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まえがき＝火力発電と原子力発電は，熱の発生源がボイ
ラか原子炉かという相違はあるが，両者共に蒸気タービ
ンサイクルを備えている点で共通している。しかし，石
炭火力発電が25MPa，600℃クラスの超臨界水を主蒸気
として効率40％を超え，複合サイクル化されたLNG火
力発電が排熱回収ボイラで13MPa，550℃クラスの過熱
蒸気を製造して蒸気タービンサイクルで効率38％（ガス
タービンと合わせた複合サイクルで50％超）程度を達成
しているのに対して，原子力発電では原子炉側の材料条
件から 6 MPa，275℃クラスの飽和蒸気が使用されて，
効率は33～35％程度になっている。したがって，原子力
発電に携わる熱技術者にとって，与えられた飽和蒸気条
件と復水器条件の下で最大の効率を達成することが，社
会に対する使命になっている。
　図 1 に原子力発電でのタービンサイクルの概要を示

す。主蒸気は高圧タービンと低圧タービンを通過して，
最終的に復水器圧力 5 kPa程度まで断熱膨張を行うが，
飽和蒸気が使用されていることから，途中で湿分の分離
を行わず、さらに主蒸気の再熱も行わない場合には，低
圧タービン出口での湿り度は24～30％にもなって動翼の
エロージョン問題は深刻になり，タービンの機械効率も
大きく悪化する。
　そこで原子力発電の効率改善では，高圧タービンと低
圧タービンの間で主蒸気に含まれる12％程度の湿分を約
98％の高効率で分離する湿分分離器と湿分分離後の飽和
主蒸気を70～80℃の過熱蒸気へと再熱を行う再熱器を同
一の圧力容器内に収めた，湿分分離加熱器（Moisture 
Separator Reheater，略称MSR）が非常に重要な機器に
なっている。湿分分離を行うことで低圧タービン出口で
の湿り度は12～18％に改善し，さらに再熱を行うことで
10～12％にまで改善される。
　再熱を行うための熱源には，原子力発電では高圧ター
ビンをバイパスした蒸気発生器出口からのバイパス蒸気
および高圧タービンからの抽出蒸気が利用される（以下，
再熱器を含む熱交換器での高温側蒸気を加熱蒸気とい
う）。再熱器を出た加熱蒸気は高圧給水加熱器でも加熱
蒸気として再生サイクルに活用される。しかし，再熱サ
イクルと再生サイクルの両方を活用しているが，図 2 の
T-s線図（温度－エントロピー線図）に示すように，再
熱後の主蒸気（以下，再熱器での低温側蒸気を主蒸気で
はなくサイクル蒸気という）温度は蒸気発生器の飽和温
度を上回ることは決してないので，再熱サイクルでの熱
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図 1  原子力発電タービンサイクルの概要
Fig. 1  Schematic drawings of turbine cycle used in nuclear power 

generation
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効率は向上しない。加熱蒸気は熱媒として機能するだけ
で，タービンで仕事をしていないので，再生サイクルで
の熱効率も向上しない。それでも湿分分離加熱器が非常
に重要になっているのは，前述のエロージョン問題への
解決策を提供できることに加えて，タービン内部の湿分
が減少することでタービンの機械効率が向上するからで
あり，例えばサイクルの全体効率が33％から35％へ改善
するように，一般的に 2 ％程度の効率改善が見込まれる。
　 当 社 機 械 事 業 部 門 は，Thermal Engineering 
International Inc.（以下，TEi社という）が設計する湿
分分離加熱器の製造・販売を行っており，2005年に四国
電力株式会社伊方発電所 1 号機と 2 号機に湿分分離加熱
器を納入した。2006年から2008年にかけて，高サイクル
の流体加振力が加わって溶接部割れの不具合が 4 件発生
し，都度の対策を実施して2008年以降の不具合は発生し
なくなったが，長期的な健全性に万全を図る観点から
2010年と2011年にそれぞれ 2 号機と 1 号機の湿分分離加
熱器について全ての取り替えを行った。 2 号機は2010年
から東日本大震災後の2011年定期点検まで運転を行っ
て，溶接部割れなどの問題もなく運転を終了した。本稿
で報告する湿分分離加熱器の性能予測技術は，2010年の
湿分分離加熱器取り替えに向けて発電出力の向上と伝熱
管群であるチューブバンドルの健全性確認を目指して，
当社技術開発本部機械研究所が開発した。
　湿分分離加熱器については，これまでもいくつかの技
術報告がなされている。中神ら 1 ）は湿分分離加熱器の
構造，性能，設計，材質，運転制御などについて広範囲
な紹介を行っており，日本語で書かれた優れた紹介記事
になっている。山口ら 2 ）は沸騰水型原子力発電所とし
て初めて湿分分離加熱器を導入した浜岡 4 号機での設計
検討と試運転実績について述べている。また，ほぼ同時
期に山口ら 3 ）は湿分分離加熱器の伝熱性能と熱流動解
析を実施している。澤田ら 4 ）はTEi社が採用しているダ
ブルポケット型シェブロンベーンの湿分分離性能につい
て報告している。こうした報告の中でも，湿分分離加熱
器に関して設計から試運転方法まで，そして問題対策か
ら性能改善法に関する議論まで多くの情報を網羅してい
る点で，EPRI（米国電力中央研究所）が発行した文献 5 ）

は圧倒的な情報量を持っている。
　本稿では，湿分分離加熱器のチューブバンドル健全性
評価と伝熱性能設計を目的として開発した数値解析技術

について報告する。加熱蒸気が管内を流れるチューブバ
ンドルはその飽和温度よりも70～80℃程度低いサイクル
蒸気（管外蒸気）に触れるため，最も低温のサイクル蒸
気に触れるチューブバンドル下部では管内が局所的にサ
ブクール（過冷却）になり，管内凝縮水の排出と滞留が
交互に起こる管の脈動が発生することがある。湿分分離
加熱器の設計では，加熱蒸気として熱交換に必要な蒸気
量よりもわずかに多い蒸気（以下，余剰蒸気という）を
供給することでサブクール度を一定値以下に抑えておく
必要がある。余剰蒸気を多くすればサブクール度は低下
して管脈動の心配はなくなるが，蒸気サイクルの効率は
低下する。したがって，チューブバンドル健全性と伝熱
性能設計は表裏一体の問題になっている。

1 . 湿分分離加熱器の概要

1. 1　湿分分離加熱器の役割
　図 3 に原子力発電蒸気サイクルでの高圧タービンと
低圧タービンでのh－s線図（エンタルピー－エントロピ
ー線図）を示す。サイクル蒸気は蒸気発生器出口＝高圧
タービン入口の状態①からスタートして高圧タービン出
口②へ至り，湿分分離器も再熱器もない場合にはそのま
ま低圧タービンを通過して③の状態で復水器に流入す
る。この時の湿り度は24～30％に及ぶ。高圧タービンと
低圧タービンの間に湿分分離器を設けることで，低圧タ
ービン入口の状態を等圧線に沿って飽和蒸気線（湿り度
0 ％）との交点④へ移動させることができる。この結果，
低圧タービン出口での状態は⑤になって，湿り度は12～
18％に改善する。さらに，湿分分離後に蒸気発生器から
のバイパス蒸気を加熱蒸気とした再熱器に通すことで，
低圧タービン入口の状態を等圧線に沿って①を通る等温
線に近い状態⑥へ移動させることができる。この結果，
低圧タービン出口での状態は⑦になって，湿り度は10～
12％にまで改善する。このように，低圧タービンでの湿
り度を低下させることが湿分分離加熱器の役割である。
1. 2　湿分分離加熱器の構造
　図 4 に伊方発電所 1 号機および 2 号機に納めた湿分
分離加熱器の概略図を示す。高圧タービンを出て低温に
なったサイクル蒸気は図 4 側面図の右側より流入して一
旦は容器の底部に回った後，容器の長手方向に均一分散
し，かつ図 4 正面図の左右に分かれて湿分分離パネルで

図 2  再熱器を備えた原子力発電タービンサイクルのT-s線図
Fig. 2 	 T-s diagram of turbine cycle used in nuclear power generation 

equipped with reheatrer

図 3 	 原子力発電蒸気サイクルでの高圧タービンと低圧タービン
でのh－s線図

Fig. 3 	 h－s diagram for high pressure turbine and low pressure 
turbine used in steam cycle of nuclear power generation
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あるダブルポケット型シェブロンベーンへ流入する。こ
こで約98％の湿分がサイクル蒸気から取り除かれ，これ
らの湿分はドレン水として底部から排出される。湿分分
離パネルを通過したサイクル蒸気はチューブバンドルの
管外側へ流入して過熱され，上部ノズルより低圧タービ
ンへ送り出される。
　他方，図 4 側面図の左上より流入する加熱蒸気はチュ
ーブバンドルの管内側へ流入して，図 5 に示すように上
から 1 パス， 3 パス， 4 パス， 2 パスの順に並んだ各パ
スを， 1 パス→ 2 パス→ 3 パス→ 4 パスの順に流れる。
2 パスから 3 パスの間では加熱蒸気のドレンが左下より
排出され，比重の大きい湿分が到達しにくい高位置にあ
る 3 パス入口へは蒸気が流入する。管内で発生したドレ
ンは管の下り勾配と流れ方向が一致するので滑らかに排
出される 6 ）。そのおかげで管内の圧力損失も少ない。
　ここで，再熱器の性能評価に使用される指標TTD

（Terminal Temperature Difference）を紹介する。
　　TTD＝Ths－TCSO…………………………………… （ 1 ）
ここで，Ths：加熱蒸気温度，TCSO：再熱部（チューブバ
ンドル）出口サイクル蒸気温度。TTDが小さいほど，そ
の熱交換器は高い熱交換性能を持つと考えられる。

2 . 湿分分離加熱器再熱部の性能予測手法

2. 1　記号
　本稿で使用する記号を以下に示す。
　Acp：管群セルの流れ方向と直交する断面積
　Atp：管群セルに含まれる全伝熱管の流路断面積合計
　aht：管群セル単位体積当たりの伝熱面積
　f：抵抗係数

　h：蒸気エンタルピー
　i：パス番号
　k：伝熱管の熱通過率
　Lx：各パスの伝熱管長
　Ly：管群セル幅
　m

4

：質量流量（流れ方向により符号変化）
　p：圧力
　T：温度
　T'＝（T－Tcsi）/（Ths－Tcsi）：無次元温度
　ν→＝（u, v, w）：流速ベクトルと各方向成分
　x：胴体長手方向座標
　y：胴体幅方向座標
　z：鉛直上方向座標
　δ：管列ピッチ
　λeff：乱流を考慮した有効熱伝導率
　ρ：蒸気密度（理想気体の状態方程式から求める）
　τ^ ：粘性応力テンソル
添え字を以下に示す。
　cs：サイクル蒸気
　csi：湿分分離加熱器入口でのサイクル蒸気
　cso：湿分分離加熱器出口でのサイクル蒸気
　hs：加熱蒸気
　max：管列間隙最狭部
2. 2　一次元モデルと三次元モデルの概要
　本節では，再熱部（チューブバンドル）の性能予測を
行うための計算モデルについて説明する。なお，U字伝
熱管の円弧部は省略されており，管内加熱蒸気は，例え
ば 1 パスを流出すると状態変化なしで 2 パスに流入し，
管外サイクル蒸気は実際に存在している仕切り板のため
円弧部領域に流入し得ない（再熱部のバイパスはない）。
　図 6 に示す一次元モデルでは，上から 1 パス， 3 パ

図 4  伊方発電所 1 号機および 2 号機に納めた湿分分離加熱器
Fig. 4  Moisture Separator Reheater (MSR) installed in Ikata power station Unit No. 1  and Unit No. 2

図 5  管内加熱蒸気の流れと凝縮水の排出を描いた概略図
Fig. 5 	 Schematic sketch of heating steam flow and drainage of 

condensate in tubes

図 6  再熱部の一次元計算モデル
Fig. 6  One dimensional calculation model of reheater
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ス， 4 パス， 2 パスの各伝熱管群が納められた管群セル
が合計 4 つあり，管群セルごとに決められた本数の伝熱
管が均一に分散して存在している。伝熱管は流れ方向

（胴体長手方向）に要素分割されており，流れ方向の状
態変化は考慮されているが，流れ方向と直交する断面内
では同一管群セルに含まれる全伝熱管内蒸気の状態は等
しいと仮定されている。管外を流れるサイクル蒸気は下
から上へ 4 つの管群セルを順に移動する。ここでの管群
セルは各々が 1 つの容器として扱われている。以上の仮
定から，管内の加熱蒸気エンタルピーはhhs（i, x），管外
のサイクル蒸気エンタルピーはhcs（i）と定義される。こ
の一次元モデルでは，加熱蒸気の一次元管内エネルギー
方程式とサイクル蒸気の一次元エネルギー方程式の 2 方
程式のみが解かれる。
　他方，再熱部外形形状を示す三次元モデル（図 7 ）で
は図 8 に示すように管群セルがさらに小さな微小セル
へと三次元に分割されており，このセルが加熱蒸気とサ
イクル蒸気の両方に共通する検査体積になっている。し
たがって，管内の加熱蒸気エンタルピーはhhs（x, y, z），
管外のサイクル蒸気エンタルピーもhcs（x, y, z）で表され
て，同じ位置に定義されている。この三次元モデルでは，
加熱蒸気の一次元エネルギー方程式を一次元モデルと同
様に解くが，サイクル蒸気に対してはエネルギー方程式
に加えて連続の式と三次元の運動量保存式を解く。
　エンジニアリングの世界で市販ツールが幅広く活用さ
れている昨今の趨（すう）勢を反映させて，開発者以外
の多くの技術者が設計に活用できるように，一次元モデ
ルはMicrosoft ExcelをベースにVBAで作成されており，
三次元モデルはANSYS FluentをベースにUDF（User 
Defined Function）で作成されている。
2. 3　支配方程式
2. 3. 1　管内加熱蒸気の支配方程式
　管内を流れる加熱蒸気の一次元エネルギー方程式を式

（ 2 ）に示す。

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　
　…… （ 2 ）

2. 3. 2　管外サイクル蒸気の支配方程式
　一次元モデルで使用される管外サイクル蒸気のチュー
ブバンドル部での圧力損失式を式（ 3 ）に，一次元エネ
ルギー方程式を式（ 4 ）に示す。

　　　　　　　　　　　　　　
…………………… （ 3 ）

　　　　　　　　　　　　　　
…………………… （ 4 ）

　他方，三次元モデルでは管外サイクル蒸気の連続の式
（ 5 ），運動量保存式（ 6 ），エネルギー方程式（ 7 ）を
解く。
　　

Δ

・（ρcs ν→cs）＝0 … ………………………………… （ 5 ）
　　

Δ

・（ρcs ν→cs ν→cs）＝－

Δ

pcs＋

Δ

・（τ^）＋S
→

… …………… （ 6 ）
　　

Δ

・（ρcs ν→cs hcs）＝

Δ

・（λeff 

Δ

Tcs）＋kaht（Ths－Tcs）……… （ 7 ）
ここで，S

→

は外部体積力であり，各成分は式（ 8 ）で与
えられる。
　
　　　　　　　　　　　　　　

…………………… （ 8 ）

2. 4　管内蒸気と管外蒸気の熱伝達率と圧力損失
　管内蒸気の熱伝達率と圧力損失には水と空気の二相流
を対象にしたBaker線図 7 ）を基にパラメータを無次元化
する改良を加えた流動様式分類を用いた。
　管外蒸気の熱伝達率と圧力損失にはT. J. Rabasらによ
る方法 8 ）を用いた 9 ）。

3 . 湿分分離加熱器の性能予測結果と計測値との
比較

3. 1　一次元モデル計算
　一次元モデルによって計算した加熱蒸気のクオリティ
と各パスでの熱通過率をそれぞれ図 9 と図10に示す。
一次元モデル計算の結果は各パス流れ方向に垂直な断面
での平均値であるため，局所的なサブクールを調査する
ことはできず，TTDの定性的な傾向が得られるのみであ
る。この条件でのTTDを実際の伊方発電所 2 号機で比較し
た結果を，後ほど三次元計算で予測したTTDと共に示す。
3. 2　三次元計算モデル
　三次元計算に先だって，図11に示すように 1 / 3 縮尺
の相似形模型を使用してシェブロンベーン出口面での風
速分布を計測した。その結果として得られた風速分布を
実機条件に換算して，図12に示す三次元計算でのサイ
クル蒸気の流速条件として与えた。
　図13に加熱蒸気のクオリティ分布を，図14にサイク
ル蒸気の無次元温度分布を示す。図15にはU字伝熱管出
入口端面での無次元温度分布を示している。ここでは，
4 パスの底部においてサブクールが見られる。
　実機U字伝熱管出口端での温度計測（サブクール度の
計測）は余剰蒸気量の推算と調節および凝縮水脈動の関
係を知る上で有効だとEPRIの文献 5 ）では言及されてお
り，さらに実際の実施方法がTEi社の文献10）で報告され
ている。図15に記したID番号とシンボルは，この方法
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図 8  再熱部管群セルの格子分割
Fig. 8  Reheater tube bank cell divided into tiny cells

図 7  再熱部外形形状を示す三次元計算モデル
Fig. 7  Three dimensional calculation model showing reheater shape
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に従って計測した伝熱管出口端の位置と番号である。各
位置について実機で計測した無次元温度を，三次元モデ
ル計算での無次元温度と比較した結果を図16に示す。
ここでは，実機での想定流量を100％として三次元モデ
ル計算での加熱蒸気とサイクル蒸気の流量条件をそれぞ
れ変更しながら比較している。図16を見ると，実機では
2 パス下部から見て計測点 2 列目のサブクール度が 1 列
目（ 2 パス最下列）よりも全般的に大きくなっているが，
三次元モデル計算では下部から上部に向かってサブクー
ル度が低下する（温度は上昇する）傾向を示している。
これは，管ごとの加熱蒸気流量のばらつきを表現できて

いないからだと推測される。また，実機では 2 パス計測
点 3 列目でサブクールが見られ， 4 パス計測点 1 列目

（ 4 パス最下列）ではサブクールが見られないが，三次
元モデル計算ではどちらの列にもサブクールは見られ
ず，さらに加熱蒸気流量を97％に低下させても，サイク
ル蒸気を103％に増加させても， 2 パス計測点 3 列目よ
りも 4 パス計測点 1 列目で先にサブクールが発生する傾

図15	 U字伝熱管出入口端面での無次元温度分布（シンボルと数
字は温度計測点）

Fig.15	 Dimensionless temperature over cross-sectional area at 
inlet and exit end of U heat exchanger tubes (Simbols and 
numbers denote temperature measuring points)

図14	 中央断面でのサイクル蒸気無次元温度分布（左右の向きは
図 4 と同じ）

Fig.14	 Dimensionless temperature of cycle steam in a center cross 
section (right-left direction is the same in Fig. 4 )

図13 3 次元モデル計算による各パスでの蒸気クオリティ
Fig.13 Quality distribution in each pass calculated by 3 D model

図12	 1 / 3 縮尺相似形模型を使用して計測したシェブロンベー
ン出口面での風速分布

Fig.12	 Velocity distribution over Chevron vane exit surface 
measured with 1 / 3  scale model

図11	 1 / 3 縮尺相似形模型でのシェブロンベーン出口面風速分
布の計測

Fig.11	 Mesurement of Velocity distribution over Chevron vane exit 
surface using 1 / 3  scale model

図10 1 次元モデル計算による各パスでの熱通過率
Fig.10 Overall heat transfer coefficient in each pass calculated by 

1D model

図 9  1 次元モデル計算による各パスでの蒸気クオリティ
Fig. 9  Quality of heating steam in each pass calculated by 1D model
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向を示している。したがって，2.4節で述べた管内外の
熱伝達率を求める方法を用いて計算した，図10に典型値
が示されている熱通過率は実際よりもいくらか過小評価
されていると推測される。最大サブクール度では三次元
モデル計算結果の方が安全側の値を示している。
　図17には，実機で計測したTTDと，一次元モデルおよ
び三次元モデルのそれぞれで計算したTTDの比較を示し
ている。一次元モデルでのTTDは実機計測値の64％，三
次元モデルでは実機計測値の74％になっている。前述の
ように過小評価されたと推測される熱通過率での計算結
果なので，より大きな熱通過率でのTTDはより小さな値
になっていたはずである。したがって，TTD予測の観点
からも一次元モデルは三次元モデルの代替にはならな
い。ここでのTTDの実機計測値と計算結果との相違は再
熱部（チューブバンドル）をバイパスするサイクル蒸気
の存在に起因していると推測される。それゆえに，三次
元モデル計算はバイパスするサイクル蒸気量を推算する
ためにも使用されている。

むすび＝本稿では原子力発電所湿分分離加熱器再熱部の
性能予測手法について報告した。この性能予測手法を用
いて，実機湿分分離加熱器のU字伝熱管出口端温度と
TTDを計測結果と比較した結果，下記のことが分かっ
た。

　（ 1 ）三次元モデルを用いた本性能予測手法では，実
機にも見られるチューブバンドル下部のサブクールが定
性的に表現されており，最大サブクール度では計算結果
の方が安全側の値を示していることから，U字伝熱管出
口端でのサブクール度計測による最終実機調節は必要だ
が，設計時の健全性評価には十分に適用できる目処を得
た。
　（ 2 ）U字伝熱管出口端サブクール度の比較結果から，
本稿で紹介した既存の管内外熱伝達係数計算手法を用い
て求めた熱通過率は，実際の熱通過率よりも過小評価さ
れていると推測される。
　（ 3 ）TTDに関する実機計測結果と，一次元モデルお
よび三次元モデルそれぞれの計算結果との比較から，各
パスを均一に扱う一次元モデルはサイクル蒸気温度予測
の観点からも計算精度が悪く，三次元モデルの代替には
ならない。
　（ 4 ）TTDに関する実機計測結果と三次元モデル計算
結果との比較から，過小評価された熱通過率でも三次元
モデル計算によるTTDは実機計測値の74％でしかない。
したがって，少なくとも両者の差である26％は再熱部を
バイパスしたサイクル蒸気の寄与だと推測できる。
　末筆ながら，本稿を執筆するにあたって四国電力株式
会社から多大なご協力をいただいたことに厚く御礼を申
し上げたい。
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図17	 実機で計測されたTTDと、一次元モデルおよび三次元モデ
ルのそれぞれで計算されたTTDの比較

Fig.17	 Calculated TTDs by 1 D model and 3 D model compared 
with TTD measured in Ikata MSR

図16	 実機で計測された無次元温度を三次元モデル計算での無次
元温度と比較した結果

Fig.16	 Dimensionless temperatures at each position in Ikata MSR 
compared with those by 3 D model calculation


