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主な使用記号 

A 定数 [ - ] 
B 定数 [ - ] 
C 定数 [ - ] 
C0 分布パラメータ [ - ] 
D 管直径  [m] 
D* 無次元直径  [ - ] 
dP/dz 圧力勾配 [Pa/m] 
(dP/dz)* 無次元圧力勾配  [-] 
fi 界面摩擦係数 [ - ] 
fw 壁面摩擦係数 [ - ] 
g 重力加速度  [m/s2] 
H* 無次元体積流束 [ - ]  
hut 上部タンク水位  [m] 
J 体積流束  [m/s] 
J* 無次元体積流束（Wallis パラメータ） [ - ]  
K* 無次元体積流束（Kutateladze パラメータ） [ - ] 
L ラプラス長さ  [m] 
m 勾配 [ - ] 
n 指数 [ - ] 
P 圧力  [MPa] 
Pei 界面長さ [m] 
Pew 濡れ縁長さ [m] 
Q 体積流量  [m3/s] 
R 曲率半径 [m] 
ReL 液相レイノルズ数 [ - ] 
Vgj ドリフト速度 [m/s] 
w 代表長さ [m] 
z 鉛直方向座標 [m] 
 
ギリシャ文字 
α 体積率 [ - ] 
β 定数 [ - ] 
δ 液膜厚さ [m] 
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θ 角度 [°] 
μ 粘性係数 [Pa･s] 
ν 動粘度 [m2/s] 
ρ 密度  [kg/m3] 
σ 表面張力  [N/m] 
τi 界面せん断応力 [N/m2] 
τw 壁面せん断応力 [N/m2] 
 
 
添字 
G 気相 
i K または W 
K Kutateladze パラメータ 
k G または L 
L 液相 
W Wallis パラメータ 
 
略称 
CCFL Counter-current Flow Limitation 気液対向流制限 
DBE Design Basis Event 設計基準事象 
ECCS Emergency Core Cooling System 非常用炉心冷却系 
LOCA Loss of Coolant Accident 冷却材喪失事故 
PIRT Phenomena Identification and 重要度ランクテーブル 
 Ranking Table  
PCT Peak Cladding Temperature  燃料被覆管最高温度 
PWR Pressurized Water Reactor 加圧水型原子炉 
RCP Reactor Coolant Pump 一次冷却材ポンプ 
RCS Reactor Coolant System 原子炉冷却材系統 
RELAP Reactor Excursion and Leak Analysis 原子炉挙動・漏洩解析 
 Program プログラム 
RHRS Residual Heat Removal System 余熱除去系 
RV Reactor Vessel 原子炉圧力容器 
SG Steam Generator 蒸気発生器 
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第１章 序論 
 

１.１ 背景 

東京電力福島第一原子力発電所事故（以下１Ｆ事故という）を経験した我が国

において，2018 年 7 月に閣議決定されたエネルギー基本計画で，原子力発電に

ついては安全性の確保を大前提に，長期的なエネルギー需給構造の安定性に寄

与する重要なベースロード電源と位置づけられている[1]． 
また，2020 年 6 月に閣議決定されたエネルギー白書においても，引き続き 2030

年度のエネルギーミックスにおける電源構成比率（20～22％[1]）の実現を目指

し，安全最優先の再稼働などの必要な対応を着実に進めることとしている[2]． 
１Ｆ事故を踏まえた安全最優先のための具体的な対策として，国による規制

の強化が行われた．それまでの設計基準事故対応に加え，従来は事業者の自主的

な取組とされていた，万が一炉心の著しい損傷を伴う重大事故（シビアアクシデ

ント）等が発生した時の対策を新たに要求した[3,4]（図 1.1 参照）．事業者につ

いても規制要求に加え，自主的安全性向上に取り組むこととしている[5]．これ

らの原子力規制委員会での審査における評価については，想定される最も悪い

条件下においても対策が間に合うことを説明する観点から保守性と呼ばれる裕

度が含まれている． 

 

図 1.1 従来の規制基準と新規性基準との比較[4] 
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審査において，最も厳しい条件を設定して，それでも対応できることを示すこ

とが重要である一方，万一不幸にして事故が起こった場合，実際にどのような事

象が起きているのかを予測できることは重要である．審査条件では放射性物質

が拡散された前提でその拡散抑制の手順を行う場合であっても，現実ベースで

は放射性物質の閉じ込めがまだ可能な場合もあり得る． 
日本の商用原子力発電所としては主に沸騰水型原子力発電所と加圧水型原子

力発電所がある．そのうち加圧水型発電所は北海道電力，関西電力，四国電

力，九州電力，日本原子力発電で採用されている[6]．加圧水型原子炉(PWR：
Pressurized Water Reactor)の原子炉冷却系統（RCS：Reactor Coolant System）と

工学的安全設備について図 1.2 に示す[7]．

 

図 1.2 加圧水型原子炉の原子炉冷却系統と工学的安全設備[7] 

加圧器サージ管（追記） 

SG伝熱管（追記） 

ホットレグ（追記） 
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PWR は放射性物質を含む水が循環する一次系と含まない水が循環する二次系

の主に２つの系統からなっている．通常運転中は，核分裂反応により原子炉圧力

容器（RV：Reactor Vessel）内の炉心で発生した熱を吸収した高温水が一次冷却

材配管を通って蒸気発生器（SG：Steam Generator）にて二次系の水に熱を伝達し，

一次冷却材ポンプ（RCP：Reactor Coolant Pump），一次冷却材配管を通って原子

炉圧力容器に戻る．このような冷却材ループはプラントの出力により，２，３，

あるいは４ループ設けられ，そのうち１つのループには加圧器が設けられてい

る．沸騰水型原子力発電所では原子炉冷却系統が水と蒸気で満たされるのに対

し，加圧水型原子力発電所では加圧器により一次冷却材の圧力が高圧に保たれ，

通常運転中は一次冷却材中が液体の水で満たされるように制御される． 
運転中に一次系配管の破断等によって原子炉冷却材が系統外に流出する事象

（冷却材喪失事故 (LOCA : Loss Of Coolant Accident)）が発生すると，制御棒が

挿入されて原子炉が自動停止するとともに，高圧注入系，蓄圧注入系および低圧

注入系で構成される非常用炉心冷却系（ECCS：Emergency Core Cooling System）

が作動して，炉心への注水が開始し，炉心の露出や損傷を防止する．１つの配管

の破断と１つの機器の故障を想定する設計基準事象（DBE：Design Basis Event）
を超えると，アクシデントマネジメントによって事故の拡大が防止される．アク

シデントマネジメントの有効性を確認するために，例えば熱水力安全研究に関

するROSA計画における大型非定常試験装置LSTFを用いた総合システム試験や

その実験解析が行われている[8-11]．実験解析だけでなく実機の事故解析には，

例えばRELAP5/MOD3 [12]のような一次元気液二相流モデルに基づく過渡・事故

解析コードが用いられている．過渡・事故解析コードに用いられているモデルや

相関式には不確かさがあり，不確かさの影響を評価するために統計解析[13-14]
が行われている．Yamadaら[15]は，PWR運転停止時の事故リスクが高いと評価さ

れているミッドループ運転時における余熱除去系（RHRS：Residual Heat Removal 
System）の機能喪失事象における蒸気発生器（SG：Steam Generator）によるリフ

ラックス冷却を対象にして，重要現象に対する計算モデルの不確かさの定量化，

ROSA/LSTFでの気液二相状態で熱除去喪失事象を想定した実験データ[16]を用

いたRELAP5/MOD3コード[12]の検証，および4ループPWRの実機統計解析を行

った．また，山田ら[17]は，小破断LOCA時に高圧注入系が作動しない場合を対

象として，主要物理現象を同定し，注目パラメータへの影響度をまとめた重要度

ランクテーブル(PIRT : Phenomena Identification and Ranking Table)を作成して重要

事象を抽出し，過渡・事故解析コードRELAP5/MOD3を用いて実機感度解析を行

い，重要事象が燃料被覆管最高温度(PCT : Peak Cladding Temperature)に及ぼす影

響を評価した．木下ら[18]は，小破断LOCA時の高圧注入系不作動事象における

アクシデントマネジメント策である蒸気発生器2次側強制減圧操作について
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ROSA/LSTF実験データ[9-10]を用いてRELAP5/MOD3コード[12]の検証解析を実

施した．ミッドループ運転時におけるRHRSの機能喪失や小破断LOCA時には，

SGの伝熱管およびホットレグや加圧器サージ管などの1次系冷却材配管（図1.2
参照）で気液対向流が生じ，フラッディングが生じる場合がある[8, 19-22]．フラ

ッディングによって冷却水の落下制限（CCFL：Counter-Current Flow Limitation）
が生じると，事故時における炉心の冷却水量や燃料棒の冷却に影響[17-18]する

ため，事故解析では冷却水の落下水量評価が重要になる．また，ボイド率は存在

する冷却水量や圧力損失に影響するため，事故解析では重要な評価項目になる．

そこで本研究では，蒸気発生器や加圧器サージ管を念頭におき，１次元モデルに

基づく原子炉の事故解析コードで用いられる配管系での気液対向流条件におけ

る流動特性（CCFL，ボイド率，壁面摩擦，界面摩擦）に関する相関式を対象と

する．特に，鉛直管の上端でフラッディングが生じる場合における管内での流動

特性を対象とし，流動特性に関する相関式の不確かさを低減することを目的と

する． 
 

１.２ フラッディング現象 

１.２.１ フラッディング時の流動 

本項ではフラッディングの発生過程について述べる．図 1.3 は，鉛直小口径管

を用いて気液対向流の流動が遷移する様子を観察した結果である[23]．液相は鉛

直管内に設けた多孔質壁から供給し，液相流量を一定に保ちながら管下部から

気相を流入させる．気相流量を増加させていくと，液膜挙動は図 1.3 のように変

化する．図 1.3 (a)に示すように，気相流量が少ない場合，液膜はその表面にわず

かな波を伴うが，すべて下方へと落下する．気相流量を増加させると，液膜の乱

れが大きくなり，図 1.3 (b)のように大きな波が形成され，気液界面のせん断力が

増加し，(c)液相が上方に逆流するようになる．この現象をフラッディングとい

い，フラッディングにより下方へ流下する液相流量が制限される状態を CCFL と

いう．フラッディング状態では，図 1.3 (c), (d)のように液相の供給点の下方では

液相が落下する対向流となり，一方，上方では液相が気相と並行流となる．さら

に気相流量を増加させると，図 1.3 (e)のように全ての液相が上方へ逆流する．こ

の状態から気相流量を減少させると，流動は図 1.3 (f) ~ (h)のように変化する．気

相流量を減少させていき，図 1.3 (g)に示すように，液相が下方へ流れ始める点を

逆流開始という．この状態から気相流量を減少させると，図 1.3 (h)のように一部

の液相が管下端から落下するようになる．さらに気相流量を減少させると，やが

て全量が落下するようになり，これをディフラッディングという．フラッディン

グの発生メカニズムは，気液界面と気相との相互作用によるものと考えられて
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おり，これまでにさまざまな研究がなされている[24-27]． 
 
 

 
図 1.3 鉛直管におけるフラッディング[23] 

 

フラッディングおよび CCFL は，元々，化学プラントの充てん塔や還流凝縮

器において，液相が逆流し，それによる機器性能への影響が問題視されたことか

ら，研究が行われたのが発端とされている．その後，軽水炉型原子力発電所の安

全性評価においてこれらの現象が LOCA 時の炉心の冷却等に影響を及ぼすこと

が明らかとなり，原子力分野でも注目され，これまでに多くの研究が行われてき

た．原子力分野では LOCA 発生初期の原子炉容器内での流動を明らかにするた

め，鉛直流路において液相が下降流，気相が上昇流となる気液対向流現象を対象

としている研究が多い．本研究では，フラッディング状態での鉛直管内における

流動特性を評価するために環状流モデルを用いる． 
 

１.２.２ 環状流モデル 

 鉛直管のフラッディング条件下では，流動様式は環状流になる．環状流モデル

における気相流路および流路全体での圧力バランス式は以下のとおりとなる

[28-30]． 

Increasing gas rate Decreasing gas rate

(a) (b) (c) (d) (e) (f) (g) (h)

Liquid
(constant 
rate)

Gas
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ここで，D は直径，fiは界面摩擦係数，fwは壁面摩擦係数，g は重力加速度，J は

体積流束，P は圧力，z は鉛直方向座標，αGはボイド率，ρ は密度である．添字

G および L は，それぞれ気相および液相を示す．Bharathan and Wallis [28]は式

(1.1)において JL/(1−αG) << JG/αGを仮定して JL/(1−αG)を無視したが，低 JGでは

JL/(1−αG)と JG/αGが同等の値になり計算結果に有意な影響を与える．圧力勾配

dP/dz，αG，及び CCFL（JGと JLの関係）を測定することにより，式(1.1)及び(1.2)
より fiと fwをそれぞれ算出することができる．しかし，フラッディング条件下に

おける αGデータに関する報告例は少ない．αGデータがない場合に信頼性のある

fwの相関式があれば，dP/dz 及び CCFL データと式(1.2)から αGを求め，式(1.1)か
ら fiを求めることができる．式(1.1)及び(1.2)は，Wallis パラメータ Ji

*を使用して

無次元形式に書き換えることができる． 

0
1

2
2

*2/1*

2/1

*

=












−







−










+

−
+








G

L

L

G

G

G

G

i

GL

G

α
J

ρ
ρ

α
J

α
f

ρρ
ρ

dz
dP  (1.3) 

( ) 02
2*

=







−

−








−
+−+








G

L
w

GL

G
G α

Jf
ρρ

ρα
dz
dP

1
1

*
 (1.4) 

ここで， 

( ) i
GL

i*
i J

gwρρ
ρJ

2/1









−

= , w = D  (i = G or L) (1.5) 

( )gρρ
dz
dP

dz
dP

GL −
=








*

 (1.6) 

式(1.5)の w は代表長さである．式(1.3)および(1.4)と ρG /(ρL −ρG) << 1 より(dP/dz)*

の絶対値は界面摩擦項又は（1−αG）と壁面摩擦項との差にほぼ等しくなる．式

(1.3)及び(1.4)の(dP/dz)*を消去することにより，JG
* 及び JL

* は次式のように関連

付けることができる． 
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( ) 0
1

2
1

21

2
*2/1*

1/2

2*
=













−







−−













−
−−

G

L

L

G

G

G

G

i

G

L
wG α

J
ρ
ρ

α
J

α
f

α
Jfα  (1.7)  

式(1.7)は重力項(1−αG)が壁面摩擦項と界面摩擦項の和と同等であることを示し

ている． fw相関式と fi相関式を式(1.7)に代入し，Wallis [24]が提案したエンベロ

ープ法を式(1.7)に適用することで CCFL 特性を算出することができる．Wallis 
[24]によって提案されたエンベロープ法は，次式で表される最大流量条件と等価

である[29]． 

0=
∂
∂

G

*
L

α
J  or 0=

∂
∂

G

*
G

α
J  (1.8) 

エンベロープ法は，式(1.7)において αGの相関式を式(1.8)で代用するものである．

式(1.8)を用いれば，αGの相関式がなくても式(1.7)から CCFL 特性を求めること

ができるため，エンベロープ法は有用である．しかし，Bharathan and Wallis [28]
は，エンベロープ法は JL

* の理論的な最大値を与えるため，JL
*を過大に計算する

と報告している． 
 
１.２.３ フラッディング様式 

 Bharathan and Wallis [28]は，図 1.4 に示すフラッディング様式を明らかにした． 
低 JG

* では上端でフラッディングが生じ，鉛直管内には薄く滑らかな流下液膜が

形成され，無次元圧力勾配 |(dP/dz)*| が小さく，壁面摩擦応力 τw が界面摩擦応力

τi より大きい（τw >> τi ）．この領域 A を Smooth Film (SF)と分類した．SF では，

JG
*の増加に伴い液相体積率(1−αG)と落下水速度 JL

* が減少する（図 1.4 中の α は

ボイド率 αGを意味する）．JG
* が増加すると下端でもフラッディングが生じ，領

域 C の Transition (TR)になる．TR では，上端と下端で同時にフラッディングが

生じ，上部で SF，下部で Rough Film (RF)になり，JG
*の増加に伴い RF の範囲が

高くなって(1−αG)と|(dP/dz)*| が増加する．高 JG
* では下端でフラッディングが生

じ，鉛直管内には厚く粗い液膜が形成され，τi >> τw になる．この領域 B を Rough 
Film (RF)と分類した．RF では，JG

*の増加に伴い (1−αG)と|(dP/dz)*| が減少する．

さらに JG
*が増加すると気相の単相流（領域 D）になる．図 1.4 における τi と τw 

は次式で定義される． 

2

2 







−
−=

G

L

G

G
G

i
i α

J
α
Jρfτ

1
，

2

2 







−
=

G

Lw
Gw α

Jfρτ
1

 (1.9) 
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図 1.4 鉛直管におけるフラッディング様式[28] 
 
 Bharathan ら[30]は，鉛直管の上端と下端の形状について図 1.5 に示す組み合

わせを対象として，落下水流束 JL，圧力勾配 dP/dz，液膜厚さ δ を測定し，壁面

摩擦係数 fwと界面摩擦係数 fiを評価した．D = 50.8 mm での空気・水系実験であ

る．δ を静電容量液膜計で測定したが，δ が厚いと δ を過小に検出して(1−αG) < 
|(dP/dz)*| になり fw < 0 が生じた．このため，Bharathan ら[31]および Bharathan 
and Wallis [28]は，fw = 0 と近似して fiを求め，fiの相関式を提案した．Bharathan
ら [31]および Bharathan and Wallis [28]では，RF に対する fiを評価し，SF に対し

ては dP/dz の測定値を公開しておらず fiを評価していない． 
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図 1.5 Bharathan ら [30]による鉛直管フラッディング実験の上下端形状 
 
 Bharathan ら [31]および Bharathan and Wallis [28]以降，近年に至るまで実験に

よりフラッディング状態での fwと fiを評価した例は見当たらない．Abe ら [32]
は Bharathan ら[28,31]による JG，JLと dP/dz のデータを用いて αG，fwと fiを求め

fwは大きくなることを示したが，これらの予測値に対する信頼性は明確でない．

このような背景から，Goda ら[33]は，図 1.5 の R/S 形状を対象にした空気・水系

でのフラッディング実験（D = 20 mm, 40 mm）を行い，CCFL，dP/dz，αGを測定

し，RF での fwと fiを評価した．しかし，従来研究では，SF に対する検討はほと

んど行われていない．そこで，本研究では，S/R 形状を対象にして空気・水系で

のフラッディング実験で CCFL，dP/dz，αGを測定し，SF での fwと fiを評価した．

D = 20 mm に対しては島村ら[34]による測定値を使用し，本研究では，D = 40 mm
でのフラッディング実験を実施した． 
 

１.３ フラッディング現象に関する既存の研究 

１.３.１ 気液対向流制限 

１.３.１.１ 気液対向流制限の一般式 

 気液対向流制限（CCFL）については，多くの研究が行われた[24,35]．原子力

発電所の過渡・事故時の安全解析では，落下水量を評価するために Wallis によ

る CCFL 相関式[24]が広く用いられている．Wallis 相関式の一般的な形式は，次

式で示される． 

iCmHH =+ 2/1*
L

2/1*
G  (i = K or W)     (1.10) 

液相 (JL) 

上
端 

上
端 

下
端 

管
内 

下
端 

気相 (JG) 
S/R:  
Sharp/Round 

R/S:  
Round/Sharp 
 

S/S:  
Sharp/Sharp 
 

R/R:  
Round/Round 
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( )

21

GL

/

k
k

*
k gw

JH








−
=

ρρ
ρ

 (k = G or L)    (1.11) 

ここで，H*は無次元体積流束，w は代表長さである．勾配 m および定数 Ci は
実験により決定され，添字 K と W はそれぞれ Kutateladze パラメータと Wallis パ
ラメータに対応することを示す．添字 G と L はそれぞれ気相と液相を示す．

Bankoff ら[36]は次式で代表長さ w を定義した． 

( ) 10,1 ≤≤= − βββ LDw     (1.12) 

( )

2/1









−
=

GL ρρg
σL  (1.13) 

ここで，D は直径，L はラプラス長さ，σ は表面張力である．式(1.10)では，β = 
0 で H* は Wallis パラメータ Jk

* になり，β = 1 で H* は Kutateladze パラメータ Kk
* 

になる．Wallis パラメータは慣性力と重力の釣り合いから，Kutateladze パラメー

タは液膜の安定性もしくは最大液滴の保持に必要な気相流束から導出される． 
J* および K* は無次元直径 D*を用いて次式により相互に変換できる． 

 
L
DD

D
KJ *
*

*
== ,*

1/2  (1.14) 

式(1.11)～式(1.13)は長さスケール（D または L）および流体物性値（ρ および σ）
の主要パラメータを示す．式(1.12)の β は鉛直管の D に応じて変化する[37]．液

体粘度は式(1.11)～式(1.13)に含まれていないが鉛直管の CCFL 特性に影響を与

える[24]．原子力発電所の過渡・事故時の安全解析では，例えば，フラッディン

グが生じる位置（計算モデルのジャンクション）に，式(1.10)～(1.13)の β および

C と m が入力される． 
 

１.３.１.２ 気液対向流制限の相関式 

 ホットレグモデルを用いた CCFL 実験は多く実施されており，Al Issa and 
Macian [21]がレビュー報告している．実験の大部分が空気・水系であり蒸気・水

系実験は少なく，直径 D や長さ L および流体物性値がホットレグ CCFL に及ぼ

す影響は明確にされていなかった．そこで，Minami ら [38]は 1/15 縮小モデル

（D = 50 mm, L/D = 8.6）での空気・水実験を行い，Murase ら [39]は実機条件に

対する三次元解析を行い，既存データ[22]を含めて L/D = 7.54～9.3 に限定した

CCFL 相関式と不確かさを算出した． 
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( ) ***
LLG JJJ 0.810.450.030.63

1/21/2
−−±=  (1.15) 

式(1.15)は式(1.10)と異なり，JG
*1/2が JL

*1/2の 2 次関数になっている．式(1.15)の特

徴は大口径の D = 0.75 m でも Wallis パラメータ Jk
*で整理できることである． 

 鉛直管での気液対向流実験は多く実施されている[24,35]．しかし，鉛直管の下

端でフラッディングが生じる SG 伝熱管に適用できる CCFL データは少なかっ

た．そこで，Kusunoki ら は，SG 伝熱管の下部を模擬する鉛直管を用いて大気

圧下での空気・水実験[40]と蒸気・水実験[41]および短尺の逆 U 字管を用いて凝

縮実験[42]を行い，実寸の SG 伝熱管を用いて測定された ROSA-IV/LSTF データ

[20]を含めて次の CCFL 相関式と不確かさを算出した[42]． 

 JG
*1/2 + 0.88JL

*1/2 = 0.76±0.05, 5.6 ≤ D* ≤ 19 (1.16) 

式(1.16)は鉛直管の下端での CCFL は Wallis パラメータ Jk
*で整理できることを

示すが，式(1.10)～(1.12)より Wallis パラメータによる整理では直径の増加ととも

に体積流束も無制限に増加することとなるが実際そうはならない．D* が大きく

なると Kutateladze パラメータ Kk
* で整理する必要があると考えられている[43]． 

 加圧器サージ管は，鉛直管と鉛直エルボおよび複数の水平エルボを含む微傾

斜管で構成され，微傾斜管のレイアウトはプラントごとに異なる．加圧器サージ

管は配管系統が複雑であり，加圧器サージ管を対象にした CCFL 実験は極めて

少ない[44-47]．Takeuchi ら [44]は，モデル計算により微傾斜管の角度が θ ≧1 度

では鉛直管でフラッディングが生じるが，θ < 1 度では微傾斜管でフラッディン

グが生じると報告した．一方，Murase ら [48]は，微傾斜管での気液対向流に対

する一次元計算を行い，ホットレグモデル[22,38]と加圧器サージ管モデル[45]で
検証して直径や流体物性値の影響を評価し，加圧器サージ管では θ < 1 度でも鉛

直管でフラッディングが生じると評価した．しかし，Yu ら [46,47]は，加圧器サ

ージ管モデルでの CCFL 実験で，空気・水条件において JG ＜ 5.6 m/s では鉛直

管の上端でフラッディングが生じ，JG ＞ 5.6 m/s では上端と傾斜管で同時にフ

ラッディングが生じ[46]，蒸気・水条件においても蒸気流束約 8 m/s で同様の変

化が見られた[47]，と報告している．また，上部タンク水位が高くなると Wallis 
相関式の勾配 m が大きくなり，Doi ら [49]による上端 CCFL 実験と同様の傾向

を示した．水平管や微傾斜管では三次元解析[39,48]により直径や流体物性値の影

響を評価できたが，鉛直管 CCFL の三次元解析[50]では上端での落下水量を過小

に計算した．したがって，鉛直管での CCFL 特性は，現状では実験的に評価する

必要がある．しかし，大口径や高温高圧での測定値は少なく，直径や流体物性値

が CCFL 特性に及ぼす影響が明らかでないことが課題である． 
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１.３.１.３ 鉛直管の上端での気液対向流制限と技術課題 

 山本ら[51]は，フラッディングが起こる場所で鉛直管での CCFL 特性を分類し

た．式(1.12)において，下端シャープエッジでの CCFL-L では β = 1（w = D），上

端シャープエッジでの CCFL-U では β = 0（w = L），及び上下端ラウンドエッジ

での CCFL-P では β = 0.5（w = D0.5L0.5）を提案した． 
Yamamoto ら [52]は，Richter [53]および Doi ら [49]によって報告された CCFL

データを用いて鉛直管の上端での CCFL は Kutateladze パラメータによって整理

できることを示し，次式を提案した． 

 0.11.50.9
1/21/2

±=+ **
LG KK , D ≧ 30 mm (1.17) 

式(1.17)と測定値との比較を図 1.6(a)に，最小二乗法を用いて直径ごとに求めた

CCFL 定数 CKを図 1.6(b)に示す．Wallis and Kuo [54] による測定値は CCFL 特性

から求めた CKではなく，落下水がゼロになる値であり，これは D < 64 mm の領

域では Richter [53]による CCFL 特性から求めた CK値と一致している．また，こ

れらの値は D < 64 mm の領域では CCFL 特性を Wallis パラメータ（CW = 0.7）で

表せることを示唆している．一方，Doi ら [49]による CK値は D = 30 mm 以上で

は CCFL 特性を Kutateladze パラメータで表せること（CK = 1.5）を示している．

D = 約 30 mm での Richter [53]と Doi ら [49] による CK値の不一致の原因は明

らかではなく，技術的な課題である．また，D = 約 140 mm での Richter [53] （CK 
= 1.19） と Wallis and Kuo [54] （CK = 1.66）による CK値の相違が大きい．この

相違の原因を CCFL データから確認する必要がある． 
 

 

(a) Kutateladze パラメータで表される CCFL  (b) CCFL 定数 
図 1.6 上端シャープエッジの CCFL 特性 （破線の箱：データ間の不一致） 
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Wallis [24]は，高粘性液を用いて CCFL 特性を測定し，無次元粘度である粘性

数を用いて液相粘度の影響を評価した．高圧及び高温での実験は少ないが，

Ilyukhin ら [55,56]は，高温・高圧の蒸気・水系で CCFL を測定し，気相と液相の

密度比を用いて補正した相関式を提案した．一方，村瀬ら[57]は，Wallis [24]と
Ilyukhin ら [55]によるデータを用いて，気相と液相の粘度比を用いて補正した相

関式を提案した．このように，従来研究による流体物性値の影響評価では，主要

な影響因子の選択が異なる．一方，高温高圧条件での CCFL データを活用して

流体物性値の影響に対する主要な影響因子を明らかにして CCFL 相関式に反映

することが技術課題である．  
 

１.３.１.４ 従来研究における実験条件 

従来研究による鉛直管の形状は実験目的などにより異なる．従来研究による

鉛直管の上端での CCFL 実験における上端付近の形状を図 1.7 に示す．Wallis and 
Kuo [54]による鉛直管では上端が上部タンクに突出し（図 1.7 (a)），上部タンク

水位 hutが低く(hut < 7 mm)，ガスコアは下部タンクから大気まで連通している．

Bharathan ら [31] による鉛直管の上端は上部タンク底面であり（図 1.7 (b)），上

部タンク水位は中間レベルで，上端の上方は空気と水の混合物で覆われている．

Richter [53] は，Wallis and Makkenchery [37]による CCFL データを引用している

が，Wallis and Makkenchery [37]に CCFL データは表示されていない．したがっ

て，Richter [53]の報告による CCFL データに対する鉛直管の上端形状は分からな

い．このため，CCFL データの特徴の比較から Richter [53] の報告による鉛直管

の上端形状を推定する必要がある．Matsumura and Kaminaga [58] は，鉛直管上端

近傍の可視化を容易にするために，上端に水平板を備えた鉛直管（図 1.7 (c)）を

使用した．Doi ら [49] は，矩形タンク(UT1)，円形タンク (UT2)，および円筒形

タンク(UT3)の 3 種類の上部タンク（図 1.7(d)）を使用し，上部タンクの形状が

CCFL 特性に及ぼす影響を評価した．図 1.7 に示した実験は全て空気・水系で行

われた．これらの実験データから，鉛直管上端近傍の形状と上部タンク水位が

CCFL 特性に及ぼす影響を評価した後に，直径の影響を抽出して，直径が CCFL
特性に及ぼす影響を定量的に明らかにすることが技術課題である． 
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(a) Wallis and Kuo [54]      (b) Bharathan et al. [31]   (c) Matsumura and 
   Kaminaga [58] 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(d) Doi ら [49] 
図 1.7 従来研究による鉛直管 CCFL 実験における上端付近の形状 

 

１.３.２ ボイド率 

鉛直管での CCFL 特性については多くの実験が行われてきたが，直径の影響

や流体物性値の影響など不明確な事項が多く，特に上端フラッディングでは影

響因子が多いことから CCFL 特性について十分な整理が行われていない．一方，

フラッディング状態でのボイド率については信頼性のある測定例がなく，下端

フラッディングによる RF を対象にして dP/dz を測定し，式(1.4)において fw = 0
と近似して(1–αG)≒|(dP/dz)*| から αGを評価していた[28,31,55,56]．したがって，

αGの評価値に対する不確かさは明確でない．上端フラッディングによる SF では

Rectangular tank (UT1)         Circular tank (UT2)        Cylindrical tank (UT3) 

Top  
end 
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fw = 0 の近似が成立しない[28,31]．このため，上端フラッディングによる SF で

は，層流モデルに基づく Nusselt [59]による自由落下液膜の厚さ δ に対する相関

式(1.18)を用いて αGが評価されていた[55,56]． 

 

3/1

3/12 4
3







=









L

L

Re

g
v

δ
, 

L

L
L v

DJRe =   (層流) (1.18) 

ここで，νLは動粘度である．環状流モデルでは，αGは δ から次のように表せる． 

 
2

1 





 −=

D
δαG

2  or 
2

1 1/2
Gα

D
δ −
=   (1.19) 

Wallis [24]は乱流に対して，JL
*を使用して次の相関関係を提案した． 

 2/3063.0 *
LJ

D
δ
=   (乱流)  (1.20) 

自由落下液膜での δ に関する実験，モデルや相関式に関しては多くの研究が

ある[60,61]．亀井ら[62]は気液対向流条件での δ測定を初めて試みたとしている．

亀井ら[62]は，天秤で試験部の重量を測定して試験部内の液重量を測定したが，

ガスを流動させると天秤の精度が悪く定量的に言及できないとしている．Feind 
[63]や Hewitt and Wallis [64]は気液対向流条件で δ を測定したが，前者はフラッ

ディングが生じる前，後者は層流条件で測定値は自由落下液膜厚さとほぼ等し

い．Imura ら[27]は SF と RF を区分せず，Feind [63]による相関式(1.21)を用いて

気液対向流条件での αGを評価した． 

 
2/1

3/12
266.0 L

L

Re

g
v

δ
=








  (乱流)  (1.21) 

自由落下液膜では δ/(νL
2/g)1/3 = a ReL

n の形式が広く使用されているが，データベ

ースにより指数 n の値は多様であり，n = 0.6, 2/3 [24]，n = 2/3 [65]，n = 8/15 [66]， 
n = 1/2 [63]がある．Goda ら [33]は，図 1.5 の R/S 形状を対象にした空気・水系

でのフラッディング実験（D = 20 mm, 40 mm）を行い，締切弁法を用いて αGを

測定したが，TR と RF での測定値が多く，SF での測定値は D = 40 mm の低 JG

での数点である．本研究では，D = 40 mm における SF での αG測定値を得る．ま

た，従来研究による SF での αG測定値は少ないため，従来研究による CCFL 測

定値や圧力勾配 dP/dz 測定値から αGを求める方法について検討する．これらの

結果を踏まえ，SF に対する δ 相関式を作成する． 
式(1.3)および(1.4)において，JG

* は評価条件であり，JL
* は CCFL 相関式より
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計算され，αGおよび(dP/dz)* は fwと fiの相関式を用いて計算される．事故解析

コードで式(1.18)～(1.21)のようなボイド率相関式が用いられる場合は少ないが，

精度のよいボイド率相関式は計算結果の検証などに活用できる．また，一部の事

故解析コードでは，fi相関式の代わりに Zuber and Findlay [67]によって提案され

たドリフトフラックスモデルが使用されている．1 次元ドリフトフラックスモデ

ルの一般式は次の通りである． 

 gj
G VJC

α
J

+= 0  , LG JJJ +=  (1.22) 

ここで，<JG> は面積平均の気相体積流束，<J> は面積平均の体積流束であり，

<α> は面積平均のボイド率，C0 は分布パラメータ，Vgjはドリフト速度である．

フラッディング状態におけるドリフトフラックス変数（C0と Vgj）に関する報告

は見当たらない．そこで，本研究では，ドリフトフラックスプロットを用いて，

C0及び Vgjを評価し，これらに対する相関式を求める． 
 
１.３.３ 壁面摩擦と界面摩擦 

鉛直管のフラッディング状態で壁面摩擦や界面摩擦を扱った例は少ない．

Bharathan ら [28,31]は，RF では fw = 0 と近似し，SF に対しては fw = 0.005 を推

奨している．数土[29]は単相流に対する次の摩擦損失係数を用いた． 

 
L

w Re
f 16
=   (層流), 

25.0

0.079

L

w
Re

f =   (乱流)           (1.23)  

Abe ら [32]は Bharathan ら [28,31]による JG，JLと dP/dz のデータを用いて αG，

fwと fiを求め次の fw相関式を提案した． 

 
L

w Re
f 300

=   (層流)           (1.24)  

Goda ら [33] は，D = 20 mm と 40 mm での空気・水フラッディング実験を行い，

CCFL，dP/dz，αGを測定して fwと fiを評価し，RF に対する次の fw相関式を提案

した． 

 96.1
L

w
Re

f
4102.86×

=   (層流)           (1.25)  

本研究では，D = 40 mm における SF での αG測定値を用いて fwを求める．ま

た，Goda ら[33]による fwの評価値も踏まえ，SF に対する fwの相関式を作成する． 
Bharathan and Wallis [28]は，Bharathan ら [31]によって報告された RF に対する

dP/dz データを用い，fw = 0 と近似して fi を求め次の相関式を作成した． 
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 **10
47.763.1,07.956.0log,005.0
D

B
D

A
L
δAf

B

i +=+−=





+=  (1.26) 

ここで，L はラプラス長さ，D* は無次元直径である（式(1.13)と(1.14)参照）．数

土[29]は，式(1.7)と Wallis [24]によるエンベロープ法を用いて計算した JLが

Richter [53]によって報告された CCFL データと一致する fiを求め，式(1.26)を次

のように改良した． 
bn

G
mi

αbf






 −+=

2
1008.0

1/2
,  *

74.463.1
D

bn += , 

 bm = 0.330D*(bn + 0.25)10(9.07/D*)   (1.27) 

数土[29]は，SF と RF の区分をしていないが，式(1.27)の作成に用いた Richter [53]
の報告による CCFL は SF である．Goda ら [33] は，D = 20 mm と 40 mm での空

気・水フラッディング実験で fiを評価し，相関式 fi (JG
*, D*, αL)を提案した．ここ

で αLは液相体積率である．佐野ら[68]は，Goda ら [33]による fi測定値および

dP/dz 測定値[31,55]と式(1.3)，(1.4)，(1.25)から求めた fiを用いて，RF に対する fi

の相関式を作成した． 

  




















−








=

−−

*
133.0166.0

G
L

G*

L

G
i Kμ

μD
μ
μf 1.14exp0.157  (1.28) 

ここで，μ は粘度である．式(1.26)と式(1.28)は RF 用である．式(1.27)は SF での

CCFL データとエンベロープ法で求めた fiから作成されたが，SF への適用性は

明らかでない．そこで，本研究では，D = 40 mm における SF での αGと dP/dz の
測定値を用いて fiを求める．また，従来研究による dP/dz の測定値を用いて fiを

求める．これらの結果を踏まえ，SF に対する fiの相関式を作成する． 
 

１.４ 本研究の目的と方法 

本論文では，加圧水型原子炉の事故解析で用いる一次元二相流モデルに係わ

る各種の相関式への適用を念頭においている．加圧水型原子炉は通常運転時に

は加圧器によって一次冷却系の冷却水を加圧して液体の状態を保つことにより，

冷却水が単相流の状態を維持しているが，例えば配管破断による冷却材喪失事

故（LOCA）が発生した場合，減圧沸騰が生じて気液二相流になる．この時１次

冷却水系水量の減少により，気相空間では蒸気と凝縮水の気液対向流が生じ，蒸

気流束が大きいとフラッディングが生じる場合がある．このため，加圧水型原子



第１章 序論 

18 
 

炉の事故解析においては，一次冷却系における気液対向流条件での落下水制限

（CCFL），冷却水量，圧力損失などを適切に計算する必要がある． 
そこで，本研究では，一次元モデルに基づく原子炉の事故解析コードで用いら

れる配管系での気液対向流条件における CCFL，ボイド率，壁面摩擦，界面摩擦

に関する相関式を対象とし，鉛直管における流動特性に対する相関式の不確か

さを低減することを目的とする．加圧水型原子炉の一次冷却系における鉛直管

には蒸気発生器伝熱管と加圧器サージ管が該当する．加圧器サージ管の直径は

約 0.3 m である．配管破断の面積が小さい小破断 LOCA では，一次系圧力が二

次系の運転圧力である約 7 MPa に低下すると，一時的に圧力低下が抑制され，

一次系内の水量低下で気液対向流が生じやすくなるため，二相流相関式の使用

は約 7 MPa までになる．したがって，CCFL，ボイド率，壁面摩擦，界面摩擦に

対する相関式は直径 0.3 m，圧力 7 MPa を想定し，大口径，高圧でも定性的に妥

当な評価ができることを目標とする． 
本研究においては，鉛直管における気液対向流条件下での上端フラッディン

グを対象に，流動特性（CCFL，ボイド率 αG，壁面摩擦係数 fw，界面摩擦係数 fi）

を評価する．蒸気発生器伝熱管に相当する直径 D = 20 mm での流動特性データ

には島村ら[34]による空気・水系での測定値を用いる．加圧器サージ管への適用

を念頭に D = 20 mm とは流動特性が変わってくる可能性のある D = 40 mm の鉛

直管を用いて空気・水系実験を行い，急閉弁を用いた αG測定値および dP/dz と

CCFL の測定値から fw と fi を求め，fwの相関式を作成する．また，作成した fwの

相関式と従来研究による dP/dz の測定値を用いて αGと fiを求め，流体物性値や

直径が fw や fi に及ぼす影響を評価し，αG（もしくは液膜厚さ δ）と fiの相関式を

作成する．高温高圧の蒸気・水系データは小口径に限られ，空気・水データでも

直径 50.8 mm までである．したがって，作成した相関式の大口径，高圧への適用

性については，従来の知見や定性的妥当性により判断する． 
 

１.５ 論文構成 

 本論文は 6 章より構成される．以下に，各章の概要をまとめる． 
 
 第１章では，本研究の背景と課題について述べ，本研究を行う上で重要な役割

を担うフラッディング現象の基本事項を整理した．また，既存の研究の概要を整

理し，それらの課題を具体的に明らかにし，本研究の目的及び方法について述べ

た． 
 
 第２章では，蒸気発生器伝熱管及び加圧器サージ管を想定し，直径の違いを踏
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まえた鉛直管上端フラッディング特性を適切に表す主要変数を明らかにする．

そのため，管径 D = 40 mm について，空気と水を用いた鉛直管での上端フラッ

ディング実験を行う．D = 20 mm については取得済の測定値を使用する．高速ビ

デオを用いて流動構造を可視化測定し，圧力勾配と液相体積率（ボイド率）およ

び CCFL 特性を測定して，液膜厚さ，壁面摩擦係数，界面摩擦係数を求める．こ

れらの測定値を従来の相関式と比較し，従来相関式の課題を具体的に明らかに

する．空気と水を用いた実験では，上部タンク水位が流動特性に及ぼす影響につ

いても測定する．  
 
第３章では，本研究及び既往の実験結果を踏まえ，CCFL 特性についての評価

を行う．上端 CCFL について既往の式と実験結果から CCFL 定数 CKを求める．

次に加圧器サージ管などの大口径管も視野に既往の実験結果から直径の影響を

明らかにする．その際，上部タンクと鉛直管は上端シャープエッジ状態であるも

のを対象とする．その上で上端 CCFL の特徴をまとめる．通常口径管と大口径

管に分け，それぞれについて流体物性値の影響を評価して CCFL 相関式を求め

る．また，次章以降で評価するボイド率を圧力勾配データから求める際に必要と

なる壁面摩擦係数について，単相流に対する相関式を参照し，D = 20 mm,40 mm
での空気・水実験結果を用いて上端フラッディング用の相関式を得る． 

 
第４章では，ボイド率 αGと液膜厚さ δ を評価する．αGや δ の測定値は極めて

少ないため，CCFL データとエンベロープ法を用いてボイド率を求める方法，及

び圧力勾配 dP/dz データと第３章で作成した fwの相関式からボイド率を求める

方法について検討する．求めたボイド率の不確かさが小さい方法を選択し，

CCFL もしくは dP/dz の既存データを用いて αGもしくは δ を求める．自由落下

液膜に対する式を参照しながら，得られた αGもしくは δ と本研究による測定値

を用いて上端フラッディング用の相関式を作成する． 
 
第５章では，界面摩擦係数 fiを評価する．上端フラッディングに対する fiの評

価値は極めて少ないため，第４章で選択した既存データを用いる αGもしくは δ
の評価で得られる fi及び本研究による fiの測定値を使用する．主要な影響因子と

して従来の相関式で用いられている δ 及び気相 Kutateladze パラメータ KG
*によ

る相関式化を行い，測定値に対する不確かさを評価する．また，事故解析コード

では，fiの相関式ではなくドリフトフラックス相関式が用いられる場合があるこ

とも踏まえ，ドリフトフラックス変数（分布定数 C0とドリフト速度 Vgj）に対す

る相関式を求める．直径 D と高温高圧の蒸気・水系での圧力 P に関する情報は

限られるため，δ，fi，及びドリフトフラックスの相関式の相互比較を行い，大口
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径，高圧への適用性について検討する． 
 
第６章では，本論文の結論を述べる． 
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第２章 鉛直管上端でのフラッディングに関する 

空気・水実験 
 

２.１ はじめに 

 第１章でも述べたように PWR で想定されている事故時には SG 伝熱管，ホッ

トレグ，及び加圧器サージ管で気液対向流が生じ，気体の上昇により液体の落下

が制限される CCFL が生じる場合がある．特に SG 伝熱管下端や加圧器サージ管

上端などの鉛直管内における CCFL は極めて複雑である．既存の研究では，鉛

直管の管端形状によって液体の落下制限特性(CCFL 特性)が変わることが示され

ており[1-3]，対象ごとに実験相関式が提案されている[4,5]．しかし，これら CCFL
相関式の PWR 実機条件に対する適用性は不明である．この原因として，管直径

と流体物性値が CCFL 特性に及ぼす影響に関する情報が少ないこと，及び CCFL
評価の基礎となる気液対向流条件におけるボイド率や界面及び壁面での摩擦係

数に関する知見が不足していることが挙げられる． 
このような背景から，Goda ら[6]は下端がシャープの鉛直管（直径 20 mm と

40 mm）を用いて空気・水系での気液対向流実験を行い，下端フラッディングで

の CCFL 特性，管内差圧，及び急閉弁締切法によるボイド率の測定を行うこと

で界面及び壁面の摩擦係数を実験的に評価し，界面及び壁面の摩擦係数が CCFL
相関式に及ぼす影響を明らかにした．また，島村ら[7]は上端がシャープの鉛直

管（直径 20 mm）を用いて空気・水系での気液対向流実験を行い，上端フラッデ

ィングでの CCFL 特性，管内差圧，及び急閉弁締切法によりボイド率を測定し

て界面及び壁面の摩擦係数を実験的に評価した．しかし，Goda ら[6]の実験では，

直径 20 mm と 40 mm で気液対向流条件における流動特性が定量的に異なる．そ

こで本章では，鉛直管上端でのフラッディングに関する知見を得るため，直径 40 
mm で上端がシャープの鉛直管を用いて気液対向流実験を行い，CCFL 特性，管

内差圧，及び弁締切法によるボイド率の測定を行うことで界面及び壁面摩擦係

数を実験的に評価する． 
 

２.２ 実験方法 

２.２.１ 実験装置 

２.２.１.１ 実験装置の構成 

実験装置の構成を図 2.1 に示す．実験装置は Goda ら[6]及び島村ら[7]による実
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験装置と同様である．実験装置は上部タンク，鉛直円管（試験区間），気相助走

部，下部タンク，貯水槽，及び気液供給系で構成されている．上部タンク，鉛直

管，気相助走部，及び下部タンクは内部流動を可視化するため全てアクリル樹脂

とした．作動流体として液相には水（25 + 5 ℃）を，気相には常温・常圧の空気

を用いた．ポンプ（Iwaki, MX-F400）から吐出された水は流量計（Nippon Flowcell, 
FLT-N）を通過させた後，上部タンク内に供給した．コンプレッサ（Hitachi, SRL-
11P6AI）から吐出された空気は，レギュレータ（CKD, R6000-20）及び流量計

（Nippon Flowcell, FLT-N）を介して，下部タンクの側面に設けた 4 つの孔から

下部タンク内に供給した．上部タンク内の水及び下部タンク内の空気は鉛直管

内に流入し，気液対向流を形成した．鉛直管から落下した水は下部タンク内に溜

めた．上部タンク内の余剰液及び実験後の下部タンク内の水は，排出ラインを通

して貯水槽へ戻した． 
 

 
図 2.1 実験装置の全体図 
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２.２.１.２ 試験部 

本研究では測定項目の用途に合わせて 2 種類の試験部を使用した．各測定項

目の測定方法については２.２.２で述べる．流動撮影及び管内差圧の測定に用い

た鉛直管を図 2.2 (a)に示す．管内径は D = 40 mm，長さ L は 800 mm とした．試

験部の上端はシャープ，試験部の下端は曲率 R = D/2 とした．管内差圧を測定す

るため，鉛直管の側面に差圧計取付用タップを設けた． 
図 2.2 (b) にボイド率測定に用いた試験部を示す．ボイド率測定には弁締切法

を用いた．締切弁は，試験部内径 40 mm と同径の穴を設けた板厚 2 mm のアル

ミ製のスライド板，鉛直管との固定に用いるガイド板及びエアシリンダー(CKD，

SCA2-LB)から構成した．締切弁は z = 125 mm と 675 mm の位置に設置し, 締切

区間を 550 mm とした． 

 
図 2.2 試験部 

 
２.２.２ 測定方法 

２.２.２.１ 流動撮影 

流動撮影には高速度ビデオカメラ(Integrated Design Tools, Motion Pro X3)を用

いた．撮影領域は鉛直管上端から下端までとした．フレームレートは 500 frame/s, 
撮影時間は 6.0 s とした．なお，得られた流動状態の画像のうち管軸上の輝度値

のみを抽出して時間軸方向に並べた time-strip 画像については，500 frame/s での

流動撮影とは別に 350 fps で撮影した． 

Round edge Round edge 
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２.２.２.２ 管内差圧 

管内差圧は鉛直管側面に設けた直径φ = 0.8 mm のタップに微差圧トランスデ

ューサ(Valydine Engineering, DP45, + 0.25 % FS)を取り付け，鉛直管下端を基準位

置 z = 0 mm とする z = 20 – 560 mm(図 2.2 (a)参照)の差圧∆P を測定した．サンプ

リング周期は 1 ms，サンプル数は 50000 点とし，1 条件あたり 9 回測定した．本

研究では，9 回分の測定値の平均値を用いて摩擦係数を評価した．1 回の測定及

び 9 回分の平均値の 95 %信頼区間における不確かさはそれぞれ，4.0 %, 12.5 %
以内であった．なお，圧力勾配 dP/dz は，標本抽出率を 1.0 kHz とし微差圧トラ

ンスデューサを 50 秒間使用し，試験区間は 0.54 m を測定し，時間平均値を使用

した． 
 
２.２.２.３ 液相体積率 

図 2.3 に急閉弁締切法を用いたボイド率測定方法を示す．締切弁はエアシリン

ダーを作動させることで急速(締切時間 1/30 s)に締め切る．各シリンダーは電磁

弁(CKD，4KA220-06)で接続されており，高い同時性を有する．また，締め切っ

た際の下部タンクの内圧が急上昇するのを防ぐため，下部タンク側面に電磁弁

(CKD，ADK11)を設け，これを試験部の締切弁と逆動作させることで，試験部締

切時に気相のバイパスラインを形成させた．締切後に静置し，下方の締切弁の上

側に溜まった液位∆H [m]を測定し，次式により体積平均液相体積率を算出した． 

c

i
Li L

H∆
=α                                                                                                                                 (2.1) 

ここで，∆Hi及び αLiは各々i 番目の測定における締切区間内液位及び液相体積率

の測定値，Lcは締切区間長さである．測定を繰り返し行い，算術平均液相体積率

αＬを次式で求めた． 

∑
=

α=α
N

i
LiL N 1

1                                                                                                                           (2.2)  

ここで，N は測定回数である．平均ボイド率 αＧは次式で求めた． 
αＧ＝1－αＬ                                                                                                                                

 (2.3) 
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図 2.3 急閉弁締切法 

 
摩擦係数の評価には，急閉弁締切法での測定より算出した平均ボイド率を用

いる．信頼できるボイド率を得るためには測定を多く繰り返す必要がある．玉井

ら[8]は，気泡流からスラグ流・チャーン流への遷移を含む気液並向流条件で締

切法によるボイド率測定実験を行っている．彼らは流動状態や測定区間の長さ

と収束性の関係を報告しており，非定常性が強いほど，または測定区間が短いほ

ど，信頼性の高いデータを取得するためには多数回測定を行う必要があるとし

ている．以下では，各気相流量条件において算術平均ボイド率の収束性を確認し

ておく．図 2.4 に代表値として気相流量 3 条件における測定回数と算術平均ボイ

ド率の関係を示す．いずれの条件においてもおよそ 60 回程度で算術平均値の収

束が確認された．供給気相体積流束 JG = 2.52，5.13，9.25 m/s での 95 %信頼区間

における不確かさはそれぞれ 0.00388，0.00243，0.00236 である． 
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図 2.4 算術平均ボイド率 

 
２.２.２.４ ＣＣＦＬ特性 

CCFL 特性は，供給気相の体積流量 QG [m3/s]を流量計で設定し，液供給量 QLin 
[m3/s]は上部タンクの水頭が一定となるように設定した．鉛直管から下部タンク

に落下する水の時間平均体積流量 QL [m3/s]を測定した．QLは下部タンク側面に

設置した液位測定用透明チューブ（図 2.5 参照）を介して観測した下部タンク内

液位変化量∆h [m]から次式を用いて算出した． 

t
hAQ T

L ∆
∆

=                                                                                                                          (2.4) 

ここで，ATは下部タンク底面積[m2]，∆ t は落下液量測定時間間隔[s]である．供

給気相の体積流束 JG [m/s]及び落下液相の体積流束 JL [m/s]は次式で定義した．  

A
Q

J G
G =                   (2.5) 

A
QJ L

L =         (2.6) 

ここで，A は流路断面積 [m2]，添字 G は気相，L は液相を表す．本実験は QLin 
= 8.3 ×10-5～2.8 ×10-4 m3/s，JG

 =1.87～9.59 m/s で行った．落下水流量 QL[m3/s]
は，下部タンクの水位上昇率から測定し，JL[m/s] = 4QL /(πD2)を導出した．JL

の不確かさは信頼性 95%で±4.8 %であった． 
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図 2.5 落下水量の測定方法 
 
２.２.３ 実験条件 

 作動流体は，大気圧の空気と水（温度 25±5 oC）である．空気と水の流量は流

量計で測定した（フルスケール誤差：±2.5 %）．上部タンクの水位は 0.1 m であ

る（CCFL 評価では 0.3 m でも測定）．本実験は QLin = 8.3 × 10-5～2.8 × 10-4 m3/s
（JL,in = 0.066～0.22 m/s），JG

 =1.87～9.59 m/s で行った．本実験の条件を Goda ら
[6]及び島村ら[7] と比較して表 2.1 に示す．  
 

表 2.1 実験条件 
Reference D 

(mm) 
Top/Bottom Fluids P (MPa) hut 

(m) 
Data 

Goda et al. [6] 20, 40 Round edge/ 
Sharp edge (R/S) 

Air-Water 0.1 0.1 αG, dP/dz 

Shimamura et al. 
[7] 

20 Sharp edge/ 
Round edge (S/R) 

Air-Water 0.1 0.1 αG, dP/dz 

This study 40 S/R Air-Water 0.1 0.1 αG, dP/dz 
 D, diameter; P, pressure; hut, water level in the upper tank; dP/dz, pressure gradient,  
 αG, void fraction. 
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２.２.４ 環状流モデル 

 鉛直管における環状流モデルの概念を図 2.6 に示す．気相に作用する力と全流

体に作用する力の釣り合いは次式で表せる． 
 

0=++
csG

ii
G Aα

Peτgρ
dz
dP

                      (2.7) 

 

( ) ( ){ } 01 =
τ

−+−−+
cs

ww
GGGL A

Pegραρρ
dz
dP                (2.8) 

 

2

12 







−
−=τ

G

L

G

G
G

i
i α

J
α
Jρf  (2.9) 

 

2

2 







−
=τ

G

L
L

w
w α

Jρ
f

1
   (2.10) 

 
Acsは流路断面積，fiは界面摩擦係数，fwは壁面摩擦係数，g は重力加速度，Peiは

界面長さ，Pewは濡れ縁長さ，ρ は密度，τiは界面せん断応力，τwは壁面せん断応

力である． 
 式(2.7)～(2.10)において，dP/dz，CCFL 特性（JGと JLの関係），αGを測定すれ

ば，式(2.7)から τiを，式(2.9)から fiを，式(2.8)から τwを，式(2.10)から fwを求め

ることができる．そこで，本実験では dP/dz，CCFL 特性，αGを測定し，fiと fwを

求めた． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 2.6 環状流モデル  

τ
w
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i
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２.３ 実験結果 

２.３.１ 流動構造 

２.３.１.１ 流動状態観察 

流動状態の観察を行ったところ，気相流量の増加に伴い 2 種類の流動状態

（Bharathan and Wallis [9]による Smooth Film と Transition）が観察された．以下に

それらの特徴を詳述する．  
 
２.３.１.２ 低気相流量域における流動 

低気相流量において撮影した流動画像を図 2.7 に例示する．この領域では管中

心部にガスコアが存在し液膜が壁面に沿って滑らかに流下していく流動がみら

れた．以下ではこの領域で見られる流動を，SF（Smooth Film）と記述する．SF
では，管内でフラッディングが発生する様子はほとんど見られず，管上端部での

液流入制限，つまり，上端フラッディングが支配的な流動である． 
 

 
図 2.7 低気相流量での流動状態 (D = 40 mm, JG = 2.50 m/s)  
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２.３.１.３ 高気相流量域における流動 

 図 2.8 に高気相流量条件でみられた流動を示す．管内上部では液膜の流下，管

内下部では液膜が乱れた流動が確認できる．Bharathan and Wallis [9] は，本研究

と同様の特徴を有する流動状態があることを指摘し，TR（Transition）と定義し

ている．また，合田ら[6]はこの流動構造をさらに詳細に分析し，管下端部で擾乱

波，つまり CCFL が発生し，その擾乱波が逆流した後，管上端まで達することな

く管内で消滅する様式であることを指摘している．これらの報告から，今回見ら

れた流動も同じであると判断し，以下では TR と記述する． 
 

図 2.8 高気相流量での流動状態 (D = 40 mm, JG = 6.68 m/s) 
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２.３.１.４ 流動状態の Time-Strip画像 

 高速度カメラを用いて流動状態を 350 fps で撮影し，得られた画像のうち管軸

上の輝度値のみを抽出して時間軸方向に並べた画像（time-strip 画像）を図 2.9（D 
= 20 mm [7]）と図 2.10（D = 40 mm）に示す． 

D = 20 mm（図 2.9）の低 JG
*では上端で液相の落下が制限されて SF が形成さ

れる．液膜が厚い黒い部分が時間経過により下方に移動している．JG
*を増加す

ると下端でも液相の落下が制限されて擾乱波が生じ，上昇空気により擾乱波が

上昇するが途中で落下する遷移状態（TR）が生じ，TR では液相は上端と下端で

落下が制限されている．高 JG
*では下端で発生した擾乱波が上部タンクに流出し，

気液界面の変形が大きい粗い液膜 RF（Rough Film）が形成される．RF では液相

は下端で落下が制限される．time-strip 画像を用いると流動構造を鮮明に可視化

できる． 
 
 

 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2.9 タイムストリップイメージ図 (D = 20 mm) [7] 
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D = 40 mm（図 2.10）の低 JG
*では，D = 20 mm と同様に，上端で液相の落下

が制限されて SF が形成され，液膜が厚い黒い部分が時間経過により下方に移動

している．JG
*を増加すると下端でも液相の落下が制限されて擾乱波が生じ，上

昇空気により擾乱波が上昇して途中で落下する TR が生じた．しかし，高 JG
*で

も下端で発生した擾乱波が上部タンクに流出するのは一部に限られ，可視化測

定からは本実験の範囲では TR と判別した． 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2.10 タイムストリップイメージ図 (D = 40 mm) 
 

２.３.２ 圧力勾配と液相体積率 

 式(2.2)で定義される液相体積率 αLと無次元圧力勾配−(dP/dz)* を図 2.11 (鉛直

管の上端と下端がシャープ/ラウンドで D = 20 mm と 40 mm) 及び図 2.13 (D = 40 
mm で上端と下端がシャープ/ラウンドとラウンド/シャープ) に示す．(dP/dz)* は

次式で定義した． 
 

( )gρρ
dz
dP

dz
dP

GL −
=








*

              (2.11) 
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図 2.11 に，鉛直管の上端と下端がシャープ/ラウンド(S/R)の D = 20 mm [7]と
40 mm での測定結果を示す．フラッティングは低 JGでは上端で発生して SF に

なり，中 JGでは上端と下端で同時に発生して TR となった．D = 20 mm では高

JGになると下端でフラッディングが発生し RF になったが，D = 40 mm では JG = 
9.6 m/s でも RF への変化を確認できなかった．αLと−(dP/dz)*の差は式(2.8)で示さ

れるように壁面摩擦項にほぼ等しく，−(dP/dz)* は式(2.7)で示されるように界面

摩擦項にほぼ等しい．SF では fw項が大きく，fi 項が小さい．一方，RF では fw項

が小さく，fi項が大きい．なお D = 20 mm の RF では，落下水なし（JL = 0）と

なった． 
SF の範囲では，D = 20 mm と 40 mm で αLに顕著な相違はなく，JGの増加に伴

い液膜厚さが薄くなり αLが減少する．SF の範囲で−(dP/dz)*が微増し始めており，

鉛直管の下部で液溜りが生じ始め流動抵抗が増加したことによると推定される．

この液溜りが TR での擾乱波の発生源になる．このため，SF と TR の境界は，αL

の極小点ではなく(dP/dz)*の極小点でもないが，αLの極小点に近い．SF と TR の

境界で αLの測定値が極小値にならないのは，図 2.2 (b)に示すように締切弁の下

方 125 mm での αLの増加を検出していないことによると推定する．TR では下部

が RF で上部が SF の状態であり，JGの増加に伴い RF と SF の境界が上昇するた

め，TR の範囲では JGの増加に伴い αLと(dP/dz)*が増加する．D = 40 mm では観

察されていないが，RF では SF と同様に JGの増加に伴い液膜厚さが薄くなり αL

が減少する． 
D = 20 mm と 40 mm での顕著な相違は，D = 40 mm では 20 mm より低 JGで SF

から TR に遷移し，測定範囲の JG = 9.6 m/s まで RF への変化を確認できず，TR
の範囲が広いことである．また，D = 40 mm では高 JGで αLと−(dP/dz)* の差であ

る壁面摩擦項が小さくなっているが，20 mm では RF でも壁面摩擦項が比較的大

きい． D = 40 mm で TR の範囲が広い原因として，下部での液溜りの形成，擾

乱波の発生と形状が考えられる．Wallis and Makkenchery [10] は，D = 6.4～140 
mm で空気・水系実験を行い，水が落下しない条件（JL = 0）への直径の影響を

評価した．この実験で彼らは，鉛直管内に水が存在しない状態から JGを徐々に

減少して液が管内に流下して管内に気液界面が存在する状態を観察した．液膜

の下端が静止して管内に存在する状態での形状を図 2.12 に示す．小口径では液

膜下端に液溜りが形成され，擾乱波に成長しやすく，JGの増加で擾乱波が上昇し

やすい．一方，大口径では明確な液溜りが形成されにくく，周方向の擾乱波の高

さの相違が拡大しやすいため上昇する擾乱波が部分的に落下しやすくなる．こ

のような直径による擾乱波の形状の相違が D = 20 mm と 40 mm で TR の範囲が

大きく異なった原因と推察される． 
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図 2.11 上端と下端がシャープ/ラウンド(S/R)で D = 20 mm [7]と 40 mm 
における液相体積率 αL及び無次元圧力勾配(dP/dz)* 
（SF: Smooth Film, TR: Transition, RF: Rough Film） 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 2.12 液膜の下端が静止状態での形状[10]  
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図 2.13 D = 40 mm における液相体積率 αL及び無次元圧力勾配(dP/dz)* 
（S/R: 上端シャープ/下端ラウンド, R/S: 上端ラウンド/下端シャープ[6]） 

 
図 2.13 は D =40 mm での測定による αL及び (dP/dz)＊を上端シャープ/下端ラウ

ンド(S/R)と上端ラウンド/下端シャープ(R/S) [6]とで比較して示している．R/S で

も低 JGでは上端フラッディングによる SF が生じており，R/S では S/R より落下

水量（JL）が大きく液膜厚さが厚いため αLと(dP/dz)＊が S/R より大きい．R/S で

は下端フラッディングが生じやすいため S/R より小さい JGで SF から TR 及び

RF に遷移する．RF の特徴は αLと(dP/dz)* の差である壁面摩擦項が小さいことで

あり，Bharathan and Wallis [9] は fw = 0 と近似して RF での界面摩擦係数の相関

式を作成した．S/R での高 JGでは壁面摩擦項が小さく，αLと−(dP/dz)* が R/S で

の αLと−(dP/dz)*より大きくなっており，RFの状態と判断してもよいと思われる．

TR では下部が RF で上部が SF であり，JGの増加に伴い RF の範囲が広がり RF
に変化する．この RF と SF の範囲は時間的に変動するため TR と RF を明確に

区分することは難しい． 
 
２.３.３ 気液対向流制限 

事故解析コードでは一次元二流体モデルが広く使用されており，式(2.7)～
(2.10)及び壁面と界面の摩擦損失係数の相関式を用いて JLが計算される．しかし，

計算される JL の不確かさが大きいため，フラッディング条件下での JG に対す

る JL の値は Wallis による CCFL 相関式[2]が広く使用されている． 
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HG
*1/2 + m HL

*1/2 = C  (2.12) 
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g は重力加速度，Hk

*は無次元流束，Jkは体積流束，Lcは代表長さ，ρkは密度，C
と m は実験定数である．Bankoff ら[11]は式(2.13)の代表長さ Lc に次式を提案し

た． 

Lc = D(1 − β) Lβ  (0 ≤ β ≤ 1), ( )

2/1









−

=
g

L
GL ρρ

σ , (2.14) 

ここで，L はラプラス長さ，σ は表面張力である．式(2.13) で定義される Hk
*は

β = 0 で Wallis パラメータ Ji
* になり，β = 1 で Kutateladze パラメータ Ki

* にな

る．Ji
*と Ki

*は，無次元直径 D* を用いて相互に変換できる． 
 

Ki
* = D*1/2Ji

*  (i = G or L),  
L
DD =* .                 

(2.15) 
 
式 (2.14)において，大口径の鉛直管では β = 1 および CK = 1.79 になる[10]．一

方，小口径の鉛直管では，下端でのフラッティング（CCFL-L）の場合は β = 0 で
Wallis パラメータで整理され[12]，管内のフラッディング(CCFL-P)の場合は β =
約 0.5 [4]で整理される．上端のフラッティング（CCFL-U）では，CCFL-L や
CCFL-P より小口径から β = 1 で Kutateladze パラメータで整理され，次式[5]が
提案されている． 
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K  (D = 19～140 mm) (2.16) 

 
μk は粘性である．式(2.16)は，Richter [13]の報告による D = 19～140 mm での空

気・水データ，Ilyukhin ら[14]による D = 20 mm で圧力 P = 0.6～4.1 MPa での蒸

気・水データ及び Doi ら[15]による D = 30～60 mm での空気・水データを用い
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て作成された．式(2.16)の不確かさ± 0.19 は定数 1.98 の 10 %であり大きい． 
 D = 20 mm [7]と 40 mm での CCFL 特性を式(2.16)と比較して図 2.14 に示す．

不確かさ±0.144 は空気・水系に対する式(2.16)の不確かさである．40 mm での KL
* 

は式(2.16)の不確かさの範囲内であるが，20 mm での KL
* は式(2.16)の不確かさの

範囲より小さい．したがって，少なくとも小口径に対して式(2.16)の見直しが必

要である． 

 
図 2.14 CCFL 特性（D = 20 mm [7], 40 mm） 

 
 D = 40 mm における S/R での CCFL 特性を R/S での CCFL 特性[6]と比較して

図 2.15 に示す．Kusunoki ら[16]は，下端フラッティングに対する CCFL 相関式

として次式を提案している． 
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μ  (14 mm ≤ D ≤ 51 mm) (2.17) 

 
事故解析では式(2.17)を JG

*1/2と JL
*1/2との線形式で表した相関式[12]を用いるが，

測定値との比較には式(2.17)が適しており，図 2.15 には式(2.17)を示す．上端も
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しくは上部で落下水が制限される SF では，上端ラウンドの R/S の方が上端シャ

ープの S/R より KL
* が大きい．つまり，シャープでの上端フラッディングよりラ

ウンドでの上部フラッディングの方が KL
* が大きい．TR では，上端もしくは上

部および下端もしくは下部で同時に落下水が制限されるが，S/R と R/S で CCFL
特性がよく一致している．つまり，シャープでの下端フラッディングとラウンド

での下部フラッディングで KL
* に有意な差がないことを示す．気液対向流条件

での測定値は少ないため，下部については形状の相違が CCFL 特性に影響しな

いとの情報は重要である． 
 

 
図 2.15 上端シャープ/下端ラウンド(S/R)と上端ラウンド/下端シャープ(R/S)  

[6]での CCFL 特性の比較 (SF: Smooth Film, TR: Transition, RF: Rough Film) 

 鉛直管の上端では，図 2.14 及び図 2.15 に示したように直径と形状が CCFL 特

性に影響するだけでなく，上部タンクの水位が CCFL 特性に影響を及ぼす．こ

のため，第３章で上端フラッディングによる CCFL 特性について詳細に検討す

る． 
 
２.３.４ 壁面摩擦係数 

壁面摩擦係数 fw を求めるには，式(2.8)と(2.10)において CCFL 特性（JGと JL

の関係），dP/dz および αG の測定値が必要である．しかし，フラッティング条

件下での αG データは限られており，SF に対する信頼できる fw は得られてい

ない．このため，SF に対する fw に単相流の相関式が使用されている[17]． 
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,
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25.0
                (2.18) 

 

ここで，ReLは液相レイノルズ数，νL は動粘度である．Goda ら[6]は RF に対し

て次式を提案している． 
 

96.1

41086.2

L
w Re

f ×
=     (2.19) 

 
上端シャープ/下端ラウンド(S/R)での fwの測定値を式(2.18)及び(2.19)と比較して

図 2.16 に示す．fwの測定値は式(2.8)と(2.10)及び JGに対する JL，dP/dz と αGの測

定値から求めた．SF については D = 40 mm での一点を除いて式(2.18)で近似で

きるが，層流から乱流への遷移域で測定値が式(2.18)より大きい． 

 
図 2.16 壁面摩擦係数 fw (D = 20 mm [7]) 

 
TRでは下部でフラッディングが生じて部分的に液膜厚さが厚くなり fwが大き

くなる．D = 20 mm と 40 mm で TR への変化点が異なるが，fwの ReLへの依存性

（累乗関数の指数）は類似している．D = 40 mm の TR では fwを式(2.19)で近似

0.001

0.01

0.1

1

100 1000 10000

f w

ReL

Eq. (2.18)
Eq. (2.19)
40 mm, SF
40 mm, TR
20 mm, SF
20 mm, TR



第２章 鉛直管上端でのフラッディングに関する空気・水実験 

46 
 

できる． 
αGの測定値がない場合，式(2.8)と(2.10)及び dP/dz の測定値と fwの相関式から

αGを計算できるため，２.４で fwの相関式について検討する． 
 
２.３.５ 液膜厚さ 

環状流モデルでは，αGと液膜厚さ δ の関係は次式で表せる． 
 

2
1

or2 1/2
G

G
α

D
δ

D
δα

−
=






 −=

2

1       (2.20) 

 

亀井ら[18]は，重量法を用いてフラッティング条件下での δ を初めて測定し，フ

ラッティング条件下では自由落下液膜より δ が厚いことを示したが，測定値の

不確かさが大きいとしている．Feind [19]と Hewitt and Wallis [20]は気液対向流条

件で δ を測定したが，前者はフラッディング開始直前での測定，後者は層流液膜

での測定であり，自由落下液膜の δ と類似する結果を示した．上端のフラッティ

ングによる SF では，層流条件下での自由落下液膜の δ に対する Nusselt [21] に
よる式が広く使用されている．Imura ら[22] は，Feind による δ の実験式[19]を
使用して，フラッティング条件での鉛直管内の αG を評価した． Nusselt と 
Feind による相関式の組み合わせは次式で表せる． 
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L
δ L
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v
 (2.21) 

 
式(2.21)と δ の測定値を比較して図 2.17 に示す．SF の層流の範囲では式(2.21)

と δ の測定値は一致するが，遷移域や乱流になると式(2.21)は δ の測定値を過小

評価し，SF に対する相関式の作成が必要になる．しかし，フラッディング条件

で信頼性のある αGや δ の測定値は表 2.1 に示した Goda ら[6]，島村ら[7]，及び

本実験に限られる．一方，信頼性のある fwの相関式を作成すれば，Bharathan ら
[23]や Ilyukhin ら[14]による dP/dz の測定値から αGや δ を評価できる．これらの

αGや δ の評価については，Wallis によるエンベロープ法を含めて第４章で検討

する． 
JG増加により ReL（つまり JL）が減少して TR に変化すると，鉛直管の下部で

RF が形成されるため平均液膜厚さは SF より厚くなる．この液膜厚さの増加は，

JGの増加に伴う界面摩擦応力の増加による． 
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図 2.17 液膜厚さ δ 
 
２.３.６ 界面摩擦係数 

CCFL 特性は不確かさが大きいが式(2.16)で，fwは層流と乱流の遷移域を除い

て式(2.18)で近似でき，自由落下液膜に対して使用される式(2.21)で δ の近似値を

求めて式(2.20)で αGに変換できる．式(2.16)，(2.18)，(2.21)の不確かさは大きく改

良が必要であるが，JL，fw，αGの近似値を求めて式(2.7)～(2.10)を用いて fiを計算

できる．しかし，事故解析コードでは，fiの相関式が使用される場合がある．こ

のため，Bharathan and Wallis [9] は，Bharathan ら[24]による RF に対する dP/dz 
データと fw = 0 の仮定を用いて fiを求め，次の相関式を提案した．なお，彼らが

fw = 0 の仮定を用いたのは，Bharathan ら[23]による静電容量を用いた δ の測定

で δ を過小に検出し，fw < 0 が生じたことによる． 
 

**10
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数土[17] は，エンベロープ法[2]を用いた JL の計算値が Richter [13]によって報

告された CCFL データと一致する fiを求め，式(2.22)を改良した相関式を提案し

た．しかし，Richter [13]の報告による CCFL は主として上端フラッディングであ
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り，式(2.22)は下端フラッディングによる RF を対象としている．また，Bharathan 
and Wallis [9] は，エンベロープ法は JLを過大に計算することを示している． 

Goda ら[6]は，D = 20 mm と 40 mm で dP/dz と αGを測定し，fwの値とは無関

係に，式(2.7)と(2.9)を用いて fiを求め，RF に対する fi の相関式を提案した．ま

た，彼らは式(2.8)と(2.10)を用いて fwを求め，fwの相関式を提案した． 
佐野ら [25] は，Goda ら[6]による fwの相関式を Ilyukhin ら[14]の D = 20 mm，

P = 0.6～4.1 MPa での dP/dz データ及び Bharathan ら[24]の D = 6.6～152 mm で
の dP/dz データに適用して fiを求め，RF に対する fi の相関式として次式を提案

した． 
 





















−








=

−−

*
133.0166.0

G
L

G*

L

G
i Kμ

μD
μ
μf 1.14exp0.157           (2.23) 

 
式(2.22)と(2.23)は，下端フラッディングによる RF に対する fiの相関式である．

一方，上端フラッディングによる SF を対象にした fiの相関式は見当たらない． 
図 2.18 に界面摩擦係数 fiの測定値と相関式の比較を示す．KG

* の増加に伴い，

fi は SF 領域で減少し，TR 領域に入ると増加した後に再び減少した．この傾向

は D = 20 mm の場合にはっきりと確認でき，fi データは TR 領域では増加し RF
領域で再び減少した．D = 40 mm では，fi データは KG

*の増加に伴って TR 領域

で一旦増加した後に減少した． 
式(2.22) は RF 用であるが，低 JG

* 領域を除いて D = 20 mm の fi データとよ

く一致する．一方，D = 40 mm では高 KG
*を除いて fi を過小評価する．式(2.23)

は RF を対象とする相関式であり，fiの計算値は SF と TR の領域では測定値より

大きくなるが，高 KG
*では測定値とほぼ一致している．D = 40 mm の実験では

KG
*の増加に伴い TR から RF に変化しきらないまま RF 状態に近づき，fiの測定

値が計算値より大きい領域では RF と見なしてよいと判断される． 
図 2.18 から明らかなように，fiの従来相関式は SF 領域に対する測定値を評価

できず，SF に対する fi 相関式の提案が望まれる．信頼性のある fwの相関式を作

成すれば，Bharathan ら[23]や Ilyukhin ら[14]による dP/dz の測定値および式(2.8)
と(2.10)から αGを求め，式(2.7)と(2.9)から fiを評価できる．第４章で αGについて

検討し，fiについて第５章で検討する． 
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図 2.18 界面摩擦係数 fiの測定値と相関式の比較 
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２.４ 上部タンク水位の影響 

Doi ら[15]は直径 30 mm の鉛直管を用いた空気・水系での CCFL 実験において

上部タンク水位を hut = 0.1 m～0.6 m で変更し，hutが鉛直管上端での CCFL 特性

に影響することを示した．また，Yu ら[26, 27]は加圧器サージ管を直径 90 mm で

縮小模擬して空気・水系と蒸気・水系で h = 0.9 m までの CCFL 実験を行い，hut

が CCFL 特性に影響を及ぼすことを示した．そこで，図 2.1 に示した実験装置を

用いて hut = 0.2, 0.3 m での気液対向流実験を行い，CCFL 特性，圧力勾配，及び

ボイド率を測定し，fwと fiを求め，hutの影響について検討した．なお，hut = 0.3 
m までの測定に留めたのは，hut = 0.6 m では流動状態の変動が大きくなり，本実

験の主目的であるボイド率の測定が困難になったことによる． 
 
２.４.１ 流動構造 

 図 2.19 に hut = 0.3 m での time-strip 画像を示す．低気相流域 ((a) JG
*1/2 = 0.37) 

では，time-strip 画像の上端部から下端部にかけて右肩下がりの低輝度線がみら

れることから SF の流動である．(b) JG
*1/2 = 0.57 において鉛直管下端部から擾乱

波が発生し，TR の流動状態に遷移した．(c) JG
*1/2 = 0.63 では(b) JG

*1/2 = 0.57 より

擾乱波の発生数が増加している．また，(d) JG
*1/2 = 0.65 になると，(c) JG

*1/2 = 0.63
より擾乱波の上昇区間が高くなっている． 
 図 2.10 に示した hut = 0.1 m では JG

*1/2 = 0.52 で SF から TR に遷移した．hut = 
0.1 m より hut = 0.3 m で SF から TR に遷移する JGが大きくなるのは，図 2.20 に

示すように，hut = 0.3 m では 0.1 m より落下水流量が少なくなり液膜厚さが薄く

なるため擾乱波が生じにくくなることによる． 
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(a) JG = 2.45 m/s, JG
*1/2 = 0.37 (SF: Smooth Film) 

 
 
 
 
 
 
 

(b) JG = 5.93 m/s, JG
*1/2 = 0.57 (TR: Transition) 

 
 
 
 
 
 
 

(c) JG = 7.12 m/s, JG
*1/2 = 0.63 (TR: Transition)  

 
 
 
 
 
 
 

(d) JG = 7.63 m/s, JG
*1/2 = 0.65 (TR: Transition) 

図 2.19 hut = 0.3 m での time-strip 画像 
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２.４.２ 気液対向流制限 

 図 2.20 に上部タンク水位 hutの CCFL 特性への影響を示す．不確かさ±0.144
は空気・水系に対する式(2.16)の不確かさである．hut = 0.1 m での CCFL 測定値

は式(2.16)の中央値とほぼ一致しているが，hutが高くなるにしたがって CCFL 相

関式の勾配 m が大きくなる．この傾向は，Doi ら[15]および Yu ら[26, 27]による

実験結果と同様である．hut = 0.3 m までの CCFL 測定値は式(2.15)の不確かさ±

0.144の範囲内である．hutがCCFL特性に及ぼす影響の定量評価は第３章で行う． 
 

 
 

図 2.20 上部タンク水位 hutの CCFL 特性への影響 

 
２.４.３ 圧力勾配と液相体積率 

無次元圧力勾配−(dP/dz)* への hutの影響を図 2.21 に，液相体積率 αLへの hutの

影響を図 2.22 に示す．JG > 2 m/s では，hut = 0.1 m と hut = 0.2, 0.3 m での圧力勾

配の相違が大きく，hutが高いほど圧力勾配が小さい傾向にある．JG > 9 m/s では，

hut = 0.1, 0.2, 0.3 m で圧力勾配がほぼ一致しており，流動状態は TR であるが RF
に近い状態であると推定される． 
 hutが高くなるにしたがって落下水流量が少なくなり（図 2.20 参照），液膜厚さ

が薄くなるため，図 2.22 に示すように αLが小さくなる．hutが高くなるにしたが

って流動状態の変動が大きくなり，αGの測定が困難になり，αLの測定範囲が狭

くなった．αLと−(dP/dz)* の差が壁面摩擦項に対応する．hutの増加に伴う−(dP/dz)* 

の減少より αLの減少が大きいため，hutの増加に伴い壁面摩擦項は減少する． 
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図 2.21 無次元圧力勾配への hutの影響 図 2.22 液相体積率への hutの影響 

 

２.４.４ 壁面摩擦係数と界面摩擦係数 

 壁面摩擦係数 fw への hutの影響を図 2.23 に示す．fw は，落下水流量，圧力勾

配，ボイド率の測定値，及び式(2.8)と(2.10)を用いて求めた．SF での fw は式(2.18)
で近似的に表せ，TR での fw は式(2.19)で近似的に表せる．hutが高くなるにした

がって fw が小さくなる傾向がある．fwの定式化については第３章で検討する． 
 界面摩擦係数 fi への hutの影響を図 2.24 に示す．fi は，落下水流量，圧力勾配，

ボイド率の測定値，及び式(2.7)と(2.9)を用いて求めた．hutが高くなるにしたがっ

て液膜厚さが薄くなり fi が小さくなる．fi の定式化については第５章で検討す

る． 
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図 2.23 壁面摩擦係数への hutの影響 
 

 
図 2.24 界面摩擦係数への hutの影響 
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２.５ 結言 

上端がシャープ，下端がラウンド（S/R）の直径 D = 40 mm の鉛直管を用いて

気液対向流条件での空気・水系実験を行い，CCFL 特性と圧力勾配 dP/dz および

ボイド率 αGを測定し，環状流モデルを使用して壁面と界面の摩擦係数（fwと fi）

を評価した．これらの測定値を取得済みの D = 20 mm での測定値および Goda ら

[6]による上端がラウンド，下端がシャープ（R/S）で D = 20 mm と 40 mm での

測定値と比較し，上端フラッディングによる Smooth Film (SF) での流動特性を

評価した．その結果，以下の結論を得た． 
(1) 上端と下端の形状によらず低 JGでは上端フラッディングに起因する落下

液膜による Smooth Film (SF)となり，JG増加により下部で擾乱波が生じて

流動様式遷移（Transition: TR）が起こり，高 JGでは擾乱波が上部タンクに

流出する Rough Film (RF) が生じることを確認した．ただし，S/R で D = 
40 mm の測定範囲では明確な RF 流動状態を確認できなかった． 

(2) 上端フラッディングによる CCFL-U は，D = 40 mm では Kuteteladze パラ

メータで整理できるが，D = 20 mm ではできない．CCFL-U では，影響因

子が多く CCFL 特性が複雑であるため，従来研究による CCFL データを

含めて本研究にて別途検討する． 
(3) SF での fwは単相流に対する fwの相関式で表せるが，層流と乱流の遷移域

では従来の相関式より大きくなるため，遷移域に対する相関式を本研究に

て作成する． 
(4) SF での液膜厚さ δ は，層流では自由流下液膜に対する Nusselt の式で表

せるが，乱流では自由流下液膜の δ より厚くなる．フラッディング条件で

の αGや δ の測定値は少ないため，信頼性が高い fwの相関式を作成して

dP/dz の既存データから αGを求め，乱流に対する δ の相関式を本研究にて

作成する． 
(5) SF での fiを適切に表す従来相関式は見当たらない．fwの相関式と dP/dz の

既存データから α を求めると，fiも求めることができるため，SF での fiの

相関式を本研究にて作成する． 
(6) 上部タンク水位 hutを高くすると，落下水流量が減少して液膜厚さが薄く

なるため，fwと fi が小さくなる傾向がある．このため，CCFL および fwと

fi の相関式を作成する際には，hutの影響を考慮する必要がある． 
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第３章 気液対向流制限と壁面摩擦 
 

３.１ はじめに 

PWR の 1 次系における大口径の鉛直管には直径が約 0.3 m の加圧器サージ管

があり，鉛直管，鉛直エルボ，複数の水平エルボを持つ微傾斜管で構成される．

PWR の事故時に加圧器サージ管で落下液流量が制限される CCFL が生じると原

子炉容器と炉心に流下する冷却水量が減少して燃料棒の冷却に影響する．した

がって，加圧器サージ管での CCFL 特性の評価は重要であるが，加圧器サージ

管を模擬した CCFL 測定の報告は少ない[1-4]．加圧器サージ管でのフラッディ

ング条件下における落下液流量はシャープエッジの鉛直管上端部で制限される

ため[2-4]，ここでは鉛直管上端部での CCFL について検討する． 
鉛直管では多くの CCFL データや相関式が報告されている[5,6]．しかし，大口

径や高温高圧での測定値は少なく，鉛直管の上端形状が様々であり，これらが

CCFL 特性にどのように影響するか明らかでない．また，鉛直管上端でのフラッ

ディングでは上部タンク水位が CCFL 特性に影響するとの報告がある[7]．そこ

で本研究では，既存データ[8-16]を収集し，鉛直管の上端形状の影響を分類し，

加圧器サージ管の上端と類似する構造に絞って直径と流体物性値の影響を評価

した．また，２.４.２で記述したように，直径 40 mm での空気・水対向流実験に

おいて上部タンク水位 0.1，0.2，0.3 m で CCFL データを取得し，上部タンク水

位の影響を評価した． 
 

３.２ 上端での気液対向流制限 

３.２.１ 既存データと相関式 

原子炉の安全解析では Wallis による CCFL 相関式[5]が使用されているが，

Wallis パラメータ Jk
* (k = G or L)の代表長さ w に Bannkoff ら[17]による相関式が

使用されている．Jk
*の代表長さである直径 D を w に変更すると CCFL 相関式の

一般形は次式で表せる． 

 ( ) .or1/21/2 WKiCmHH i
*
L

*
G ==+    (3.1) 

 ( )
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k
k

*
k gw
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 ( ) 10,1 ≤≤= − βββ LDw     (3.3) 

 ( )

2/1









−
=

GL ρρg
σL  (3.4) 

ここで，D は直径，Hk
*は無次元体積流束，Jkは体積流束，L はラプラス長さ，ρ

は密度，σ は表面張力である．添字 G と L はそれぞれ気相と液相を示し，添字 K
と W はそれぞれ Kutateladze パラメータと Wallis パラメータに対応することを示

す．勾配 m および定数 Ci は実験により決定される．式(3.3)の β が 0 の場合，

式(3.2)の Hk
* は Wallis パラメータ Jk

* になり，β = 1 では Kutateladze パラメータ

Kk
* になる．CW及び CKはそれぞれ Wallis パラメータ及び Kutateladze パラメータ

に対応する定数である．Jk
* および Kk

* は無次元直径 D*を用いて次式により相互

に変換できる． 

 
L
DD

D
KJ *
*

*
k*

k == ,1/2  (3.5) 

式(3.2)～(3.4)は長さスケール（D または L）および流体物性値（ρ および σ）の

主要パラメータを示す．式(3.3)の β は鉛直管の D に応じて変化する[18]．液体粘

度は式(3.2)～(3.4)に含まれていないが鉛直管の CCFL 特性に影響を与える[5]．
原子力発電所の過渡・事故時の安全解析では，例えば，フラッディングが生じる

位置（計算モデルのジャンクション）に，式(3.1)～(3.3)の β および C と m が入

力される． 
山本ら[19]は，Richter [12]及び Doi ら[7]によって報告された CCFL データを

用いて，鉛直管上端での CCFL は Kutateladze パラメータによって整理できるこ

とを示し，次式を提案した． 

 mm30,0.11.59.0 1/21/2 >±=+ DKK *
L

*
G  (3.6) 

式(3.6)の ±0.1 は計算値が測定値の 95 %を含む不確かさである．Richter [12]及び 
Doi ら[7]による CCFL 測定値と式(3.6)との比較を図 3.1 (a)に，最小二乗法を用い

て直径ごとに求めた CCFL 定数 CKを図 3.1(b)に示す．図 3.1(b)には Wallis and 
Kuo [8] による落下水ゼロにおける測定値を合わせて示した． 

Doi ら[7]による D = 30 mm の実験は上部タンク水位 hut = 0.1～0.6 m の測定値

を含み，hutの増加に伴って CKが増加した．Richter [12]の報告による CKは Wallis 
and Kuo [8] による落下水ゼロの場合とよく一致し，D < 60 mm では CK = CWD*1/4，

CW = 0.7 で表せる．つまり，式(3.5)より D < 60 mm での CCFL 特性は Jk
* で整理
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できる．式(3.6)での CK = 1.5 と D < 60 mm での CW = 0.7 との相違の原因を明ら

かにするには，例えば D = 20 mm で Doi ら[7]と同様の実験を実施する必要があ

る．このため，島村ら[16]により D = 20 mm での空気・水系での気液対向流実験

が行われた．また，D≒140 mm で Richter [12]と Wallis and Kuo [8] による CKの

相違が大きいが，相違の原因は明らかでない．そこで，本研究では，既存データ

[8-16]を分類・整理して相違の原因を明らかにする． 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) Kutateladze パラメータで整理した CCFL 特性 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(b) CCFL 定数 CK 

図 3.1 上端シャープエッジでの CCFL 特性  

±0.1 

±0.1 
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３.２.２ 気液対向流制限への影響因子 

 鉛直管上端でのフラッディングによる CCFL 特性は複雑であり，上端の形状，

直径 D，流体物性値の他に上部タンク水位 hutなどが影響する．これらの影響を

明らかにするために使用した従来研究による気液対向流実験の主な条件を表 3.1
に示す．また，実験装置の概要を図 3.2～図 3.4 に示す．上端形状には，鉛直管

の上部が上部タンクに突き出した形状（protruding）[8,10,13]，上部タンクに突き

出して上端に水平版を設けた形状[15]，および上端が上部タンク底面に接続され

た形状[7,10,16]がある．直径は D = 6.4 mm～148 mm [8,10]である．流体は，Ilyukhin
ら[13]による実験では蒸気・水であるが，それ以外は空気・水である． 

hutは CCFL 特性に影響しないとして記述されていない報告も多い．Wallis and 
Kuo [8]では hut < 7 mm であり，気相が下部タンクから上部タンクまで連続して

おり（上端が気液二相で覆われていない），変動が小さい．Bharathan ら[10]では，

hutを増加すると落下水量が増加した後にほぼ一定になる mid-level としている．

Bharathan ら[9]は D = 50.8 mm での空気・水実験で hut < D と hut > 2D で区分して

おり，Matsumura and Kaminaga [15]は hut = 50～200 mm で CCFL 特性に有意な相

違がないとしている．これらから判断して mid-level は hut = 50～200 mm 程度と

想定した．hutが mid-level では，鉛直管上端の上方が気液二相で覆われ，下部タ

ンク圧力の変動が大きくなるため鉛直管を上昇する気相流量の変動が大きくな

る．hutが high-level は hut ≥ 300 mm を想定した．hut ≥ 300 mm での測定には Doi
ら[7]による実験がある．Ilyukhin ら[13]による蒸気・水実験では，下部タンクの

水を加熱して蒸気を発生し，上部タンクに連結した冷却器で蒸気を凝縮した．文

献[13]に hutの記述がないため，図 3.2(d)の装置構造（hutが浅いと安定した実験が

困難と推定）から high-level と判断した． 
Richter [12]は CCFL データを Wallis and Makkenchery [18]から引用して使用し

たが，Wallis and Makkenchery [18]には CCFL データの表示はない．そこで，図

3.1 に示したように Richter [12]と Wallis and Kuo [8]による CKがよく一致するこ

とから，Wallis and Kuo [8]と同じ上端が突き出し形状で hutが浅いと判断した． 
 Doi ら[7]による空気・水対向流実験では，上部タンクに 3 種の構造が使用され

ている．図 3.4(a)は矩形タンクであり，間歇的な空気の吹上げにより 2 次元的な

液面揺動（スロッシング）が生じ，スロッシングが落下水流量に影響すると判断

され，(b) の円形タンクに変更された．円形タンクでもスロッシングが生じたの

で，加圧器サージ管を考慮して加圧器容器を縮小模擬した(c) 円筒タンクが使用

され，上部タンク水位の影響が測定された．上部タンク構造(a)，(b)，(c)により

落下水流量に有意な差があるが，相違は異なる実験装置での測定値の相違より

小さいため，本研究では(a)，(b)，(c)での測定値を区分しない．島村ら[16]による

空気・水対向流実験の装置は，Doi ら[7]および図 2.1 に示した本実験による装置
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と同様である．島村ら[16]による実験の主目的は CCFL 特性の相違の有無を確認

することである． 
 CCFL データは多いが，大口径と蒸気・水系での CCFL データは少ない．この

ため，CCFL 特性への影響因子を明らかにして，本研究で目的とする上端がシャ

ープエッジと同じ CCFL 特性を有する既存データを抽出し，CCFL 相関式の作成

に活用する必要がある．本研究では CCFL 特性への影響因子として，鉛直管上

端の構造，直径，上部タンク水位，流体物性値について検討する．表 3.1 に示し

たように鉛直管上端の突き出し（protruding）は多くの実験で使用されており，

直径の種類が多いため，上端構造の影響と直径の影響は合わせて検討する． 
 

表 3.1 従来研究による気液対向流実験の主な条件 

(D, diameter; hut, water level; *author’s judgement of the condition) 

Reference Top end D [mm] hut [mm] Apparatus 
Wallis and Kuo [8] Protruding 6.4, 19, 31.2, 

38.2, 63.5, 113, 
145 

< 7 Fig. 3.2 (a) 

Bharathan et al. 
[10] 

Protruding 
Sharp 

19, 148, 250 
19, 25, 51, 148 

Mid-level Fig. 3.2 (b) 

Richter [12] (Protruding)* 19, 25, 32, 38, 44, 
51, 64, 76, 89, 
100, 140 

(< 7)* N/A 

Matsumura and  
Kaminaga [15] 

Sharp 12, 20 50, 100, 200 Fig. 3.2 (c) 

Doi et al. [7] Sharp 30, 45, 60 (UT1) 
30, 45, 60 (UT2) 
30 (UT3) 

200 
200 
100, 200, 300, 
450, 600 

Fig. 3.3 
and 
Fig. 3.4  

Shimamura et al. 
[16] 

Sharp 20 100 Fig. 2.1 

Ilyukhin et al. [13] Protruding 20 High-level Fig. 3.2 (d) 
 Working fluids were air and water [7-10,15,16] or steam and water [13]. 
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(a) Wallis and Kuo [8] 
 

 

 

 

                                          (b) Bharathan et al. [10] 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(c) Matsumura and Kaminaga [15]               (d) Ilyukhin et al. [13] 
図 3.2 従来研究による気液対向流の実験装置 
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図 3.3 Doi ら[7]による空気・水対向流実験装置 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.4  Doi ら[7]による実験装置の上部タンク 
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３.２.３ 直径の影響 

 表 3.1 に示したように鉛直管上端の突き出し（protruding）は多くの実験[8, 
10,13]で使用され，直径の種類が多いため，ここでは上端構造の影響と直径の影

響を合わせて検討する．PWR の蒸気発生器の伝熱管の直径は 19.6 mm であり，

本研究では直径 19 mm 以上を対象にした． 
 図 3.1 (b)に示したように，直径約 30 mm では Richter [12]及び Doi ら[7]とで CK 
値に有意な相違があり，約 140 mm では Richter [12] による CK 値と Wallis and 
Kuo [8]による落下水ゼロでの CK値の間には明確な不一致がある． 
 上端形状と上部タンク水位が小口径の CCFL 特性に及ぼす影響を図 3.5 に示

す．図 3.5 (a)では，4 ケース（D = 20 mm）の CCFL 特性はほぼ一致している． 
Matsumura and Kaminaga [15]による測定値は hut = 50～200 mm で CCFL 特性に有

意な相違がないことを，島村ら[16]による測定値は上端の突き出しと水平板の影

響がないことを示している．CCFL 特性は式(3.6)と有意差がある．図 3.5 (b)は，

上端の突き出しの影響はないが，hutが CCFL 相関式の勾配 m に影響することを

示している．また，落下水流量（KL
*）が式(3.6)よりかなり小さい．以上より小

口径（D = 19～20 mm）では，上端形状によらず KL
* が式(3.6)より小さくなり，

hutが浅いと m が小さくなることがわかる． 
 上端形状と上部タンク水位が大口径の CCFL 特性に及ぼす影響を図 3.6 に示

す．小口径から大口径への変化は対象とする現象により異なる．上端フラッディ

ングによる CCFL 特性では，低水位を除いて D ≥ 30 mm で大口径での特性を示

している（図 3.1 (b)）．D < 30 mm では KL
* が有意に小さくなる（図 3.5）．図 3.6 

(a)に示すように，D = 44～51 mm で上端形状と水位の影響がなくなり，低水位で

は D = 44～51 mm で大口径の CCFL 特性になる．D = 140～250 mm の大口径で

は，上端突き出しで直径と水位の影響はなく，CCFL 特性が相互によく一致して

いる．図 3.6 (b)で，上端突き出しでは低 KG
* で勾配が小さく高 KG

* で勾配が大

きくなっている．D = 140 mm [12]での測定値を外挿して CKを求めると，低 KG
* 

で勾配が小さいため，図 3.1 (b)のように CK = 1.2 と小さくなる．一方，落下水ゼ

ロから CKを求めると，高 KG
* で勾配が大きいため，図 3.1 (b)のように CK = 1.66

と大きくなる．しかし，いずれも CCFL 測定値は式(3.6)の不確かさ±0.1 の範囲に

近く，式(3.6)で近似できる． 
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(a) D = 20 mm (hut, Mid-level)                 (b) D = 19 mm 
図 3.5 小口径で上端形状と上部タンク水位が CCFL 特性に及ぼす影響 

 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(a) D = 44～51 mm                 (b) D = 140～250 mm 
図 3.6 大口径で上端形状と上部タンク水位が CCFL 特性に及ぼす影響 

 
小口径の低水位については，CCFL 特性は Wallis パラメータで整理できた．

Wallis パラメータで整理すると，図 3.1 に示したように定数は CW≒0.7 となる．

小口径の低水位における CCFL 特性を図 3.7 に示す．図 3.7(a)で勾配 m は，無次

元直径 D* の指数関数で m = 0.16D*0.58として表せる．図 3.7(b)は，JG
*1/2 および

D*0.58JL
*1/2 に対して表示された CCFL 特性[12]を示す．図 3.7(b)に示した測定値

から，最小二乗法を用いて次の CCFL 相関式を作成した． 

±0.1 

±0.1 

±0.1 

±0.1 
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 JG
*1/2 + 0.16D*0.58JL

*1/2 = 0.71±0.05 (7 < D* < 20)  (3.7) 

D = 19～44 mm における全ての測定点は±0.05 の不確かさの範囲内にある．なお，

D = 44 mm の測定値は，図 3.6 (a)に示すように式(3.6)の不確かさの範囲内にあ

り，式(3.6)と式(3.7)のいずれでも表せる． 
 上端フラッディングによる CCFL 特性への直径の影響を図 3.8 に示す．鉛直管

の上端の上方が気液二相で覆われた状態では，CCFL 特性は D* ≥ 11 に対して式

(3.6)で表せる．D* < 11 に対しては直径により CCFL 特性が異なり，直径ごとに

適切な CCFL 相関式を作成する必要がある．上部タンク水位 hutが低く気相が下

部タンクから上部タンクまで連通された状態では，D* < 20 の CCFL 特性は式

(3.7)で表せる．大口径で CKと m のバラツキが大きいのは，上端突き出しでは

KG
* の変化により勾配 m が変化することによる．図 3.8(a)と図 3.8 (b)の対比で明

らかなように，CKが大きい場合 m も大きく CKが小さい場合 m も小さくなり，

CKと m の大きなバラツキが CCFL 特性に及ぼす影響は比較的小さい． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(a) 勾配 m         (b) CCFL 特性 (Richter[12]) 
図 3.7 小口径の低水位における CCFL 特性 

 
 
 
 
 
 
 

m = 0.16D*0.58 ±0.05 



第３章 気液対向流制限と壁面摩擦 

68 
 

0

0.5

1

1.5

2

0 20 40 60 80 100

m
D*

Air-Water
Richter [12]
Doi et al. [7]
Bharathan et al. [10]
Matsumura & Kaminaga [15]
This study
from Eq. (3.6)
from Eq. (3.7)

1

1.2

1.4

1.6

1.8

2

0 20 40 60 80 100

C
K

D*

Air-Water
Richter [12]
Wallis & Kuo [8]
Doi et al. [7]
Bharathan et al. [10]
Matsumura & Kaminaga [15]
from Eq. (3.6)
from Eq. (3.7)
This study

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) CCFL 定数 CK         (b) 勾配 m 
図 3.8 上端フラッディングによる CCFL 特性への直径の影響 

 

３.２.４ 上部タンク水位の影響 

 Doi ら[7]は，図 3.4 に示す矩形タンク(UT1)，円形タンク(UT2)，及び円筒形タ

ンク(UT3)の 3 種類を使用して CCFL 特性を測定した．図 3.9 は，CCFL 定数 CK 
および勾配 m に対する上部タンク形状の影響を示す．水位は hut = 0.2 m である．

上部タンクの形状の違いは，スロッシング挙動と下部タンクの圧力を変化させ，

下部タンクから鉛直管への空気流量を変えるため，CK および m に影響を及ぼ

した．全般的には CK の増加に伴い m も増加する．円形タンク UT2 では矩形タ

ンク UT1 と円筒形タンク UT3 より CK および m が小さく，流動状態の変動が

小さいと推定される．直径の影響に一定の傾向は見られないが，D = 60 mm では

CK と m が小さく，流動状態の変動が小さいと推定される．上部タンクの形状の

違いにより CK と m に差が現れるが，CK が増加すると m も増加し，図 3.1 (a)
に示したように，CCFL 特性には顕著な相違は現れない． 

上部タンク水位 hutが CCFL 定数 CKと勾配 m に及ぼす影響を図 3.10 に示す．

上端フラッディングによる CCFL には下部タンクでの気相密度の変動が影響す

るため，密度水頭 ρL g hutを下部タンク内の圧力 Pltで無次元化して表示した． 
CCFL 特性に及ぼす水位の影響を調べた実験は少ないため，Yu ら[3]による加圧

器サージ管を模擬した D = 90 mm での CCFL 特性も表示している．D = 30 mm
（Doi ら[7]）では，hutが増加するにつれて CK及び m が増加した．一方，本研究

による D = 40 mm では，hutの増加に伴う CKの増加は小さく m が増加した．こ

の傾向は D = 90 mm（Yu ら[3]）でも同様である．D = 30 mm では上端から気相

が流出する際の間歇性が強く変動が大きいのに対し，直径が大きくなると相対

的に変動が抑制され，変動の相違が CCFL 特性の変化に影響したと思われる． 
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鉛直管（D = 30～60 mm）を対象に図 3.10 (b)の m を hutの関数で表すと次式に

なる． 

KG
*1/2 + m KL

*1/2 = 1.44, (D = 40 mm) 

 







≤+= 058.01370.0

lt

utL

lt

utL

P
ghρ

P
ghρm   (3.8) 

式(3.8)の CK = 1.44 は式(3.6)の CK = 1.50 より 0.06 小さい．式(3.8)による計算値

KL,cal
*1/2と測定値 KL,exp

*1/2の比較を図 3.11 に示す．± 0.045 は測定値の 95 %を含

む不確かさである．式(3.8)を作成したデータの測定ケースが少ないため不確かさ

が小さい． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.9 CCFL 定数 CKと勾配 m に対する上部タンク形状の影響（Doi ら [7]） 
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図 3.10 上部タンク水位 hutの影響（*本研究） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図 3.11 式(3.8)による計算値 KL,cal
* と測定値 KL,exp

* の比較 
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３.２.５ 上端での気液対向流制限の特徴 

 上端の上部タンクへの突き出しや上部タンク水位が CCFL 特性に及ぼす影響

は直径によって異なる．影響因子が上端フラッディングによる CCFL 特性に及

ぼす程度を定性的に表 3.2 に示す．影響の大小は，直径 30～100 mm の中間水位

に対する相対値である．影響が “Medium” は，CKの値に対する不確かさが 5～
10 %のものである．影響が “Large” では，異なる相関式の作成を推奨する．破

線の領域は後で示す式(3.9)の作成に用いたデータ範囲を示す．上端シャープでは，

図 3.5 に示したように，直径 19 mm と 20 mm で CKの相違が大きい．直径 140～
250 mm では，図 3.6 (b)に示したように，上端突き出しと上端シャープとの相違

が比較的大きい．D ≤ 38 mm では，式(3.7)で示すように，低水位での CCFL 特性

が式(3.6)と異なる．本研究における CCFL 評価の主眼は大口径への適用であり，

大口径での CCFL 特性の特徴を考慮して相関式を作成する必要がある． 
 上端フラッディングによる CCFL の定数 CKと勾配 m の関係を図 3.12 に，上

端シャープにおける CCFL 特性の分類を表 3.3 に示す．領域 R-IV を除いて CKと

m には強い相関があり，次式で表せる． 

( ) ( )1.45.0,7.119.105.054.1ln52.0 ≤≤≤≤±+= mCmC KK    (3.9) 

上部タンクの低水位を除く D = 30～100 mm がベースケースで領域 R-I である．

領域 R-II は D = 30 mm の高水位もしくは大口径である．大口径でも上端突き出

しは領域 R-III になる．また，小口径の低水位が R-III になる．領域 R-IV は小口

径で上端シャープの通常水位である． 
 

表 3.2 影響因子が上端フラッディングによる CCFL 特性に及ぼす程度 

D [mm] 19-25 30-38 44-100 140-250 
Diameter 
(Sharp end) 

Large Small (base case) Medium 

Protruding end Small Medium Large 
Low water level Large Small 
Comparison for the base case with conditions of the sharp top end and water level at 
mid-level for D = 30-100 mm (“Medium” is uncertainty range of about 5-10 % for CK; 
for “Large” different correlation is recommended; broken-line area, data base used for 
Eq. (3.10)) 

 

 

 



第３章 気液対向流制限と壁面摩擦 

72 
 

表 3.3 上端シャープにおける CCFL 特性の分類（領域 “R-” は図 3.12 を参照） 

Classification Top end D [mm] h [mm] Data base 
Basic, pe (R-I) Protruding 44, 51, 64, 76, 

89, 100 

Low Richter [12] 

Basic, se (R-I) Sharp 30, 45, 60 

51 

100, 200 

Mid-level 

Doi et al. [7] 

Bharathan et al. [10] 

High h, se (R-II) Sharp 30 300, 450, 600 Doi et al. [7] 

Large D, se (R-II) Sharp 148 Mid-level Bharathan et al. [10] 

Large D, pe (R-III) Protruding 140 

148 

250 

Low 

Mid-level 

Mid-level 

Richter [12] 

Bharathan et al. [10] 

Richter et al. [11] 

Low h, pe (R-III) Protruding 19, 25, 32, 38 Low Richter [12] 

Small D, pe (R-IV) Protruding 19 Mid-level Bharathan et al. [10] 

Small D, se (R-IV) Sharp 19, 25 

20 

Mid-level 

50, 100, 200 

Bharathan et al. [10] 

Matumura and Kaminaga [15] 

 

 

図 3.12 上端フラッディングによる CCFL での定数 CKと勾配 m の関係 
（分類は表 3.3 を参照） 
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 小口径での CCFL データを除いた表 3.3 の領域 R-I と R-II での CCFL データ

を図 3.13 に示す．最小二乗法を用いて表示した測定値から CCFL 相関式を作成

すると次式で表せる． 

KG
*1/2 + 0.97 KL

*1/2 = 1.53 ± 0.11  (11 ≤ D* ≤ 94) (3.10) 

式(3.10)が測定値の 95 %を含む CKの不確かさは±0.11 である．大口径を対象にす

る場合には，式(3.10)の使用が望ましい． 

 

図 3.13 小口径を除く CCFL 特性（分類は表 3.3 を参照） 
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３.２.６ 流体物性値の影響 

高温高圧の蒸気・水データが少ないため，CCFL 特性に対する流体物性値の影

響は明確ではない．Ilyukhin ら[14]は過去の測定値[13]を参照し，上端と下端がシ

ャープ，D = 20～100 mm，P = 1～8 MPa の条件で取得したデータに基づく次の

CCFL 相関式を報告した． 

05.0

1/8

2/1*

1/8

2/1*

1.51.25








=+

L

G
*

L
*

G

ρ
ρ

D
K

D
K

     (3.11) 

式(3.3)における代表長さに β = 0.5 を使用している．式(3.11)は上端と下端でのフ

ラッティングを含み，β = 0.5 は下端での β = 1.0 と上端での β = 0 の平均値であ

る．本研究では，圧力勾配の測定値を用いて上端フラッディングと下端フラッデ

ィングを区分して使用した．なお，Ilyukhin ら[13,14]による関連文献を調査した

が，直径 40 mm まで，圧力 4.1 MPa までしか入手できなかった． 
 直径 D = 20 mm での空気・水データ[15,16]と蒸気・水データ[13]を図 3.14 に示

す．D = 20 mm では，図 3.14 (a)のように Kutateladze パラメータで整理するより

図 3.14 (b)のように Wallis パラメータで整理する方が適している．Wallis パラメ

ータを使用すると，大気圧の空気・水データと P = 0.6～4.1 MPa での蒸気・水デ

ータを良好に整理できる．図 3.14 (b)に示した測定値から，最小二乗法を用いて

D = 20 mm に対する以下の CCFL 相関式を作成した． 

JG
*1/2 + 1.07 JL

*1/2 = 0.84 ± 0.052 (D = 20 mm) (3.12) 

87 個の測定点数の 95 %を含む式(3.12)の不確かさは ±0.052 である．この式は他

の直径には適用できない． 
上端フラッティングでは，D ≥ 30 mm での CCFL 特性は D < 30 mm と異なり

式(3.10)で表すことができる．また上端フラッティングでは，上部タンク水位 hut

が CCFL 特性に影響を及ぼすため，流体物性値の影響を評価するには同じ hutで

比較する必要がある．Ilyukhin ら[14]による CCFL 実験での hutは不明であるが，

装置図から hut = 約 0.3 m と推定した．そこで本研究では，第２章で述べたよう

に，hut = 0.3 m で測定した．Ilyukhin ら[14]と本実験の測定値を図 3.15 に示す．

本実験の hut = 0.1 m での測定値は式(3.10)の不確かさ ±0.11 の範囲内である．一

方，Ilyukhin ら[14]による蒸気・水データは本実験による hut = 0.3 m での測定値

および式(3.8)とほぼ一致しており，流体物性値の影響が小さいことを示している． 
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図 3.14 と図 3.15 は，Wallis パラメータもしくは Kutateladze パラメータを適

切に選択すれば，流体物性値が CCFL 特性に及ぼす影響は小さくなることを示

している． 
 

 
(a) Kutateladze パラメータ        (b) Wallis パラメータ 
図 3.14 D = 20 mm での CCFL 特性への流体物性値の影響 
 (0.1 MPa の空気・水[15,16]; 0.6～4.1 MPa の蒸気・水[13]) 

 

 
図 3.15 D = 30～40 mm での CCFL 特性への流体物性値の影響（*本研究） 
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３.３ 壁面摩擦係数 

従来研究による圧力勾配 dP/dz の測定値を活用してボイド率 αGや界面摩擦係

数 fiを求めてデータベースを拡充するには，信頼できる壁面摩擦係数 fwの相関

式が必要である．しかし，fwを求めるには αGデータが必要であり，信頼できる

αGデータは Goda ら[20]と島村ら[16]及び本実験に限られる． 
第２章での検討の結果，Smooth film (SF) に対する fwは単相流の fw 相関式で

近似できること，fwの測定値は層流と乱流の遷移域で単相流の fw 相関式より大

きいことを明らかにした．そこで，ここでは Goda ら[20]と島村ら[16]及び本実験

による SF に対する fwの測定値を用いて遷移域に対する fwの相関式を作成する． 
フラッティング条件下での αGデータは限られており，SF に対する信頼できる 

fw は得られていない．このため，SF に対する fw に単相流の相関式が使用され

ている[21]． 

L

L
L

LL
w v

DJRe
ReRe

f =







= ,079.0

,
16max

25.0
                              (3.13) 

ReLは液相レイノルズ数，νL は動粘度である．上端フラッディングによる SF で

の fwの測定値を図 3.16 に示す．鉛直管の上端と下端がシャープとラウンド(S/R) 
での SF における fwデータを対象として，ReL = 440～5770 の範囲での測定値か

ら最小二乗法を用いて fw = 0.70/ReL
0.50を得た．fwの測定値が式(3.13)より大きい

範囲の fwデータを用いて最小二乗法を適用したことから，ReL = 440～5770 は一

般的な遷移域より範囲が広い．fw = 0.70/ReL
0.50と式(3.13)を組み合わせて次式を

作成した． 

( )0.221079.0
,

70.0
,

16max
25.050.0

±







=

LLL
w ReReRe

f                   (3.14) 

式(3.14)における不確かさ±0.22 には測定値の 95 %を含む．なお，S/R の D = 40 
mm で式(3.14)の不確かさ範囲から大きく異なる 1 点については，Transition (TR) 
領域と判断し，式(3.14)の作成には使用しなかった．作成した fw = 0.70/ReL

0.50は，

Wallis [5]が報告した Hewitt による解析評価（未公表，1967 年）とほぼ一致して

いる． 
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図 3.16 上端フラッディングによる SF での壁面摩擦係数 fw 

（上端/下端：S/R, シャープ/ラウンド; R/S, ラウンド/シャープ） 
 
Goda ら[20]と島村ら[16]及び本実験による fwの全測定値を図 3.17 に示す．上

端ラウンド/下端シャープ（R/S）[20]では TR と Rough film (RF) を含めて fwを式

(3.13)もしくは層流に対する式(3.15)で近似でき，上端シャープ/下端ラウンド

（S/R）の D = 40 mm では TR での fwを式(3.15)で近似できる． 

96.1

41086.2

L
w Re

f ×
=                (3.15) 

TR と RF に対する fwの測定値に最小二乗法を適用して fw = 1.37×104/ReL
1.85を得

た．式(3.14)の 16/ReLを 1.37×104/ReL
1.85に変更すると次式が得られる． 










 ×
=

25.050.085.1

4 079.0
,

70.0
,

1037.1max
LLL

w ReReRe
f                     (3.16) 

Goda ら[20]と島村ら[16]及び本実験による fwの全測定値を式(3.16)と比較して図

3.18 に示す．式(3.16)は S/R の D = 20 mm を除いて適用できる．ただし，ReL = 
1000～2000 の範囲で不確かさが大きい．  
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±22 % 
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図 3.17 壁面摩擦係数 fwの全測定値 
 

 

図 3.18 壁面摩擦係数 fwの全測定値と式(3.16)の比較 
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３.４ 考察 

本研究で想定する鉛直管の最大直径は加圧器サージ管の約 0.3 m である．PWR
の一次系配管では，通常運転時には液単相流であるが，事故時に圧力が蒸気発生

器の二次系圧力である約 7 MPa 以下となり気液二相流が生じる可能性があるた

め，本研究では相関式の適用範囲として 7 MPa 以下を想定した．直径 0.3 m で圧

力 7 MPa における無次元直径は D* = 187 になる．したがって，本研究で想定す

る大口径，高圧は D* = 187 程度となる． 
CCFL 相関式(3.10)の作成に用いた CCFL データの範囲は 11 ≤ D* ≤ 94 であり，

D* = 187 の 50 %までであるが，大口径で定数 CK = 1.53 が変化する兆候はない．

また，図 3.15 に示したように，流体物性値が CCFL 特性に大きな影響を及ぼす

傾向はない．Ilyukhin ら[14]は，P =1～8 MPa の CKが 0.3～1.6 MPa の CKの約 1.1
倍であると報告している．以上より，工学的には CCFL 相関式(3.10)を大口径，

高圧に適用することは妥当と判断する．上部タンク水位 hutの影響を考慮する場

合には，式(3.10)の勾配に式(3.8)の m を適用することを推奨するが，hutの適用範

囲が狭いことに留意する必要がある． 
壁面摩擦係数 fwの相関式(3.14)の作成に用いたデータ範囲は 7.3≤ D*≤ 14.7 と狭

いが，式(3.14)は単相流で用いられる fwの相関式に基づいている．したがって，

式(3.14)は大口径，高圧時の大きな液相レイノルズ数 ReLに適用することは妥当

であると判断する．ただし，ReLが大きくなると鉛直管の表面粗さが fwの値に影

響を及ぼすため，式(3.14)を高 ReLに適用する場合には表面粗さの影響について

検討する必要がある． 
 

３.５ 結言 

 上端シャープエッジの気液対向流制限について，既存のデータも踏まえ，直径

D の影響や上部タンク水位 hutの影響も考慮した上で，CCFL 相関式と壁面摩擦

係数 fwの相関式を作成した． 
 

(1) CCFL 特性は，小口径では Walllis パラメータ，大口径では Kutateladze パラ

メータで表せる．低 hutでは D ≥ 44 mm で，通常 hutでは D ≥ 30 mm で

Kutateladze パラメータ支配になる． 
(2) hutが増加すると，D = 30 mm では CCFL 定数 CKと勾配 m が増加するが，

D = 40 mm では CKはほぼ一定で m のみ増加する． 
(3) CCFL 特性を小口径では Walllis パラメータ，大口径では Kutateladze パラ

メータで整理すると，顕著な流体物性値の影響は生じなかった． 
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(4) 上記(1)～(3)に基づき，無次元直径の範囲 D* = 11～94 での既存データを用

いて m = 0.97，CK = 1.53 ± 0.11 の相関式を作成した． 
(5) 上端フラッディングの Smooth film (SF)では，fwは単相流に対する相関式

で表せるが，層流から乱流への遷移域では単相流に対する相関式より大

きく，相関式 fw = 0.70/ReL
0.50とする必要がある． 

(6) D = 40 mm では Rough film (RF)への遷移状態 TR (Transition) で fwが有意に

大きくなる．そこで，TR と RF 用の相関式 fw = 1.37×104/ReL
1.85を作成し

た． 
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第４章 ボイド率と液膜厚さ 
 

４.１ はじめに 

原子炉の事故解析コードでは，一次元二相流モデルに基づく相関式が用いら

れており，気液対向流条件においては炉心での冷却水量と燃料の冷却に影響を

及ぼす落下水制限（CCFL）とボイド率あるいは液膜厚さに関する相関式が重要

である．CCFL については多くの実験が行われて相関式が提案されている[1,2]．
一方，気液対向流条件でのボイド率 αGに関する研究は少ない． 

島村ら[3]は，D = 20 mm で上端がシャープエッジで下端がラウンドエッジの

鉛直管を用いて空気・水実験を行い，CCFL 特性と dP/dz 及び αLを測定し，fw及

び fiを求めた．そこで，これら dP/dz データまたは CCFL データから αGを求め

る方法を検討する．この結果に基づいて，Bharathan ら[4]および Ilyukhin ら[5]に
よって報告された dP/dz データから αGを求める．Goda ら [6] ，島村ら[3]及び本

実験による αGの測定値，及び Bharathan ら[4]と Ilyukhin ら[5]による dP/dz デー

タから求めた αGを用いて，SF(Smooth Film)に対する δ の相関式を作成する．Goda
ら[6]，島村ら[3]及び本実験は D = 20 mm と 40 mm の空気・水系，Bharathan ら

[4]は D = 50. 8 mm の空気・水系，Ilyukhin ら[5]は D = 20 mm で圧力 P = 0.6～4.1 
MPa の蒸気・水系である．本研究で作成する相関式の適用対象は，D = 0.3 m の

加圧器サージ管であり，圧力 7 MPa 以下の蒸気・水系であるため，作成する δ 相

関式の大口径，高温高圧への適用性を検討する． 
 

４.２ ボイド率の評価方法 

４.２.１ 環状流モデル 

定常流の環状流モデルでは，気相に作用する力の釣り合いと全流体に作用す

る力の釣り合いを次式で表せる[6-8]． 
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ここで，添字 G と L はそれぞれ気相と液相を示し，D [m]は直径，fi は界面摩擦

係数，fw は壁面摩擦係数，g [m/s2]は重力加速度，J [m/s]は体積流束，P [Pa]は圧
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力，z [m]は鉛直座標，αGはボイド率，ρ[kg/m3]は密度である．Bharathan and Wallis[7]
は，式(4.1)で JL/(1–αG)<< JG /αGを仮定した．しかし，この仮定は JGが小さく JL

が大きい場合に評価誤差を大きくする． 
 式(4.1)と(4.2)から dP/dz を消去すると，JGと JLの関係を与える次式を得る． 
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−−− 1/2

1
2

1
21

G

G

L

G

G

Gi
G

L

LwGLG Dα
α

J
α
J

ρf
D
α

J

ρfgρρα     (4.3) 

 CCFL 相関式は JGと JLの関係を与える．Wallis [1]は，式(4.3)及び fwと fiの相

関式を用い，αGをパラメータにして JGと JLの関係を求めるエンベロープ法を提

案した．エンベロープ法では，JGと JLの関係のエンベロープから JGと JLに対応

する αGを求める．しかし，Bharathan and Wallis[7]は，エンベロープ法は JLの理

論的最大値を与え JLを過大評価すると報告している．数土[8]は，式(4.3)と fwの

相関式及びエンベロープ法を用いて，JLの計算値が Richter [9]の報告による

CCFL データと一致する fiを求め，fiの相関式を提案した．Bharathan and Wallis[7]
の方法では fwと fiの相関式を用いて CCFL 特性と αGを求め，数土[8]の方法では

fwの相関式と CCFL データを用いて fiと αGを求めている．一方，CCFL データと

dP/dz データ及び fwの相関式を用いて式(4.2)から αGを，式(4.1)から fiを求めるこ

ともできる． 
 本章における目的は，信頼性がある αGあるいは αLの測定値が少ないため，従

来研究による CCFL データや dP/dz データを活用して信頼できる αGの評価値を

求め，αGに関する相関式を作成することである．そこで，島村ら[3]による αGの

測定値を用いて，Bharathan and Wallis[7]によるエンベロープ法，数土[8]によるエ

ンベロープ法，dP/dz データ及び fwの相関式による方法の有効性を検証する．fw

の相関式には第３章で作成した式(3.15)を使用する． 









= 25.050.0

0.079
,

0.70
,

16max
LLL

w ReReRe
f                    (4.4) 

L

L
L v

DJRe =   (4.5) 

ここで，ReLは落下水の液相レイノルズ数である． 
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４.２.２ エンベロープ法 

式(4.3)を(ρL−ρG) g で除して無次元化して整理すると，次式が得られる． 

( )
( )GL

G

w*
L

L

G

G

G*
G

G

i αJ
α
fJ

ρ
ρ

α
αJ

α
f

−=
−

+



















−

−+ 1
1

2
1

2 2*
2

21/2

5/2
                 (4.6) 

( ) ( ) .or
2/1

LGiJ
gDρρ

ρJ i
GL

i*
i =








−

=             (4.7) 

式(4.7)で定義される Ji
*は Wallis パラメータである．エンベロープ法[1]では，fw

と fiの相関式を与え，αGをパラメータにして式(4.6)で JGと JLの関係を計算し，

そのエンベロープを CCFL 特性とする．一方，αGごとの JGと JLの関係とエンベ

ロープから JGと JLの組み合わせに対する αGの定量値を読み取るのは困難であ

り，αGを定量評価する場合には次式を用いる． 

0=
∂
∂

G

*
L

α
J  あるいは .0=

∂
∂

G

*
G

α
J                            (4.8) 

式(4.8)は最大流量条件であり，JLもしくは JGが最大になる αGで流動状態が最も

安定になるという仮定に基づいている． 
 αGの評価方法の検証が目的であるため，fiの相関式には島村ら[3]による測定値

に対するフィット式 

( )mm200049.0
8.1*

== D
J

f
G

i           (4.9) 

を使用する． 
エンベロープ法[1]による計算の条件を表 4.1 に示す．Case 1 は αGをパラメー

タにして式(4.6)で JGと JLの関係を計算したもので，計算結果を図 4.1 に示す．

計算結果のエンベロープは，最大流量条件である式(4.8)を用いた Case 2 の計算

値と一致している．式(4.8)の∂JL
*/∂αG = 0 を用いると JL≒0 の近傍で計算が不安

定になりやすいため，本計算では∂JG
*/∂αG = 0 を使用した．Bharathan and Wallis[7]

による CCFL 特性の計算と同様に，Case 1 の計算結果のエンベロープ及び Case 
2 は図 4.1 からわかるように JLを大きく過大評価する． 
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表 4.1 エンベロープ法を用いた計算の条件 
Case Data Basic 

equation 
Equation 
forαG 

Correlation 
for fw 

Correlation 
for fi 

1 ---- Eq. (4.6) ---- Eq. (4.4) Eq. (4.9) 
2 ---- Eq. (4.6) Eq. (4.8) Eq. (4.4) Eq. (4.9) 
3 CCFL [3] Eq. (4.6) Eq. (4.8) Eq. (4.4) Eq. (4.10) 

 

 
図 4.1 エンベロープ法による計算結果（表 4.1 の Case 1） 

 
 JL

*1/2 = 0.22 に対する Case 2 の計算と測定値[3]の比較を図 4.2 に示す．図 4.2
は図 4.1における一つの条件に対応している（JL

*1/2 = 0.22でDataは JG
*1/2 = 0.60，

計算値は JG
*1/2 = 0.74）．実線の計算値は fwに式(4.4)を使用し，破線の計算値は fw

に測定値[3]を使用したが，式(4.4)と測定値の間に顕著な違いはない．測定値[3]
は計算線の上にあるが，式(4.8)の条件∂JG

*/∂αG = 0 を満たしていない．∂JG
*/∂αG 

= 0 を満たす点は測定値より αGが低く JG
*が大きい． 

 表 4.1 の Case 3 では，数土[8]による計算と同様に，CCFL の計算値が測定値と

一致するように fiを求めた． 

( )mm20
2

120000008.0
31/2

=








 −
+= Dαf G

i        (4.10) 
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式(4.10)を用いた CCFL 計算値は図 4.1 の Case 3 で示すように測定値と一致して

いる． 
 次に，Case 2，Case 3 による液相体積率 αLの計算値と測定値[3]の比較を図 4.3
に示す．図 4.2 から推察されるように，測定値に基づく fiの相関式(4.9)を使用し

た Case 2 では αLを過大に計算する．CCFL の計算値が測定値と一致するように

求めた fiの相関式(4.10)を使用した Case 3 でも αLを過大評価するが，式(4.9)より

測定値[3]に近い計算値を与える． 
 

 

図 4.2 Case 2 の計算と測定値の比較 
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図 4.3 液相体積率の計算値 

 

４.２.３ 圧力勾配 

エンベロープ法を用いると，JL，αLを過大評価する．そこで，dP/dz データ[3]
を用いた αG評価方法を検討する．まず，fw相関式が αG計算値に及ぼす影響を評

価した．dP/dz データを用いた αGの計算条件を表 4.2 に示す．表 4.2 の項目は表

4.1 と対応している．fw = 0 , 0.005 は Bharathan and Wallis [7]，Wallis [1]がそれぞ

れ RF（Rough Film），SF に対して使用した近似である．式(4.4)では，単相流に対

する fwの相関式に遷移域に対する相関式を追加しているが，その追加した相関

式の影響を評価するために，Case 3 では単相流に対する次の fw相関式を使用し

た． 









= 25.0

0.079
,

16max
LL

w ReRe
f       (4.11) 

dP/dz データを用いた αLの計算値を図 4.4 に示す．Case 1 は SF では fwを無視

できないことを示している．Bharathan and Wallis [7]が SF に対して推奨した fw = 
0.005 では αLを大きく過小評価する．fw = 0.005 での αLの計算値は，Wallis [1]が
推奨する SF に対する次の液膜厚さ δ の相関式とよく一致している． 

2/363.0 *
LJ

D
δ
=  (乱流)                     (4.12) 

dP/dz データと式(4.11)を用いた Case 3 の計算値は測定値とよく一致しているが
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一部の領域で αLを過小評価する．これに対して提案式(4.4)を用いると αLの計算

値は測定値と非常によく一致する．式(4.4)と(4.11)による αLの計算値の差は最大

で約 0.01 である．αLの測定範囲 0.05～0.12 に対し 0.01 の差は最大で測定値の

20%にあたる． 
 

表 4.2  dP/dz データを用いた αGの計算条件 
Case Data Basic 

equation 
Equation 
for αG 

Correlation 
for fw 

Correlation 
for fi 

1 dP/dz [3] Eq. (4.2) ---- 0 [7] ---- 
2 dP/dz [3] Eq. (4.2) ---- 0.005 [1] ---- 
3 dP/dz [3] Eq. (4.2) ---- Eq. (4.11) ---- 
4 dP/dz [3] Eq. (4.2) ---- Eq. (4.4) ---- 

    (Compare with table 4.1) 
 

 
図 4.4 dP/dz データを用いた液相体積率の計算値 
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４.３ 液膜厚さの相関式 

４.３.１ 従来の相関式 

 環状流モデルでは，α と δ の関係は次式で表せる． 

2
1or21

1/22
G

G
α

D
δ

D
δα −

=





 −=                           (4.13) 

SF は自由落下液膜に近いため，層流に対しては Nusselt の式[10]が広く使用され

ている[1,7,11]． 

3/1

4
3








= L

v

Re
L
δ  (層流)         (4.14) 

3/12









=

g
vL L

v           (4.15) 

νL [m2/ s]は液相の動粘度である．Wallis [1]は乱流に対して式(4.12)を推奨してい

るが，図 4.4 に示したように，αLを過小評価する．Imura ら[11]は乱流に対して

Feind [12]による次式を用いて αGを評価した． 

2/1266.0 L
v

Re
L
δ
=  (乱流)         (4.16) 

式(4.14)と(4.16)を組み合わせると次式が得られる． 



















= 2/1

3/1

266.0,
4

3max L
L

v
ReRe

L
δ         (4.17) 

 
４.３.２ 液膜厚さデータ 

液膜厚さ δ の相関式の作成に用いた実験データを表 4.3 に示す．Goda ら[6] ，
島村ら[3]と同様に αLを測定し，本研究ではそこから式(4.13)を用いて δ を求め

た．これらの他，Bharathan ら[4]及び Ilyukhin ら[5]による測定値に対して，表 4.1
と表 4.2 に示した評価方法で最も精度の良かった表 4.2 の Case 2 と同様に，dP/dz
の測定値と fwの相関式(4.4)を用いて δ を求めた． 
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表 4.3 液膜厚さ δ の評価に用いた実験の条件 
Reference D 

(mm) 
Top/Bottom Fluids P (MPa) dH (m) 

for dP 
Data 

Goda et al. [6] 40 Round edge/ 
Sharp edge (R/S) 

Air-Water 0.1 0.54 αG, dP/dz 

Shimamura et al. 
[3] 

20 Sharp edge/ 
Round edge (S/R) 

Air-Water 0.1 0.6 αG, dP/dz 

This study 40 S/R Air-Water 0.1 0.54 αG, dP/dz 
Bharathan et al. 
[4] 

50.8 S/R, Sharp edge/ 
Sharp edge (S/S) 

Air-Water 0.1 0.9 δ, dP/dz 

Ilyukhin et al.  
[5] 

20 S/S Steam-
Water 

0.6-4.1 0.2 dP/dz 

 D, diameter; dH, height for dP measurement; P, pressure 
 

 Goda ら[6]，島村ら[3]，及び本研究による δ を式(4.17)と比較して図 4.5 に示

す．また，Bharathan ら[4]による dP/dz データから求めた δ を式(4.17)と比較して

図 4.6 に，Ilyukhin ら[5] による dP/dz データから求めた δ を式(4.17)と比較して

図 4.7 に示す．低 ReLでの δ は式(4.17)と一致しているが，ReLが増加すると δ は

式(4.17)より厚くなっている．SF に限定して考えた時，鉛直管の上端と下端の形

状は δ に影響しない．図 4.7 に示した蒸気・水系[5]では，Lνが小さいため δ/Lνが

大きくなる． 
 

 
図 4.5 ボイド率の測定値に基づく液膜厚さ δ（Lν = (νL

2/g)1/3; R/S, round edge 
top/ sharp edge bottom; S/R, sharp edge top/round edge bottom） 
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図 4.6 圧力勾配データ[4]に基づく液膜厚さ δ（Lν = (νL

2/g)1/3; S/R, sharp edge 
top/ round edge bottom; S/S, sharp edge top/ sharp edge bottom） 

 

 
図 4.7 蒸気・水系での圧力勾配データ[5]に基づく液膜厚さ δ 

（Lν = (νL
2/g)1/3; sharp edge top/sharp edge bottom） 
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４.３.３ 相関式 

 ４.３.２で求めた上端フラッディングによる SF での δ を図 4.8 に示す．ReL≤ 
500 では式(4.17)と一致しているが，ReL＞ 1000 では δ は式(4.17)より有意に厚く

なっている．そこで，図 4.8 の δ データを用いて相関式を作成した． 
 δ 相関式作成に際しては，多くの従来研究例がある自由落下液膜に対する δ 相

関式を参考にした．自由落下液膜での δ は δ/Lν = a ReL
nで表され，乱流に対する

指数 n には 0.6 と 2/3 [1]，2/3 [13]，8/15 [14]，1/2 [12]がある．指数 n を 2 式で表

すと層流から乱流への遷移域で相関式は δ を過小評価した．そこで，層流，遷移

域，乱流の 3 区分とし，層流には Nusselt [10]による式(4.14)を使用した．遷移域

を 1000 < ReL < 3000，乱流域を ReL > 3000 とし，図 4.8 に示した δ を用いて最小

二乗法により δ/Lν = a ReL
nの係数 a と指数 n を求めた．得られた n の値と自由落

下液膜に対する従来研究による n の値から，遷移域で n = 1/2，乱流域で n = 2/3
を選定し，n = 1/2 と n = 2/3 に対する平均値として係数 a = 0.32 と a = 0.076 を求

めた．以上より，SF に対する δ の相関式として次式を作成した． 



















= 3/22/1

3/1

076.0,32.0,
4

3max LL
L

v

ReReRe
L
δ             (4.18) 

 

 
図 4.8 上端フラッディングによる smooth film (SF)での液膜厚さ δ 

（Lν = (νL
2/g)1/3; R/S, round edge top/sharp edge bottom; S/R, sharp edge 

top/ round edge bottom; S/S, sharp edge top/ sharp edge bottom） 
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 式(4.18)と δ の比較を図 4.9 に示す．また，式(4.18)によるボイド率の計算値 αc

と測定値 αmの比較を図 4.10 に示す．αcは αmとよく一致し，αm = 0.87～0.98 の範

囲で αmの 95 %が含まれる不確かさの幅は±0.0062 と小さい． 
 

 
図 4.9 式(4.18)と液膜厚さ δ の比較 

 

 

図 4.10 式(4.18)によるボイド率の計算値 αcと測定値 αmの比較 
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４.４ 考察 

４.４.１ 層流 

 作成した相関式(4.18)では層流に Nusselt [10]による式(4.14)を使用した．しか

し，図 4.9 に示したように，式(4.14)は δ の測定値の下限であり，δ の測定値の中

央値は式(4.14)による計算値より厚い．そこで，δ/Lν = a ReL
nにおける指数を式

(4.14)と同じ n = 1/3 とし，ReL < 1000 での測定値から n = 1/3 での平均値として

係数 a = 1.0 を求めた． 

( )10000.1 3/1 <= LL
v

ReRe
L
δ         (4.19) 

式(4.19)と測定値との比較を図 4.11 に示す．式(4.19)は式(4.14)の 1.1 倍であり顕

著な違いはない． 
 

 
図 4.11 式(4.19)と測定値との比較 

 
４.４.２ 上部タンク水位の影響 

 第３章で示したように，上部タンク水位 hutは CCFL 特性に影響を及ぼす．そ

こで，hutが δ に及ぼす影響を調べ，図 4.12 に示す．図 4.5 に示した δ の測定値

の hutは 0.1 m である．hutが高くなると，流動状態の変動が大きくなり αGの測定

が困難になったため，hut = 0.3 m については，dP/dz 測定値と式(4.4)を用いて αG 

を計算して δ を求めた．hutが高くなると，δ が薄くなる傾向があるが，hut = 0.2m，
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0.3 m でも式(4.17)より厚くなった． 
 

 
図 4.12 上部タンク水位が液膜厚さ δ に及ぼす影響 

（hut, water level in the upper tank） 
 

４.４.３ 直径と流体物性値の影響 

 作成した δ 相関式(4.18)の大口径，高温高圧への適用性を検討する．実機条件

D = 0.3 m，P = 7 MPa での無次元直径は D* = 187 になる．なお，D* は次式で定

義される． 

L
DD =*             (4.20) 

( )

2/1










−
=

gρρ
σL

GL

           (4.21) 

式(4.18)を作成したデータの範囲は 7.3 ≤ D* ≤ 18.6 であり，D* = 187 はデータ範

囲の 10 倍になる．大口径，高圧条件で式(4.18)を検証できる測定値はないため，

式(4.18)を用いて大口径，高圧に対する δ を計算し，適用性について検討した．

原子炉の事故解析では，検証範囲を超えて各種の相関式を使用する場合があり，

外挿使用する場合に定性的に妥当であることを確認しておくことは重要である． 
 直径をパラメータにした式(4.18)による δ の計算値を図 4.13 に示す．直径増加

に伴い δ は増加しているが，ReLが D に比例することから δ は D1/3～D2/3に比例
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して増加し，式(4.18)を大口径に適用する際の問題は見当たらない．  
 蒸気・水系での圧力をパラメータにした式(4.18)による δ の計算値を図 4.14 に

示す．圧力の増加に伴い気相密度が増加して JGが減少する．式(4.15)及び式(4.18)
より，δ は液相動粘度 νLに対して νL

1/3～νL
0に比例し，νLの影響は大きくない．

したがって，式(4.18)を大口径に適用する際の問題は見当たらない． 
 

 
図 4.13 式(4.18)による大口径に対する δ の計算値 
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図 4.14 式(4.18)による高温高圧条件に対する δ の計算値 

 

４.５ 結言 

 本章では，鉛直管の上端でフラッディングが生じて管内に SF が形成される場

合における液膜厚さ δ を求め，その相関式を作成することを目的とした．フラッ

ディング状態では信頼性のあるボイド率 αGの測定値が極めて少ないため，島村

ら[3]による測定値を用いて，dP/dz データまたは CCFL データから αGを求める

方法について検討した．この結果に基づいて，Bharathan ら[4]および Ilyukhin ら

[5]によって報告された dP/dz データから αGを求めた．Goda ら [6] ，島村ら[3]，
及び本研究による αLの測定値，並びに Bharathan ら[4]及び Ilyukhin ら[5]による

dP/dz データから求めた αGを用いて，SF に対する δ 相関式を作成した．さらに，

作成した δ 相関式の大口径，高圧条件への適用性を検討した．得られた結論は以

下の通りである． 
 

(1) Walllis によるエンベロープ法は，液相体積流束 JLと液相体積率 αLを過大評

価する．一方，適切な壁面摩擦係数 fw相関式と dP/dz の測定値を用いれば，

αLを適切に評価できる．  
(2) δ は層流では Nusselt の式により表せる．遷移域と乱流では自由落下液膜よ

り δ は厚くなり，遷移域では液相レイノルズ数 ReLの 1/2 乗に比例し，乱流

では ReLの 2/3 乗に比例する．作成した δ 相関式では，αG = 0.87～0.98 の範

囲で測定値の 95 %が含まれる不確かさの幅は±0.0062 と小さい． 
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(3) 作成した δ 相関式の適用範囲は 7.3 ≤ D* ≤ 18.6 であるが，大口径，高圧条件

に対しても定性的に妥当な評価が可能と考えられる． 
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第５章 界面摩擦係数とドリフトフラックス相関式 
 

５.１ はじめに 

第４章では，圧力勾配 dP/dz の既存データと第３章で作成した壁面摩擦係数 fw

相関式を用いてボイド率 αGを求め，液膜厚さ δ の相関式を作成した．しかし，

原子炉の事故解析コードでは，αGあるいは δ相関式が用いられることは少なく，

界面摩擦係数 fiの相関式もしくはドリフトフラックスモデル[1]が用いられるこ

とが多い．そこで，本章では，上端フラッディング時の SF（Smooth Film）に対

する fi相関式とドリフトフラックス変数の相関式の作成を目的とする． 
数土[2]は，Wallis によるエンベロープ法[3]を用いて Richter [4]が報告した

CCFL データに一致する fiを求めて相関式を提案したが，エンベロープ法を用い

ると fiを過大評価する．その他，SF に対する fi相関式は見当たらない．また，対

向流条件に対するドリフトフラックス相関式も見当たらない． 
本研究では，上端フラッディングによる SF に対する fiの評価値が極めて少な

いことを踏まえ，第４章で用いた αGや δ から計算した fi及び本研究での fi測定

値を用いて相関式を作成する．主要な影響因子として従来の相関式で用いられ

ている δ [2,5,6]及び気相Kutateladze パラメータKG
* [7]について検討する．次に，

ドリフトフラックスモデルの分布定数 C0及びドリフト速度 Vgjを評価し，これら

に対する相関式を求める．また，大口径，高圧条件への適用性も検討する． 
 

５.２ 界面摩擦係数 

５.２.１ 環状流モデルと相関式 

 気相に作用する力の釣り合い及び全流体に作用する力の釣り合い式から次の

無次元式が得られる． 
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( )gρρ
dz
dP

dz
dP

GL −
=








*

           (5.4) 

Jiは体積流束，Ji
*は Wallis パラメータ，ρ は密度であり，添字の G と L は気相と

液相を示す．任意の JGに対して dP/dz，JL，及び αGを測定できると，式(5.1)より

fiを，式(5.2)より fwを求められる．信頼できる fwの相関式があれば，CCFL 相関

式から JLを求め，dP/dz データと式(5.2)から αGを求め，式(5.1)から fiを求めるこ

とができる． 
CCFL 相関式（JGと JLの関係）には，第３章で作成した次式を使用できる． 

 
KG

*1/2 + 0.97 KL
*1/2 = 1.53 ± 0.11  (11 ≤ D* ≤ 94)             (5.5) 
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JK    (i = G or L)            (5.6) 

 
L
DD =*             (5.7) 

( )

2/1









−
=

gρρ
σL

GL

           (5.8) 

D*は無次元直径，Ki
*は Kutateladze パラメータ，L はラプラス長さ，σ は表面張

力である． 
 また，第３章で作成した次の fw相関式も使用できる． 









= 25.050.0

0.079
,

0.70
,

16max
LLL

w ReReRe
f (1±0.22)              (5.9) 

 
L

L
L v

DJRe =            (5.10) 

ReLは液相レイノルズ数，νLは動粘度である． D = 40 mm で SF から RF に変化

する遷移域 TR（Transition）に対しては，次式を作成した． 

 








 ×
=

25.050.085.1

4 079.0
,

70.0
,

1037.1max
LLL

w ReReRe
f          (5.11) 

液膜厚さ δ に関しては，前章で次の相関式を作成した． 
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αGと δ は次の関係にあり，相互に変換できる． 
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D
δαG
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1 1/2
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D
δ −
=         (5.14) 

 式(5.12)の δ は式(5.14)で αGに変換できる．CCFL 相関式(5.5)，fw相関式(5.9)も
しくは式(5.11)，及び δ 相関式(5.12)を用いて，式(5.2)から dP/dz を計算し，式(5.1)
から fiを計算できる．ここでは，fi相関式及びドリフトフラックス相関式を対象

とする． 
Bharathan and Wallis [6]は，Bharathan ら[5]による dP/dz データと fw = 0 の仮定

を用いて fiを求め，RF に対する次の相関式を提案した． 

,
005.0

B







+=

L
δAfi ,

9.0756.0log10 *D
A +−=

.
4.7463.1 *D

B +=         (5.15) 

佐野ら[7]は，Goda ら[8]による fw相関式とそれまでに報告された dP/dz データ

[5,8,9,10]を用いて fiを求め，RF に関する fi相関式を提案した．空気・水条件に

対する fi相関式は以下のとおりである． 
 

fi = 0.30D* exp (–1.90KG
*)                      (5.16) 

 

 第２章で示した実験による fiの測定値を相関式と比較して図 5.1 に示す．D = 
40 mm，上部タンク水位 hut = 0.1 m である．式(5.15)と(5.16)は RF に対して作成

された式であり，RF の状態に近づく高 KG
*では比較的測定値に近い．しかし，

低 KG
*では式(5.15)と(5.16)はともに測定値と大きく異なるため，SF を対象とす

る fi相関式の作成が必要である．そこで，SF 用の fi相関式を検討する． 
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図 5.1  界面摩擦係数 fiの測定値と相関式の比較 

 

５.２.２ 界面摩擦係数の評価方法 

αGを測定して fiを求めたのは，Goda ら[8]，島村ら[11]，及び本研究に限られ，

D = 20 mm と 40 mm での空気・水条件のみである．式(5.1)において αGが fiの評

価に及ぼす影響は小さいため，従来研究による dP/dz データを用いて fiを求める．

この際，fw相関式(5.9)もしくは式(5.11)と dP/dz データを用いて，式(5.2)から αG

を求める．本章で評価に用いた実験の条件を表 5.1 に示す．SF に関しては dP/dz
の測定例も少なく，最大直径は Bharathan ら[9]による 50.8 mm であり，蒸気・水

系は Ilyukhin ら[10]による D = 20 mm での圧力 P = 0.6～4.1 MPa のみである． 
図 5.2 に Bharathan ら[9]による fiの測定値を示す．Bharathan ら[9]による fiは，

JG
* ＜ 0.3 の範囲で大きい．これは，式(5.1)で{－JL/(1−αG)} << JG/αGを仮定し，

JL
*の項を無視したためである．式(5.1)，式(5.2)，fw相関式(5.9)，及び dP/dz デー

タから計算した fiは，dp/dz データ及び δデータから得られた fiと良く一致した．

これは fiに及ぼす αGの影響が小さいことを示している． 
図 5.3 に Ilyukhin ら[10]が報告した D = 20 mm での高温高圧の蒸気・水系にお

ける dp/dz データから求めた fiを示す．比較のために，島村ら[11]による空気・

水系における fiの測定値を示す．Ilyukhin ら[10]が報告した dp/dz データによる fi

の分散は島村ら[11]が報告したデータより大きい．これは，Ilyukhin ら[10]による

dp/dz データのばらつきが大きいことによる． 
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表 5.1 界面摩擦係数 fiの評価に用いた実験の条件 
Reference D 

(mm) 
Top/Bottom Fluids P (MPa) hut 

(m) 
Data 

Goda et al. [8] 20,40 Round edge/ 
Sharp edge (R/S) 

Air-Water 0.1 0.1 αG, dP/dz 

Shimamura et al. 
[11] 

20 Sharp edge/ 
Round edge (S/R) 

Air-Water 0.1 0.1 αG, dP/dz 

This study 40 S/R Air-Water 0.1 0.1 αG, dP/dz 
Bharathan et al. 
[9] 

50.8 S/R, Sharp edge/ 
Sharp edge (S/S) , 
R/S 

Air-Water 0.1 > 0.1 δ, dP/dz 

Ilyukhin et al.  
[10] 

20 S/S Steam-
Water 

0.6-4.1 (high) dP/dz 

D, diameter; P, pressure; hut, water level in the upper tank; αG, void fraction; 
dP/dz, pressure gradient; δ, liquid film thickness. 
 

 

図 5.2 Bharathan ら[9]による界面摩擦係数 fiの測定値 
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図 5.3  Ilyukhin ら[10]と島村ら[11]による界面摩擦係数 fi 
 

５.２.３ 界面摩擦係数の相関式 

 佐野ら[7]が使用した気相 Kutateladze パラメータ KG
*で整理した界面摩擦係数

fi を図 5.4 に示す．fiと KG
*との関係式に，線形式，二次式，指数関数，対数式，

及び累乗関数の内から，最も適切な累乗関数を選択した．最小二乗法を用いて，

累乗関数 fi = A KG
*Bの定数 A と指数 B を求めた．A と B を D*で整理して最小二

乗法により D*の指数を求めた．Ilyukhin ら[10]による fiはばらつきが大きいため

図 5.4 (b)には全点に対するフィット式を示す．D*の係数を気液粘性比 μG/μLと気

液密度比 ρG/ρLで整理した結果，より良好に整理できた ρG/ρLを選択し，最小二

乗法により ρG/ρLの指数を求めた．その結果，以下の相関式を得た． 

fi = A KG
*B, *
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=  (7.8≤ D*≤18.6)     (5.17) 

式(5.17)による計算値 fi,cと測定値 fi,mの比較を図 5.5 に示す．fi,mに対する fi,cのば

らつきは大きい． 
 Bharathan and Wallis [6]が使用した δ/L で整理した界面摩擦係数 fi を図 5.6 に

示す．式(5.17)の作成と同様の手順で，δ/L を主要な変数にした fi の相関式 fi = A 
(δ/L)Bの定数 A と指数 B を求め，以下の相関式を得た．Ilyukhin ら[10]による fiは

ばらつきが大きいため図 5.6 (b)には全点に対するフィット式を示す．  

0.01

0.1

1

0 0.2 0.4 0.6

f i

JG
*

D = 20 mm                      P
0.6 MPa [10]
1.1 MPa [10]
1.6 MPa [10]
2.1 MPa [10]
4.1 MPa [10]
0.1 MPa [11]



第５章 界面摩擦係数とドリフトフラックス相関式 

108 
 

B







=

L
δAfi , 

9.2*

35.0

260

D

ρ
ρ

A G

L









= , 0.73
4.11

*D
B =  (7.8≤ D*≤18.6)       (5.18) 

測定値 fi,mと式(5.18)による計算値 fi,cとの比較を図 5.7 に示す．fi,mに対する fi,cの

ばらつきは大きいが，図 5.5 に示した式(5.17)による fi,cのばらつきより小さい．

図 5.5 と図 5.7 の比較から式(5.18)の方が式(5.17)より fi相関式として適切である

と言える． 
 

 
(a) 直径 D の影響         (b) 圧力 P の影響 

図 5.4 気相 Kutateladze パラメータ KG
*で整理した界面摩擦係数 fi 

（実験条件や記号は表 5.1 を参照） 
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図 5.5 測定値 fi,mと式(5.17)による計算値 fi,cとの比較 

 

 
(a) 直径 D の影響          (b) 圧力 P の影響 
図 5.6 無次元液膜厚さ δ/L で整理した界面摩擦係数 fi 

（実験条件や記号は表 5.1 を参照） 
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図 5.7 測定値 fi,mと式(5.18)による計算値 fi,cとの比較 

 

５.２.４ 界面摩擦係数によるボイド率の予測 

 fiの相関式の目的は αGを求めることにある．そこで，ここでは，作成した fi相

関式の有効性について，fiから計算される αGを基に検討する．式(5.1)，(5.2)から

dP/dz を消去すると次式が得られる． 

 ( ) 0
2

*2/1*2*
=
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i
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L
wG α

J
ρ
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α
f

α
Jfα

1
2

1
21 1/2      (5.19) 

式(5.19)における CCFL 相関式（JGと JLの関係）には，上部タンク水位 hutの影

響を評価できるように，第３章で作成した次式を使用する． 

 KG
*1/2 + m KL

*1/2 = 1.44   (D = 40mm)        

 
lt

utL

P
ghρm 130.70+=  ( 058.0≤

lt

utL

P
ghρ

)        (5.20) 

Pltは下部タンクでの圧力である．fw相関式には D = 40 mm での TR にも適用でき

る式(5.11)を使用する． 
fi相関式と D = 40 mm での測定値の比較を図 5.8 に示す．hut = 0.3 m では流動

特性の変動が大きく αGの測定値が安定しないため，dP/dz データと fw相関式

(5.11)を用いて fiを求めた．相関式(5.17)は hut = 0.2 m での SF における fiに近い

が，hut = 0.1 m での TR における fiとは大きく異なる．一方，式(5.18)は，hut = 0.1 
m での TR における fiとは傾向が異なるがほぼ中央値であり，SF だけでなく TR
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にも近似的に使用できる．そこで，ここでは fi相関式として式(5.18)を使用する． 
式(5.19)による液相体積率 αLの計算値を測定値と比較して図 5.9 に示す．CCFL

相関式(5.20)で JLを，式(5.11)で fwを，式(5.18)で fiを計算した．低 JGでは，hutが

大きいほど式(5.20)の m が大きくなり，JLが小さくなる．このため，αLが小さく

なる．低 JG（< 4 m/s）では hut が αLに及ぼす影響をよく再現している．高 JGで

は，hutが JLに及ぼす影響が小さくなり，αLの計算値と測定値の差が小さくなる．

JG増加に伴う αLの減少から増加への変化を計算で再現している．式(5.19)による

計算では，JGの増加に伴い fi項は増加し fw項は減少するが，fi項と fw項の和が減

少から増加に変化すると，αLが減少から増加に変化する．これは，fw相関式(5.11)
と fi相関式(5.18)が TR にも適用できるためである．JG > 7 m/s では，式(5.19)の
解が存在しなかった．これは，図 5.8 に示したように，高 JG（低 δ/L）で式(5.18)
が fiを過大評価し，式(5.19)が常に負になることによる． 

 

 
      (a) 相関式(5.17)           (b) 相関式(5.18) 

図 5.8 界面摩擦係数 fiの相関式と測定値の比較（*dP/dz データより） 
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図 5.9 液相体積率 αLの計算値（cal）と測定値の比較 
 

５.３ ドリフトフラックス相関式 

５.３.１ 従来の相関式 

 式(5.1)，(5.2)において JG
*は評価条件であり，JＬ

*は CCFL 相関式から計算さ

れ，αGと(dP/dz)*は fwと fi の相関式を用いて解かれる．事故解析コードによって

は，fi相関式ではなく，ドリフトフラックスモデルが使用されている．一次元ド

リフトフラックスモデルは次式で表される． 

gj
G

G VJC
α
J

+= 0  ， LG JJJ +=                (5.21) 

ここで，<JG>は断面平均の全体積流束，<J>は気液の体積中心流束，<αG>は断面

平均ボイド率，C0は分布パラメータ，Vgjはドリフト速度である． 
 

５.３.２ ドリフトフラックス相関式 

 本研究で使用した SF における<αG>データを<J>－<J>/<αG>平面に整理した結

果を図 5.10(a)直径 D の影響（空気・水），(b)圧力 P の影響（D = 20 mm）に示す．

勾配から求まる分布定数は C0 = 1 で近似できる．これは流動様式が環状流であ

ることによる． 
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C0 = 1           (5.22) 

C0 = 1 として求めた Vgjから次式の無次元ドリフト速度 Vgj
*を求め，KG

*との関係

を調べた結果を図 5.11 に示す． 

( ) 4/1

2 









 −⋅⋅

=

L

GL

jg*
jg

ρ
ρρgσ

V
V          (5.23) 

KG
* = 0.5～1 において Vgj

*は約 2.0 であり，KG
*の増加に伴い Vgj

*は減少してい

る．D = 50.8 mm の Bharathan ら[9]の実験結果に見られるように S/S における

Vgj
*は S/R における Vgj

*より小さいが， S/R と S/S を区分せずに相関式を作成す

る．高圧の蒸気・水系での Vgj
*は 0.7～1.1 であり，空気・水系での Vgj

*より小さ

い．KG
* = 0.5～1 における Vgj

* = 2.0 を上限値とした．最小二乗法を用いて，累

乗関数 Vgj
* = A KG

*Bの指数 B = −0.37 を求めた．係数 A を気液密度比 ρG/ρLで整

理して，下限値 0.76 を求め，最小二乗法により ρG/ρLの指数 0.74 を求めた．そ

の結果，以下の相関式を得た． 












































= 0.2,

76.0,014.0max

min
37.0*
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*
gj
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ρ
ρ

V  (7.8≤ D*≤18.6)     (5.24) 

制限値となっている 0.76 及び 2.0 は，それぞれ高圧条件と低 KG
*条件に対する

値である．気液粘度比 μG/μLで整理すると，Vgj
*は次式で表せる．  

 












































= 0.2,

76.0,26.0max

min
37.0*

50.0

G

G

L

*
gj

K

μ
μ

V  (7.8≤ D*≤18.6)     (5.25) 

図 5.12 (a)では式(5.21)～式(5.24)を，図 5.12 (b)では式(5.21)～式(5.23)及び式

(5.25)を使用し計算した αcを，測定値 αmと比較した．αmの 95 %を含む不確かさ

範囲は，式(5.24)では±0.015，式(5.25)では±0.013 となった． 
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(a) 直径 D の影響（空気・水）    (b) 圧力 P の影響（D=20mm） 
図 5.10 SF におけるボイド率データのドリフトフラックスプロット 

 

 
(a) 直径 D の影響（空気・水）     (b) 圧力 P の影響（D=20mm） 

図 5.11 無次元ドリフト速度 Vgj
*（S/R, S/S: 表 5.1 を参照） 
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(a) 式(5.24)による Vgj
* を用いた αc     (b) 式(5.25)による Vgj

* を用いた αc 
図 5.12 ドリフトフラックス相関式による測定値 αmと計算値 αcとの比較 

 

５.４ 直径と流体物性値の影響 

 本研究で想定している実機条件，D = 0.3 m，P = 7 MPa は無次元直径で D* = 
D/L = 187 となる． 
 CCFL 相関式(5.5)の作成に使用したデータ範囲は 11 ≤ D* ≤ 94 である．直径が

大きくなると，Kutateladze パラメータで整理された CCFL 相関式の定数は一定

値になると報告されている[12,13]．また，高圧の蒸気・水系では CCFL 定数が低

圧の蒸気・水系の約 1.1 倍とも報告されている[14] ．既存データ[12-14]より，直

径と流体物性値の影響は小さいため，CCFL 相関式(5.5)について実機を想定した

大口径，高圧条件に外挿使用しても定性的に妥当な評価が可能と考える． 
 fw相関式(5.9)は単相流に対する相関式であり，高ReLでも使用されているため，

大口径，高圧条件に適用しても定性的に妥当な評価が可能と考える．また，δ の
相関式(5.12)は，第４章で示したように，大口径，高圧条件で外挿使用する際の

問題は見当たらない． 
 大口径，高圧条件における検証データはないことから，CCFL 相関式(5.5)及び

fw相関式(5.9)と δ 相関式(5.12)による計算値と比較することにより，作成した fi

の相関式やドリフトフラックス相関式の大口径，高圧条件への適用性を検討す

る． 
 

５.４.１ 界面摩擦係数の相関式 

 fi相関式(5.18)は，大口径では fi = A(δ/L)Bにおける A∝1/D*2.9が過小になり，適
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用できないことを容易に推定できる．これは 20 mm ≤ D ≤ 50.8 mm という狭い

範囲での測定値を用いて相関式を作成したことによる． 
fiの相関式(5.17)で計算した fi,corrを CCFL 相関式(5.5)，fw相関式(5.9)，及び δ 相

関式(5.12)による計算値 fi,calと比較して図 5.13 に示す．fi,corrと fi,calは JGをパラメ

ータとして計算した．fi,calは，CCFL 相関式(5.5)及び fw相関式(5.9)と δ相関式(5.12)
を式(5.19)に代入して計算した．相関式(5.17)による fi,corrは，直径が大きくなるほ

ど fi,calより JGに対する変化が小さくなっている． 
 相関式(5.17)を作成した 20 mm ≤ D ≤ 50.8 mm での測定値に，D = 0.3 m，P = 7 
MPa までの fi,calを加えて，相関式(5.17)と同じ方法で fiの相関式を作成した．D = 
20 mm を含むと大口径での不確かさが大きくなるため，D ≥ 40 mm（D* ≥ 15）を

対象にした．また，関数の形としては fi = A KG
*Bより良好にフィットできる fi = 

A exp (B KG
*)を選択した．以上により次の fiの相関式を得た．  

 fi = A exp (B KG
*)  

 *

G

L D
ρ
ρA

76.0

410
76.3















= , 16.0

11.0

654.0 *

G

L D
ρ
ρB 








−=  (15 ≤ D* ≤ 187)    (5.26) 

 上式で計算した fi,corrを式(5.5)，(5.9)，(5.12)，及び(5.19)による計算値 fi,calと比

較して図 5.14 に示す．図 5.14 (a)の空気・水系では，fi,corr < 0.01 を除いて fi,corrと

fi,calはよく一致している．fi < 0.01 では圧力勾配が小さくなり，fi,corrと fi,calの相違

が原子炉の事故解析に及ぼす影響は小さい．図 5.14 (b)の圧力の影響では，高圧

になるほど fi,corrと fi,calの相違が大きくなっている． 
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  (a) 直径 D の影響（空気・水系）   (b) 圧力 P の影響（D = 0.3 m） 
図 5.13 相関式(5.17)による fi,corrと式(5.5)，(5.9)，(5.12)，及び(5.19)  

による計算値 fi,calとの比較 
 

 

   (a) 直径 D の影響（空気・水系）   (b) 圧力 P の影響（D = 0.3 m） 
図 5.14 相関式(5.26)による fi,corrと式(5.5)，(5.9)，(5.12)，及び(5.19) 

による計算値 fi,calとの比較 

 

５.４.２ ドリフトフラックス相関式 

 δ 相関式及びドリフトフラックス相関式を用いたボイド率の計算値を図 5.15
に示す．図 5.15 (a)の δ 相関式(5.12)による計算値 αcalは，圧力が高くなるに従っ

て気相密度が大きくなり JGが小さくなる傾向を再現しており，定性的に妥当で

ある．一方，図 5.15 (b)はドリフトフラックス相関式(5.21)～(5.23)と Vgj
*相関式

(5.25)による計算値 αcorrは，高圧になると低 JGで αcorr > 1 になり，適切でない．
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式(5.24)の Vgj
*を使用しても図 5.15 (b)と同様の αcorrとなる．従って，Vgj

*相関式

(5.24)，(5.25)は高温高圧条件に適用できない． 
 式(5.24)，(5.25)の作成に使用した 20 mm ≤ D ≤ 50.8 mm での測定値に，δ 相関

式(5.12)による D = 0.3 m，P = 7 MPa までの計算値 αcalを加えて，式(5.24)と同じ

方法で以下の Vgj
*相関式を作成した． 

 Vgj
* = max (A, B), 0 ≤ Vgj

* ≤ 2.2  (7.8≤ D*≤187) 

 *
G

G

LG

L

K
ρ
ρ

D
ρ
ρ

A
0.317









−










= 315.00.1 20.0*

24.0

, 

 ( )*
G

G

LG

L

K
ρ
ρ

D
ρ
ρ

B ln
0.032









−










= 515.076.0 20.0*

15.0

       (5.27) 

Vgj
* は 0 が下限，2.2 が上限となる．A 及び B は，それぞれ低圧時と高圧時に対

する Vgj
*の式を示している． 

 式(5.21)～(5.23)と(5.27)による計算値 αcorrを δ 相関式(5.12)による計算値 αcalと

比較して図 5.16 に示す．直径が大きくなると低 αGで αcorrと αcalの相違が大きく

なる．圧力の増加による αcorrと αcalの関係の変化は小さい．図 5.16 に示す結果

は図 5.15 (b)に示した結果から大きく改善されている． 
 

 

(a) 液膜厚さ δ の相関式(5.12)   (b) ドリフトフラックス相関式(5.25) 
図 5.15 ボイド率の相関式を用いた計算値 
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(a) 直径 D の影響（空気・水系）   (b) 圧力 P の影響（D = 0.3 m） 

図 5.16 式(5.21)～(5.23)，(5.27)から得た αcorrと式(5.12)から得た αcalとの 
比較 

 

５.５ 結言 

 SF に対する界面摩擦係数 fiの相関式はないため，第４章で用いたボイド率 αG

や液膜厚さ δ から計算した fi及び本研究での fi測定値を用いて相関式を作成し

た．また，事故解析コードでドリフトフラックス相関式が使用されることを踏ま

え，分布定数 C0とドリフト速度 Vgjを評価し，これらに対する相関式を作成し

た．さらに作成した相関式を実機条件を想定した大口径，高圧条件に外挿使用す

る場合の適用性を検討した．得られた結論は以下の通りである． 
 
(1) 第３章で作成した上部タンク水位 hutの影響を含む CCFL 相関式，SF(Smooth 

Film)及び RF(Rough Film)への遷移域 TR(Transition)に適用できる壁面摩擦係

数 fw相関式，δ の関数として作成した fi相関式を環状流モデルに適用して液

相体積率 αLを計算すると，hutが αLに及ぼす影響をよく再現し，気相体積流

束 JGの増加に伴う SF から TR への変化による αLの増加をよく再現できた． 
(2) 限られた条件（7.8≤ D*≤18.6）での実験データを用いて第４章で作成した δ 相

関式について実機を想定した大口径，高圧条件に外挿使用したところ，定性

的に妥当であった． 
(3) δ 相関式を用いて fiの値とドリフトフラックス変数を計算し，計算値を含め

て作成した fi相関式やドリフトフラックス相関式を D* = 187 まで外挿使用

したところ定性的に妥当であった． 
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第６章 結論 
 

加圧水型原子炉は，通常運転時には加圧器によって一次冷却系の冷却水を加

圧して単相流状態を維持しているが，例えば配管破断による冷却材喪失事故

（LOCA）が発生した場合，減圧沸騰が生じて気液二相流になる．この時一次冷

却水系の水量の減少により，蒸気と凝縮水の気液対向流が生じ，蒸気流束が大き

いとフラッディングが生じる場合がある．このため，加圧水型原子炉の事故解析

においては，一次冷却系における気液対向流条件での落下水制限（CCFL），冷却

水量，圧力損失などを適切に評価する必要がある． 
そこで本研究では，一次元モデルに基づく原子炉の事故解析コードに使用で

きる気液対向流条件の CCFL 特性，ボイド率，壁面摩擦，及び界面摩擦に関する

相関式の構築を目的とした．加圧水型原子炉の一次冷却系において気液対向流

が生じ得る鉛直管には蒸気発生器伝熱管と加圧器サージ管がある．加圧器サー

ジ管の直径は約 0.3 m である．配管破断の面積が小さい小破断 LOCA では，一

次系圧力が二次系の運転圧力である約 7 MPa まで低下すると，一時的に圧力低

下が抑制され，一次系内の水量低下により気液対向流が生じやすくなることか

ら，二相流相関式の使用は約 7 MPa までとなる．したがって，CCFL，ボイド率，

壁面摩擦，界面摩擦に対する相関式は，直径 0.3 m，圧力 7 MPa を想定した大口

径，高圧でも定性的に妥当な評価ができることを目標とした． 
 
第２章では，気液対向流条件におけるボイド率や界面及び壁面での摩擦係数

に関する知見が不足しているため，直径 40 mm，上端シャープエッジの鉛直管

を用いて気液対向流実験を行い，CCFL 特性，管内差圧，及びボイド率を測定し，

界面及び壁面摩擦係数を実験的に評価した．その結果，以下の結論を得た． 
(1) 上端と下端の形状によらず，気相体積流束が低い時に落下液膜の気液界面

が比較的滑らかな Smooth Film となり，気相体積流束を増加させると管内

部で擾乱波が生じる流動様式遷移（Transition）が起こり，さらに増加させ

ると擾乱波の流出を伴う Rough Film に変化することを確認した． 
(2) 上端シャープエッジでの CCFL 特性は，直径 40 mm でも Kutateladze パラ

メータで整理できることを確認した． 
(3) Smooth Film での壁面摩擦係数は，単相流に対する壁面摩擦係数の相関式

で表せるが，層流から乱流への遷移域では単相流に対する相関式より大き

くなることを明らかにした． 
(4) ボイド率測定値から求めた Smooth Film の液膜厚さは，層流では自由流下

液膜に対する Nusselt の式で表せるが，乱流では自由流下液膜より厚くな
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ることを明らかにした． 
(5) 従来相関式では Smooth Filmの界面摩擦係数を適切に表せないことを確認

した． 
 
第３章では，加圧器サージ管における落下液流量がシャープエッジの鉛直管

上端部で制限されることを踏まえ，鉛直管上端部での CCFL を検討した．具体

的には，既存データを収集し，鉛直管の上端形状の影響を分類し，加圧器サージ

管上端と類似する構造に絞って直径と流体物性値の影響を評価した．また，圧力

勾配の測定値からボイド率を求める際に必要となる壁面摩擦係数について検討

した．その結果，以下の結論を得た． 
(1) 上端シャープエッジでの気液対向流は，直径が 30 mm～250 mm（無次元

直径が 11～94）の範囲では Kutateladze パラメータで整理すると流体物性

値の影響を包含できることを確認し，CCFL 相関式を作成した． 
(2) 上端制限の Smooth Film では，壁面摩擦係数は，単相流に対する相関式で

表せるが，層流から乱流への遷移域では単相流に対する相関式より大きい

ことを明らかにし，新たな壁面摩擦係数相関式を提示した． 
 
第４章では，まず，圧力勾配データまたは CCFL データからボイド率を求め

る方法を検討した．その結果，評価精度が良好な圧力勾配データからボイド率を

求めた．次に，ボイド率の測定値及び圧力勾配データから求めたボイド率を用い

て，Smooth Film に対する液膜厚さの相関式を作成した．また，作成した液膜厚

さ相関式の大口径，高温高圧への適用性を検討した．得られた結論は以下の通り

である． 
(1) 壁面摩擦係数の相関式と圧力勾配の測定値を用いてボイド率を適切に評

価できることを明らかにした． 
(2) 液膜厚さは層流域では Nusselt の式により表せる．遷移域と乱流では自由

落下液膜より厚くなり，遷移域では液相レイノルズ数 ReLの 1/2 乗に比例

し，乱流では ReLの 2/3 乗に比例することを明らかにし，相関式を作成し

た．測定値の 95 %が相関式と一致する不確かさはボイド率 0.87～0.98 に

対して ±0.0062 と小さい． 
(3) 作成した液膜厚さ相関式のデータ範囲は無次元直径 7.3～18.6 であるが，

実機を想定した大口径，高圧条件に適用したところ，定性的に妥当である

ことを確認した． 
 
第５章では，事故解析コードで界面摩擦係数やドリフトフラックスの相関式

が使用されることを踏まえ，本研究での測定値と既存データ（無次元直径 7.8～
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18.6）を用いて，これらの相関式を作成した．作成した相関式は実機条件に外挿

使用できないため，前章で作成した液膜厚さ相関式を用いて直径 0.3 m，圧力 7 
MPa（無次元直径 187）までの高温高圧の蒸気・水系における界面摩擦係数とド

リフトフラックス変数を計算し，計算値を用いて界面摩擦係数とドリフトフラ

ックスの相関式を補正した．得られた結論は以下の通りである． 
(1) 液膜厚さ相関式を用いた無次元直径 187 までの計算値と無次元直径 7.8～

18.6 の実験データから作成した界面摩擦係数相関式について，実機の大

口径，高圧条件（無次元直径 187）まで外挿使用した結果，定性的に妥当

であることを確認した． 
(2) 無次元直径 7.8～18.6 での実験データから計算した分布定数は，環状流で

の値である 1.0 になった．液膜厚さ相関式を使用して計算したドリフト速

度を利用して作成した相関式を実機の大口径，高圧条件（無次元直径 187）
まで外挿使用した結果，ボイド率の計算値は定性的に妥当であることを

確認した． 
 

以上，鉛直管の上端制限状態における管内流動特性について，直径 40 mm で

の空気・水対向流実験及び既存データの活用により CCFL，ボイド率，壁面摩擦，

及び界面摩擦に関する相関式を構築した．CCFL 相関式，壁面摩擦係数相関式，

及びボイド率から求まる液膜厚さ相関式については，大口径で高圧となる実機

条件においても定性的に妥当な評価が可能と考えられる．これらの相関式を，例

えば過渡・事故解析コードに組み込む，あるいは既存コードの検証に使用するこ

とにより，プラント事故解析の信頼性を向上できる． 
 



 
 
 

 
 

謝 辞 
 
本研究の遂行ならびに本論文の作成にあたり，神戸大学大学院工学研究科 冨山明

男教授には，終始懇切なるご指導とご鞭撻を賜りました．研究から永く離れ，また業

務を行いながらの取り組みでしたが、適切かつ温かいご指導に大変助けられました．

冨山教授のご指導を通して，有益な研究を行うことができましたこと，自分自身を成

長させることができましたこと，深く感謝の意を表します． 
ご多忙の中，本論文の査読を務めていただきました，神戸大学大学院工学研究科 

浅野等教授，今井陽介教授に謹んで感謝の意を表します． 
研究の遂行にあたり，貴重なご意見を賜りました神戸大学大学院工学研究科 林公

祐准教授，栗本遼助教に深く感謝いたします． 
 
実験を担当していただきました合田頼人氏（現 トヨタ自動車（株）），島村長幸氏

（現 パナソニック（株）），田中裕太氏には，本研究の基礎となる実験データを提供

いただきました．貴重かつ有益な実験データのおかげで，本論文を纏めることができ

ましたこと，心よりお礼申し上げます．皆様の今後のご活躍を祈念いたしますととも

にまた研究その他でご一緒させていただく機会があればうれしく思います． 
 
学位取得の機会を与えてくださいました（株）原子力安全システム研究所 橋本德

昭前社長，川邊辰也社長，田中克宜取締役、技術システム研究所 三島嘉一郎前所長，

片岡勲所長、中野守人副所長に謹んで感謝の意を表します． 
気液二相流に関する技術指導のみならず，研究に対する姿勢について身をもって示

していただきました村瀬道雄主席に深く感謝の意を表します．村瀬主席のような素晴

らしい師に出会えたことは私の人生の宝物となりました． 
西田浩二主席、中村晶主席をはじめとする安全・防災研究プロジェクトの皆様には，

本研究や論文執筆を行う上で業務面のサポートをしていただきましたことに感謝の

意を表します． 
過去に学位を取得しておられました楠木貴世志准主任研究員，同じ時期に気液二相

流の研究に取り組んでおられました佐野直樹研究員にはいろいろご助言をいただき，

心よりお礼申し上げます． 
様々な面でサポートいただきました研究所の皆様に深く感謝いたします． 
 
最後に，家庭において応援し続けてくれた妻，長男，長女および大阪，福井の親に

感謝します． 
 



 
 
 

 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

神戸大学博士論文 

「鉛直管の上端フラッディング状態における管内流動特性に関する研究」 全124頁 

提出日：2021年7月13日 

本博士論文が神戸大学機関リポジトリKernel にて掲載される場合，掲載登録日 

（公開日）はリポジトリの該当ページ上に掲載されます． 

© 髙木 俊弥 

本論文の内容の一部あるいは全部を無断で複製・転載・翻訳することを禁じます． 


	表紙最終
	目次-記号
	目次最終
	目　次

	主な使用記号最終
	主な使用記号


	第１章序論最終
	第２章空気水実験最終
	第３章気液対向流制限最終
	第４章ボイド率と液膜厚さ最終
	図4.7　蒸気・水系での圧力勾配データ[5]に基づく液膜厚さδ
	（LRν R= (νRLRP2P/g)P1/3P; sharp edge top/sharp edge bottom）
	４.３.３ 相関式

	第５章界面摩擦係数最終
	第６章結論最終
	謝辞最終
	奥付最終

