0GWd/t での値)を用いるといった保守的

なモデルを適用していることから，出力

分布変化の不確かさは考慮しない。 

反応度フィー

ドバック効果 

・ドップラ反応度フィードバック効果は

出力分布依存で考慮 

・熱的現象は断熱，ボイド反応度フィー

ドバック効果は考慮しない 

・ドップラ反応度フィー

ドバック効果：7～9% 

・実効遅発中性子割合 

：4% 

実験によるとドップラ反応度フィード

バックの不確かさは 7～9%と評価されて

いることから，これを踏まえて解析を行

う必要がある。 

また，臨界試験との比較により，実効遅

発中性子割合の不確かさは約 4%と評価

されていることから，これを踏まえて解

析を行う必要がある。 

制御棒反応度

効果 

・三次元拡散モデル 

・動特性計算では外部入力 

・制御棒反応度：9% 

・実効遅発中性子割合 

 : 4% 

制御棒反応度の不確かさは約 9%程度あ

ることから，これを踏まえて解析を行う

必要がある。 

また，臨界試験との比較により，実効遅

発中性子割合の不確かさは約 4%と評価

されていることから，これを踏まえて解

析を行う必要がある。 
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表 5.1-1(2) 重要現象の不確かさ(2/2)  

分類 重要現象 解析モデル 不確かさ 有効性評価解析への影響 

炉心 

(燃料) 

燃料棒内温度

変化 

・熱伝導モデル 

・燃料ペレット-被覆管ギャップ熱伝達

モデル 

考慮しない 

「反応度投入事象評価指針」において燃

料棒内メッシュの「制御棒落下」解析結

果への影響は 0%と報告されており，類似

の事象である本事故シーケンスについ

ても，影響はほとんど生じない。 

燃料棒表面熱

伝達 

・単相強制対流：Dittus-Boelter の式 

・核沸騰状態：Jens-Lottes の式 

・膜沸騰状態(低温時) : NSRR の実測デ

ータに基づいて導出された熱伝達相

関式 

考慮しない 

「反応度の誤投入」事象は挙動が緩やか

であるために出力上昇も小さく，事象発

生後はスクラム反応度印加により速や

かに収束するため，除熱量に不確かさが

あるとしても，燃料エンタルピの最大値

に対する影響はほとんどない。 

沸騰遷移 
低温時 : Rohsenow-Griffith の式及び

Kutateladze の式 
考慮しない 

事象を通じての表面熱流束は限界熱流

束に対して充分小さくなっていること

から，沸騰遷移の判定式の不確かさが燃

料エンタルピの最大値に与える影響は

ほとんどない。 
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5.1.2  重要現象の不確かさに対する感度解析 

  5.1.1 節で示した重要現象の不確かさのうち，ドップラフィードバッ

ク効果，制御棒反応度効果については，不確かさにより評価指標である

燃料エンタルピの最大値が大きくなる可能性があることから，不確かさ

が印加反応度時の燃料エンタルピ最大値に与える影響の程度を確認す

るため，135 万 kWe 級 ABWR と 110 万 kWe 級 BWR-5 の代表２プラントにつ

いて，運転停止中原子炉における「反応度の誤投入」事象の感度解析を

実施した。 

  感度解析におけるふり幅は以下とする。 

・ ドップラ反応度（±10%） 

・ 引抜制御棒反応度曲線（1.1 倍，0.9 倍） 

・ スクラム反応度曲線（1.1 倍，0.9 倍） 

・ β(実効遅発中性子割合)（1.1 倍，0.9 倍） 

  表 5.1.2-1，表 5.1.2-2 に，これらのパラメータを最確値としたケー

スをベースケースとした，感度解析結果を示す。 

(1) ABWR 

ABWR における投入反応度の感度解析の結果を示す。まとめは表 

5.1.2-1 に示した。 

・ベースケース 

投入反応度は 0.55$である。 

・ドップラ効果，スクラム反応度価値の感度（ケース 1,3） 

投入反応度は 0.55$でベースケースからの感度はほとんどなかった。 

・引抜制御棒反応度価値の感度（ケース 2） 

投入反応度は下記となった。 

反応度価値+10%で 0.56$ 

反応度価値-10%で 0.53$ 

・β(実効遅発中性子割合)の感度（ケース 4） 

投入反応度は下記となった。 

実効遅発中性子割合+10%で 0.53$ 

実効遅発中性子割合-10%で 0.56$ 

以上より，ABWR では，ドップラ反応度，スクラム反応度の不確かさの
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影響はほとんどなく，また，引抜制御棒反応度価値，β(実効遅発中性

子割合)の不確かさの影響はわずかである。 

上記にて，重要物理現象の不確かさが投入反応度に与える影響を確認

した。 

(2) BWR-5 

BWR-5 における燃料エンタルピ最大値の感度解析の結果を示す。まと

めは表 5.1.2-2 に示した。 

・ベースケース 

燃料エンタルピ最大値は 35kJ/kg UO2(増分：27kJ/kgUO2)である。 

・ドップラ効果の感度（ケース 1） 

燃料エンタルピ最大値は下記となった。 

ドップラ効果+10%で 34kJ/kgUO2(増分: 26kJ/kgUO2) 

ドップラ効果-10%で 36kJ/kgUO2(増分: 28kJ/kgUO2)

・引抜制御棒反応度価値の感度（ケース 2） 

燃料エンタルピ最大値は下記となった。 

反応度価値+10%で 48 kJ/kgUO2(増分: 40kJ/kgUO2)

反応度価値-10%で 25 kJ/kgUO2(増分: 17kJ/kgUO2)

・スクラム反応度価値の感度（ケース 3） 

燃料エンタルピ最大値は下記となった。 

反応度価値+10%で 33 kJ/kgUO2(増分: 25kJ/kgUO2)

反応度価値-10%で 37 kJ/kgUO2(増分: 29kJ/kgUO2)

・β(実効遅発中性子割合)の感度（ケース 4） 

燃料エンタルピ最大値は下記となった。 

実効遅発中性子割合+10%で 31 kJ/kgUO2(増分: 23kJ/kgUO2)

実効遅発中性子割合-10%で 40 kJ/kgUO2(増分: 32kJ/kgUO2) 

以上より，BWR-5 では，ドップラ反応度，スクラム反応度の不確かさ

の影響はほとんどなく，また，引抜制御棒反応度価値及びβ(実効遅発

中性子割合)の不確かさの影響はわずかである。 

上記にて，重要物理現象の不確かさが燃料エンタルピに与える影響を

確認した。 
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なお，解析条件の不確かさではあるが，事象開始からスクラムまでの

制御棒引抜量は，事象発生時の初期出力に依存することから，初期出力

をベースケース（定格の 10-8）の 10 倍，1/10 倍とした感度解析を行っ

た。初期出力のふり幅は，「反応度投入事象評価指針」の「Ⅲ. BWR に関

する感度解析」にて評価された条件と同一とした。また，初期燃料温度

の不確かさは燃料エンタルピ初期値に影響を与えることから，初期燃料

温度（ベースケース：20℃）を制御棒引抜操作時に取り得る減速材温度

を考慮して 60℃とした感度解析を行った。 

その結果，ABWR における初期出力による投入反応度の感度解析結果で

は，初期出力 10 倍で 0.55$，初期出力 1/10 倍で 0.54$，初期燃料温度

60℃で 0.57$となった。また，BWR-5 における初期出力による燃料エン

タルピ最大値の解析結果では，初期出力 10 倍で 14kJ/kgUO2(増分: 

6kJ/kgUO2)，初期出力 1/10 倍で 74kJ/kgUO2(増分: 66kJ/kgUO2)，初期燃

料温度 60℃で 46kJ/kgUO2(増分: 31kJ/kgUO2)となった。 

これより，初期出力，初期燃料温度の初期解析条件の不確かさにより，

投入反応度，燃料エンタルピへの影響が生じるが，「反応度投入事象評

価指針」に示された燃料の許容設計限界値等を超えることはなく，燃料

の健全性は維持されることを確認した。 
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5.2  不確かさの取り扱いについて（運転操作の観点） 

  停止時の制御棒の誤引き抜きは，起動領域モニタの原子炉周期短信号

あるいは中間領域モニタの中性子束高信号の発生により，自動的にスク

ラムされ，事象は未臨界となり収束することから，運転員の操作を介し

ない。 

  したがって，APEX-SCAT コードの不確かさは，運転操作に影響を与え

ない。 
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表 5.1.2-1 ABWR 代表プラントの停止時の制御棒の誤引き抜き事象の感度解析 

ケース ドップラ効果 引抜制御棒 

反応度価値 

スクラム 

反応度価値 

β(実効遅発中性

子割合) 

投入反応度[$] 

ベース 最確値 最確値 最確値 最確値 0.55 

1-1 絶対値+10% 最確値 最確値 最確値 0.55 

1-2 絶対値-10% 最確値 最確値 最確値 0.55 

2-1 最確値 1.1 倍 最確値 最確値 0.56 

2-2 最確値 0.9 倍 最確値 最確値 0.53 

3-1 最確値 最確値 1.1 倍 最確値 0.55 

3-2 最確値 最確値 0.9 倍 最確値 0.55 

4-1 最確値 最確値 最確値 1.1 倍 0.53 

4-2 最確値 最確値 最確値 0.9 倍 0.56 
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表 5.1.2-2 BWR-5 代表プラントの停止時の制御棒の誤引き抜き事象の感度解析 

ケース ドップラ効

果 

引抜制御

棒反応度

価値 

スクラム 

反応度価

値 

β(実効遅

発中性子

割合) 

燃料エンタルピ最大値 燃料エンタルピ増分の最

大値 

解析値 

[kJ/kgUO2] 

判断基準 

[kJ/kgUO2]

解析値 

[kJ/kgUO2] 

判断基準 

[kJ/kgUO2]

ベース 最確値 最確値 最確値 最確値 35 

272 

27 

167 

1-1 絶対値+10% 最確値 最確値 最確値 34 26 

1-2 絶対値-10% 最確値 最確値 最確値 36 28 

2-1 最確値 1.1 倍 最確値 最確値 48 40 

2-2 最確値 0.9 倍 最確値 最確値 25 17 

3-1 最確値 最確値 1.1 倍 最確値 33 25 

3-2 最確値 最確値 0.9 倍 最確値 37 29 

4-1 最確値 最確値 最確値 1.1 倍 31 23 

4-2 最確値 最確値 最確値 0.9 倍 40 32 
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添付１ 入力項目リスト 

解析コード 分類 入 力 項 目 

APEX 初期条件 初期炉心条件(燃料温度，原子炉出力等) 

炉心データ 炉心幾何形状 

制御棒価値 

スクラム反応度 

燃料データ ドップラ反応度係数 

動特性パラメータ 

拡散計算用核定数 

燃料物性データ 

SCAT 初期条件 初期条件(圧力，流量等) 

炉心データ APEX の出力(炉心平均出力変化，炉心出力分布) 

燃料データ 燃料集合体幾何形状 

燃料集合体熱水力データ 

燃料物性データ 

ギャップ熱伝達係数 

ペレット径方向出力分布 

局所出力ピーキング係数 
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添付 2 二次元(RZ)モデルの適用性 

1. はじめに

3.3.1 節で示したように，「反応度の誤投入」事象の解析に適用するコ

ードのうち，炉心動特性挙動を解析する APEX コードでは，二次元(RZ)モ

デルを適用しており，4 章に示したように，APEX コードの妥当性確認を

行っている。本添付においては，二次元(RZ)モデルの適用性について補

足的説明を行う。 

2. 二次元(RZ)モデルの適用の考え方

APEX コードでは，制御棒引き抜き時の炉心動特性挙動について炉心平

均出力の過渡変化を一点近似動特性モデルで，また出力の炉心空間分布

を二次元(RZ)モデルにて扱っている。この際の各物理的項目のモデリン

グに基づいて，以下にその適用性を示す。 

① 一点近似動特性モデルにおける反応度のうち，制御棒引き抜きに伴

う反応度印加，スクラム制御棒挿入に伴う反応度印加については，三

次元沸騰水型原子炉模擬計算コードによって評価した結果を適用して

いる。 

② 解析対象となる炉心を三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードにて評

価した結果得られる各ノード毎の核定数(組成及び燃焼度の三次元的

空間分布)を，同評価結果により得られる三次元中性子束分布にて加重

平均して二次元(RZ)領域へ配分する。また，誤引抜制御棒廻りの挙動

が正確に評価できるように，別途，同制御棒周りの領域を選択の上で

縮約する。 

③  ②の縮約過程では引抜制御棒位置及びその周辺領域を複数に分けて

縮約すること，また，三次元計算の反応率を保存して複数の領域の核

定数を作成することで，領域平均の出力分布を評価している。 

④  ②にて設定された二次元(RZ)体系において，エネルギ三群拡散方程

式を適用して，中性子空間分布を求める。この中性子空間分布に基づ

いて各ノード毎のドップラ反応度を算出し，中性子空間分布とドップ

ラ反応度分布双方の収束計算を実施する。 

⑤  ①にて求められた反応度変化を外部入力として，一点近似動特性モ

デルを適用して炉心平均出力の過渡変化を求める。この際に用いてい
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る反応度変化のうち，今回の事象で支配的な引抜制御棒反応度，スク

ラム反応度については，引き抜かれる制御棒の三次元的な位置に依存

する影響を考慮している。 

⑥ 燃料エンタルピの最大値は，最高出力燃料集合体の最高出力燃料棒

の出力変化を評価することから，局所ピーキング係数も重要となるが，

APEX コードでは解析結果における保守性を担保するために，炉心に装

荷されている燃料の燃焼寿命を通じた最大値（燃焼度 0GWd/t での値）

を固定入力として設定している。 

⑦  ②及び③の縮約過程では，径方向出力分布及び軸方向出力分布に不

確かさが生じるものの，解析では引抜制御棒価値を解析結果が厳しく

なる側に設定し，さらに⑥により局所ピーキング係数を炉心に装荷さ

れている燃料の燃焼寿命を通じた最大値を用いていることから，本事

故シーケンスでの燃料エンタルピ評価において二次元(RZ)モデルは適

用性を有している。  
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添付 3  検出器モデル 

1. はじめに

本事故シーケンスでは，制御棒引抜に伴い出力が上昇した後，中間領

域計装(IRM)の中性子束高信号，または，起動領域計装(SRNM)の原子炉周

期短信号が発生して原子炉スクラムし，事象が収束する。 

ここでは，IRM 及び SRNM によるスクラム信号発生を APEX コードで模擬

するモデルについて説明する。 

2. IRM モデル

IRM プラントにおいては，制御棒引抜に伴い出力が上昇した後，IRM の

レンジ1の中性子束高スクラム設定点(フルスケールの120/125)でスクラ

ム信号が発生するとしている。また，IRM 応答は A系と B系の 2系統に配

分され，A系と B系のそれぞれでスクラム信号が発生すると原子炉はスク

ラムする。 

今回の有効性評価では，IRM のレンジ 1下限(フルスケールの 5/125)に

対応する熱中性子束は， と設定した。定格出力時

の炉心平均熱中性子束は約3.4 ൈ 10ଵଷcmିଵ ∙ sିଵሺnvሻ(9×9 燃料(A 型)の代

表的な値)であることから，IRM のレンジ 1下限(フルスケールの 5/125)

に対応する出力は以下と設定した。 

① IRM のレンジ 1下限(フルスケールの 5/125)に対応する熱中性子束設

定値 : 

② 定格出力時の炉心平均熱中性子束(9×9 燃料(A 型)の代表的な値) :

3.4 ൈ 10ଵଷcmିଵ ∙ sିଵሺnvሻ

③ IRM のレンジ 1下限(フルスケールの 5/125)に対応する出力(ピーキン

グ 1.0 の場合) : 

	ሺ定格に対する比ሻ

IRM は炉内に局所的に配置されており，本事故シーケンスでは炉心外周

部の制御棒が引き抜かれることで局所的に出力が上昇することから，IRM

の応答も局所的な影響を受ける。一方，APEX コードは一点近似動特性モ

デルを用いており，IRM 応答の局所性を直接には考慮することができない

ため，炉心平均出力が，IRM 応答の局所性を考慮して設定した値に達した

時点でスクラム信号が発生するとしている。 

添付図 3.2-1 に，80 万 kWe 級 BWR-5 を対象とした反応度誤投入発生時

を想定し，炉心が即発臨界に達するまで制御棒が引き抜かれた状態にお

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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ける，IRM 検出器軸方向位置の炉心径方向出力分布を三次元沸騰水型原子

炉模擬計算コードで解析した結果を示す。 

A 系及び B系ともに，誤引抜制御棒に最も近い検出器が 1個バイパスさ

れた条件における，IRM 検出器周囲の出力ピーキング係数(炉心平均値 : 

1.0)は，A系で約 0.10，B 系で約 0.16 となる。今回の有効性評価では，

出力ピーキング係数を 0.01 と設定した。 

また，IRM 検出器が配置されている燃料集合体間のギャップ位置は燃料

集合体部に比べて熱中性子束が大きく，添付図 3.2-2 に示すとおり，低

温時制御棒挿入状態における格子平均中性子束に対する IRM 検出器位置

の熱中性子束比は約 3である。 

以上の検討より，反応度誤投入有効性評価における IRM プラントのス

クラム設定点に対応する炉心平均出力を下記のとおり設定した。 

① IRM のレンジ 1下限(フルスケールの 5/125)に対応する出力(ピーキン

グ 1.0 の場合):  	ሺ定格に対する比ሻ

② IRM 検出器周囲の出力ピーキング係数 : 0.01

③ ギャップ位置の熱中性子束ピーキング係数 : 3

④ IRM のレンジ 1下限に対応する炉心平均出力(ピーキング考慮) :

	ሺ定格に対する比ሻ

⑤ IRM のレンジ 1中性子束高スクラム設定点に対応する炉心平均出力(ピ

ーキング考慮) :  

④ ൈ ଵଶ/ଵଶହ

ହ ଵଶହ⁄
ൌ 	ሺ定格に対する比ሻ

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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添付図 3.2-1 反応度誤投入発生時に炉心が即発臨界に達するまで制御棒が引き抜かれた状態における 

IRM 検出器軸方向位置の炉心径方向出力分布(80 万 kWe 級 BWR-5) 

52 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01

50 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.02 0.02 0.02

48 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.03 0.05 0.05 0.05 0.05 0.05

46 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.05 0.05 0.10 0.12 0.17 0.20 0.18 0.14

44 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.05 0.07 0.14 0.16 0.24 0.28 0.35 0.35 0.14

42 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.03 0.06 0.08 0.10 0.23 0.28 0.36 0.45 0.65 0.82 0.33

40 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.05 0.07 0.13 0.16 0.26 0.37 0.62 0.89 1.25 1.59 0.79

38 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.08 0.09 0.15 0.27 0.36 0.62 0.91 1.62 1.91 2.65 2.00 1.49

36 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.08 0.11 0.20 0.27 0.44 0.92 1.53 2.86 3.67 5.29 4.51 3.32 1.25

34 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.02 0.05 0.12 0.15 0.32 0.38 0.67 1.50 1.92 2.80 4.60 6.67 8.30 8.95 2.75

32 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.02 0.02 0.03 0.06 0.13 0.25 0.36 0.64 0.94 1.67 3.41 5.05 8.40 15.2 16.0 16.3 4.96

30 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.03 0.03 0.08 0.11 0.19 0.31 0.47 0.99 1.86 3.35 7.83 11.9 20.1 26.2 25.3 7.46

28 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.02 0.04 0.05 0.10 0.25 0.32 0.55 1.00 2.03 3.39 6.66 15.1 47.7 74.0 39.9 11.1

26 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.05 0.10 0.23 0.45 0.85 1.30 2.67 3.80 6.16 12.9 38.8 55.3 35.8 10.3

24 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.06 0.14 0.21 0.48 0.56 0.98 1.91 3.14 6.81 9.95 16.3 23.3 22.1 7.18

22 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.06 0.09 0.19 0.38 0.65 0.90 1.55 2.99 4.26 6.92 12.7 13.2 13.4 4.20

20 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.06 0.07 0.13 0.31 0.36 0.60 1.31 1.62 2.31 3.68 5.30 6.55 6.98 2.15

18 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.05 0.10 0.18 0.24 0.38 0.76 1.23 2.24 2.82 3.99 3.39 2.48 0.93

16 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.04 0.08 0.13 0.23 0.30 0.50 0.71 1.24 1.42 1.95 1.47 1.08

14 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.05 0.11 0.13 0.20 0.28 0.47 0.66 0.91 1.15 0.57

12 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.05 0.06 0.08 0.17 0.21 0.27 0.33 0.47 0.59 0.23

10 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.03 0.04 0.06 0.11 0.12 0.18 0.20 0.25 0.25 0.10

8 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.04 0.08 0.09 0.12 0.14 0.12 0.10

6 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.03 0.04 0.04 0.04 0.04 0.03

4 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.02 0.01 0.01

2 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

1 3 5 7 9 11 13 15 17 19 21 23 25 27 29 31 33 35 37 39 41 43 45 47 49 51

誤引抜制御棒 初期引抜制御棒(全引抜)

注 : 初期引抜制御棒、誤引抜制御棒以外の制御棒は全挿入状態

IRM検出器(A系) IRM検出器(B系) バイパス検出器 スクラム信号が発生する検出器



6
-
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添付図 3.2-2  格子平均中性子束に対する IRM 位置の熱中性子束比 

 (9×9 燃料(A 型)，低温時，制御棒挿入状態) 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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3. SRNM モデル

SRNM プラントにおいては，制御棒引抜に伴い出力が上昇した後，SRNM

の原子炉周期短(中間領域においてペリオド10秒)でスクラム信号が発生

するとしている。また，BWR-5 では SRNM 応答は A系と B系の 2系統に区

分され，A系と B系のそれぞれでスクラム信号が発生すると原子炉はスク

ラムする。ABWR では SRNM 応答は区分Ⅰ，Ⅱ，Ⅲ，Ⅳの 4系統に区分され，

4 系統のうち 2 系統でスクラム信号が発生すると原子炉はスクラムする。 

反応度誤投入有効性評価においては，BWR-5 では A系と B系それぞれで

誤引抜制御棒に最も近い検出器が 1個バイパスされた条件を仮定してい

る。また，ABWR では以下の添付表 3.3-1 に示す SRNM 区分，及び，添付表

3.3-2 に示すバイパスグループ区分に従い，各バイパスグループで誤引抜

制御棒に最も近い検出器が 1個バイパスされた条件を仮定している。 

添付表 3.3-1  ABWR の SRNM 区分 

区分 Ⅰ Ⅱ Ⅲ Ⅳ 

SRNM チャンネル A,E,J B,F C,G,L D,H 

添付表 3.3-2  ABWR の SRNM バイパスグループ区分 

バイパスグループ A B C 

SRNM チャンネル A,B,F,G C,E,H D,J,L 

中間領域下限に対応する熱中性子束は，IRM 検出器の動作領域下限と同

等の	  と設定し，2.と同様に，中間領域下限に対

応する出力(ピーキング1.0の場合)は  (定格に対する比)と設

定した。 

また，IRM と同様に，SRNM も炉内に局所的に配置されており，本事故

シーケンスでは炉心外周部の制御棒が引き抜かれることで局所的に出力

が上昇することから，SRNM の応答も局所的な影響を受ける。一方，APEX

コードは一点近似動特性モデルを用いており，SRNM 応答の局所性を直接

には考慮することができないため，炉心平均出力が，SRNM 応答の局所性

を考慮して設定した値に達した時点で中間領域に到達するとしている。 

添付図 3.3-1 及び添付図 3.3-2 に，110 万 kWe 級 BWR-5 及び ABWR を対

象とした反応度誤投入発生時を想定し，炉心が即発臨界に達するまで制

御棒が引き抜かれた状態における，SRNM 検出器軸方向位置の炉心径方向

出力分布を三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードで解析した結果を示す。 

110 万 kWe 級 BWR-5 において，A系及び B系ともに，誤引抜制御棒に最

も近い検出器が 1個バイパスされた条件における，SRNM 検出器周囲の出

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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力ピーキング係数(炉心平均値 : 1.0)は，A系で約 0.01，B 系で約 0.07

となる。 

また，ABWR において，各バイパスグループともに，誤引抜制御棒に最

も近い検出器が 1個バイパスされた条件における，SRNM 検出器周囲の出

力ピーキング係数は，4区分のうち先に中間領域に到達する区分Ⅲで約

0.04，区分Ⅳで約 0.01 となる。 

以上より，SRNM プラントを対象とした反応度誤投入有効性評価では出

力ピーキング係数を 0.01 と設定した。 

また，IRM 検出器と同様，SRNM 検出器が配置されている燃料集合体間

のギャップ位置は燃料集合体部に比べて熱中性子束が大きく，添付図

3.2-2 に示したとおり，低温時制御棒挿入状態における格子平均中性子束

に対する SRNM 検出器位置の熱中性子束比は約 3である。 

以上の検討より，反応度誤投入有効性評価における SRNM プラントの中

間領域下限に対応する炉心平均出力を下記のとおり設定した。 

① 中間領域に対応する出力(ピーキング1.0の場合):  (定格に

対する比) 

② SRNM 検出器周囲の出力ピーキング係数 : 0.01

③ ギャップ位置の熱中性子束ピーキング係数 : 3

④ 中間領域に対応する炉心平均出力(ピーキング考慮) :

	ሺ定格に対する比ሻ

SRNM プラントでは炉心平均出力が中間領域下限(定格の  )

より大きく，かつ，原子炉周期短(ペリオド 10 秒)となる時点でスクラム

するとしている。APEXコードでは，SRNM検出器配置の局所性を考慮し, 炉

心平均出力の増加率に を掛けることで，誤引抜制御棒と SRNM が離れ

ている場合の空間的効果を考慮している。 

添付図 3.3-3 に，ABWR プラントを対象に，反応度誤投入発生時の SRNM

検出器応答の増加率を三次元動特性解析コード TRACG Ver.5 で評価した

結果を示す。過渡事象を通じた炉心平均出力の増加率に を掛けた値

は，各 SRNM 検出器位置の中性子束増加率より小さくなっており，炉心平

均出力の増加率に を掛ける APEX コードの解析方法はスクラム時刻を

保守側に評価している。 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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添付図 3.3-1 反応度誤投入発生時に炉心が即発臨界に達するまで制御棒が引き抜かれた状態における 

SRNM 検出器軸方向位置の炉心径方向出力分布(110 万 kWe 級 BWR-5) 

60 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.04 0.06 0.08 0.10

58 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.05 0.08 0.12 0.19 0.31 0.42 0.36

56 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.03 0.05 0.07 0.13 0.17 0.33 0.46 0.88 0.93 0.66 0.59

54 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.02 0.03 0.07 0.11 0.21 0.26 0.57 0.69 1.47 1.63 2.12 1.69

52 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.06 0.11 0.21 0.32 0.63 0.91 1.82 2.26 4.04 3.96 2.79

50 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.09 0.13 0.30 0.38 0.93 1.13 2.79 3.21 6.32 6.47 8.86 7.88 4.56

48 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.08 0.13 0.28 0.43 0.94 1.38 2.97 4.73 7.98 13.0 16.5 18.2 10.2

46 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.02 0.02 0.04 0.08 0.14 0.35 0.45 1.12 1.37 3.38 4.97 8.77 12.4 20.1 34.6 33.2 15.94

44 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.08 0.13 0.30 0.45 0.98 1.29 2.50 5.74 9.77 20.0 34.0 82.8 75.3 29.4 6.82

42 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.08 0.12 0.31 0.41 0.92 1.10 2.01 3.47 6.56 11.2 22.4 49.8 49.4 25.1 6.39

40 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.05 0.11 0.27 0.35 0.64 1.40 2.25 4.05 5.96 11.4 15.7 27.3 22.6 13.7 4.00

38 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.03 0.05 0.09 0.25 0.30 0.49 0.81 1.29 2.02 3.28 5.02 7.58 10.4 9.48 7.72 2.37

36 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.03 0.05 0.09 0.18 0.32 0.48 0.78 1.06 1.88 2.43 4.18 4.80 6.87 5.60 3.89 1.38

34 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.05 0.11 0.15 0.23 0.34 0.54 0.81 1.19 1.75 2.22 2.96 2.45 2.16 0.78

32 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.07 0.12 0.16 0.21 0.35 0.52 0.69 0.88 1.18 1.31 1.36 1.03 0.40

30 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.03 0.04 0.06 0.08 0.16 0.23 0.31 0.43 0.63 0.59 0.91 0.86 0.55 0.21

28 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.03 0.03 0.05 0.07 0.11 0.15 0.21 0.28 0.32 0.43 0.36 0.31 0.11

26 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.04 0.06 0.08 0.12 0.14 0.21 0.20 0.27 0.21 0.15 0.06

24 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.02 0.02 0.03 0.04 0.05 0.07 0.08 0.09 0.11 0.09 0.08 0.03

22 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.06 0.07 0.05 0.04 0.01

20 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.02 0.02 0.02 0.03 0.03 0.03 0.02 0.01

18 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.02 0.02 0.02 0.02 0.01 0.00

16 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01

14 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.00

12 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

10 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

8 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

6 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

4 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

2 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

1 3 5 7 9 11 13 15 17 19 21 23 25 27 29 31 33 35 37 39 41 43 45 47 49 51 53 55 57 59

誤引抜制御棒 初期引抜制御棒(全引抜)

注 : 初期引抜制御棒、誤引抜制御棒以外の制御棒は全挿入状態

SRNM検出器(A系) SRNM検出器(B系) バイパス検出器 スクラム信号が発生する検出器
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添付図 3.3-2 反応度誤投入発生時に炉心が即発臨界に達するまで制御棒が引き抜かれた状態における 

SRNM 検出器軸方向位置の炉心径方向出力分布(ABWR) 

68 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

66 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

64 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

62 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

60 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

58 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

56 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

54 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

52 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

50 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

48 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

46 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

44 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

42 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

40 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

38 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

36 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

34 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

32 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.02 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.01 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

30 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.02 0.02 0.03 0.04 0.03 0.03 0.04 0.03 0.03 0.02 0.02 0.01 0.01 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

28 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.01 0.02 0.02 0.04 0.03 0.06 0.06 0.05 0.08 0.05 0.05 0.05 0.05 0.03 0.02 0.01 0.01 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00

26 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.03 0.03 0.04 0.06 0.05 0.08 0.13 0.10 0.13 0.11 0.09 0.11 0.06 0.05 0.04 0.03 0.02 0.01 0.01 0.01 0.00 0.00

24 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.05 0.07 0.08 0.12 0.10 0.13 0.21 0.19 0.28 0.22 0.23 0.18 0.13 0.10 0.05 0.03 0.02 0.01 0.02 0.01 0.00 0.00

22 0.00 0.00 0.00 0.00 0.01 0.01 0.02 0.04 0.05 0.06 0.08 0.16 0.18 0.20 0.24 0.40 0.39 0.44 0.50 0.32 0.28 0.25 0.19 0.10 0.06 0.05 0.03 0.02 0.01 0.00

20 0.00 0.01 0.01 0.01 0.02 0.02 0.04 0.09 0.11 0.15 0.21 0.31 0.50 0.45 0.59 0.95 0.80 0.71 0.59 0.50 0.45 0.21 0.13 0.11 0.09 0.04 0.03 0.02

18 0.00 0.01 0.01 0.02 0.03 0.03 0.06 0.11 0.16 0.30 0.49 0.50 0.78 1.00 1.34 1.54 1.46 1.83 1.36 0.78 0.59 0.36 0.21 0.17 0.11 0.07 0.04 0.02

16 0.00 0.01 0.01 0.02 0.05 0.07 0.12 0.16 0.23 0.56 0.63 1.08 1.41 2.66 3.80 2.99 3.54 2.66 2.80 1.31 1.03 0.79 0.46 0.33 0.16 0.10 0.05 0.02

14 0.01 0.02 0.03 0.05 0.11 0.22 0.27 0.42 0.71 1.12 2.21 3.10 5.77 8.57 7.16 8.60 5.52 4.12 2.70 1.87 1.53 0.77 0.39 0.24 0.14 0.04

12 0.02 0.04 0.08 0.14 0.23 0.41 0.62 1.14 1.82 4.66 5.59 11.5 12.4 14.9 22.7 10.9 7.82 4.56 3.08 1.71 1.02 0.61 0.33 0.12

10 0.03 0.10 0.19 0.42 0.70 1.39 1.87 3.06 5.96 8.35 16.0 17.7 30.8 42.4 23.9 14.9 11.0 5.51 3.23 1.49 0.77 0.20

8 0.06 0.15 0.35 0.84 1.46 2.53 5.28 10.3 12.6 29.0 38.8 77.7 119.6 49.5 21.9 12.0 6.67 2.75 1.15 0.45

6 0.46 1.57 2.80 6.91 11.3 24.6 37.1 71.0 143.6 114.0 58.6 22.9 12.6 3.55

4 0.83 2.00 5.26 11.7 23.1 58.2 95.1 69.6 59.9 33.8 14.3 6.13

2 3.33 7.64 18.9 29.8 18.8 13.4

1 3 5 7 9 11 13 15 17 19 21 23 25 27 29 31 33 35 37 39 41 43 45 47 49 51 53 55 57 59 61 63 65 67

誤引抜制御棒 初期引抜制御棒(全引抜)

注 : 初期引抜制御棒、誤引抜制御棒以外の制御棒は全挿入状態

バイパス検出器 区分Ⅰに属するSRNM検出器 区分Ⅱに属するSRNM検出器

(記号内の文字はチャンネル番号) (記号内の文字はチャンネル番号)

スクラム信号が発生する検出器 区分Ⅲに属するSRNM検出器 区分Ⅳに属するSRNM検出器

(記号内の文字はチャンネル番号) (記号内の文字はチャンネル番号)

A

E

J

B

F

C

G

L

D

H
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添付図 3.3-3 反応度誤投入発生時の SRNM 応答(ABWR) 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 
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添付 4  二次元(RZ)体系への縮約に伴う不確かさの影響評価 

1. はじめに

3.3.1 節にて説明した，APEX コードによる炉心動特性解析において，

三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードで求めた炉心を二次元(RZ)体系に

縮約する操作に伴う不確かさが解析結果に及ぼす影響を，縮約を介さず

に炉心三次元体系で動特性解析を行うことができる三次元動特性解析コ

ード TRACG Ver.5 を用いて影響評価を実施した。 

2. 評価条件

80 万 kWe 級 BWR-5 を対象に，TRACG コードを用いて以下の 3炉心にお

ける反応度誤投入解析を実施し，燃料エンタルピへの影響を評価した。

その他の主要な解析条件は，申請解析と同等とした。 

ベース : 反応度誤投入有効性評価の申請解析相当の炉心 

感度解析 1 : ベース炉心を基に，誤引抜制御棒周囲の燃料集合体を炉

心中心部に移動させることで，APEX コードの引抜制御棒

周囲の核定数を炉心中心に移動させる操作を模擬した

炉心 

感度解析 2  : 感度解析 1を基に，APEX コードの二次元(RZ)体系への縮

約操作を模擬した炉心 

添付図 4.2-1 及び添付図 4.2-2 に，ベース炉心及び感度解析用炉心の

燃料集合体燃焼度分布を示す。感度解析 1用炉心は，ベース炉心から，

誤引抜制御棒周囲の燃料集合体を炉心中心部に移動させることで，APEX

コードの引抜制御棒周囲の核定数を炉心中心に移動させる操作を模擬し

ている。また，感度解析 2用炉心は，感度解析 1用炉心を基に，添付図

4.2-3 に示す炉心領域分けに従って，インポータンスを考慮する上で 3次

元出力分布重みとして，ノード単位で領域毎の燃焼度及び履歴水密度を

平均化することで，APEX コードの二次元(RZ)体系への断面積縮約操作を

模擬している。 
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3. 評価結果

添付表 4.3-1 及び添付図 4.3-1 に，反応度誤投入の解析結果を示す。

申請解析相当のベース炉心と，APEX コードの二次元(RZ)体系への縮約操

作を模擬した感度解析用炉心で，反応度誤投入の過渡変化挙動はほぼ同

等であり，燃料エンタルピへの影響も約 1kJ/kgUO2程度に留まることから，

APEX コードの二次元(RZ)体系への縮約操作に伴う不確かさが，判断指標

に対する結論に影響を与えるものでないことを確認した。 

添付表 4.3-1 解析結果のまとめ 

ケース 

全反応度

の最大値 

[%Δk] 

全反応度 

の最大値 

[$] 

実効遅発

中性子 

割合 

炉心平均 

中性子束 

の最大値 

[%定格] 

ピーク出力部 

燃料エンタル

ピ増分 

[kJ/kgUO2] 

燃料 

エンタルピの

最大値 

[kJ/kgUO2] 

申請 

解析*1 
0.69 1.13 0.0061 約 12 約 35 約 49 

TRACG 

(ベース) 
0.64 1.10 0.0058 約 8 約 33 約 44 

TRACG 

(感度 

解析 1) 

0.63 1.12 0.0057 約 8 約 33 約 44 

TRACG 

(感度 

解析 2) 

0.63 1.12 0.0056 約 12 約 32 約 45 

*1 : APEX コードによる当該炉心の申請解析結果に相当する。



6
-
8
7
 

添付図 4.2-1 ベース炉心(反応度誤投入有効性評価の申請解析相当の炉心)の燃焼度分布 

(単位 : GWd/t) 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 24 25 26

1

2

3

4

5

6

7

8

9 24.6 33.0 42.6

10 33.0 0.0 12.6 42.6

11 10.8 22.8 12.4 39.3

12 32.7 0.0 11.9 40.9

13 25.4 11.4 12.5 38.2

14 25.5 12.6 38.6

15

16

17

18

19

20

21

22

23

24

25

26

誤引抜制御棒位置

移動対象とした燃料集合体(APEXコードの引抜制御棒周囲の縮約対象燃料集合体に相当)
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添付図 4.2-2 感度解析 1用炉心(ベース炉心を基に，誤引抜制御棒周囲の燃料集合体を炉心中心部に移動させた炉心) 

の燃焼度分布 (単位 :  GWd/t) 

枠囲みの内容は商業機密に属しますので 

公開できません。 

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 24 25 26

1

2

3

4

5

6

7

8

9

10

11 24.6 33.0 42.6

12 33.0 0.0 12.6 42.6

13 10.8 22.8 12.4 39.3

14 32.7 0.0 11.9 40.9

15 25.4 11.4 12.5 38.2

16 25.5 12.6 38.6

17

18

19

20

21

22

23

24

25

26

誤引抜制御棒位置

移動対象とした燃料集合体(APEXコードの引抜制御棒周囲の縮約対象燃料集合体に相当)
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添付図 4.2-3 感度解析 2用炉心の作成において設定した炉心領域分け 

  

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 24 25 26

1 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9

2 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9

3 9 9 9 9 8 8 8 8 8 8 8 8 8 8 9 9 9 9

4 9 9 9 9 8 8 7 7 7 7 7 7 7 7 8 8 9 9 9 9

5 9 9 9 8 8 7 7 6 6 6 6 6 6 6 6 7 7 8 8 9 9 9

6 9 9 8 8 7 6 6 6 6 6 6 6 6 6 6 6 6 7 8 8 9 9

7 9 9 8 7 6 6 6 5 5 5 5 5 5 5 5 6 6 6 7 8 9 9

8 9 9 8 7 6 6 6 5 5 5 5 5 5 5 5 5 5 6 6 6 7 8 9 9

9 9 9 8 8 7 6 6 5 5 5 4 4 4 4 4 4 5 5 5 6 6 7 8 8 9 9

10 9 9 8 7 6 6 5 5 5 4 4 4 4 4 4 4 4 5 5 5 6 6 7 8 9 9

11 9 9 8 7 6 6 5 5 4 4 4 3 3 3 3 4 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9

12 9 9 8 7 6 6 5 5 4 4 3 3 2 2 3 3 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9

13 9 9 8 7 6 6 5 5 4 4 3 2 1 1 2 3 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9

14 9 9 8 7 6 6 5 5 4 4 3 2 1 1 2 3 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9

15 9 9 8 7 6 6 5 5 4 4 3 3 2 2 3 3 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9

16 9 9 8 7 6 6 5 5 4 4 4 3 3 3 3 4 4 4 5 5 6 6 7 8 9 9

17 9 9 8 7 6 6 5 5 5 4 4 4 4 4 4 4 4 5 5 5 6 6 7 8 9 9

18 9 9 8 8 7 6 6 5 5 5 4 4 4 4 4 4 5 5 5 6 6 7 8 8 9 9

19 9 9 8 7 6 6 6 5 5 5 5 5 5 5 5 5 5 6 6 6 7 8 9 9

20 9 9 8 7 6 6 6 5 5 5 5 5 5 5 5 6 6 6 7 8 9 9

21 9 9 8 8 7 6 6 6 6 6 6 6 6 6 6 6 6 7 8 8 9 9

22 9 9 9 8 8 7 7 6 6 6 6 6 6 6 6 7 7 8 8 9 9 9

23 9 9 9 9 8 8 7 7 7 7 7 7 7 7 8 8 9 9 9 9

24 9 9 9 9 8 8 8 8 8 8 8 8 8 8 9 9 9 9

25 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9

26 9 9 9 9 9 9 9 9 9 9

誤引抜制御棒位置
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添付図 4.3-1 反応度誤投入における過渡変化 
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本資料のうち，枠囲みの内容は商業機密に属しますので公開できません。 
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1 はじめに 

現行の過渡解析（主蒸気隔離弁の誤閉止等）では，事象発生後短時間で原子炉スクラム

するため中性子束振動現象は生じることがないが，今回の重大事故等対策の有効性評価のう

ち原子炉停止機能喪失では，原子炉がスクラムせず，高出力・低流量の状態に至るために中

性子束振動が生じる可能性がある。この中性子束振動現象については，REDY コード及び

SCAT コードでは取り扱うことができないことから，この取り扱いが可能な解析コードとし

て米国の設計認証申請においても適用例を有する TRACG コードによる解析を参照する

（添付１）。 

 

以上を踏まえ，本資料では，炉心損傷防止に関する重大事故等対策の有効性評価（以下，

「有効性評価」と称す。）に適用する REDY コード（REDY Ver.1（ATWS 用），REDY Ver.2）

及び SCAT コード（SCAT Ver.3）に対する参考として使用する TRACG コード（TRACG Ver.5）

について 

・使用実績及び解析モデル 

・解析結果の例示 

・ATWS 解析への適用例 

に関してまとめる。 
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2 使用実績及び解析モデルについて 

TRACG は，オリジナルの原子炉過渡解析コード（TRAC）[1]の GE Hitachi Nuclear Energy

社（GEH 社）が所有権をもつバージョンである。この解析コードは，単純な運転時の異常

な過渡変化（AOO）及び設計基準事故である冷却材喪失事故（LOCA）から過渡時のスクラ

ム失敗事象（ATWS）に至るまでの沸騰水型原子炉（BWR）の過渡変化を解析するための最

適評価コードである。この章では，TRACG コードの使用実績及び解析モデルについて記述

する。 

なお，以降での TRACG に関する記述は，米国での適用実績については旧バージョンに

関するものであるが，それ以外の記述については最新バージョンである TRACG Ver.5 に関

するものである。 

最新バージョンである TRACG Ver.5 と前バージョンの TRACG Ver.4 との相違点は，核動

特性モデルがエネルギー修正 1群からエネルギー3群解析的多項式ノード法モデルに改良さ

れた点であり，熱水力モデルは同じである。 
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2.1 使用実績 

この節では TRACG コードの開発の経緯，全体のスコープ及び評価性能，米国での適用

例について説明する。 

 

2.1.1 背景 

TRAC は，元々加圧水型原子炉（PWR）の解析のため，ロスアラモス国立研究所（LANL）

で開発されたものである。TRAC の最初の PWR バージョンは，TRAC-P1A[2]と呼ばれた。

TRAC の BWR バージョンの開発は,GEH とアイダホ国立工学研究所(INEL)の協調的取組み

として 1979 年に開始された。この取組みの目的は，BWR の 冷却材喪失事故（LOCA）を

模擬できる TRAC のバージョンを開発することにあった。主な作業として，BWR への適用

のため，TRAC の基本モデルの改良及び BWR 固有のコンポーネントのためのモデル開発が

なされた。GEH でのこの作業には，GEH，原子力規制委員会（NRC）及び電力研究所（EPRI）

が，リフィル／再冠水及び FIST プログラムの下で共同出資した。作業は，1980 年代半ばに

頂点に達し，INEL[3]での TRAC-BD1/MOD1 の開発，及び GEH[4]～[10]での TRACB04 の開発

に結実した。これらは BWR の LOCA 解析能力を有する TRAC の最初の主要バージョンで

あった。共同開発したことから，二つの BWR 用 TRAC バージョンの基本構造及びコンポー

ネントモデルは，実質的に同一であった。この開発期間中，TRACG は，BWR の LOCA 及

び過渡を模擬した個別効果試験データ，機器性能評価データ及び総合効果試験に対し，広範

に妥当性が確認された。妥当性確認の詳細文書は，参考文献[4]，[5]，[10]に含まれる。 

TRAC の BWR バージョンの開発に関する次の段階では，1985 年に始まり，過渡及び

ATWS への適用を含むようにコードの解析能力を向上させる目的に注力した。この期間中の

主な成果は，3 次元核動特性モデルの実装，熱水力モデルのための陰解法を用いた数値積分

法の開発及び BWR 燃料模擬法の改良であった。1990 年代を通して進展した開発活動の結

果，コードバージョンを TRACGと改名した。この期間中，試験装置及び BWRプラント[11] ，

のみならず制御棒落下試験も含めた過渡及び安定性データに対し，TRACG の妥当性が広範

に確認された。参考文献[12]に，これらの妥当性確認を包括的に記述した。TRACG は，

ESBWR[13],[14]の開発を支援するため実施した広範囲のシステム効果，機器性能評価及び総合

効果試験に対し，さらなる妥当性が確認されている。 

 

2.1.2 コード全体のスコープ及び評価性能 

TRACG は，原子炉の熱水力挙動を評価する多次元 2 流体モデル，及び炉心の中性子動特

性を評価する 3 次元中性子動特性モデルに基づいている。 

熱水力挙動を取り扱うために TRACG で用いる 2 流体モデルは，TRAC-PF1 及び

TRAC-BF1[1]に使用されている 2 流体モデルと基本的に同じである。この 2 流体モデルは，

気相及び液相に対し，質量，運動量及びエネルギーの保存式を基礎式として解く。TRACG

の基礎式では，二相間の熱的及び力学的な平衡について，いかなる仮定も含めていない。ま
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た，気相は蒸気及び非凝縮性ガスの混合気体から構成することが可能であり，液相には水溶

性ほう素を含めてもよい。熱水力モデルは，ベッセルコンポーネントを多次元，その他すべ

てのコンポーネントを 1 次元で定式化している。 

質量，運動量及びエネルギーの保存式は，気液界面及び壁面におけるせん断応力及び熱

伝達に対する構成式からなる付加的なモデルを用いることで閉じることができる。構成式は

流動様式に依存しており，コード全体で首尾一貫して使用する単一の流動様式マップに基づ

いて選定する。 

基本的な熱水力モデルに加えて，TRACG では再循環ポンプ，ジェットポンプ，燃料チャ

ンネル，気水分離器及び蒸気乾燥器のような BWR 機器のための一連のコンポーネントモデ

ルも備えている。TRACG では，さらに，圧力，水位及び再循環流量制御系のような主要な

BWR 制御系を模擬することのできる制御系モデルを備えている。 

3 次元核動特性モデルは 3 次元沸騰水型原子炉模擬計算コード AETNA[15],[17]と同一のモ

デルであり，エネルギー3 群の時間依存拡散方程式，及び 6 群の遅発中性子先行核濃度の動

特性方程式を解く。制御棒位置及び熱水力モデルから求められた減速材密度，燃料温度，ほ

う素濃度に基づき反応度フィードバックが求められる。 

TRACGの構成はモジュール化手法に基づいている。TRACGの熱水力モデルは，パイプ，

ポンプ，弁，T 字配管，チャンネル，ジェットポンプ，気水分離器，熱交換器及びベッセル

コンポーネントのような一連の基本コンポーネントをモジュールとして含んでいる。これら

のコンポーネントを構成要素として使用し組み立てることで解析対象を模擬する。解析に際

しては，任意の数のコンポーネントを組み合わせることが可能である。コンポーネントの数，

それらの相互関係及び各コンポーネントの詳細は，入力データを通して特定される。TRACG

は，このようにして，単純な個別効果試験から完全な BWR プラントまでの広い範囲の設備

を模擬できる能力を有している[18],[41]。 

TRACG では，個別効果試験，機器性能データ，総合効果試験及び実規模の BWR プラン

トデータに対し，広範にその妥当性を確認してきている。個別効果試験に対する基本モデル

の妥当性確認，総合効果試験に対する妥当性確認及び実プラントデータに対する妥当性確認

の中で実施した代表的な結果を本資料で説明する。この妥当性確認の目的は，TRACG の基

本モデルの適用性を実証すること及びモデルの不確かさを定量化することにある。 

 

2.1.3 米国での適用実績 

TRACG の旧バージョンである Ver.2 及び Ver.4 について，米国の NRC(Nuclear Regulatory 

Commission)に承認された LTR(Licensing Topical Report)をもとに AOO，ATWS，安定性，LOCA

に関する使用実績を説明する。 

表 2.1-1 に米国の NRC に承認された AOO，ATWS，安定性，LOCA に関する主な LTR

を示す。No.1 から No.5 は AOO または ATWS に関する LTR を，No.6 から No.9 は安定性に

関する LTR を，No.10 は LOCA に関する LTR を示しており，それぞれに NRC の SER(Safety 
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Evaluation Report：安全評価報告書)が添付されている。No.11 は TRACG で使用されている

解析モデルについて記述されており，No.12 は試験データとの比較による TRACG の妥当性

確認結果について記述されている。No.11 及び No.12 は，各プラントタイプ，各適用事象に

対して TRACG の適用性を示した No.1 から No.10 の LTR を審査するときに参照され，その

妥当性が評価されている。 

 

2.1.3.1 AOO への適用実績 

AOO については，No.1, No.3, No.4 に解析例が提示されている。No.1 では，代表的な BWR4

プラントを対象として，圧力増加過渡事象についてはタービントリップ（バイパス弁不作動），

給水制御系の故障，主蒸気隔離弁の誤閉止を，圧力減少過渡事象については圧力制御系の故

障を，流量増加/減少過渡事象については再循環ポンプトリップ，再循環流量制御系の故障

を，サブクール過渡事象については給水加熱喪失を，水位減少過渡事象については給水流量

の全喪失を，TRACG Ver.2 を用いて炉心出力，炉心流量，ドーム圧力，圧力容器入口及び出

口の流量，CPR(Critical Power Ratio：限界出力比)の時間変化等について評価した結果を示し

ている。No.3 では，No.1 とは異なる BWR4 プラントを対象として，圧力増加過渡事象につ

いてはタービントリップ(バイパス弁不作動)，給水制御系の故障，主蒸気隔離弁の誤閉止を，

流量増加/減少過渡事象については再循環流量制御系の故障を，サブクール過渡事象につい

ては給水加熱喪失を選択し，TRACG Ver.4 及び Ver.2 の結果を炉心出力，炉心流量，給水流

量，入口サブクール度，ドーム圧力変化，ΔCPR/ICPR の時間変化等について比較して示し

ている。TRACG Ver.4 の結果は Ver.2 の結果に対して保守的な結果を生じるとしている。No.4

では，ESBWR を対象として，圧力増加過渡事象については負荷遮断(バイパス弁不作動)，

タービントリップ(バイパス弁不作動)，主蒸気隔離弁の誤閉止を，サブクール過渡事象につ

いては給水加熱喪失を，水位減少過渡については給水流量の全喪失を，TRACG Ver.4 を用い

て炉心出力，炉心流量，ドーム圧力，圧力容器入口及び出口の流量，CPR の時間変化等に

ついて評価した結果を示している。 

 

2.1.3.2 ATWS への適用実績 

ATWS については，No.2，No.3，No.5 に解析例が提示されている。No.2 では，代表的な

BWR プラントを対象として，圧力増加過渡事象については主蒸気隔離弁の誤閉止に対する

スクラム失敗を，圧力減少過渡事象については圧力制御系の故障に対するスクラム失敗を，

TRACG Ver.2 を用いて炉心出力，炉心流量，ドーム圧力，圧力容器入口及び出口の流量の時

間変化等について評価した結果を示している。No.3 では，BWR4 プラントを対象として圧

力増加過渡事象である主蒸気隔離弁の誤閉止に対するスクラム失敗を選択し，TRACG Ver.4

及び Ver.2 の結果を炉心出力，炉心流量，給水流量，入口サブクール度，ドーム圧力変化，

ΔCPR/ICPR の時間変化等について比較して示している。TRACG Ver.4 の結果は Ver.2 の結

果に対して保守的な結果を生じるとしている。No.5 では，ESBWR を対象として，圧力増加
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過渡事象については主蒸気隔離弁の誤閉止，復水器真空度の喪失(LCV：Loss of Condenser 

Vacuum)に対するスクラム失敗を，サブクール過渡事象については給水加熱喪失に対するス

クラム失敗を TRACG Ver.4 を用いて，中性子束，炉心流量，給水流量，蒸気流量，ドーム

圧力，ダウンカマの水位，ボロン濃度の時間変化等について評価した結果を示している。ま

た，No.5 ではタービントリップ(バイパス弁作動)に対するスクラム失敗において，核及び熱

水力の相互作用による不安定性から生じる出力振動の時間変化について評価した結果を示

している。 

 

2.1.3.3 安定性への適用実績 

安定性については，No.6 から No.9 に解析例が示されている。No.6 では，代表的な BWR

プラントを対象として，TRACG Ver.4 を用いた不安定事象を解析し MCPR(Minimum CPR：

最小限界出力比)の時間変化及び SLMCPR(Safety Limit MCPR)に対する裕度を評価している。

No.7 では，炉心サイズの異なる 2 つの BWR4 プラント並びに BWR5 及び BWR6 プラント

を対象として，高出力/低流量における炉心出力の振動を TRACG Ver.2 を用いて解析し，

DIVOM(Delta CPR over Initial MCPR Versus Oscillation Magnitude)の評価を行った結果が示さ

れている。No.8 では，代表的な BWR を対象として，TRACG Ver.4 及び Ver.2 を用いて不安

定事象を解析し，チャンネルの出力，流量，及び MCPR の時間変化，DIVOM について両コ

ードの比較結果が示されている。DIVOM の評価において TRACG Ver.4 の結果は，Ver.2 の

結果に対して本質的に同等であるか，より保守的な結果となるとしている。No.9 では，

ESBWR を対象として，チャンネル安定性，炉心安定性，領域安定性に関する TRACG Ver.4

の解析結果が示されている。 

 

2.1.3.4 LOCA への適用実績 

LOCA については，No.10 に解析例が示されている。No.10 では，ESBWR を対象として，

ECCS/LOCA，格納容器/LOCA 及び主蒸気管破断 LOCA に関する TRACG Ver.4 の解析結果

が示されている。 

 

2.1.3.5 審査で参照・評価された LTR 

NRC の審査では，上記で説明した各事象評価への TRACG の適用を申請した No.1 から

No.10 の LTR の審査に No.11 及び No.12 の LTR が参照されて適用範囲に応じた内容が評価

されている。No.11 は TRACG のモデル解説書の最新版であり，中性子動特性及び熱水力挙

動を解析するために必要な基礎方程式，物理モデル又は構成式，機器・コンポーネントモデ

ル，数値解法について記載されている。No.12 は TRACG の妥当性確認結果の最新版であり，

試験データとの比較により TRACG モデルの妥当性を示している。表 2.1-2 及び表 2.1-3 に

TRACG の妥当性確認に関する実績を示す。 

TRACG の妥当性確認では，下記の主要な妥当性確認カテゴリで構成される系統的な方
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法に従い，個別効果試験及び機器性能評価試験にて解析モデルの不確かさを評価し，総合効

果試験にて解析コードの適用性及び解析モデルの総合的な妥当性が確認されている。また，

BWRプラント試験にて，解析コードの BWR実規模体系への適用性が確認されている[12],[16]。 

 個別効果試験 基本モデル及び現象の妥当性確認を特別に指向した十分に制御され

た試験である。ここに含まれるのは，(1) 界面せん断力及びサブクール沸騰モデル

を評価するボイド率データ[19]~[23]，(2) 熱伝達データ[24],[25]，(3) 対向流制限 (CCFL) 

及び臨界流などの流れ制限データ[26]~[28]，(4) 壁面摩擦モデルを評価する圧力損失デ

ータ[29],[30]，(5) 限界出力データ[31]，(6) 核動特性モデル化手法を評価する制御棒落

下試験データ[32]，(7) 密度波伝搬などの現象のモデル化手法を評価する熱水力安定

性データである。 

 機器性能評価試験 特定の BWR 機器の性能を予測するために，TRACG の能力を

評価する根拠を提供する試験である。ここに含まれるのは，(1) 順流及び逆流に対

するジェットポンプデータ，(2) 気液分離及び圧力損失に関する気水分離器データ，

(3) BWR 上部プレナムの緊急炉心冷却注水及びその分布に関するデータ，(4) 炉心ス

プレイ分布データである。 

 総合効果試験 BWR の縮小模擬結果で構成される試験である。これらの試験の主

目的は，システム全体の性能及びシステム中の異なる機器間の相互作用を評価する

ことである。これらの試験には，ジェットポンプ付き BWR に対する TLTA[34]~[36]，

FIST，SSTF 及び ROSA 試験装置，ジェットポンプなしの外部ポンププラントに対

する FIX 試験装置，並びに ESBWR に対する GIST 試験装置で実施された LOCA 模

擬試験を含む。 

 BWR プラント試験 このカテゴリには，BWR プラントの過渡試験及び安定性試験

が含まれる。 
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表 2.1-1 TRACG コードの米国における使用実績 

No. NRC から承認された LTR (Licensing Topical Report) 適用範囲 解析コード 

1 GE Nuclear Energy, “TRACG Application for Anticipated 

Operational Occurrences (AOO) Transient Analyses,” 

NEDO-32906-A, Revision 3, September 2006. 

BWR2～6， 

AOO 

TRACG Ver.2

2 GE Nuclear Energy, “TRACG Application for Anticipated Transient 

Without Scram Overpressure Transient Analyses,” NEDO-32906 

Supplement 1-A, November 2003. 

BWR2～6，  

ATWS 

TRACG Ver.2

3 GE Hitachi Nuclear Energy, “Migration to TRACG04/PANAC11 

from TRACG02/PANAC10 for TRACG AOO and ATWS 

Overpressure Transients,” NEDO-32906 Supplement 3-A, Revision 

1, April 2010. 

BWR2～6 ， 

AOO 及び ATWS

圧力増加過渡 

TRACG Ver.4

4 GE Hitachi Nuclear Energy, “TRACG Application for ESBWR 

Transient Analysis,” NEDO-33083 Supplement 3-A, Revision 1, 

September 2010. 

ESBWR ，AOO TRACG Ver.4

5 GE Hitachi Nuclear Energy, “TRACG Application for ESBWR 

Anticipated Transient Without Scram Analyses,” NEDO-33083 

Supplement 2-A, Revision 2, October 2010. 

ESBWR，ATWS TRACG Ver.4

6 GE Hitachi Nuclear Energy, “DSS-CD TRACG APPLICATION,” 

NEDO-33147-A, Revision 4, August 2013. 

BWR3～6， 

安定性 

TRACG Ver.4

7 GE Nuclear Energy, “Reactor Stability Detect and Suppress Solutions 

Licensing Basis Methodology for Reload Applications,” 

NEDO-32465-A, August 1996. 

安定性解決策オ

プション I-D, Ⅱ, 

Ⅲ を 使 用 す る

BWR，安定性 

TRACG Ver.2

8 GE Hitachi Nuclear Energy, “Migration to TRACG04/PANAC11 

from TRACG02/PANAC10 for Reactor Stability Detect and Suppress 

Solutions Licensing Basis Methodology for Reload Applications,” 

NEDO-32465 Supplement 1-A, Revision 1, October 2014. 

安定性解決策オ

プション I-D, Ⅱ, 

Ⅲ を 使 用 す る

BWR，安定性 

TRACG Ver.4

9 GE Hitachi Nuclear Energy, “TRACG Application for ESBWR 

Stability Analysis,” NEDO-33083 Supplement 1-A, Revision 2, 

September 2010. 

ESBWR，安定性 TRACG Ver.4

10 GE Hitachi Nuclear Energy, “TRACG Application for ESBWR,” 

NEDO-33083-A, Revision 1, September 2010. 

ESBWR，LOCA TRACG Ver.4

 上記 LTR の審査で参照・評価された LTR   

11 GE Hitachi Nuclear Energy, “TRACG MODEL DESCRIPTION,” 

NEDO-32176, Revision 4, January 2008. 

 TRACG Ver.4

12 GE Nuclear Energy, “TRACG Qualification,” NEDO-32177, 

Revision 3, August 2007. 

 TRACG Ver.4
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表 2.1-2 TRACG コードの妥当性確認実績(個別効果試験，機器性能評価試験) 

 試 験 項 目 

個
別
効
果
試
験 

ボイド率 Frigg of -64 試験 

Christensen サブクールボイド試験 

Wilson 及び Bartolomei 気泡上昇試験 

EBWR 試験 

PSTF レベルスウェル試験 

東芝低圧ボイド試験 

OntarioHydro ボイド試験 

CISE 水密度試験 

熱伝達 THTF 膜沸騰試験 

炉心スプレイ熱伝達(CSHT) 

対向流制限 CSHT 試験 

臨界流 Marviken 臨界流試験 

PSTF 臨界流試験 

Edwards ブローダウン 

圧力降下 ATLAS での圧力降下試験 

限界出力 流動振動試験 

加圧事象及び ABWR 再循環ポンプ全台トリップ試験 

自然循環及び安定性 FRIGG 試験 

反応度投入 SPERTⅢ試験 

機
器
性
能
評
価
試
験 

ジェットポンプ性能 INEL 1/6 スケールのジェットポンプデータ 

BWR4 実規模 1 本ノズルジェットポンプデータ 

BWR5 実規模 5 本ノズルジェットポンプデータ 

気水分離器 実規模 2 段/3 段気水分離器データ 

上部プレナム効果 SSTF 試験 

炉心スプレイ分布 SSTF 試験 
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表 2.1-3 TRACG コードの妥当性確認実績(総合効果試験，BWR プラント試験) 

 試 験 項 目 

総
合
効
果
試
験 

TLTA 試験 

FIST 試験 

SSTF 試験 

ROSA-Ⅲ試験 

FIX-Ⅱ試験 

GIST 試験 

Ｂ
Ｗ
Ｒ
プ
ラ
ン
ト
試
験 

PEACH BOTTOM タービントリップ試験 

HATCH  2 台ポンプトリップ試験 

HATCH 主蒸気隔離弁の閉止試験 

LASALLE 不安定事象 

LEIBSTADT 安定性試験 

NINE MILE POINT 不安定事象 

PEACH BOTTOM 安定性試験 

NINE MILE POINT ポンプ流量増加試験 

LEIBSTADT 給水流量喪失試験 
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2.2 解析モデル 

この章では，BWR の原子炉内で生じる過渡変化において，過渡時のスクラム失敗事象

（ATWS）を対象とした重要な物理現象の評価に必要となる基礎方程式及び解析モデルにつ

いて説明する。 

 

2.2.1 モジュール構造 

TRACG は物理領域を主な単位としたモジュール構造を有し，モジュールを組み合わせる

ことによる柔軟な形状模擬能力を持っている。このために，TRACG には，モジュール化し

た基本的な熱水力コンポーネント，例えばベッセル，チャンネル，パイプ，T 字管及び弁な

どがある。また，これらのコンポーネントを活用した気水分離器，ジェットポンプ及びポン

プなどの炉内機器用のコンポーネントも用意されている。これらのコンポーネントは，シス

テム模擬に当たっての構成要素として使用され，互いを組み合わせて接続する。これにより，

BWR プラント又は試験体系のように，物理領域の内部で種々の熱流動現象が生起し，領域

間の接続を通してそれらが輸送されるシステムを構成する。また，炉心においては，3 次元

中性子動特性モデルによる解析機能も有しており，BWR プラントの現実的な解析が可能と

なっている。 

一例を図 2.2-1 に示す。この図では，BWR5 の圧力容器を TRACG コンポーネントで模

擬している。コンポーネント群は流路又は熱伝達経路を通して互いに結合することができる。

また，TRACG には，複数の制御ブロックから構成されるモジュール化された制御系システ

ムがある。制御ブロックは，互い同士又は熱水力コンポーネントと結合して BWR の水位制

御系のような複雑な制御系を構成できる。 
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図 2.2-1 TRACG による BWR5 の模擬 

TRACG は次に示すような熱水力コンポーネントを内蔵している。 

PIPE パイプ（PIPE）コンポーネントは，TRACG 中で最も簡単なコンポーネントであり，

管路中の流れに対する 1 次元熱水力モデル，及び管路壁における径方向熱伝導モ

デルを有している。 

PUMP ポンプ（PUMP）コンポーネントは，コンポーネント中のセル境界の一つにポンプ

モデルが含まれる点を除けば，パイプコンポーネントに類似している。ポンプモ

デルは，ポンプ速度及び流れに対しポンプが与える揚程を計算する。 

VLVE バルブ（VLVE）コンポーネントは，セル境界の一つの流路面積が弁の開閉を模擬

するよう変化できる点を除けば，パイプコンポーネントに類似している。 

ベント及び
頂部スプレイ・ノズル

蒸気出口ノズル

炉心スプレイ・ノズル

低圧注水ノズル
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支持スカート

制御棒駆動機構
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VSSL
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TEE T 字配管（TEE）コンポーネントは，T 字配管又は Y 字配管を構成するため，互い

に連結した二つのパイプコンポーネントからなる。 

 気水分離器は，T 字配管コンポーネントのオプションの一つである。1 次分岐部は

BWR 気水分離器のスタンドパイプ及び胴部を構成する。一方，2 次分岐部は液の

排水流路を模擬する。気水分離器オプションが選択された場合，当該コンポーネ

ント中の蒸気と液との分離を模擬するための特別なモデルが使用される。 

JETP ジェットポンプ（JETP）コンポーネントは，駆動流と吸込み流との相互作用及び

混合を模擬するための特別なモデルを含む点を除けば，T 字配管コンポーネントに

類似している。 

CHAN チャンネル（CHAN）コンポーネントは，T 字配管コンポーネントに基づき，燃料

棒の模擬機能を有する。1 次分岐部は加熱チャンネルを模擬し，燃料棒を含む。2

次分岐部は，BWR 燃料チャンネル下部からの漏洩流路を模擬する。また，オプシ

ョンの一つとして，内部分岐部で当該チャンネル内のウォータロッドを模擬でき

る。さらに，燃料棒内径方向熱伝導を解くための 1 次元モデルを有する。当該チ

ャンネル中の発熱及び熱伝達に関する特別なモデルも有している。 

HEAT 熱交換器（HEAT）は給水加熱器などを対象とする合成コンポーネントであり，そ

の 1 次系側を構成する T 字配管コンポーネントを基本要素とする。2 次系側はパイ

プコンポーネントにより模擬される。熱交換器の 1 次側と 2 次側の間の熱伝達を

模擬する特別なモデルを有する。熱交換器コンポーネントは，入力データ作成を

容易にするために設けたものである。なお，熱交換器は，1 次側及び 2 次側を模擬

するよう入力データにより二つのコンポーネントを定義すれば，両者のセル間の

熱伝達結合を用いて構成することもできる。 

VSSL ベッセル（VSSL）コンポーネントは，TRACG における唯一の多次元コンポーネ

ントである。2 次元直交座標系，並びに 2 次元及び 3 次元の円柱座標系にてノード

分割を行うことができる。ベッセルコンポーネント中の多次元流れを取り扱うた

め，多次元熱水力モデルが使用される。また，構造物を模擬する熱平板をベッセ

ルコンポーネント中の種々の位置に組み込むことができる。例えば，集中定数化

熱平板モデルについてはベッセルコンポーネント中のすべてのセル内に，1 次元熱

平板モデルについては軸方向又は半径方向に隣接するセル間境界面上に設置する

ことができる。 

TRACG 中のすべてのコンポーネントは，同一の基本モデルを利用する。すなわち，すべ

ての 1 次元コンポーネントが使用する共通の 1 次元熱水力モデルがある。多次元熱水力モデ

ルはベッセルコンポーネントのみで使用されるが，このモデルは，1 次元に縮約すると 1 次
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元モデルと同一になる。また，すべての 1 次元コンポーネント中の壁面熱伝達，及びベッセ

ルコンポーネント中の径方向ヒートスラブモデルで，一つの共通な熱伝導モデルを使用する。

ベッセルコンポーネント内で軸方向ヒートスラブに対し使用する 1 次元熱伝導モデルも，離

散化方法を除けば同様である。最後になるが，TRACG 中には，ただ一組のせん断力及び熱

伝達に対する構成式群があり，すべてのコンポーネントでこれを使用している。 

 

2.2.2 基礎方程式とモデルの概要 

ここでは，重要現象を評価するために必要となる解析モデルで，特に重要である基礎方

程式，物理モデル又は構成式について説明する。 

 

2.2.2.1 流体場の方程式 

BWR の原子炉内で生じる過渡変化は，冷却水及び蒸気を流体成分とする二相流の下で生

じる現象であるため，気液二相流からなる流体場を解く必要がある。また，運転時の異常な

過渡変化及びスクラム失敗事象（ATWS）では，特に炉心中での重要現象がサブクール状態

を含む熱的非平衡及び沸騰系であるため，主に界面せん断力に規定される気液間相対速度が

位置によって大きく変化する非均質系を対象とし，さらに過渡変化の時定数に沿って状態が

変化して行くため，これに追従できる流体場の方程式が必要とされる。 

このような適用対象に対して適合する流体場の方程式には，2 流体場に対する保存式が

適切であることが知られており，対象とする質量，エネルギー及び運動量にかかわる物理量

の輸送量を決定するに際し，二相流 2 流体場の 6 個の方程式を解くことになる。TRACG は，

このような場の保存式に基づいて作成された解析コードである。 

TRACG では，このような定式化により非平衡，非均質な二相流を直接取り扱うことがで

き，熱的平衡性及び相速度に先験的な仮定を導入しない定式化が可能となる。ただし，BWR

の過渡及び事故に適用するに当たって問題とならない範囲で，場の保存式を簡略化する。例

えば運動量保存式において，圧力に関し気相及び液相の圧力を等しく置く 1 圧力モデルを導

入し，また，気液間の質量輸送に伴って生じる気液界面力を界面せん断力に対して無視する。

さらにエネルギー保存式において，位置エネルギー，及び変動速度の平均化の過程で生じる

変動エネルギー項を無視する。 

空間次元に関しては，原子炉圧力容器を除くと 1 次元的な取扱いで十分であり，原子炉

圧力容器のみ唯一 3 次元的な取扱いが必要となる。時間解法については完全陰解法の使用を

推奨しているが，数値粘性による解析解の忠実度低下を抑制する観点から，オプションとし

て半陰解法を用いることもできる。 

 

気相質量保存式： 

    gt





vvv v   (2.2-1)



 

 2-14

液相質量保存式： 

      glllt





v 11  (2.2-2)

気相運動量保存式： 

VMlw ffFP
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(2.2-3)

 

液相運動量保存式： 
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気相エネルギー保存式： 
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液相エネルギー保存式： 
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 (2.2-6)

ここで 

    ：ボイド率 

v ， l  ：気相密度，液相密度 

vv ， lv  ：気相速度，液相速度 

g    ：界面を通じた質量生成率 

P    ：圧力 

vwF ， lwF ：気相及び液相へ作用する壁面摩擦力の成分 

g     ：重力加速度 

vlf    ：界面せん断力 

VMf    ：仮想質量 

ve ， le  ：気相の内部エネルギー，液相の内部エネルギー 

vwq ， lwq ：壁面から気相及び液相への熱流量 
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viq ， liq  ：界面から気相及び液相への熱流量 

gh ， fh ：飽和蒸気の比エンタルピ，飽和水の比エンタルピ 

t    ：時間 

 

2.2.2.2 構造物についての場の方程式 

TRACG では，体系中の燃料棒及び他の構造物に対する場の方程式として，熱伝導方程式

を解く。構造物には，1 次元コンポーネントに対するパイプコンポーネント壁，並びにベッ

セルコンポーネントの外壁及びベッセルコンポーネント中の内部熱平板が含まれる。1 次元

コンポーネントの壁において，内壁からの熱伝達は当該コンポーネント中の流体に向かう。

一方，外壁からの熱輸送は，他の任意コンポーネント中の流体に向かうことができる。ベッ

セルコンポーネント中の内部熱平板は，ベッセル中の一つのセル内部に完全に含まれるか，

軸方向又は径方向に位置する二つのセル間でその境界上に配置される。 

TRACG は直交座標系及び円柱座標系の 1 次元熱伝導モデルを用いており，燃料棒，二つ

のベッセル内径方向リングに接する二つの境界面をもつ 2 面ヒートスラブ，1 次元コンポー

ネントの壁には円柱座標系を用いている。 

直交座標系： 

q
z

T
k

zt

T
C p 




















  (2.2-7)

円柱座標系： 

q
r

T
kr

rrt

T
C p 




















 1  (2.2-8)

ここで 

   ：密度 

pC   ：定圧比熱 

T   ：温度 

r， z ：径方向位置，軸方向位置 

k   ：熱伝導率 

q    ：体積熱生成率 

 

2.2.2.3 物理モデル又は構成式 

二相流流動様式，サブクール沸騰，界面せん断力，界面熱伝達，界面積濃度，壁面摩擦，

壁面熱伝達，臨界流，局所圧力損失，限界出力及びリウェットの物理モデル又は構成式につ

いては，旧バージョンである TRACG Ver.4 と同じであるため，ここでの説明は省略する[41]。

物理モデル又は構成式は，米国において AOO，安定性及び ATWS 等へ適用されており，十

分な実績を有している。 
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2.2.2.4 中性子動特性方程式 

TRACG は，中性子エネルギー3 群，遅発中性子先行核 6 群の 3 次元の時間依存中性子拡

散方程式を解く。中性子束及び遅発中性子先行核濃度は，減速材密度，燃料温度，ほう素濃

度及び／又は制御棒の変化に応じて，あらゆる (i, j, k)ノードで時間について求められる。

ただし，燃焼度及びキセノン濃度分布は，過渡期間中で一定を仮定する。 

TRACG で使用する 3 次元中性子動特性モデルは，3 次元沸騰水型原子炉模擬計算コード

AETNA[15],[17]と同一のモデルを組み込んでおり，炉心の過渡解析を目的として時間依存の多

群拡散方程式を解く。空間解法には静特性解析と同じ解析的多項式拡散ノード法を用い，時

間解法には完全陰解法後退差分スキームを標準解法として周波数変換法とともに用いてい

る。この時間解法は，無条件安定で大きな時間ステップを可能とする。過渡時の拡散方程式

を解く際に時間ステップを比較的大きく取れるようにするため，遅発中性子先行核濃度は時

間ステップ内で核分裂源が線形的に変化することを仮定して解析的に解かれる。非線形反復

におけるノード法結合補正係数の更新ステップを大きくとることで更なる計算時間短縮が

実現できる。 

3 次元時間依存中性子拡散方程式を以下に示す。 
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   (2.2-10)

ここで 

Dg
i
 (x, y, z, t) ： 時刻 t におけるノード i の第 g 群拡散係数 

rg
i
 (x, y, z, t) ： 時刻 t におけるノード i の第 g 群除去断面積 

fg
i
 (x, y, z, t) ： 時刻 t におけるノード i の第 g 群核分裂断面積 

      ： 核分裂当たりの発生中性子数 

s
i
g′→g (x, y, z, t) ： 時刻 t におけるノード i の第 g′ 群から g 群への散乱断面積 

Cm
i
 (x, y, z, t) ： 時刻 t におけるノード i の第 m 群遅発中性子先行核濃度 

g
i
 (x, y, z, t) ： 時刻 t におけるノード i の第 g 群中性子束 

q
 i
ext (x, y, z, t) ： 時刻 t におけるノード i の第 g 群外部中性子源 

vg
i
 ： 時刻 t におけるノード i の第 g 群中性子速度 

g
p
 ： 第 g 群即発中性子核分裂スペクトル 

keff ： 初期定常時の実効増倍率 
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m
i
 ： ノード i の第 m 群遅発中性子生成率（ 




6

1m

i
m

i  ） 

g
m
 ： 第 m 群遅発中性子核分裂スペクトル 

m
i
 ： ノード i の第 m 群遅発中性子先行核崩壊定数 

g
ext： 第 g 群外部中性子源核分裂スペクトル 

 

中性子動特性モデルでは，炉心中の出力分布を直交 3 次元(x-y-z)系で計算するが，その

際に燃料温度及び冷却材密度の変化，並びに制御棒移動を考慮する。チャンネル熱水力及び

燃料熱伝達にかかわるモデルでは，炉心を並行多チャンネルとして模擬し，それぞれのチャ

ンネルが複数の燃料集合体をもつように関係付ける。また，状態量は各チャンネルの各軸方

向ノードで解く。チャンネル群の水力的な境界条件は，解析コード中の炉心外モデルにて定

める。各コンポーネントは，図 2.2-2 に示したデータを通じて結合される。 

 

 

 

 

図 2.2-2 TRACG のモデル間でのデータの流れ 
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中性子動特性モデルにおけるノード分割は，径方向には 1 燃料集合体当たり 1 ノード，

軸方向には 24 又は 25 ノードをとる。しかし，熱水力及び熱伝達に対するチャンネル，つま

り TRACG 中のチャンネルコンポーネントに対するノード分割は，水平の(x-y)方向で，中性

子動特性モデルのそれと比較して粗い。すなわち，熱水力的及び幾何形状的に類似した状態

量をグループにまとめ平均化して一つのコンポーネントとしている。このため，チャンネル

コンポーネント数は燃料集合体数より少なくなる。中性子動特性モデルからチャンネルモデ

ルへのデータの流れは平均化を通じてなされる。また，熱水力から中性子動特性モデルへの

データの流れは図 2.2-2 に示したように減速材密度及び燃料温度である。 

TRACG の 3 次元中性子動特性モデルにおける計算では，減速材密度及び燃料温度の変化

をチャンネルモデルが与える。バイパス水密度はベッセルコンポーネントから得られるが，

チャンネル及びウォータロッドの水密度を体積で重み付けして組み合わせ，ノード平均の相

対水密度を与える。 

TRACG のほう素モデルでは，ほう素の微視的断面積及び数密度を用いて吸収断面積を補

正することによりボロン反応度を考慮し，ほう素の混合については質量保存式を取り扱うこ

とにより，液相の流れ場とともに移動する溶質として考慮している。 

TRACG では，核モデル及び熱水力モデルで原子炉圧力容器内を 3 次元的に取り扱い，熱

水力モデルでは二相流 2 流体場の 6 個の方程式により，質量，運動量及びエネルギーについ

て液相及び気相を個別に取り扱うことができるので，核熱結合による密度波振動から生じる

中性子束振動を評価することが可能である。 
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3 解析結果の例示 

この章では，ATWS を対象とした評価で重要な物理現象を考慮に入れて，TRACG Ver.5

が前バージョンの TRACG Ver.4 から改良された核動特性モデルの確認，REDY/SCAT で取り

扱うことができない振動現象の評価，国内の BWR 及び ABWR の評価，並びに ATWS にお

いて特徴的な事象である SLC の評価に関する観点で，参考解析結果を例示する。 
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3.1 PEACH BOTTOM タービントリップ試験 

1977 年 4 月，Peach Bottom 原子力発電所 2 号機において，特別に計装された 3 件のター

ビントリップバイパス弁作動試験が，低出力レベルで実施された[37]。試験は，過渡解析コ

ードのための妥当性確認データを取得するために設計されており，米国電力中央研究所が後

援する中で，GEH 及びフィラデルフィア電力会社により実施された。試験条件は，モデル

の妥当性確認用データの量を最大化しつつ，許容可能な設計値の範囲内での燃料の運転を確

実にするように選定された。試験の主目的は，急速加圧事象時における主蒸気配管の動力学

的効果についての高品質の試験データを取得することにあった。試験は，中性子束高でスク

ラムが開始するよう直接スクラム（タービン止め弁開度スイッチにより開始されることにな

るスクラム）を無効化して実施された。原子炉の通常運転と異なるこの条件は，モデルと試

験データとの間で有意な比較が行えるよう，中性子束を十分に大きく増加させるために必要

であった。 

 

3.1.1 試験の説明 

表 3.1-1 に，3 件のタービントリップ試験の初期条件及びスクラム設定点を示す。試験の

初期条件は，定格炉心流量近傍で一連の出力を増加させる形で選定された。2 回目の試験に

先立ってキセノン過渡現象のため，計画出力レベルの 1%以内に出力を保持するのに，炉心

流量を減少させることが必要となった。各々のタービントリップ試験はタービン止め弁

（TSV）の急閉で開始され，TSV 閉によるスクラム信号をバイパスして中性子束スパイク

が得られた。再循環ポンプのトリップは TT3 を除いて防止された。中性子束が中性子束高

スクラムのセットポイントに到達したとき，スクラムが生じ中性子束の減少が起こった。

TSV 閉後すぐにタービンバイパス弁が開き始め，圧力容器からの蒸気インベントリの開放

により圧力上昇が徐々に軽減された。 

 

表 3.1-1 Peach Bottom タービントリップ試験の条件 

条件 
炉心出力 炉心流量 

中性子束高 

スクラム設定 

（MWt） （定格比%） （kg/s） （定格比%） （定格出力比%）

定格 3293 100 12,915 100 － 

TT1 1562 47.4 12,764 98.8 85 

TT2 2030 61.6 10,445 80.9 95 

TT3 2275 69.1 12,839 99.4 77 
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Peach Bottom タービントリップ試験に対し，原子炉ドーム圧についての測定値と計算値

の比較を図 3.1-5 から図 3.1-7 に示す。3 試験の全てに対し，過渡変化の全域にわたって，

TRACG が原子炉ドーム圧を妥当な範囲で予測している。中性子束は炉心圧力増加に伴うボ

イドの消滅により増加する。信頼性のある安全評価パラメータの評価のために，事象開始か

ら 1 秒後に MCPR が最小値に達することから，1 秒前までの圧力上昇の再現も重要である。

初期の圧力上昇，最初及び引き続く圧力振動の大きさ及びタイミング，並びにドーム圧のピ

ーク値を，いずれも妥当な範囲で予測している。圧力振動を正確に予測することは，蒸気配

管内の動的応答の詳細を，TRACG の蒸気配管モデルが正しく模擬することを示している。

ドーム圧ピーク値を妥当な範囲で予測することで，バイパス弁特性について，TRACG モデ

ルの妥当性が確認される。 

 

3.1.4 結論 

Peach Bottom 2 号機での 3 件のタービントリップ試験において，原子炉の加圧及び中性子

束の応答を TRACG の解析結果と比較し，試験結果を十分に再現できることを確認した。ま

た，MCPR の計算にとって重要なパラメータである中性子束の時間積分量が，適切に，又

は幾分か保守的に予測されることを確認した。これらの結果より，運転中の BWR の過渡的

な挙動を予測するために TRACG を使用することは妥当であることが示された。 
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図 3.1-1 Peach Bottom タービントリップ試験 1 に対する核分裂出力応答 

 

 

図 3.1-2 Peach Bottom タービントリップ試験 2 に対する核分裂出力応答 
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図 3.1-3 Peach Bottom タービントリップ試験 3 に対する核分裂出力応答 

 

 

図 3.1-4 Peach Bottom タービントリップ試験 1，2 及び 3 に対する核分裂出力の積分量の応答 
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図 3.1-5 Peach Bottom タービントリップ試験 1 に対するドーム圧変化 

 

 

図 3.1-6 Peach Bottom タービントリップ試験 2 に対するドーム圧変化 
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図 3.1-7 Peach Bottom タービントリップ試験 3 に対するドーム圧変化 
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表 3.3-1 福島第二原子力発電所 2 号炉の諸元表 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.3-1 福島第二原子力発電所 2 号炉における LRWB 事象進展図 

 

 

図 3.3-2 福島第二原子力発電所 2 号炉における 1RPT 事象進展図 
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図 3.3-3 福島第二原子力発電所 2 号炉の原子炉圧力容器ノーディング図 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.3-4 福島第二原子力発電所 2 号炉の燃料チャンネルノーディング図 
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図 3.3-5 福島第二原子力発電所 2 号炉の主蒸気管ノーディング図 

 

  

逃がし安全弁 

（SRV） 

原子炉圧力容器 
主蒸気隔離弁 

（MSIV） 

タービンバイパス弁 

（TBV） 

タービン蒸気加減弁 

（CV） 



 

 3-27

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.3-6 福島第二原子力発電所 2 号炉の LRWB と解析結果の比較 
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図 3.3-7 福島第二原子力発電所 2 号炉の 1RPT と解析結果の比較 
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3.4.4 結論 

上記で提示した発電機負荷遮断試験及びインターナルポンプトリップ試験について

TRACG では十分に試験結果を再現できることを確認した。これらの結果より過渡的な挙動

解析に TRACG を使用することは妥当である。 

表 3.4-1 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉の諸元表 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.4-1 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉における LRWB 事象進展図 
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図 3.4-2 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉における 3RPT 事象進展図 
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図 3.4-3 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉の原子炉圧力容器ノーディング図 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.4-4 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉の燃料チャンネルノーディング図 
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図 3.4-5 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉の主蒸気管ノーディング図 
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図 3.4-6 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉の LRWB と解析結果の比較 
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図 3.4-7 柏崎刈羽原子力発電所 7 号炉の 3RPT と解析結果の比較 
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4 ATWS 解析への適用例 

REDY コード（REDY Ver.1（ATWS 用），REDY Ver.2）及び SCAT コード（SCAT Ver.3）

の有効性評価に対して，比較用の参考解析として TRACG コードを ATWS 解析に適用した

結果について例示する。 

なお，ATWS 解析では，前章で説明した LASALLE 不安定事象で検討した結果を反映し

て，チャンネルコンポーネントについて同じノード分割を用いた。 

 

4.1 ABWR 平衡炉心の MSIV 誤閉止 

図 4.1-1～図 4.1-8にABWRの平衡炉心においてMSIVの誤閉止を想定した場合のATWS

解析結果を示す。燃料被覆管温度は最高で約 550℃であり，燃料被覆管最高温度は判断基準

に対して十分な余裕があることが分かる。 

 

 参考に，軸方向出力分布，燃焼度点及び初期炉心流量が異なる条件についても確認した。

評価した中で厳しい結果を与える下部ピーク炉心,サイクル末期，初期炉心流量 90%の場合

であっても，燃料被覆管温度は最高で約 560℃であり，燃料被覆管最高温度は判断基準に対

して十分な余裕があることを確認した。図 4.1-9～図 4.1-16 に ATWS 解析結果を示す。 
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図 4.1-1   ATWS 時の中性子束の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-2   ATWS 時の炉心流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-3   ATWS 時の原子炉蒸気流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-4   ATWS 時の給水流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-5   ATWS 時の原子炉圧力変化の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-6   ATWS 時の逃がし安全弁流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-7   ATWS 時の原子炉水位変化の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-8   ATWS 時の燃料被覆管最高温度の時間推移 

（ABWR，平衡炉心） 
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図 4.1-9   ATWS 時の中性子束の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 

 

  

0

100

200

300

0 50 100 150 200 250

中
性
子

束
（

％
）

事 故 後 の 時 間（ｓ）



 

 4-11

 

 

 

図 4.1-10   ATWS 時の炉心流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 
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図 4.1-11   ATWS 時の原子炉蒸気流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 
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図 4.1-12   ATWS 時の給水流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 
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図 4.1-13   ATWS 時の原子炉圧力変化の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 
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図 4.1-14   ATWS 時の逃がし安全弁流量の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 
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図 4.1-15   ATWS 時の原子炉水位変化の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 

 

 

  

-300

-150

0

150

300

0 50 100 150 200 250

原
子

炉
水
位

（
シ

ュ
ラ
ウ

ド
外

水
位
）

変
化

（
c
m
）

事 故 後 の 時 間（ｓ）



 

 4-17

 

 

 

図 4.1-16   ATWS 時の燃料被覆管最高温度の時間推移 

（ABWR，平衡炉心，初期条件変更） 
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 付 1-1

添付１ ＴＲＡＣＧコードによる中性子束振動に係る解析結果を参考として用いる理由に

ついて 

 

ＢＷＲにおいて高出力・低炉心流量状態となった場合，以下に示すような中性子束振動

及び流量振動が発生することがある。 

(1) チャンネル安定性 

ＢＷＲの炉心は上下に共通のプレナム部を有する多数の燃料チャンネルが配置されてい

る。各チャンネル内では，チャンネル入口から流入する冷却材が，非沸騰，サブクール沸騰，

飽和沸騰へとチャンネル出口に向かって連続的な変化を示す。何らかの要因により摂動（例

えば，冷却材流量の増加）が加えられると，チャンネルの入口と出口の間の差圧が変化する

が，上下プレナム間の差圧は一定であるため，摂動は抑制される。この際，摂動の影響が大

きいチャンネル下流側（二相流領域）に摂動を受けた流れが到達するのに時間遅れがあるた

め，流量振動が起きることがある。これをチャンネル安定性という。 

(2) 炉心安定性，領域安定性 

ＢＷＲにおいて例えば出力が上昇した場合，ボイド率が増加して負の反応度が投入され，

出力が抑制される。その後，出力低下によりボイド率が減少して正の反応度が投入されるが，

ボイド率の変化に時間遅れがあることにより出力振動（中性子束振動）が起きることがある。

このようなボイド率変動に伴う反応度フィードバック以外に，燃料棒温度変動に伴う反応度

フィードバック，炉心流量変化がチャンネル入口部から炉内構造物（上部プレナム，セパレ

ータ，再循環系，下部プレナム）を経て炉心入口部に戻ることによる流量フィードバック及

び(1)に述べたチャンネル安定性も重畳して，中性子束振動が起きる。 

このようなメカニズムにより炉心全体の中性子束振動が発生するものを炉心安定性，空

間的に高次モードでの中性子束振動が起きるものを領域安定性という。 

 

上記(1)，(2)に関して，ＲＥＤＹコードでは，核特性は一点近似動特性モデルを用い，ボ

イド率，圧力損失などの熱水力特性は炉心を一点に近似した集中定数モデルを用いているた

め，チャンネル安定性，チャンネル安定性を含んでいる炉心安定性，チャンネル安定性に加

え炉心内の領域間の振動を取扱う領域安定性のいずれも模擬することは困難である。 

一方，ＴＲＡＣＧコードでは，核特性モデル及び熱水力モデルで圧力容器内を 3 次元的

に取り扱い，熱水力モデルでは二相流 2 流体場の 6 個の方程式により，質量，運動量及びエ

ネルギーについて液相及び気相を個別に取り扱うことができるので，チャンネル安定性，炉

心安定性，領域安定性のいずれの安定性も評価することが可能である。 

このため，短時間領域での中性子束振動が局所的な燃料被覆管温度に与える影響を確認

するために，参考としてＴＲＡＣＧコードによる評価を行っている。 

 

 


