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図 4.12-4 NUPECボイド試験クオリティボイド率相関 （低流量時） 

図 4.13-1 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較（単相試験） 

図 4.13-2 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較（二相試験） 

図 4.13-3 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 7.2MPa） 

図 4.13-4 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 8.6MPa） 

図 4.13-5 NUPEC ９×９A 型燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較 （単相試

験） 

図 4.13-6 NUPEC ９×９A 型燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較 （二相試

験） 

図 4.13-7 NUPEC ９×９A型燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 7.2MPa） 

図 4.13-8 NUPEC ９×９A型燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 8.6MPa） 

図 4.14-1 SPERTⅢ E炉心の断面 

図 4.14-2 炉心熱出力の時間変化（SPERT III E 炉心試験 43） 

図 4.14-3 投入反応度の時間変化（SPERT III E 炉心試験 43） 

図 4.15-1 領域振動の LPRM 試験データの例（安定性試験ケース４） 

図 4.15-2 周方向１次モード分布計算値（安定性試験ケース４） 

図 4.15-3 規格化された LPRM 振幅の比較（安定性試験ケース４） 
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1.目的と概要

目的 

沸騰水型原子炉（以下，「BWR」といい，改良型沸騰水型原子炉 ABWRを含む。）

では，炉内での中性子挙動と沸騰現象とが密接に関係するため，核計算と熱水力計

算を結合した炉心核熱水力特性解析システムを用いて炉心の特性評価や設計を行

う。定常状態に対する炉心核熱水力特性解析システム1は，２次元の燃料集合体核

特性計算コード2,3及び三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード4,5から構成されてい

る。 

最近の BWR燃料・炉心設計は，経済性の向上や，省資源や核拡散防止の観点から

プルトニウムを原子炉で利用するプルサーマル炉心など，幅広いニーズに対応し

たものになっている。一方，計算機の発展に伴って解析手法も進歩しており，より

高度な物理モデルが設計手法として実用的な時間で使用できるようになった。 

三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード AETNA Ver.1 （以下，「AETNA」という。） 

は次のような要求に対して，より適応性を高めることを目的に開発された。 (a)

長期サイクル (b)混合酸化物（以下，「MOX」という。）燃料導入 (c)高出力密度

炉心，などである。これらの目的のため，高速群，共鳴群，及び熱群を陽に扱うよ

うにエネルギ群として３群構成を，また中性子束解法として解析的多項式ノード

法iを採用して計算モデルの信頼性を向上6するとともに，複数核種のミクロ燃焼モ

デルを導入することで体系計算時の燃焼に伴う様々な変化に対する精度を向上さ

せている。AETNA は，同じ目的で開発された燃料集合体核特性計算コード LANCR 

Ver.17 （以下，「LANCR」という。）との組み合わせで使用される。 

なお，島根原子力発電所３号炉のチャンネルボックス厚肉化に伴う炉心設計や

安全解析等の評価においては，最新知見を反映する観点から９×９燃料（A型）に

関して AETNA を使用することとしている。 

概要 

本書では，原子炉の定常状態を解析する炉心核熱水力特性解析システムを構成

する三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード AETNAについて説明する。BWR炉心核熱

水力特性解析システムの概要を，図 1.2-1 に示す。BWR 炉心核熱水力特性解析シ

ステムは，燃料集合体核特性計算コード LANCR 及び三次元沸騰水型原子炉模擬計

算コード AETNAから構成される。なお，AETNA は定常状態の他に三次元断熱動特性

の解析機能も有する。 

LANCRは，燃料集合体形状や燃料組成などの設計情報と評価済み核データファイ

ルに基づいて処理された核データライブラリを用いて，燃料集合体断面の核特性

を計算する。この計算では燃料集合体の一断面を対象として，単一燃料集合体計算

により炉心内における代表的な燃料の状態に対して核反応に伴う核種組成の変化

i 準解析的ノード法（Semi-analytic nodal method）とも呼ばれる。 
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の追跡（以下，「燃焼」という。）を行う。この結果は，燃料集合体断面平均の核

定数としてデータベース上に出力される。 

AETNAは，燃料集合体断面平均核定数や熱水力データを用いて，炉心熱出力，炉

心冷却材流量，及び制御棒パターンなどの運転状態に対応した臨界性や熱的制限

値への余裕を評価する。AETNAの出力は，下流コードであるプラント動特性計算コ

ード8,9及び炉心安定性解析コード10,11などの炉心過渡解析計算コード，並びに燃料

棒熱・機械設計コード12に受け渡される。また，AETNA はプロセス計算機の有する

機能の一つである炉心性能計算13,14の物理モデルに適用することができる15,16。 

AETNA は，従来の三次元沸騰水型原子炉模擬計算コード 4,5 の熱水力モデルは変

更せずに，核モデルを改良修正１群モデルから３群ノード法モデルに置き換え，さ

らに新機能を追加したものである。また，AETNA では，上流側及び下流側コードと

のつなぎを自動化し，品質の向上を図っている。特に，燃料集合体核特性値はデー

タベースに格納された燃料集合体計算コードの計算結果を AETNAが直接取り込み，

内部で核定数テーブルを生成する。 
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図 1.2-1 炉心核熱水力特性解析システム 

  

 

2 次元燃料集合体核特性計算  

炉心核熱水力特性解析システム 

燃料集合体核特性 
計算コード 

 核データライブラリ 

 

燃料集合体形状 

燃料棒 U-235 濃縮度 

プルトニウム含有率 

ガドリニア含有率 

 

炉心形状データ 

熱水力定数 

燃料装荷パターン 

制御棒パターン 

炉心熱出力，流量 

炉心燃焼度増分 

下流側計算コード 
（プラント動特性， 

炉心安定性，燃料挙動） 
エンジニアリングデータベースファイル 

燃料集合体断面平均核定数， 

局所出力分布，動特性定数 

燃料熱機械，限界出力， 

制御棒関連データ 

 

3 次元核熱水力計算  

三次元沸騰水型原子炉模擬 

計算コード 

3 次元中性子束・出力分布 
冷却材ボイド・密度分布 

燃料棒出力，燃焼度，熱的余裕，他 
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 主要な機能 

 出力運転時計算 

出力運転時計算は，炉心燃料構成，制御棒パターン，炉心熱出力，及び炉心流量

などを与えられて炉心内の減速材ボイド（以下，「ボイド」という。）分布，出力

分布及び中性子実効増倍率(炉心固有値)を決定する。それをもとに熱的余裕計算

及び燃料燃焼計算を行う。熱的余裕計算では，最小限界出力比（以下，「MCPR」と

いう。）及び最大線出力密度（以下，「MLHGR」という。）を評価する。燃焼計算

においてはキセノン，サマリウム，ガドリニウム及びプルトニウムなど，その生成

及び崩壊が炉心の反応度に及ぼす影響が大きい核種の追跡も行う。また，目標臨界

固有値を与えて炉心出力又は流量の探索計算も可能である。 

 

 冷温時計算 

冷温時計算の目的は，冷温状態において減速材ボイド及びドップラフィードバ

ックのない炉心状態を計算することである。キセノンについてはあり又はなしを

考慮できる。冷温計算では炉心の冷却材（減速材）温度，炉圧，制御棒パターン，

及び安定炉周期（ペリオド）を与えられて炉心出力分布と実効増倍率，及び炉停止

余裕を計算する。 

 

 ほう酸水注入時計算 

ほう酸水注入系（以下，「SLC」という。）のほう素濃度を与えられ，ほう素あ

りの冷温時核定数を用いて，ほう素反応度を３次元中性子束計算で評価する。 

 

 断熱近似動特性計算 

定常状態からスタートし，断熱近似の動特性モデルを用いて，スクラム反応度を

時間の関数として計算する。また，制御棒落下による反応度投入事象を模擬し，燃

料棒エンタルピを時間の関数として評価する。遅発中性子群を６群まで考慮する。

固定源のある未臨界状態の解析も可能である。断熱近似であるので，過渡時の燃料

棒から冷却材への熱伝達による熱水力フィードバックは無視され，断熱燃料温度

変化によるドップラ反応度フィードバックのみが考慮される。ただし，スクラム反

応度に対する熱水力フィードバックを入力テーブルにより補正できる。 

 

 高次モード計算 

空間次元を縮約した１点近似中性子動特性解析手法による炉心の領域安定性評

価のために必要となる，高次モードと基本モードの固有値間隔及び高次モード中

性子束分布を計算する。高次モード計算は，Gram-Schmidt 直交化法による低次モ

ードの抜き取りに基づく。 
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 解析モデルの概要 

 中性子エネルギ３群構成 

エネルギ群としてより詳細な３群構成を採用した。高速群，共鳴群，及び熱群を

陽に扱うことにより，MOX 炉心や大きな中性子スペクトルミスマッチを持つ炉心へ

の適用性を向上できる。なお，特殊な目的のために中性子２群計算及び改良修正１

群計算 1を行うことも可能である。反射体は多群中性子束計算では陽に解かれ，修

正１群計算では炉心反射体境界における中性子流に対する境界条件が与えられる。 

 

 解析的多項式ノード法 

解析的多項式ノード法は，ノード内中性子源を多項式で近似し，中性子束分布を

解析的に解くため，燃料集合体間の中性子スペクトルミスマッチの大きな炉心に

対して，ノード内の中性子束分布形状を精度良く表現できる。このため粗い空間メ

ッシュでも炉内中性子束分布と固有値の計算精度が向上する。中性子束計算では，

燃料集合体均質化による誤差を補正するため中性子束不連続因子を用いる。また

ノード内の中性子束の傾きによる燃焼履歴の影響を，ノード内均質断面積の分布

を考慮して補正する。この方法では，ノード法で与えられるノード表面中性子束を

用いて計算されるノード表面燃焼度及びスペクトル履歴を利用する。 

 

 非線形反復法  

ノード法の数値解に対する応答行列を用いた直接解法はメモリ量を多く必要と

し，また要素間の結合の弱い行列のために収束が遅い欠点がある。この代わりに，

ノード法を既存の反復解法が適用できる有限差分型に変換する。この手法は局所

的な２ノード問題を，前回反復におけるノード平均中性子束を境界条件として与

えて解くことで実現される。差分法に対するノード法の補正項は，ノード法による

２ノード境界の中性子流を保存するように決定され，中性子束が収束するまで反

復更新される。 

 

 断面積計算  

ノード法計算に用いる巨視的断面積は燃焼度区間毎に燃焼度，瞬時水密度，及び

実効履歴水密度のクロス項を考慮した２次式で表現される。制御棒挿入効果は多

種類の制御棒タイプについて補正できる。制御棒履歴効果，ドップラ効果，及びほ

う素効果は別途補正される。出力密度の履歴に依存する過渡キセノン，サマリウ

ム，プロメシウム，ロジウム，ガドリニウム，及びプルトニウム，アメリシウムの

効果は，これらの核種の数密度を追跡し，微視的燃焼モデルを用いて補正する。 

 

1-5

14



 

 

 スペクトル履歴  

ノードにおける中性子の漏れを考慮したスペクトルによる燃焼履歴効果を取り

入れるため，履歴水密度を等価なスペクトル履歴を与える実効履歴水密度に補正

して，断面積テーブルを参照する。 

 

 制御棒履歴     

長期間にわたり制御棒が挿入される炉心に適用するため，AETNA の制御棒履歴

（以下，「CBH」という。）モデルは制御棒を挿入して燃焼した燃料集合体計算結

果を直接的に利用する。CBH効果は，反応度（断面積），燃料棒局所出力，燃料棒

燃焼度分布，検出器応答，及び同位体重量計算に適用する。 

 

 燃料棒出力再構築  

燃料棒出力再構築モデルは，ノード法と同様にノード内中性子束分布を多項式

（漸近成分）と解析式(過渡成分)で展開し，隣接ノードの影響を考慮する。展開係

数はノード平均，表面，及びコーナー中性子束，並びにノード境界中性子流から決

定される。ノード内の中性子束の傾きによる燃焼履歴効果も考慮される。沸騰遷移

相関式に用いる燃料集合体 R因子を，再構築された局所出力分布から計算できる。

また燃料棒出力に対して制御棒履歴を，R因子に対して制御棒履歴とチャンネル曲

がりの効果を考慮できる。 

 

 熱水力計算 

二相流に対する３保存式，ドリフトフラックスモデルを適用する。ボイド率の計

算には，修正 Zuber-Findlay相関式が用いられる。チャンネル流量は，代表チャン

ネルモデルを用いて，各チャンネルの圧力損失（以下，「圧損」という。）を等し

くするようにインチャンネル流量配分を調整する繰り返し計算によって計算する。

本手法では，バイパス領域は１チャンネルとして扱い，バイパス流量は入力又はヒ

ートバランステーブル参照値とする。 

 

 熱的余裕計算 

熱的制限値に対する余裕の評価として，MCPRと MLHGR17を計算する。限界出力比

の計算は，限界クオリティと沸騰長さの関係を用いる沸騰遷移相関式（以下，「GEXL」

という。）に基づく。MCPR に関しては，サイクル燃焼度並びに出力及び流量に依

存した制限値に対する制限値比（以下，「FLCPR」という。）を評価できる。線出

力密度に関しては，燃料棒最大線出力密度に対する制限値比（以下，「FLPD」とい

う。）のほか，燃料棒毎に設計出力履歴に対する比を評価できる。 
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 炉心内核計装応答計算 

炉心管理においては，移動式炉心内計装系（以下，「TIP」という。）または局

部出力領域モニタ（以下，「LPRM」という。）計数測定値を用いて出力分布を監視

する。このモデルでは，中性子束・出力分布計算の結果から炉内核計装の応答を計

算し，測定値との比較に適用する。 

 

 照射量計算 

炉心運転管理で必要となる各種の中性子照射量の計算を行う。熱中性子照射量

は核的寿命を，高速中性子照射量は機械的寿命を監視するために用いられる。チャ

ンネルボックス曲がり評価に用いるチャンネルフルエンスは，チャンネルボック

ス表面における１MeV 以上の高速中性子照射量である。チャンネルボックス曲がり

量は，対向する面の照射量及びジルカロイの照射成長モデルを用いて評価できる。 
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 炉心幾何形状及び特性 

 炉心の記述 

炉心は X-Y-Z の３次元メッシュの幾何形状で記述され，X-Y 方向は等メッシュ

サイズで，X,Y,Zメッシュはそれぞれ i,j,k インデクスで表される(図 1.5-1及び

図 1.5-2 参照)。水平方向面では，各燃料集合体はノード中心の１メッシュで記述

される。 

垂直方向は，サイズ ΔZ の等間隔メッシュで最初の点(k=1)は炉底から(ΔZ/2)

の距離の点であり，最後の点 (k=KMAX)は炉頂から(ΔZ/2)の距離の点である。全

炉心計算に加えて，鏡面又は回転対称性を考慮した 1/4 炉心計算及び 1/2 炉心計

算が可能である(図 1.5-2参照)。なお，ベンチマーク問題など特殊な目的のため，

２次元あるいは３次元の X-Y 方向４面鏡面反射または周期境界条件も適用可能で

ある。 

 

 燃料集合体タイプ 

異なる燃料集合体特性は燃料集合体タイプ依存の量として与えることができる。

冷温時計算では，燃料装荷中の炉心内の水領域を考慮でき，水集合体として扱うこ

とで計算できる。 

燃料集合体の幾何特性は燃料集合体タイプ依存である。局所圧損係数などの流

量特性は熱水力チャンネルタイプ依存である。ここで，熱水力チャンネルとは炉内

における幾つかの物理的な燃料集合体の平均的な熱水力特性を代表する燃料集合

体タイプである。 

 

 燃料タイプ 

異なる燃料集合体断面特性は燃料タイプの定義として与えられる。燃料タイプ

は各燃料集合体の軸方向で変化しうる。軸方向メッシュの境界と燃料断面が整合

しない場合は，複数個の燃料断面（軸方向反射体含む）からなるハイブリッド燃料

タイプが生成される。ハイブリッド燃料タイプの核定数は，構成する燃料断面の体

積平均及び出力発生燃料棒本数荷重の体積平均で与えられる。 

燃料の核特性は燃料タイプ毎に変化する。燃料タイプは，幾何形状及び同位元素

組成（初期ウラン 235(U-235)濃縮度，プルトニウム含有率，及びガドリニア濃度

など）に依存する。 

 

 オリフィスタイプ 

オリフィスタイプは燃料集合体位置毎に指定され，オリフィスタイプ別に入口

圧損データが定義される。 
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図 1.5-1 チャンネルに対するノード及びメッシュの配置 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1.5-2  炉心対称性オプション 

  

反射体境界 

ノード中心メッシュ点 

反射体境界 

1/4 炉心 

対称軸 

対
称
軸 

対称軸 

1/2 炉心 

X  -ノード点 

A  -1/4炉心内のチャンネル 
AR -回転対称条件による他象限での対応チャンネル 
AM –鏡面対称条件による他象限での対応チャンネル 

対称条件による 1/4 炉心からの全炉心展開 
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制御棒タイプ 

制御棒は，通常の炭化ほう素（以下，「B4C」という。）制御棒以外に，軸方向

に価値の異なる長寿命制御棒及び制御棒フォロワなどの多種類の制御棒タイプを

扱える。制御棒の軸方向構成は制御棒タイプ毎に指定される。 

炉心内計装位置 

局部出力領域モニタ（以下，「LPRM」という。）及び移動式炉心内計装系（以下，

「TIP」という。）位置は，TIP/LPRM応答を計算するために用いられる。 

図 1.5-3 制御棒及び炉心内計装位置 

反射体領域 

炉心を囲む反射体は与えられた条件に対する一層の水及び構造材を均質化した

ノードで表現される。炉心下部では，水の密度は炉心入口のサブクール条件を基に

し，炉心上部では各燃料集合体の出口条件に基づく。径方向の反射体は炉心入口条

件に基づく。 

多群中性子束計算では，アルベド境界条件iが反射体ノードの外側表面に対して

課される。アルベド条件は，各群と各方向に与えられる。 

i  アルベドとは，ノード外側表面から計算体系外へ出て行く部分中性子流と入ってくる部分中性

子流の比である。 
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解析条件適用範囲 

AETNAコードは，BWR の炉心設計及び許認可解析における定常及び断熱動特性解

析に適用できる。典型的な解析例は 1.3節の主要な機能に示されている。 

AETNA の解析条件の適用範囲は，炉心核熱水力特性解析システムが設置（変更）

許可申請書における許認可解析に使用されることを前提として設定し，4章に詳述

するように，この適用範囲を包含する検証及び妥当性確認を行っている。AETNAの

解析条件に関する適用範囲を表 1.6-1に示す。 

AETNAは，７×７，８×８，９×９，及び 10×10 燃料を装荷した BWR炉心の設

計解析及び炉心管理（MOX燃料を含む）について適用可能である。すなわち，冷温

停止状態，部分出力運転状態，通常運転状態及び SLC 作動状態の炉心に対して必

要な解析モデルを備えており，それらは検証及び妥当性確認によって適用性を確

認している。AETNA で用いるボイド相関式及び GEXL 相関式を定めた試験パラメー

タの範囲は，実炉の通常運転時の各主要パラメータの変動範囲を包括する。 

表 1.6-1 AETNAの解析条件適用範囲 

項 目 適用範囲 

燃料棒配列サイズ 7×7 ～ 10×10 i 

炉型 BWR2/3/4/5/6, ABWR 

燃料 UO2, MOX 

減速材温度 低温 ～ 高温（出力運転時） 

減速材中の吸収材 ほう素（ほう酸水注入系作動時） 

炉圧 大気圧 ～ 8.6 MPa 

制御棒吸収材 炭化ほう素（B4C），ハフニウム（Hf） 

i ソフトウェアの能力としてはメモリの許す範囲で上限はない。 
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2. 重要現象についてのモデル化と妥当性確認について 

シミュレーションを行う対象について，着目すべき物理現象を特定するととも

に，それらのモデル化と検証・妥当性確認に関連し，モデル性能を確認する方法と

して，PIRT（Phenomena Identification and Ranking Table）を利用する方法が

ある18。本章では，3 章で詳細を述べる AETNA の核定数モデル及び数学モデルにつ

いて，重要な現象に対するモデル化の包絡性を，PIRT 及びモデル性能比較表を用

いて確認する。さらに，4章で詳細を述べる検証と妥当性確認について，モデル性

能評価表を用いて，重要なモデルに対する妥当性確認が網羅的に実施されている

ことを確認する。なお，ソフトウェアの品質確保に係る検証については本書では記

載を省略する。 

 

 PIRT及びモデル性能評価表によるモデル化の確認 

PIRTを作成する際の物理現象のランキングの考え方を表 2.1-1に示す。着目す

べき現象の抽出に当たっては，前章で述べた利用目的と適用範囲に留意している。 

 

 核定数テーブルの各種依存性に対する確認 

集合体核定数計算と炉心核熱水力計算から構成される２段階手法を前提とした

AETNAの解析では，参照する核定数テーブルが，利用目的の範囲において起こりう

る状態の変化に対して，計算に必要となるデータを包含する必要がある。このため

には，核定数テーブルを構成するパラメータについて必要な物理効果に対する依

存性を保持している必要がある。本節では AETNAの核定数テーブルが，BWRの状態

変化に対する依存性を網羅的に具備していることを，PIRT の考え方を準用するこ

とで確認する。すなわち，核定数のテーブル化に関する PIRT及びモデル性能評価

表を作成することで確認する。 

核定数テーブルの依存性確認のための PIRT 及びモデル性能評価表を表 2.1-2

に示す。この表では，ノードの状態を変化させうるさまざまな現象をランキングに

より特定するとともに，それらの依存性がテーブル化により表現されている。 

この表で特定された重要な依存性の内，AETNA の核定数テーブルにおいてテーブ

ル化によるモデル化がなされていない現象としては，以下の項目があげられる。こ

れらは，現時点においては以下に示す理由で依存性を維持しなくともよいと考え

られる。その理由を以下に示す。 

① 制御棒価値の減損効果 

制御棒吸収材の照射に伴う減損により制御棒価値は減損しうる。しかし，

プラントの運転管理において制御棒照射量に対し適切な制限値を設けるこ

とで，制御棒価値そのものに大きな影響は出ないよう管理されており，その

影響は小さい。 
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② ほう素価値の減速材温度依存性 

ほう素の価値は減速材温度条件に依存し変化しうる。ただし，炉心管理・

安全解析における SLC 作動時の解析では，解析条件温度点がプラント毎に

１つの温度に定められており，当該温度点の核定数を保持すれば減速材温

度依存性は現時点では不要。 

なお，核定数テーブルのプラント過渡時の冷温時ボイド・温度依存性（インチャ

ンネル・アウトチャンネル独立性考慮）8に関しては本書では適用範囲外のため説

明を省いているが，PIRT等には参考に記載している。 

以上より，AETNA の核定数テーブルは，必要な依存性に対するテーブルによるモ

デル化を網羅的に有しているといえる。 

 

 その他の AETNA の数学モデルについての確認 

その他の AETNA の数学モデルに関して，重要現象の特定と対応する数学モデル

の確認を目的とした PIRT及びモデル性能比較表を，表 2.1-3，表 2.1-4に示す。

これらの表に示すように，重要度ランキングは，通常運転時に着目すべき各種の特

性値に対して，核的および熱・水力・材料・熱機械に関する現象を対象とし，重要

と考えられる現象（ランク M 以上）を抽出している。個々のモデルの詳細は 3 章

で示す。 

抽出された現象に対し該当する数学モデルがないものとその理由を以下に示す。 

① スクラム時ボイド反応度（核的現象） 

AETNA は，断熱近似（燃料棒表面における熱伝達は過渡中に変化しない）

に基づくスクラム反応度解析が可能である。本近似モデルの適用により，安

全解析に重要なスクラム直後の比較的早期の反応度積算量（スクラムイン

デックス）の概算を把握することは可能である。なお，島根３号の解析では

対応する機能を適用していない。 

② 集合体内ボイド分布（水力的現象） 

LANCR による集合体核特性計算は二段階手法で一般的な２次元計算の結

果に基づく。２次元計算で集合体内の空間ボイド分布を考慮することは何

らかの仮定をしない限り不可能であることから，集合体内ボイド率分布に

ついて均一分布を想定する。ボイド分布の存在を無視することによる影響

は，通常の燃料では限定的である19。集合体内ボイド率の均一分布仮定は 4.7

章 燃料棒出力分布（ガンマスキャンとの比較）で間接的に妥当性は確認さ

れる。 

③ 炉心熱出力（熱的現象） 

外部評価値の入力としている。 

なお，“バイパス流量”，“水ロッド流量”，“減速材直接発熱”，“構造材直

接発熱”および“燃料平均温度”については，物理現象を考慮した解析に基づいて

適切な依存性を有する設定値（係数）を入力している。以上より，上記①～③以外
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のすべての物理現象に対し必要なモデルを有しており，重要な現象は考慮されて

いる。  
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表 2.1-1 本書における PIRT ランキングの考え方 

ランク PIRT重要度ランクの定義 包絡性確認の考え方 

H 
評価指標に対する影響が大きいと

考えられる現象 

該当する数学モデルを実装する。実装され

た数学モデルに対して，試験・実機もしく

は連続エネルギモンテカルロコード等の

信頼性の高いモデルによる妥当性確認を

実施する。妥当性確認が実施できない場

合，それらの取り扱いについて説明する。 

M 
評価指標に対する影響が中程度と

考えられる現象 

L 
評価指標に対する影響が小さいと

考えられる現象 

物理現象に対するモデルの実装・検証・妥

当性確認は実施せず，出力分布・実効増倍

率の妥当性確認でもって総合的に確認す

る。 

これらの現象は重要度が低いことから，本

書の PIRT等では記載を省略している。 

I 
評価指標に対して影響を与えない

か，または無視できる程度の現象 
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マクロ/ミクロ断面積，拡散係数，不連続因子

局所出力分布，核計装応答

実効遅発中性子割合，中性子寿命

最高ランク

燃焼度依存性

履歴ボイド/スペクトル履歴ボイド率依存性

履歴ボイド変化依存性

制御棒履歴効果 - 燃焼度依存性

制御棒瞬時効果 - 吸収材組成（制御棒タイプ）依存性

燃料温度変化瞬時効果 - 燃焼度依存性

燃料温度変化瞬時効果 - 温度依存性

減速材温度瞬時効果（冷温） - 減速材温度依存性

ほう素混入時瞬時効果（冷温）- ほう素量依存性

過渡時効果 - 冷温時ボイド及び温度依存性*2
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本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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余剰反応度

炉停止余裕

最大制御棒価値

反応度係数

スクラム反応度

ほう酸注入系停止能

熱機械　(LHGR)

設計出力履歴

焼損 (MCPR)

未臨界度

表面熱流束

焼損 (MCPR)

中性子束計算（定常）

中性子束計算（過渡）

高次モード計算

燃料棒出力再構築

燃料棒燃焼度再構築

断面積モデル

燃焼履歴モデル

ミクロ燃焼モデル

燃料温度モデル

反射体モデル

エネルギ計算

サブクール沸騰モデル

ボイド相関式

壁面熱伝達

圧力損失

チャンネル流量配分

バイパスモデル

熱的余裕計算

沸騰遷移相関式

核計装応答

学習モデル（プロセス計算機編）
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接
燃

料
効

果
は

B
D

F
因

子

炉
内

計
装

管
応

答
T
IP

/
L
P
R

M
学

習
（
プ

ロ
セ

ス
計

算
機

編
）

評
価

事
象

重
要

度
ラ

ン
キ

ン
グ

モ
デ

ル
性

能
比

較
表

”
－

”
：
関

連
し

な
い

，
　

”
○

”
：
関

連
す

る
，

　
”
N

/
A

”
：
モ

デ
ル

無

通
常

運
転

時
過

渡
時

最高ランク

物
理

モ
デ

ル
ま

た
は

構
成

式

核
的

制
限

値
熱

的
制

限
値

安定

性

熱
的

制
限

値
核

計
算

熱
水

力
計

算
そ

の
他

核的現象

 中
性

子
増

倍
特

性
　

（
ノ

ー
ド

）
 *

遅
発

中
性

子
割

合
　

（
ノ

ー
ド

）
 *

空間分布 フィードバック 構成体起因
計

装

三
次
元
沸
騰
水
型

原
子
炉
模
擬
計
算
コ
ー
ド

評
価
指
標

B
W

R
の
炉
内
物
理
現
象

（
*は

LA
N

C
R

 P
IR

Tの
評
価
指
標
）

表
 2
.1
-3
 
AE
TN
A
の

PI
RT

及
び
モ
デ
ル
性
能
比
較
表
（

1/
2
，
核
的
現
象
）
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余剰反応度

炉停止余裕

最大制御棒価値

反応度係数

スクラム反応度

ほう酸注入系停止能

熱機械　(LHGR)

設計出力履歴

焼損 (MCPR)

未臨界度

表面熱流束

焼損 (MCPR)

中性子束計算（定常）

中性子束計算（過渡）

高次モード計算

燃料棒出力再構築

燃料棒燃焼度再構築

断面積モデル

燃焼履歴モデル

ミクロ燃焼モデル

燃料温度モデル

反射体モデル

エネルギ計算

サブクール沸騰モデル

ボイド相関式

壁面熱伝達

圧力損失

チャンネル流量配分

バイパスモデル

熱的余裕計算

沸騰遷移相関式

核計装応答

学習モデル（プロセス計算機編）

３
次

元
ボ

イ
ド

分
布

集
合

体
内

ボ
イ

ド
分

布
イ

ン
チ

ャ
ン

ネ
ル

ボ
イ

ド

バ
イ

パ
ス

ボ
イ

ド
分

布
LP

R
M

感
度

制
限

（
7
%）

サ
ブ

ク
ー

ル
ボ

イ
ド

サ
ブ

ク
ー

ル
ボ

イ
ド

モ
デ

ル

チ
ャ

ン
ネ

ル
圧

損
局

所
圧

損
，

加
速

圧
損

，
摩

擦
圧

損
，

位
置

圧
損

チ
ャ

ン
ネ

ル
流

量
（
チ

ャ
ン

ネ
ル

圧
損

依
存

）

バ
イ

パ
ス

流
量

出
力

=
流

量
依

存
バ

イ
パ

ス
流

量
表

 （
入

力
値

）

水
ロ

ッ
ド

流
量

出
力

=
流

量
依

存
バ

イ
パ

ス
流

量
表

 （
入

力
値

）

水
ロ

ッ
ド

形
状

流
路

面
積

変
化

減
速

材
直

接
発

熱
入

力
値

構
造

材
直

接
発

熱
入

力
値

炉
心

熱
出

力
入

力
値

沸
騰

遷
移

G
E
T
A

B
（
G

E
X
L相

関
式

）

熱

燃
料

平
均

温
度

熱
流

束
＝

燃
料

温
度

表
 （

入
力

値
）

材

料

チ
ャ

ン
ネ

ル
曲

り
・
バ

ル
ジ

チ
ャ

ン
ネ

ル
曲

り
を

考
慮

し
た

R
因

子

注
：

①
（

バ
イ

パ
ス

流
量

，
水

ロ
ッ

ド
流

量
）

，
②

（
減

速
材

直
接

発
熱

，
構

造
材

直
接

発
熱

）
，

③
（

燃
料

平
均

温
度

）
は

，
そ

れ
ぞ

れ
物

理
現

象
を

考
慮

し
た

解
析

に
基

づ
き

入
力

値
を

設
定

し
て

い
る

。

評
価

事
象

重
要

度
ラ

ン
キ

ン
グ

モ
デ

ル
性

能
比

較
表

”
－

”
：
関

連
し

な
い

，
　

”
○

”
：
関

連
す

る
，

　
”
N

/
A

”
：
モ

デ
ル

無

通
常

運
転

時
過

渡
時

最高ランク

物
理

モ
デ

ル
ま

た
は

構
成

式

核
的

制
限

値
熱

的
制

限
値

安定

性

熱
的

制
限

値
核

計
算

熱
水

力
計

算
そ

の
他

熱的・水力的現象

空間分布 構成体　起因現象 発熱　その他

材料・

熱機械

三
次
元
沸
騰
水
型

原
子
炉
模
擬
計
算
コ
ー
ド

評
価
指
標

B
W

R
の
炉
内
物
理
現
象

（
*は

LA
N

C
R

 P
IR

Tの
評
価
指
標
）

表
 2
.1
-
4 

AE
TN
A
の

PI
RT

及
び
モ
デ
ル
性
能
比
較
表
（

2/
2，

熱
・
水
力
・
材
料
現
象
）
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 モデルに対する検証・妥当性確認の網羅性確認 

3章に示すモデルに対する個々の検証・妥当性確認の詳細は 4 章で示す。ここで

は，4章の検証及び妥当性確認が網羅的に実施されていることを確認する方法とし

てモデル性能評価表を用いた確認を行う。なお，核定数テーブルは，核計算を行う

すべての検証・妥当性確認で使用されることとなる。そこで，本章で示した核定数

テーブルの依存性に関する個別の妥当性確認は省略し，4章に示す AETNA のモデル

における妥当性確認でもって合わせて確認されることとする。 

AETNAの重要な現象に対応したモデル毎の妥当性確認に関する状況として，モデ

ル性能比較表及びモデル性能評価表を，表 2.2-1，表 2.2-2に示す。これらの表

から，重要な現象として特定された項目で本書にて直接の妥当性確認が言及され

ていない現象としては以下がある。 

① チャンネル流量（熱的・水力的現象） 

チャンネル流量は，チャンネル毎の圧力損失が等しくなるよう配分され

る。したがって，圧力損失モデルの妥当性確認がなされれば，チャンネル流

量も正しい値となると考えられる。圧力損失モデルについては試験による

妥当性確認を実施しており，代表チャンネルに基づく流量配分モデルにつ

いては全集合体を独立チャンネルとして扱う詳細コードとの比較による妥

当性確認を実施している。以上より本現象に対しては間接的な妥当性確認

により信頼性は確認されている。 

② 沸騰遷移（熱的・水力的現象） 

沸騰遷移モデルとしては GEXL相関式に基づくモデルを有している。この

相関式の妥当性は，参考文献 36，37 に示されている。 

以上より，AETNA の数学モデルは網羅的に検証・妥当性確認が実施されている。 

なお，入力値とすることで AETNA 内部では考慮していない現象については，利

用時に適切な入力値を設定することで解を得ることができると考えられるため，

妥当性確認は実施してない。 
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中性子束計算（定常）

中性子束計算（過渡）

高次モード計算

燃料棒出力再構築

燃料棒燃焼度再構築

断面積モデル

燃焼履歴モデル

ミクロ燃焼モデル

燃料温度モデル

反射体モデル

エネルギ計算

サブクール沸騰モデル

ボイド相関式

壁面熱伝達

圧力損失

チャンネル流量配分

バイパスモデル

熱的余裕計算

沸騰遷移相関式

核計装応答

学習モデル（プロセス計算機編）

冷温時臨界固有値（制御棒価値）

出力運転時臨界固有値

出力分布（TIPとの比較)

出力分布（γスキャン）

燃料棒出力分布（γスキャン）

照射後試験

MOX装荷炉心

長期停止運転

部分出力運転

ボイド率測定（ボイド率を比較）

チャンネル圧損試験

SPERT実験

安定性試験高次モード分布

IAEA PWRベンチマーク （定常)

LRA BWRベンチマーク (定常/過渡)

HAFAS BWRベンチマーク (定常)

LMW PWRベンチマーク (過渡)

均質円筒炉心高次モード問題

局所出力 (初装荷多濃縮度炉心)

局所出力 (MOX燃料部分炉心)

局所出力 (10X10燃料平衡炉心)

燃焼履歴問題

全炉心体系モンテカルロ

チャンネル流量配分

３
次

元
　

出
力

分
布

（
定

常
）

３
次

元
　

高
次

モ
ー

ド
分

布
（
定

常
）

３
次

元
　

出
力

分
布

(過
渡

）

局
所

出
力

分
布

 *

局
所

燃
焼

度
分

布

制
御

棒
価

値
  

*

ボ
イ

ド
反

応
度

  
*

ド
ッ

プ
ラ

反
応

度
  

*

ほ
う

酸
価

値
  

*

減
速

材
温

度
  

*

燃
料

減
損

 （
ノ

ー
ド

）

核
分

裂
生

成
物

反
応

度
（
ノ

ー
ド

）

ス
ク

ラ
ム

時
　

制
御

棒
価

値
  

*

ス
ク

ラ
ム

時
　

ボ
イ

ド
反

応
度

  
*

制
御

棒
履

歴

多
種

類
制

御
棒

効
果

水
ロ

ッ
ド

形
状

炉
内

計
装

管
応

答

遅
発

中
性

子
割

合
　

（
ノ

ー
ド

）
  

*

空間分布 フィードバック 構成体起因
そ

の
他

評
価

事
象

重要度ランキング

モ
デ

ル
性

能
比

較
表

”
-
”
：
関

連
し

な
い

，
　

”
○

”
：
関

連
す

る
，

　
”
N

/
A

”
：
モ

デ
ル

無
モ

デ
ル

性
能

評
価

表

核
計

算
熱

水
力

計
算

プ
ラ

ン
ト

運
転

実
績

に
よ

る
妥

当
性

確
認

試
験

に
よ

る
妥

当
性

確
認

ベ
ン

チ
マ

ー
ク

問
題

に
よ

る
検

証

連
続

エ
ネ

ル
ギ

モ
ン

テ
カ

ル
ロ

計
算

等
に

よ
る

妥
当

性
確

認

①
（

S
P
E
R
T
実

験
）

，
②

（
L
R
A
 
B
W
R
ベ

ン
チ

マ
ー

ク
(
過

渡
)
）

，
③

（
L
M
W
 
P
W
R
ベ

ン
チ

マ
ー

ク
（

過
渡

）
）

で
は

，
炉

心
出

力
の

時
間

依
存

応
答

の
み

確
認

し
て

い
る

。

計

装

核的現象

 中
性

子
増

倍
特

性
　

（
ノ

ー
ド

）
  

*

三
次
元
沸
騰
水
型

原
子
炉
模
擬
計
算
コ
ー
ド

モ
デ
ル
と
性
能
評
価

B
W

R
の
炉
内
物
理
現
象

(*
は

LA
N

C
R

 P
IR

Tの
評
価
指
標
）

表
 2
.2
-1
 
AE
TN
A
の
モ
デ
ル
性
能
比
較
及
び
評
価
表
（

1/
2
，
核
的
現
象
）
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中性子束計算（定常）

中性子束計算（過渡）

高次モード計算

燃料棒出力再構築

燃料棒燃焼度再構築

断面積モデル

燃焼履歴モデル

ミクロ燃焼モデル

燃料温度モデル

反射体モデル

エネルギ計算

サブクール沸騰モデル

ボイド相関式

壁面熱伝達

圧力損失

チャンネル流量配分

バイパスモデル

熱的余裕計算

沸騰遷移相関式

核計装応答

学習モデル（プロセス計算機編）

冷温時臨界固有値（制御棒価値）

出力運転時臨界固有値

出力分布（TIPとの比較)

出力分布（γスキャン）

燃料棒出力分布（γスキャン）

照射後試験

MOX装荷炉心

長期停止運転

部分出力運転

ボイド率測定（ボイド率を比較）

チャンネル圧損試験

SPERT実験

安定性試験高次モード分布

IAEA PWRベンチマーク （定常)

LRA BWRベンチマーク (定常/過渡)

HAFAS BWRベンチマーク (定常)

LMW PWRベンチマーク (過渡)

均質円筒炉心高次モード問題

局所出力 (初装荷多濃縮度炉心)

局所出力 (MOX燃料部分炉心)

局所出力 (10X10燃料平衡炉心)

燃焼履歴問題

全炉心体系モンテカルロ

チャンネル流量配分

３
次

元
ボ

イ
ド

分
布

集
合

体
内

ボ
イ

ド
分

布

バ
イ

パ
ス

ボ
イ

ド
分

布

サ
ブ

ク
ー

ル
ボ

イ
ド

チ
ャ

ン
ネ

ル
圧

損

チ
ャ

ン
ネ

ル
流

量

バ
イ

パ
ス

流
量

　
（
入

力
値

）

水
ロ

ッ
ド

流
量

　
（
入

力
値

）

水
ロ

ッ
ド

形
状

減
速

材
直

接
発

熱
　

（入
力

値
）

構
造

材
直

接
発

熱
　

（入
力

値
）

炉
心

熱
出

力
　

（入
力

値
）

沸
騰

遷
移

熱

燃
料

平
均

温
度

　
（
入

力
値

）

材

料

チ
ャ

ン
ネ

ル
曲

り
・
バ

ル
ジ

①
集

合
体

内
の

均
一

ボ
イ

ド
分

布
の

仮
定

は
，

”
燃

料
棒

出
力

（
γ

ス
キ

ャ
ン

）
”

 
で

間
接

的
に

確
認

さ
れ

る
。

②
チ

ャ
ン

ネ
ル

流
量

は
，

”
チ

ャ
ン

ネ
ル

圧
損

試
験

”
及

び
 
”

チ
ャ

ン
ネ

ル
流

量
配

分
の

妥
当

性
確

認
”

で
間

接
的

に
確

認
さ

れ
る

。

材料・

熱機械
熱的・水力的現象

空間分布 構成体起因 発熱
モ

デ
ル

性
能

評
価

表

核
計

算
熱

水
力

計
算

プ
ラ

ン
ト

運
転

実
績

に
よ

る
妥

当
性

確
認

試
験

に
よ

る
妥

当
性

確
認

ベ
ン

チ
マ

ー
ク

問
題

に
よ

る
検

証

連
続

エ
ネ

ル
ギ

モ
ン

テ
カ

ル
ロ

計
算

等
に

よ
る

妥
当

性
確

認
そ

の
他

評
価

事
象

重要度ランキング

モ
デ

ル
性

能
比

較
表

”
-
”：

関
連

し
な

い
，

　
”
○

”：
関

連
す

る
，

　
”
N

/
A

”
：
モ

デ
ル

無

三
次
元
沸
騰
水
型

原
子
炉
模
擬
計
算
コ
ー
ド

モ
デ
ル
と
性
能
評
価

B
W

R
の
炉
内
物
理
現
象

(*
は

LA
N

C
R

 P
IR

Tの
評
価
指
標
）

表
 2
.2

-2
 
AE
TN
A
の
モ
デ
ル
性
能
比
較
及
び
評
価
表
（

2/
2，

熱
・
水
力
・
材
料
現
象
）
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3. 解析モデル 

 核計算 

BWR炉心では出力分布とボイド分布の相互のフィードバックを考慮するため，３

次元の核熱水力結合計算を行う。核計算では，炉心に装荷されている各燃料集合体

を軸方向に分割し，径方向には均質化した小体積（ノード）に対する拡散ノード法

を用いて中性子束・出力分布を計算する。ノード法はノード内中性子束分布を関数

展開することにより，差分法に比べて正確な出力分布を計算できる。出力分布計算

結果を基に熱水力計算によりボイド分布とチャンネル流量配分が計算される。 

本手法では，中性子エネルギ３群スキームを採用し，高速群，共鳴群，及び熱群

を陽に解く。またノード境界のスペクトルミスマッチによる熱中性子束の分布を

精度良く扱えるように解析的多項式ノード法20を採用している。この手法ではノー

ド内中性子源を多項式近似し，中性子束を解析的に解く。計算効率向上のため，中

性子束計算は従来の応答係数法 20 ではなく非線形反復法を採用し，２ノード問題

を解析的多項式ノード法で解いてノード平均中性子束に対する差分形式に導いて

いる。中性子束反復計算では，非線形反復に最適な Krylov部分空間法を用いて計

算時間の短縮を実現している 6。 

 

 基本方程式 

炉心計算では，中性子エネルギ群を高速，共鳴，及び熱群の３群で扱う。均質な

ノード 𝑖 に対する中性子３群構成での拡散方程式は，次式で表される。 

 𝛻 ⋅ 𝐽𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) + 𝛴𝑟𝑔

𝑖 𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) = 𝑄𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) (3.1-1) 

中性子流及び中性子源は，それぞれ 

 𝐽𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) = −𝐷𝑔

𝑖 𝛻𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)  (3.1-2) 

 𝑄𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) = ∑ 𝛴𝑔′→𝑔

𝑖 𝜙𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝑔′≠𝑔 +

𝜒𝑔

𝜆
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜙𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝑔′  (3.1-3) 

ここで，𝜆は炉心固有値（実効増倍率）であり，炉心内の中性子発生率と除去率

の釣り合いを表す。また， 

 ∇    ：ナブラ演算子（空間微分を表す） 

 𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) ：第𝑔群中性子束（𝑔=1,2,3がそれぞれ高速，共鳴，熱群） 

 𝐷𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) ：第𝑔群拡散係数 

 𝛴𝑟𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) ：第𝑔群除去断面積 

 𝜈𝛴𝑓𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) ：第𝑔群核分裂生成断面積（νは核分裂当たり発生中性子数） 

 𝛴𝑔′→𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) ：第𝑔′ → 𝑔群散乱断面積 
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 𝜒𝑔    ：核分裂スペクトル 

方程式の離散化のため，式(3.1-1)をノード体積で積分すると次の中性子バラン

ス式を得る。 

 ∑
1

ℎ𝑢
𝑖 (𝐽𝑔𝑢+

𝑖 − 𝐽𝑔𝑢−
𝑖 )𝑢=𝑥,𝑦,𝑧 + 𝛴𝑟𝑔

𝑖 𝜙𝑔

𝑖
= 𝑄𝑔

𝑖
 (3.1-4) 

ここで，𝜙
𝑔

𝑖
と 𝐽𝑔𝑢±

𝑖  はノード平均中性子束とノードの𝑢 ±方向表面の境界中性子

流であり，ℎ𝑢は𝑢方向のノード幅である。𝑥方向を例に，ノードインデクスとノー

ド境界中性子流の関係を図 3.1-1に示す。 

 

 

 

 

 

 

図 3.1-1 ノードインデクスとノード境界中性子流 (u =xの場合) 

 

式(3.1-4)において境界中性子流を，境界を挟む２ノードのノード平均中性子束

を用いて表わすことができれば，ノード平均中性子束を未知ベクトルとする固有

値方程式が与えられる。この離散化された固有値方程式を，反復計算手法を用いて

数値的に解くことにより，ノード平均中性子束と，炉心固有値が求められる。 

 

 解析的多項式ノード法 

従来の差分法では，境界中性子流を隣接２ノードの平均中性子束の差分から計

算するが，ノード幅が大きい場合に精度が悪化する。ノード法では，より精度良く

求めるために，ノード内の中性子束分布を関数展開して，境界中性子流を計算する
21。本手法では，ノード内で変化の大きい熱中性子束分布をより正確に表せるよう

に解析的展開を用いる22。境界中性子流を求めるために拡散方程式(3.1-1)を着目𝑥

方向以外の横方向について積分し，次の１次元方程式を得る。なお，𝑦, 𝑧方向の中

性子流についても同様である。 

−𝐷𝑔
𝑖 𝑑2

𝑑𝑥2 𝜙𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) + 𝛴𝑟𝑔

𝑖 𝜙𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) = 𝑄𝑔𝑥

𝑖 (𝑥) − 𝐿𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) (3.1-5) 

ここで， 

 𝜙𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) =

1

ℎ𝑦
𝑖 ℎ𝑧

𝑖 ∫ 𝑑𝑦
ℎ𝑦

𝑖

0 ∫ 𝑑𝑧
ℎ𝑧

𝑖

0
𝜙𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) (3.1-6) 

i

xh

x

i

gxJ 

i

gxJ 

1i  i 1i 
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横方向の漏れ項は以下で定義される。 

 𝐿𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) =

1

ℎ𝑦
𝑖 ℎ𝑧

𝑖 ∫ 𝑑𝑧
ℎ𝑧

𝑖

0
{𝐽𝑔𝑦

𝑖 (𝑥, 𝑦+, 𝑧) − 𝐽𝑔𝑦
𝑖 (𝑥, 𝑦−, 𝑧)} +

1

ℎ𝑧
𝑖 ℎ𝑦

𝑖 ∫ 𝑑𝑦
ℎ𝑦

𝑖

0
{𝐽𝑔𝑧

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧+) −

𝐽𝑔𝑧
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧−)}   (3.1-7) 

解析的多項式ノード法では，横方向積分された式(3.1-5)の中性子源項と横方向

の漏れ項を多項式で展開する。 

 𝑄𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) = ∑ 𝑄𝑔𝑥𝑛

𝑖 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥
𝑖 )2

𝑛=0   (3.1-8) 

 𝐿𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) = ∑ 𝐿𝑔𝑥𝑛

𝑖 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥
𝑖 )2

𝑛=0   (3.1-9) 

ここで，𝑤𝑛(𝑢) (0 ≤ 𝑢 ≤ 1)は𝑛次のルジャンドル関数である。 

 𝑤0(𝑢) = 1  

 𝑤1(𝑢) = 2𝑢 − 1   (3.1-10) 

 𝑤2(𝑢) = 6𝑢(1 − 𝑢) − 1    

これらの多項式は次の直交関係を満たす。 

 ∫ 𝑑𝑢𝑤𝑛(𝑢)𝑤𝑚(𝑢) =
1

2𝑛+1
𝛿𝑚𝑛

1

0
 (3.1-11) 

これにより，式(3.1-5)の１次元中性子束は解析的に解かれ，𝑥方向について次

のように表される。 

 𝜙𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) = 𝐴𝑔𝑥

𝑖 𝑐𝑜𝑠ℎ 𝜅𝑔
𝑖 𝑥 + 𝐵𝑔𝑥

𝑖 𝑠𝑖𝑛ℎ 𝜅𝑔
𝑖 𝑥 + ∑ 𝑎𝑔𝑥𝑛

𝑖 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥
𝑖 )2

𝑛=0  (3.1-12) 

ここで，𝜅𝑔
𝑖 = √𝛴𝑟𝑔

𝑖 /𝐷𝑔
𝑖  は拡散距離の逆数である。展開係数は式(3.1-12)が式

(3.1-5)を満足するよう定めるが，まず𝑎𝑔𝑥𝑛
𝑖 は中性子源の分布形より定まる。式

(3.1-12)の特殊解を式(3.1-5)に代入すると， 

 𝐷𝑔
𝑖 12

ℎ𝑥
𝑖 2 𝑎𝑔𝑥2

𝑖 + 𝛴𝑟𝑔
𝑖 ∑ 𝑎𝑔𝑥𝑛

𝑖 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥
𝑖 )2

𝑛=0 = ∑ (𝑄𝑔𝑥𝑛
𝑖 − 𝐿𝑔𝑥𝑛

𝑖 )𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥
𝑖 )2

𝑛=0  (3.1-13) 

ルジャンドル多項式の係数を比較することにより，𝑎𝑔𝑥𝑛
𝑖 は中性子源モーメント

𝑄𝑔𝑥𝑛
𝑖 と漏洩モーメント𝐿𝑔𝑥𝑛

𝑖 により表される。一方，式(3.1-12)の一般解の展開係数

A,B は，境界条件としてノード境界中性子流とノード平均中性子束を与えること

で決定される。 

このようにして得られた中性子束分布(3.1-12)をノード内で積分することによ

り，ノード平均中性子束𝜙
𝑔

𝑖
，ノード境界中性子束𝜙𝑔𝑥−

𝑖 ，ノード境界中性子流𝐽𝑔𝑥−
𝑖 に

対する次の関係式を得る。 
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 𝜙𝑔𝑥−
𝑖 = 𝛾𝑔𝑥

𝑖 𝜙𝑔

𝑖
+ (1 − 𝛾𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥0
𝑖 − (1 − 𝜃𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥1
𝑖 − (1 − 3𝜃𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥2
𝑖 +

𝜃𝑔𝑥
𝑖 ℎ𝑥

𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 𝐽𝑔𝑥−

𝑖  (3.1-14) 

ここで， 

 𝛾𝑔𝑥
𝑖 = 𝜅𝑔

𝑖 ℎ𝑥
𝑖 /(𝑠𝑖𝑛ℎ 𝜅𝑔

𝑖 ℎ𝑥
𝑖 )   (3.1-15) 

 𝜃𝑔𝑥
𝑖 = 𝑡𝑎𝑛ℎ( 𝜅𝑔

𝑖 ℎ𝑥
𝑖 /2)/(𝜅𝑔

𝑖 ℎ𝑥
𝑖 /2)  (3.1-16) 

 

 不連続因子を用いた差分ノード結合式 

中性子束不連続因子は燃料集合体均質化による誤差を補正するように導入され

たものであり，非均質計算によるノード平均中性子束とノード境界中性子流を，均

質計算で再現するように均質中性子束に対してノード境界での不連続性を許容す

るものである。不連続因子はノード境界での非均質中性子束と均質中性子束の比

として定義されるが，実際には非均質炉心計算を行わないと求まらないため，本手

法では近似値として，単一燃料集合体計算による非均質中性子束と均質中性子束

の燃料集合体境界での比 ADF(集合体不連続因子)を径方向の中性子束不連続因子

として与える23。軸方向については，後述の制御棒部分挿入ノードを除いてノード

内組成分布が均質と近似できるため，不連続因子は 1.0とする。 

隣接する２ノードについて，式(3.1-17)で与えられる境界での中性子束連続条

件を用いてノード境界中性子束を消去すれば，境界中性子流と境界を挟む２ノー

ドの平均中性子束の関係が得られる。 

 𝑓𝑔𝑥+
𝑖−1𝜙𝑔𝑥+

𝑖−1 = 𝑓𝑔𝑥−
𝑖 𝜙𝑔𝑥−

𝑖    (3.1-17) 

ここで，𝑓𝑔𝑥±
𝑖 は𝑥 ±の集合体不連続因子 ADFである。 

式(3.1-14)とノード𝑖 − 1に対する同様の式を式(3.1-17)に代入して境界中性子

流について解くことにより，ノード法による境界中性子流の表現を得る。 

 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 = [

𝑓𝑔𝑥−
𝑖 𝜃𝑔𝑥

𝑖 ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 +

𝑓𝑔𝑥+
𝑖−1 𝜃𝑔𝑥

𝑖−1ℎ𝑥
𝑖−1

2𝐷𝑔
𝑖−1 ]

−1

 

    × [ 𝑓𝑔𝑥+
𝑖−1{𝛾𝑔𝑥

𝑖−1𝜙𝑔

𝑖−1
+ (1 − 𝛾𝑔𝑥

𝑖−1)𝑎𝑔𝑥0
𝑖−1 + (1 − 𝜃𝑔𝑥

𝑖−1)𝑎𝑔𝑥1
𝑖−1 − (1 − 3𝜃𝑔𝑥

𝑖−1)𝑎𝑔𝑥2
𝑖−1} 

   −𝑓𝑔𝑥−
𝑖 {𝛾𝑔𝑥

𝑖 𝜙𝑔

𝑖
+ (1 − 𝛾𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥0
𝑖 − (1 − 𝜃𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥1
𝑖 − (1 − 3𝜃𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥2
𝑖 } ] (3.1-18) 

本手法では，差分法のノード結合係数に対するノード法による補正係数を用い

て，中性子束反復計算を差分形式に変換することにより，計算の効率化を実現して

いる。この手法では差分式は，次のように表される。 
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 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 = − [

ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 +

ℎ𝑥
𝑖−1

2𝐷𝑔
𝑖−1]

−1

[(𝜙𝑔

𝑖
− 𝜙𝑔

𝑖−1
) − 𝐶𝑔𝑥

𝑖−1/2
(𝜙𝑔

𝑖
+ 𝜙𝑔

𝑖−1
)] (3.1-19) 

ここで，𝐶𝑔𝑥
𝑖−1/2は隣接ノードに共通の補正係数で，式(3.1-19)の中性子流が式

(3.1-18)を再現するように定義される。ノード結合補正係数は中性子束に依存す

るので，これらの係数は中性子束反復計算中に収束するまで更新されることから

非線形反復法24と称する。 

式(3.1-4)に，式(3.1-19)及び式(3.1-3)から与えられるノード平均中性子源を

代入すると，最終的にノード平均中性子束を未知数とする差分方程式が得られる。 

 

 中性子源モーメントとノード出力の計算 

中性子源モーメントの計算においては，炉心内での燃焼にともなうノード内の

燃焼度とスペクトル履歴の分布による均質断面積の空間変化を考慮する。中性子

源モーメントは次のようにノード内中性子源分布に対する直交展開により得る。 

 𝑄𝑔𝑥𝑛
𝑖 =

2𝑛+1

ℎ𝑥
𝑖 ∫ 𝑑𝑥

ℎ𝑥
𝑖

0
 𝑤𝑛 (

𝑥

ℎ𝑥
𝑖 )

1

ℎ𝑦
𝑖 ℎ𝑧

𝑖 ∫ 𝑑𝑦 ∫ 𝑑𝑧
ℎ𝑧

𝑖

0

ℎ𝑦
𝑖

0
[ ∑ 𝛴𝑔′→𝑔

𝑖 𝜙𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝑔′≠𝑔  

     +
𝜒𝑔

𝜆
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝜙𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝑔′ − 𝛿𝛴𝑎𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)] (3.1-20) 

ここで，最後の項は吸収断面積のノードの平均からのずれである。これは，解析

的多項式ノード法では式(3.1-5)の左辺の除去断面積が定数でなければならない

ためである。積分内の均質断面積と中性子束は x,y,z 方向の分離型展開を仮定し

て近似される。 

 𝜈𝛴𝑓𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) ≅ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥

𝑖 (𝑥) + 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑦
𝑖 (𝑦) + 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑧

𝑖 (𝑧) − 2𝜈𝛴𝑓𝑔

𝑖
 (3.1-21) 

 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) = ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥𝑛

𝑖 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥
𝑖 )2

𝑛=0  (3.1-22) 

 𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧) ≅ 𝜙𝑔𝑥

𝑖 (𝑥) + 𝜙𝑔𝑦
𝑖 (𝑦) + 𝜙𝑔𝑧

𝑖 (𝑧) − 2𝜙𝑔

𝑖
 (3.1-23) 

 𝜙𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) = ∑ 𝜙𝑔𝑥𝑛

𝑖 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥
𝑖 )2

𝑛=0   (3.1-24) 

本手法では断面積の展開係数はノード平均値及びノード境界平均値を用いて計

算される。 

 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥0
𝑖 = 𝜈𝛴𝑓𝑔

𝑖
   (3.1-25) 

 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥1
𝑖 = (𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥+

𝑖 − 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥−
𝑖 )/2  (3.1-26) 
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 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥2
𝑖 = 𝜈𝛴𝑓𝑔

𝑖
− (𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥+

𝑖 + 𝜈𝛴𝑓𝑔𝑥−
𝑖 )/2 (3.1-27) 

断面積のノード平均値及びノード境界値は，ノード及びノード境界表面の平均

燃焼度とスペクトル履歴から計算される。ノード燃焼度及びスペクトル履歴につ

いては後述する。 

中性子束モーメントは中性子束に対する解析解(3.1-12)に対する直交展開によ

り得る。 

 𝜙𝑔𝑥𝑛
𝑖 =

2𝑛+1

ℎ𝑥
𝑖 ∫ 𝑑𝑥

ℎ𝑥
𝑖

0
 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥

𝑖 )𝜙𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) (3.1-28) 

この結果，展開係数は次のようにノード平均中性子束と境界中性子流を用いて

表される。 

 𝜙𝑔𝑥0
𝑖 = 𝜙𝑔

𝑖
   (3.1-29) 

 𝜙𝑔𝑥1
𝑖 = −

1

2
𝜂𝑔𝑥

𝑖 ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 (𝐽𝑔𝑥+

𝑖 + 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 ) + (1 − 𝜂𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥1
𝑖  (3.1-30) 

 𝜙𝑔𝑥2
𝑖 = −

1

6
𝜍𝑔𝑥

𝑖 ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 (𝐽𝑔𝑥+

𝑖 − 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 ) + (1 + 𝜍𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥2
𝑖  (3.1-31) 

ここで， 

 𝜂𝑔𝑥
𝑖 =

12

(𝜅𝑔
𝑖 ℎ𝑥

𝑖 )2
(1 − 𝜃𝑔𝑥

𝑖 )   (3.1-32) 

 𝜍𝑔𝑥
𝑖 =

60

(𝜅𝑔
𝑖 ℎ𝑥

𝑖 )2
(−1 − 𝜏𝑔𝑥

𝑖 )   (3.1-33) 

 𝜏𝑔𝑥
𝑖 =

12

(𝜅𝑔
𝑖 ℎ𝑥

𝑖 )2 (1 −
𝜅𝑔

𝑖 ℎ𝑥
𝑖

2
𝑐𝑜𝑡ℎ

𝜅𝑔
𝑖 ℎ𝑥

𝑖

2
) (3.1-34) 

本手法では，中性子束反復計算中に便利なようにノード境界中性子束でなく境

界中性子流を用いたモーメント表現にしている。 

中性子束の直交展開は最小二乗近似の意味でノード内分布を近似する。二乗誤

差を 

 𝐹[𝜙𝑔𝑥𝑛
𝑖 ] = ∫ 𝑑𝑥

ℎ𝑥
𝑖

0
{𝜙𝑔𝑥

𝑖 (𝑥) − ∑ 𝜙𝑔𝑥𝑛
𝑖 𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥

𝑖 )2
𝑛=0 }

2
 (3.1-35) 

と定義したとき，誤差を最小にする係数は汎関数を𝜙𝑔𝑥𝑛
𝑖 について変分を取って

得られる。 
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𝜕𝐹

𝜕𝜙𝑔𝑥𝑛
𝑖 = −2 ∫ 𝑑𝑥

ℎ𝑥
𝑖

0
𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥

𝑖 )𝜙𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) + 2𝜙𝑔𝑥𝑛

𝑖 ∫ 𝑑𝑥
ℎ𝑥

𝑖

0
{𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥

𝑖 )}
2

= 0 (3.1-36) 

この結果は式(3.1-28)を与える。直交展開法は従来 20 のノード境界中性子束と

平均中性子束から中性子束モーメントを求める方法よりも正確である 22。 

中性子源モーメントは式(3.1-21)と(3.1-23)を式(3.1-20)に代入し，積分を行

って得られる。例えば，核分裂モーメントは， 

 𝑄𝑓𝑔𝑥0
𝑖 =

𝜒𝑔

𝜆
∑ [𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥0

𝑖 𝜙𝑔′𝑥0
𝑖 + ∑ (

1

3
𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑢1

𝑖 𝜙𝑔′𝑢1
𝑖 +

1

5
𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑢2

𝑖 𝜙𝑔′𝑢2
𝑖 )𝑢=𝑥,𝑦,𝑧 ]𝑔′  (3.1-37) 

 𝑄𝑓𝑔𝑥1
𝑖 =

𝜒𝑔

𝜆
∑ [𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥0

𝑖 𝜙𝑔′𝑥1
𝑖 + 𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥1

𝑖 𝜙𝑔′𝑥0
𝑖 −

2

5
𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥1

𝑖 𝜙𝑔′𝑥2
𝑖 −

2

5
𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥2

𝑖 𝜙𝑔′𝑥1
𝑖 ]𝑔′  (3.1-38) 

 𝑄𝑓𝑔𝑥2
𝑖 =

𝜒𝑔

𝜆
∑ 𝜈 [𝛴𝑓𝑔′𝑥0

𝑖 𝜙𝑔′𝑥2
𝑖 + 𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥2

𝑖 𝜙𝑔′𝑥0
𝑖 −

2

3
𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥1

𝑖 𝜙𝑔′𝑥1
𝑖 −

2

7
𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑥2

𝑖 𝜙𝑔′𝑥2
𝑖 ]𝑔′  (3.1-39) 

減速モーメントについても同様の式が得られる。除去モーメントについては平

均値からのずれなので，０次の項がない。また，ノードバランス方程式(3.1-4)に

おけるノード平均中性子源も０次モーメント𝑄𝑔𝑥0
𝑖 により与えられる。 

中性子源モーメントそのものは群中性子束に依存するため，中性子束展開係数

𝑎𝑛は非線形反復計算中に収束するまで更新する。 

ノード平均出力は，核分裂密度をノード平均して得られる。 

 𝑃𝑖 =
1

ℎ𝑥
𝑖 ℎ𝑦

𝑖 ℎ𝑧
𝑖 ∫ 𝑑𝑥

ℎ𝑥
𝑖

0
 ∫ 𝑑𝑦

ℎ𝑦
𝑖

0 ∫ 𝑑𝑧
ℎ𝑧

𝑖

0
휀 ∑ 𝛴𝑓𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧)𝑔 = 휀𝑖 ∑ (𝛴𝑓𝑔

𝑖 + 𝛿𝛴𝑓𝑔
𝑖 )𝜙𝑔

𝑖

𝑔  

       (3.1-40) 

ここで，は核分裂あたりの放出エネルギであり，𝛴𝑓𝑔は核分裂断面積である。ま

た上式でノード内燃焼分布による補正項は，式(3.1-37)と同様にして， 

 𝛿𝛴𝑓𝑔
𝑖 𝜙𝑔

𝑖
= ∑ (

1

3
𝛴𝑓𝑔′𝑢1

𝑖 𝜙𝑔′𝑢1
𝑖 +

1

5
𝛴𝑓𝑔′𝑢2

𝑖 𝜙𝑔′𝑢2
𝑖 )𝑢=𝑥,𝑦,𝑧  (3.1-41) 

 

 横方向漏洩モーメントの計算 

横方向漏洩モーメントは２次式で近似した𝐿𝑔𝑥
𝑖 (𝑥)を𝑥方向の隣り合うノードに

も拡張したとき，各ノードで積分するとノードの平均横方向漏れを再現するよう

に決められる。 

𝑥方向の横方向漏れは𝑦及び𝑧方向の漏れにより， 

 𝐿𝑔𝑥
𝑖 (𝑥) =

1

ℎ𝑦
𝑖 𝐿𝑔𝑦

𝑖 (𝑥) +
1

ℎ𝑧
𝑖 𝐿𝑔𝑧

𝑖 (𝑥)  (3.1-42) 
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𝑦方向の漏れは次のように定義され， 

 𝐿𝑔𝑦
𝑖 (𝑥) =

1

ℎ𝑧
𝑖 ∫ 𝑑𝑧

ℎ𝑧
𝑖

0
{𝐽𝑔𝑦

𝑖 (𝑥, 𝑦+, 𝑧) − 𝐽𝑔𝑦
𝑖 (𝑥, 𝑦−, 𝑧)} (3.1-43) 

次のように２次の多項式で展開される。 

 𝐿𝑔𝑦
𝑖 (𝑥) = ∑ 𝐿𝑔𝑥𝑛

𝑖𝑦
𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥

𝑖 )2
𝑛=0   (3.1-44) 

展開係数は隣接する３ノードの各平均漏れから決定される。ノード𝑖の𝑦方向平

均漏れは， 

 𝐿𝑔𝑦

𝑖
=

1

ℎ𝑥
𝑖 ∫ 𝑑𝑥 

ℎ𝑥
𝑖

0
𝐿𝑔𝑦

𝑖 (𝑥) =
1

ℎ𝑥
𝑖 ℎ𝑧

𝑖 ∫ 𝑑𝑥
ℎ𝑥

𝑖

0 ∫ 𝑑𝑧
ℎ𝑧

𝑖

0
{𝐽𝑔𝑦

𝑖 (𝑥, 𝑦+, 𝑧) − 𝐽𝑔𝑦
𝑖 (𝑥, 𝑦−, 𝑧)} 

   = 𝐽𝑔𝑦+
𝑖 − 𝐽𝑔𝑦−

𝑖    (3.1-45) 

仮に𝑦方向の漏れが隣接３ノードに渡って式(3.1-44)で表されるとすると，各ノ

ードの平均漏れについて次の式が与えられる。 

 ℎ𝑥
𝑖 𝐿𝑔𝑦

𝑖
= ∫ 𝑑𝑥 

ℎ𝑥
𝑖

0
𝐿𝑔𝑦

𝑖 (𝑥)   (3.1-46) 

 ℎ𝑥
𝑖−1𝐿𝑔𝑦

𝑖−1
= ∫ 𝑑𝑥 

0

−ℎ𝑥
𝑖−1 𝐿𝑔𝑦

𝑖 (𝑥)  (3.1-47) 

 ℎ𝑥
𝑖+1𝐿𝑔𝑦

𝑖+1
= ∫ 𝑑𝑥 

ℎ𝑥
𝑖 +ℎ𝑥

𝑖+1

ℎ𝑥
𝑖 𝐿𝑔𝑦

𝑖 (𝑥)  (3.1-48) 

式(3.1-44)を代入して積分を評価し，得られた結果を展開係数について解くと， 

 𝐿𝑔𝑥0
𝑖𝑦

= 𝐿𝑔𝑦

𝑖
   (3.1-49) 

 𝐿𝑔𝑥1
𝑖𝑦

= ℎ𝑥
𝑖 (ℎ𝑥

𝑖 +ℎ𝑥
𝑖+1)(ℎ𝑥

𝑖 +2ℎ𝑥
𝑖+1)(𝐿𝑔𝑦

𝑖
−𝐿𝑔𝑦

𝑖−1
)−(ℎ𝑥

𝑖 +ℎ𝑥
𝑖−1)(ℎ𝑥

𝑖 +2ℎ𝑥
𝑖−1)(𝐿𝑔𝑦

𝑖
−𝐿𝑔𝑦

𝑖+1
)

2(ℎ𝑥
𝑖 +ℎ𝑥

𝑖−1)(ℎ𝑥
𝑖 +ℎ𝑥

𝑖+1)(ℎ𝑥
𝑖 +ℎ𝑥

𝑖−1+ℎ𝑥
𝑖+1)

 (3.1-50) 

 𝐿𝑔𝑥2
𝑖𝑦

= ℎ𝑥
𝑖 2 (ℎ𝑥

𝑖 +ℎ𝑥
𝑖+1)(𝐿𝑔𝑦

𝑖
−𝐿𝑔𝑦

𝑖−1
)+(ℎ𝑥

𝑖 +ℎ𝑥
𝑖−1)(𝐿𝑔𝑦

𝑖
−𝐿𝑔𝑦

𝑖+1
)

2(ℎ𝑥
𝑖 +ℎ𝑥

𝑖−1)(ℎ𝑥
𝑖 +ℎ𝑥

𝑖+1)(ℎ𝑥
𝑖 +ℎ𝑥

𝑖−1+ℎ𝑥
𝑖+1)

 (3.1-51) 

𝑧方向の漏れについても同様にして得られる。ただし，AETNA では水平方向及び

軸方向ノード幅はそれぞれ一定である条件で上式を用いる。 

 

 炉心外側境界条件 

本手法では反射体ノードも陽に解くため，炉心体系の境界条件は最外周反射体

ノードの外側表面におけるアルベドで与えられる。 

最外周左側境界について， 

3-8

38



 

 

 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 = −𝛽𝑔𝑥−

𝑖 𝜙𝑔𝑥−
𝑖,ℎ𝑒𝑡 = −𝛽𝑔𝑥−

𝑖 𝑓𝑔𝑥−
𝑖 𝜙𝑔𝑥−

𝑖  (3.1-52) 

 𝛽𝑔𝑥−
𝑖 = (1 − 𝛼𝑔𝑥−

𝑖 )/{2(1 + 𝛼𝑔𝑥−
𝑖 )} (3.1-53) 

ここで，𝜙𝑔𝑥−
𝑖,ℎ𝑒𝑡,𝛼𝑔𝑥−

𝑖 は𝑥 −境界での非均質中性子束とアルベドである。上式は次

のアルベドの定義式から導かれる。 

 𝛼𝑔𝑥−
𝑖 = 𝑗𝑔𝑥−

𝑖,𝑖𝑛 /𝑗𝑔𝑥−
𝑖,𝑜𝑢𝑡 =

𝜙𝑔𝑥−
𝑖,ℎ𝑒𝑡/4+𝐽𝑔𝑥−

𝑖 /2

𝜙𝑔𝑥−
𝑖,ℎ𝑒𝑡/4−𝐽𝑔𝑥−

𝑖 /2
 (3.1-54) 

ここで，𝑗𝑔𝑥−
𝑖,𝑖𝑛 と𝑗𝑔𝑥−

𝑖,𝑜𝑢𝑡は𝑥 −境界での流入及び流出部分中性子流である。 

他の最外周境界面についても同様である。 

 

 出力分布反復計算 

核・熱水力計算は核定数及び熱出力を通じて互いに依存するので，図 3.1-2に

示すようにノードの出力分布とボイド分布が互いに矛盾無くなるまでボイド反復

計算を行って収束解を得る。本手法の出力分布反復計算はボイド反復計算，非線形

ノード法反復計算，中性子源(外側)反復計算，及び中性子束(内側)反復計算から構

成される。非線形ノード法反復計算はノード法結合補正係数を更新するもので，通

常はボイド反復計算と同期される。目標固有値に対する臨界探索を行う場合は，ボ

イド反復中で臨界調節因子を更新する。 

 

 内側反復計算 

少数群計算においては，内側／外側反復が必要である。外側反復計算により核分

裂源を計算し，内側反復計算では少数群計算では上方散乱を直接考慮しないので，

高速群から熱群の順に減速中性子源を計算し，エネルギ群毎に差分法で表現され

た非同次方程式を解いてノード平均中性子束を求めていくことができる。 

中性子束反復計算では，非線形反復に最適な Krylov部分空間法を用いて計算時

間の短縮を実現している 6。 

 

 外側反復計算 

外側反復計算では内側反復計算による中性子束をもとに核分裂中性子源を更新

して炉心固有値と出力分布を求める。ここでは固有値問題をべき乗法（3.10 節参

照）で解くが，チェビシェフ加速法25を適用して中性子源を外挿することで計算時

間の短縮を実現している。 

出力分布反復計算の収束は，出力分布の一点収束誤差DIFP，平均収束誤差SUMP，

固有値の収束誤差 DELK を用いて判定する。 

 𝐷𝐼𝐹𝑃 = {𝑚𝑎𝑥𝑖 𝑃𝑖
(𝐿)

/𝑃𝑖
(𝐿−1)

− 𝑚𝑖𝑛𝑖 𝑃𝑖
(𝐿)

/𝑃𝑖
(𝐿−1)

} (3.1-55) 

 𝑆𝑈𝑀𝑃 = √∑ (𝑃𝑖
(𝐿)

− 𝑃𝑖
(𝐿−1)

)
2

𝑖 / ∑ 1𝑖
 (3.1-56) 

3-9

39



 

 

 𝐷𝐸𝐿𝐾 = |𝜆(𝐿) − 𝜆(𝐿−1)|   (3.1-57) 

臨界調節計算選択時において，目標臨界固有値を実現する炉心出力，流量又は燃

焼度増分(へーリング計算)の探索を行う場合は，固有値の収束誤差を次式で判定

する。 

 𝐷𝐸𝐿𝐾 = |𝜆(𝐿) − 𝜆𝑡𝑎𝑟𝑔𝑒𝑡|   (3.1-58) 

ここで，𝜆𝑡𝑎𝑟𝑔𝑒𝑡は目標臨界固有値であり，サイクル燃焼度・炉心流量の関数とし

て入力できる。目標臨界固有値に収束していない場合，臨界調節因子の新しい値𝑠𝐿

は，固有値誤差と前回までの反復過程で得られた反応度係数(𝑑𝜆/𝑑𝑠)を用いて線形

内外挿で推定し，ボイド反復内で更新する。 

 𝑠𝐿 = 𝑠𝐿−1 + (𝜆𝑡𝑎𝑟𝑔𝑒𝑡 − 𝜆(𝐿))/(𝑑𝜆/𝑑𝑠)𝐿−1 (3.1-59) 

 

 炉内核計装計数応答計算及び熱的余裕計算 

オプションにより出力分布から炉内核計装応答を計算し実測値との比較により

出力分布を学習補正する（参考文献 16参照）。以上より得られた出力分布をもと

に燃料の熱的余裕を計算し出力分布反復計算を終了する。 
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図 3.1-2 出力分布反復計算 

 

<ボイド反復計算> 

燃焼計算 

ノード断面積・核種数密度

更新 

中性子束反復行列計算 

ボイド分布更新 

<チャンネル流量圧損反復計算> 

出力分布，中性子束初期化 

ノード結合補正係数更新 

中性子束計算  

<内側反復計算> 

炉心固有値計算 

出力分布， 

固有値収束？ 

出力分布更新 

最大外側反復回数? 

中性子源更新 

炉内核計装計数値学習計算 

（オプション） 

YES 

NO 

YES 

NO 

最大非線形反復回数? 

YES 

NO 

臨界調節因子更新 

<臨界探索計算時> 

<外側反復計算> 

<ボイド反復計算> 

終了 

熱的余裕計算 

<非線形ノード法反復計算> 
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 随伴中性子束計算 

随伴中性子束は摂動表現に必要であり，高次モード中性子束計算にも用いられ

る。物理的随伴解は空間的に連続な随伴方程式を差分化して得られる。一方，数学

的随伴解は前進解の中性子束反復行列の転置を取って得られる。ノード法の場合，

２つの随伴解は同等でなく，摂動における１次の誤差を除去するためには数学的

随伴が要求される 21。本手法では非線形反復法を用いるので，前進解に対する収束

したノード法結合補正係数を用いて中性子束反復行列を転置し，容易に数学的随

伴解を得ることができる。  

前進解の中性子束反復行列は均質なノード𝑉𝑖 = ℎ𝑥
𝑖 ℎ𝑦

𝑖 ℎ𝑧
𝑖 に対する拡散方程式を

差分化して得られる。 

 ∑
1

ℎ𝑢
𝑖 (𝐽𝑔𝑢+

𝑖 − 𝐽𝑔𝑢−
𝑖 )𝑢=𝑥,𝑦,𝑧 + 𝛴𝑟𝑔

𝑖 𝜙𝑔

𝑖
= ∑ 𝛴𝑔′→𝑔

𝑖 𝜙𝑔′

𝑖

𝑔′≠𝑔 +
𝜒𝑔

𝜆
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜙𝑔′

𝑖

𝑔′  (3.1-60) 

ここで，𝜆は炉心固有値，𝜙
𝑔

𝑖
と𝐽𝑔𝑢±

𝑖 はそれぞれノード平均中性子束と𝑢 ±表面の中

性子流であり，他の記号は標準的である。ここで，𝑥 +と𝑥 −は𝑥正方向(右側)及び

𝑥負方向(左側)の面を表し，𝑦及び𝑧方向についても同様とする。 

非線形反復法を用いたノード法では，ノード平均中性子束が主要な未知数であ

り，𝑥 −表面中性子流はノード平均中性子束を用いた差分形式により次のように表

される。 

 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 = − [

ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 +

ℎ𝑥
𝑖−1

2𝐷𝑔
𝑖−1]

−1

[(𝜙𝑔

𝑖
− 𝜙𝑔

𝑖−1
) − 𝐶𝑔𝑥

𝑖−1/2
(𝜙𝑔

𝑖
+ 𝜙𝑔

𝑖−1
)] 

    = − [
ℎ𝑥

𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 +

ℎ𝑥
𝑖−1

2𝐷𝑔
𝑖−1]

−1

[(1 − 𝐶𝑔𝑥
𝑖−1/2

) 𝜙𝑔

𝑖
− (1 + 𝐶𝑔𝑥

𝑖−1/2
) 𝜙𝑔

𝑖−1
] (3.1-61) 

ここで，𝐶𝑔𝑥
𝑖−1/2は隣接ノードに共通のノード結合補正係数であり，２ノード問題

をノード法で解いたとき，差分形式の中性子流がノード法表現を保存するように

決定される。これらの補正係数は収束するまで反復更新される。同様の式が𝑥 +表

面についても与えられる。 

 𝐽𝑔𝑥+
𝑖 = − [

ℎ𝑥
𝑖+1

2𝐷𝑔
𝑖+1 +

ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 ]

−1

[(1 − 𝐶𝑔𝑥
𝑖+1/2

) 𝜙𝑔

𝑖+1
− (1 + 𝐶𝑔𝑥

𝑖+1/2
) 𝜙𝑔

𝑖
] (3.1-62) 

前進解のシステムは行列形式で次のように形式的に書かれる。 

 𝐿𝜙 = (1/𝜆)𝑀𝜙   (3.1-63) 

ここで，L と M はそれぞれ中性子除去及び生成演算子である。  

随伴演算子は，次式で定義される。 

 ⟨𝜙∗, 𝐿𝜙⟩ = ⟨𝜙, 𝐿∗𝜙∗⟩   (3.1-64) 
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ここで，内積< > は空間及びエネルギ変数に関する積分を表す。差分化された

方程式系では随伴行列は前進解の方程式系を空間とエネルギのインデクスについ

て転置して得られる。 

 𝐿∗𝜙∗ = (1/𝜆∗)𝑀∗𝜙∗   (3.1-65) 

ここで，𝜆∗と𝜙∗は随伴固有値と中性子束である。前進解と随伴解の固有値は等し

いことが示される26。 

式(3.1-65)で散乱行列はエネルギについて転置され，𝜈𝛴𝑓𝑔は𝜒𝑔と互いに置換され

る。空間行列要素については，随伴系の非対角要素は前進解のノード結合係数の転

置により得られる。したがって，随伴行列は次のように陽に書かれる。 

 ∑
1

ℎ𝑢
𝑖 (𝐽𝑔𝑢+

𝑖∗ − 𝐽𝑔𝑢−
𝑖∗ )𝑢=𝑥,𝑦,𝑧 + 𝛴𝑟𝑔

𝑖 𝜙𝑔

𝑖∗
= ∑ 𝛴𝑔→𝑔′

𝑖 𝜙𝑔′

𝑖∗

𝑔′≠𝑔 +
𝜈𝛴𝑓𝑔

𝑖

𝜆∗
∑ 𝜒𝑔′𝜙𝑔′

𝑖∗

𝑔′  (3.1-66) 

 𝐽𝑔𝑥−
∗𝑖 = − [

ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 +

ℎ𝑥
𝑖−1

2𝐷𝑔
𝑖−1]

−1

[(1 − 𝐶𝑔𝑥
𝑖−1/2

) 𝜙𝑔

∗𝑖
− (1 − 𝐶𝑔𝑥

𝑖−1/2
) 𝜙𝑔

∗𝑖−1
] (3.1-67) 

ここで，𝐶𝑔𝑥
𝑖−1/2 は前進解の収束値に固定される。同様な式が x+ 表面に対しても

得られる。 

 𝐽𝑔𝑥+
∗𝑖 = − [

ℎ𝑥
𝑖+1

2𝐷𝑔
𝑖+1 +

ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 ]

−1

[(1 + 𝐶𝑔𝑥
𝑖+1/2

) 𝜙𝑔

∗𝑖+1
− (1 + 𝐶𝑔𝑥

𝑖+1/2
) 𝜙𝑔

∗𝑖
] (3.1-68) 

ここで，非線形反復では空間結合の行列は，もはや自己随伴ではないことに注意

する。  

随伴固有値問題は，前進解と同様の反復手続きで解くことができる。散乱行列が

転置され散乱方向が逆転するので，エネルギ群は前進解とは逆順で解かれる。随伴

計算は，前進解に引き続いて行なわれる。全ての断面積とノード結合補正係数は前

進解の収束値に固定される。 
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 燃料棒出力計算 

MLHGR や MCPR などの熱的余裕の計算には，ノード内の燃料棒単位の出力密度が

必要となる。このためには，ノード平均出力密度に単一燃料集合体計算で得られた

燃料棒毎の局所ピーキング係数を乗じるのが最も単純な方法である。しかしなが

ら，炉心内の局所ピーキングは無限体系とは異なるため，炉心計算で得られた情報

をもとに，燃料集合体内中性子束の歪みを考慮した局所ピーキング分布を計算す

る。これを，一般に燃料棒出力再構築と呼ぶが，本手法では，ノード中性子束計算

と一貫したモデルに基づいて燃料棒毎の出力分布を計算する27。 

本手法の燃料棒出力及び燃料棒燃焼度計算においては，燃料集合体内中性子束

の勾配による燃焼度やスペクトル履歴の燃料集合体内分布の効果を考慮する。こ

れには制御棒が挿入されて燃焼した制御棒履歴効果も含まれる。また，チャンネル

の曲がり効果も取り入れることが可能である。AETNAでは炉内の全ての燃料棒につ

いてノード毎の燃料棒出力と燃料棒燃焼度を計算する。 

 

 ノード法燃料棒出力再構築 

ノード法では中性子束計算結果からノード内均質中性子束分布を構築すること

が可能である。非均質なノード内燃料棒出力分布を得るには，単一燃料集合体計算

と炉心計算で，非均質中性子束分布と均質中性子束分布の比が変わらないと仮定

するのが一般的である。この仮定によれば，非均質燃料棒出力分布は，次のように

計算できる。 

 𝑝(𝑥, 𝑦) = 𝑝∞(𝑥, 𝑦){∑ 𝛴𝑓𝑔
ℎ𝑜𝑚(𝑥, 𝑦)𝜙𝑔

ℎ𝑜𝑚(𝑥, 𝑦)𝐺
𝑔=1 } (3.2-1) 

ここで，𝑝∞(𝑥, 𝑦)は単一燃料集合体計算による非均質燃料棒出力で，形状因子と

も呼ばれる。𝛴𝑓𝑔
ℎ𝑜𝑚(𝑥, 𝑦)と𝜙𝑔

ℎ𝑜𝑚はノード内均質核分裂断面積と中性子束である。ここ

で，群毎でなく，全出力の形状因子を用いることができるのは，熱群の寄与が支配

的であるためである。ノード内均質断面積の分布はノード内燃焼度分布に起因す

る。なお，燃料棒出力𝑝(𝑥, 𝑦)は，最終的に局所ピーキング分布とするため，ノード

内の熱出力を発生する燃料棒での平均が１となるようにノード毎に規格化される。

単一集合体計算による𝑝∞(𝑥, 𝑦)には制御棒履歴効果も含む。 

本手法のノード法では，中性子束のノード内１次元分布は式(3.1-12)のように

表されるが，燃料棒出力計算に必要な２次元分布は直接には得られない。ノード法

では均質中性子束２次元分布を，多項式又は解析式を用いた𝑥,𝑦非分離型の展開で

近似するのが一般的である。展開係数はノード法で得られるノード境界中性子束，

中性子流，ノード平均中性子束などから決定できるが，本手法の解析的多項式ノー

ド法では精度良くこれらを計算できる。 

高速群と共鳴群は基本モード分布で近似できるが，熱群についてはノード境界

からの過渡成分を考慮する必要がある。これより本手法では各群を次のように展

開する。高速，共鳴群について， 

3-14

44



 

 

 𝜙𝑔(𝑥, 𝑦) = ∑ 𝑐𝑛𝑚
𝑔

𝑥𝑛𝑦𝑚4
𝑛,𝑚=0 ,  (gG-1) (3.2-2) 

熱群について， 

 𝜙𝑔(𝑥, 𝑦) = 𝑐00
𝑔

𝜙𝑔−1(𝑥, 𝑦) + ∑ 𝑐𝑛𝑚
𝑔

𝐹𝑛(𝜅𝑔
𝑖 𝑥)𝐹𝑚(𝜅𝑔

𝑖 𝑦)4
𝑛,𝑚=0
𝑛=𝑚≠0

  (g=G) (3.2-3) 

 𝐹𝑜(𝑥) = 1 

 𝐹1(𝑥) = 𝑐𝑜𝑠ℎ 𝑥, 𝐹2(𝑥) = 𝑠𝑖𝑛ℎ 𝑥 (3.2-4) 

 𝐹3(𝑥) = 𝑐𝑜𝑠ℎ 2 𝑥, 𝐹4(𝑥) = 𝑠𝑖𝑛ℎ 2𝑥 

ここで，熱群に対する展開式は式(3.1-12)と類似であり，第１項が上位群からの

減速による漸近分布を，第２項が熱群の拡散による境界からの過渡成分を表して

いる。  

式(3.2-2), (3.2-3)において，𝑛3 または𝑚3 のクロス項は無視する。各群に

対して全部で 13の展開係数は，４つのノード表面中性子束，４つの境界中性子流，

４つのノードコーナー中性子束，１つのノード平均中性子束から決定できる。 

境界中性子流とノード平均中性子束は中性子束計算結果から直接得られる。ノ

ード表面中性子束は，中性子束モーメントにより次のように表される。 

 𝜙𝑔𝑥−
𝑖 = 𝜙𝑔

𝑖
− 𝜙𝑔𝑥1

𝑖 − 𝜙𝑔𝑥2
𝑖   (3.2-5) 

 𝜙𝑔𝑥+
𝑖 = 𝜙𝑔

𝑖
+ 𝜙𝑔𝑥1

𝑖 − 𝜙𝑔𝑥2
𝑖   (3.2-6) 

ここで，𝜙
𝑔

𝑖
及び 𝜙𝑔𝑥±

𝑖 はノード平均中性子束と𝑥 ±境界の中性子束である。上式で

中性子束モーメントは直交展開によるものでなく，ノード表面中性子束とノード

平均中性子束を再現するものでなければならないことに注意する。これらは，次の

ように与えられる。 

 𝜙𝑔𝑥1
𝑖 = −

1

2
𝜃𝑔𝑥

𝑖 ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 (𝐽𝑔𝑥+

𝑖 + 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 ) + (1 − 𝜃𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥1
𝑖  (3.2-7) 

 𝜙𝑔𝑥2
𝑖 = −

1

6
𝜏𝑔𝑥

𝑖 ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 (𝐽𝑔𝑥+

𝑖 − 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 ) + (1 + 𝜏𝑔𝑥

𝑖 )𝑎𝑔𝑥2
𝑖  (3.2-8) 

ここで，𝐽𝑔𝑥±
𝑖 はノード表面𝑥 ±における中性子流である。また,はそれぞれ式

(3.1-16)，式(3.1-34)で与えられる。 

ノードコーナー中性子束はノード法からは直接得られないが，次のように中性

子束が x及び y方向に分離できると仮定して構築できる。コーナーc を囲むノード

jの中性子束を用いて， 
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 𝜙𝑔𝑐
𝑖 =

1

4𝑓𝑔𝑐
𝑖 ∑

𝑓𝑔𝑐
𝑗

𝜙𝑔𝑥
𝑗

(𝑥𝑐)𝜙𝑔𝑦
𝑗

(𝑦𝑐)

𝜙𝑔

𝑗
4
𝑗=1   (3.2-9) 

ここで，𝜙𝑔𝑥
𝑗

(𝑥)は式(3.1-12)で与えられる１次元分布である。また𝑓𝑔𝑐
𝑖 はノードコ

ーナー中性子束に対する集合体不連続因子であり，コーナーでの非均質中性子束

の連続性を仮定している。 

 

 熱群境界過渡成分に対する補正 

前項の手法を BWR 炉心に直接適用すると誤差が無視できない場合がある。これ

は，前提である「単一燃料集合体計算と炉心計算で，非均質中性子束分布と均質中

性子束分布の比が変わらない」とする仮定が，燃料集合体外側に水ギャップや十字

型制御棒が存在し，非均質性の大きい BWR 燃料集合体について不十分なためであ

る。 

ノード法の仮定から，熱群１次元中性子束の境界過渡成分について，非均質計算

と均質計算のノード境界での比例係数が中性子束不連続因子で与えられるはずで

ある。着目ノードの x-表面について， 

 𝛿𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑒𝑡(𝑥) = 𝑓𝑔𝑥−

∞ 𝛿𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑜𝑚(𝑥)  (3.2-10) 

ここで，𝑓𝑔𝑥−
∞ は𝑥 −表面の集合体不連続因子である。これより，熱群非均質中性

子束は， 

 𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑒𝑡(𝑥) = 𝜙𝑔𝑥

ℎ𝑒𝑡,∞(𝑥) + 𝛿𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑒𝑡(𝑥) 

   = (
𝜙𝑔𝑥

ℎ𝑒𝑡(𝑥)

𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑜𝑚(𝑥)

)
∞

[𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑜𝑚,∞(𝑥) + (

𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑜𝑚(𝑥)

𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑒𝑡(𝑥)

)
∞

𝛿𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑒𝑡(𝑥)] 

   = (
𝜙𝑔𝑥

ℎ𝑒𝑡(𝑥)

𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑜𝑚(𝑥)

)
∞

[𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑜𝑚,∞(𝑥) + 𝑓𝑔𝑥−

∞ (
𝜙𝑔𝑥

ℎ𝑜𝑚(𝑥)

𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑒𝑡(𝑥)

)
∞

𝛿𝜙𝑔𝑥
ℎ𝑜𝑚(𝑥)] (3.2-11) 

２次元への拡張では，境界過渡成分が𝑒𝑥𝑝( − 𝜅𝑔𝑟𝑠)で減衰することを考慮して，４

境界面𝑠からの寄与を以下で近似する。 

 𝑓𝑔
∞(𝑥, 𝑦) = ∑ 𝜔𝑠

𝑔
(

𝜙𝑔
ℎ𝑒𝑡(𝑥𝑠,𝑦𝑠)

𝜙𝑔
ℎ𝑜𝑚(𝑥𝑠,𝑦𝑠)

)
∞

4
𝑠=1 ∑ 𝜔𝑠

𝑔4
𝑠=1⁄  (3.2-12) 

 𝜔𝑠
𝑔

= 𝑒𝑥𝑝( − 𝜅𝑔|𝑥 − 𝑥𝑠|) 𝑒𝑥𝑝( − 𝜅𝑔|𝑦 − 𝑦𝑠|) (3.2-13) 

ここで，(𝑥𝑠, 𝑦𝑠)は燃料棒(𝑥, 𝑦)から境界面𝑠へ降ろした垂線の座標である。 

これより，燃料棒出力について以下の補正された式を得る。 

 𝑝(𝑥, 𝑦) = 𝑝∞(𝑥, 𝑦) {∑ 𝛴𝑓𝑔(𝑥, 𝑦)𝜙𝑔(𝑥, 𝑦)𝐺−1
𝑔=1 + 𝛴𝑓𝐺(𝑥, 𝑦) [𝑐00

𝐺 𝜙𝐺−1(𝑥, 𝑦) +

           𝑏𝐺
∞(𝑥, 𝑦) ∑ 𝑐𝑛𝑚

𝐺 𝐹𝑛(𝜅𝐺𝑥)𝐹𝑚(𝜅𝐺𝑦)4
𝑛,𝑚=0
𝑛=𝑚≠0

]} (3.2-14) 
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ここで，𝐺 は熱群を表し， 

 𝑏𝐺
∞(𝑥, 𝑦) = 𝑓𝐺

∞(𝑥, 𝑦) (
𝜙𝐺

ℎ𝑜𝑚(𝑥,𝑦)

𝜙𝐺
ℎ𝑒𝑡(𝑥,𝑦)

)
∞

 (3.2-15) 

は熱群境界過渡成分に対する補正形状因子(BDF)である。式(3.2-3)で表される通

常の燃料棒出力再構築モデルは 𝑏𝐺
∞(𝑥, 𝑦) = 1 に相当する。 

 

 ノード内燃焼度分布補正 

燃料棒出力に対するスペクトルミスマッチの履歴効果や片燃え効果も無視でき

ない影響がある。後述する断面積計算におけるスペクトル履歴効果は，燃料集合体

燃焼計算と異なるスペクトルで燃焼した効果を補正するものであるが，燃料棒出

力計算においても同様に，燃焼度とスペクトル履歴のノード内分布が燃料集合体

計算からずれた影響を均質断面積の変化として考慮する。 

着目ノードのノード内均質断面積分布は高速及び共鳴群の𝑥, 𝑦方向の多項式を

用いた分離型展開で近似する。 

 𝛴𝑓𝑔(𝑥, 𝑦) ≅ 𝛴𝑓𝑔𝑥(𝑥) + 𝛴𝑓𝑔𝑦(𝑦) − 𝛴𝑓𝑔, (3.2-16) 

 𝛴𝑓𝑔𝑥(𝑥) = ∑ 𝛴𝑓𝑔𝑥𝑛𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥 )2
𝑛=0   (3.2-17) 

展開係数はノード平均及び表面平均の均質断面積から決定する。 

 𝛴𝑓𝑔𝑥0 = 𝛴𝑓𝑔
   (3.2-18) 

 𝛴𝑓𝑔𝑥1 = (𝛴𝑓𝑔𝑥+ − 𝛴𝑓𝑔𝑥−)/2  (3.2-19) 

 𝛴𝑓𝑔𝑥2 = 𝛴𝑓𝑔 − (𝛴𝑓𝑔𝑥+ + 𝛴𝑓𝑔𝑥−)/2 (3.2-20) 

ここで，𝛴𝑓𝑔と𝛴𝑓𝑔±はノード平均及び𝑥 ±表面平均の均質断面積であり，それぞれ

ノード平均及び表面平均の燃焼度，並びにスペクトル履歴から計算される。 

熱群については，ノード内燃焼度分布については高速群と同様に多項式で近似

するが，スペクトル履歴成分については熱中性子束分布と同様に指数関数を用い

て展開する。 

 𝛿𝛴𝑓𝑔𝑥
𝑠ℎ (𝑥) = ∑ 𝛿𝛴𝑓𝑔𝑥𝑛

𝑠ℎ 𝐹𝑛(𝜅𝑔𝑥)2
𝑛=0  (3.2-21) 

ここで，𝐹𝑛(𝑥)は式(3.2-4)で与えられる。展開係数はノード平均及び𝑥 ±表面平

均の均質断面積から決定する。 

燃料棒燃焼度については，ノード平均及び表面平均の燃焼度を用いて，ノード内

均質燃焼度分布を式(3.2-16)と同様に展開する。 
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 𝐸(𝑥, 𝑦) ≅ 𝐸𝑥(𝑥) + 𝐸𝑦(𝑦) − �̅�  (3.2-22) 

 𝐸𝑥(𝑥) = ∑ 𝐸𝑥𝑛𝑤𝑛(𝑥/ℎ𝑥)2
𝑛=0   (3.2-23) 

燃料棒の非均質燃焼度は単一燃料集合体計算の燃料棒相対燃焼度に均質燃焼度

分布を掛けて得られる。ここで，単一燃料集合体計算結果は，制御棒履歴効果を含

む。 

 𝐸ℎ𝑒𝑡(𝑥, 𝑦) = 𝐸ℎ𝑒𝑡,∞(𝑥, 𝑦) ⋅ 𝐸(𝑥, 𝑦) (3.2-24) 

燃料棒相対燃焼度は，𝐸ℎ𝑒𝑡(𝑥, 𝑦)をノード内の熱出力を発生する燃料棒で規格化

して得る。 

 

 制御棒履歴及びチャンネル曲がり補正 

制御棒挿入によるスペクトル変化は，スペクトルミスマッチに比べて格段に大

きいから，制御棒履歴は BWR炉心計算で大きな効果を持つ。制御棒挿入により，特

に制御棒翼近傍においてウラン 235（U-235）の燃焼が抑制され，プルトニウム

239(Pu-239)生成が促進される。この結果，制御棒近傍の燃料棒出力が大幅に増加

する。制御棒履歴効果の予測は，その効果が大きいためスペクトル履歴補正モデル

では難しい。 

本手法では制御棒を挿入して燃焼した燃料集合体計算と通常の燃焼計算の２つ

から，有効制御棒挿入期間を重みとした内挿計算により断面積と単一燃料集合体

燃料棒出力分布を得る。制御棒履歴補正は無限体系の燃料棒出力に対して行うの

で，燃料棒出力再構築モデルとは矛盾しない。制御棒履歴モデルの詳細は後項で説

明する。 

チャンネル曲がりを考慮した場合，燃料棒出力は水ギャップ幅の変化に影響さ

れる。チャンネル曲がりによる燃料棒出力変化は，あらかじめ評価した感度テーブ

ルを用いて行う。曲がりによる感度は，ノード毎のボイド率，燃焼度，燃料タイプ，

及び曲がり量のテーブルとして与えられる。このモデルの詳細については熱的余

裕計算モデルの節にて説明する。 

 

 断面積計算 

本手法では，単一燃料集合体燃焼計算による断面積データを取り込んでテーブ

ルを作成する巨視的燃焼モデルを用いる。BWRにおける燃焼変化において特性に大

きな影響を与えるのは中性子スペクトルを決定する水密度である。そのため，フィ

ッティングには燃料集合体断面平均の水密度を用いるが，通常，アウトチャンネル

にボイドが発生しないため，チャンネル内のボイド率を異なる３点（例えば 0, 40, 

80%）とした燃料集合体燃焼計算を行う。 

さらに，燃料集合体計算では各燃焼度点において瞬時に制御棒を挿入したケー

ス，燃料温度を変えたケース，ボイド率を変えたケース，冷温状態としたケース，

及び減速材にほう素を添加したケースをブランチケースとして行う。なお，燃料集
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合体燃焼計算は，制御棒なしの一定出力密度を仮定して行うため，炉心内でこの条

件からずれた効果は各種の反応度補正として取り込む必要がある。 

燃料ノード断面積 

本手法では，ノードの全ての断面積は同じ形式で，燃焼区間毎の多項式を用いて

表される。テーブルの各燃焼区間において，出力運転時，制御棒なしの断面積デー

タ𝑋は燃焼度 E，瞬時相対水密度 U，履歴相対水密度 UH の関数として次の多項式

で与えられる。ここで，相対水密度とは，水密度を基準値で規格化した無次元量で

あり，炉心計算では，インチャンネルとバイパスを体積平均したノード平均水密度

を用いてテーブルを参照する。通常，バイパスボイド率は低いので平均化の影響は

小さい。 

スペクトル履歴モデルを用いる場合は，上式においてスペクトル履歴相対水密

度 UHSPH を UH のかわりに用いる。断面積テーブルの燃焼度点 En は，燃料集合体

計算の燃焼度点とは独立に与えられる。テーブルの各燃焼度点 n について，En よ

り小さい２つの燃料集合体計算の燃焼度点及び En より大きい１つの燃焼度点が E

に関する２次フィットに用いられる。 

出力運転時，制御棒ありのデータは，制御棒なしのデータとの比として，同じ形

式でフィットされる。これは比とした方が燃焼度依存性が小さいためである。な

お，制御棒ありとは，制御棒なしの燃料集合体燃焼計算で瞬時に制御棒を挿入した

ブランチケースであり，後節で説明する制御棒履歴のケースとは異なる。 

冷温時のデータも同様にフィットされるが，瞬時水密度及び履歴水密度依存性

についてより一般性を持たせる。 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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制御棒ありのデータは，出力運転時と同じく制御棒なしのデータとの比として，

同じ形式でフィットされる。 

局所出力ピーキングデータ及び局所燃焼度ピーキングデータも，断面積と同様

に燃料棒毎にフィットされる。 

CBHデータは各断面積に対して与えられる。出力運転時の制御棒なし CBHデータ

（制御棒あり燃焼から瞬時に制御棒を引き抜いたケース:CBU ）及び出力運転時の

制御棒あり CBHデータ（常に制御棒を挿入して燃焼したケース:CBC ）は，出力運

転時の制御棒なし(UBU )，あり(UBC )データと同様にフィットされる。 

反射体ノード断面積 

炉心領域を囲む反射体は，与えられた炉心外条件に対応する１つの水及び構造

材を均質化したノードとして表される。炉心下部では炉心の入口サブクール条件

に，上部反射体は出口のボイド率条件に基づく。また，径方向反射体は炉心の入口

条件に基づく。 

反射体定数としては群毎の拡散係数，減速断面積，及び吸収断面積を与える。ま

た動特性計算用に反射体の中性子速度も与える。 

反応度補正 

AETNAでは各種の反応度補正は直接３群断面積に対して行われ，参考データとし

て各反応度も出力される。 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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 キセノン毒作用モデル 

キセノン 135 (Xe-135)数密度は出力密度履歴に大きく依存するため，実際の出

力密度履歴が燃料集合体計算と異なる効果を，微視的燃焼モデルを用いて補正す

る。燃料集合体計算は Xe-135あり及びなしの熱群吸収断面積をライブラリとして

生成する。本手法では，Xe-135 なしの熱群巨視的除去断面積と追跡計算した Xe-

135数密度を用いて，熱群の除去断面積を計算する。 

 𝛴𝑟3 = 𝛴𝑟3
𝑛𝑜𝑋𝑒 + 𝑁𝑋𝑒𝜎𝑎

𝑋𝑒   (3.3-4) 

ここで，𝛴𝑟3
𝑛𝑜𝑋𝑒は Xe-135なしの巨視的断面積，𝜎𝑎

𝑋𝑒は Xe-135微視的断面積，𝑁𝑋𝑒

は Xe-135 数密度である。反応度補正を考慮した無限増倍率は３群断面積から再構

築される。 

 𝑘∞ =
𝜈1∑𝑓1+𝜈2𝛴𝑓2𝑆𝐼2+𝜈3𝛴𝑓3𝑆𝐼3

𝛴1
  (3.3-5) 

ここで，𝑆𝐼2及び𝑆𝐼3はそれぞれ共鳴群，熱群のスペクトルインデクスである。 

 𝑆𝐼2 =
𝜙2

∞

𝜙1
∞ =

𝛴1→2

𝛴𝑟2
,  𝑆𝐼3 =

𝜙3
∞

𝜙1
∞ =

𝛴1→2𝛴2→3

𝛴𝑟2𝛴𝑟3
 (3.3-6) 

キセノン反応度は，熱群吸収断面積の変化による無限増倍率変化から計算され

る。 

 𝜌𝑋𝑒 =
𝛥𝑘∞

𝑋𝑒

𝑘∞
=

(𝛴𝑟3
𝑛𝑜𝑋𝑒/𝛴𝑟3−1)

𝐹𝐹𝐹
  (3.3-7) 

ここで，上式における𝑘∞及び𝐹𝐹𝐹はキセノン補正前の値である。 

𝐹𝐹𝐹 =
𝜈1𝛴𝑓1+𝜈2𝛴𝑓2𝑆𝐼2+𝜈3𝛴𝑓3𝑆𝐼3

𝜈3𝛴𝑓3𝑆𝐼3
  (3.3-8) 

本手法では，Xe-135 以外にも比較的短半減期で毒作用の大きい，プロメシウム

147 (Pm-147)～サマリウム 149 (Sm-149)系列，サマリウム 152 (Sm-152)～ガドリ

ニウム 155 (Gd-155)，ロジウム 105 (Rh-105)，及びプルトニウム 239 (Pu-239)～

プルトニウム 241 (Pu-241)～アメリシウム 241 (Am-241)の系列について微視的燃

焼モデルを用いて出力履歴の影響を補正する。ただし，これらの系列は Xe-135に

比べて反応度が小さく，燃料集合体燃焼計算の巨視的断面積にその効果が含まれ

ているため，炉心計算において一定出力密度を仮定して追跡した数密度と，実際の

出力履歴で追跡した数密度の差により，巨視的断面積を補正する。Xe-135 などの

核種の数密度の追跡計算法については後述する。 

 

 ドップラモデル 

ドップラ反応度は次のように計算される。 
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𝜌𝐷𝑜𝑝 = 𝐶𝑇(√𝑇𝑓𝑢𝑒𝑙 − √𝑇𝑏𝑎𝑠𝑒) (3.3-9) 

ここで，𝐶𝑇はドップラ反応度を表す定数であり，燃料集合体計算で燃料温度を

変化させて計算する。例えば，ベース温度 520℃から 1,500℃に燃料温度を上昇さ

せ，その無限増倍率の差から，𝐶𝑇を燃料タイプ，燃焼度，ボイド率に対して決定で

きる。定常炉心計算において，実効的な燃料温度𝑇𝑓𝑢𝑒𝑙 [K]は燃料タイプ別にノード

出力密度𝑃の２次式で表される。 

𝑇𝑓𝑢𝑒𝑙 = 𝑎0 + 𝑎1𝑃 + 𝑎2𝑃2 (3.3-10) 

ここで，𝑎𝑖,𝑖=0,1,2 は燃料棒熱・機械設計コード 12による熱流束テーブルから

得られる係数である。PRIME03ベースの場合，燃料温度は燃焼度 E と出力密度 P 依

存で与える。 

(3.3-11) 

ドップラ反応度を共鳴群の除去断面積に転換することにより，除去断面積は， 

𝛴𝑟2
𝐷𝑜𝑝

=
𝛴𝑟2

1+𝜌𝐷𝑜𝑝⋅𝐹𝐹𝐹2
(3.3-12) 

となる。ここで， 

𝐹𝐹𝐹2 =
𝜈1𝛴𝑓1+𝜈2𝛴𝑓2𝑆𝐼2+𝜈3𝛴𝑓3𝑆𝐼3

𝜈2𝛴𝑓2𝑆𝐼2+𝜈3𝛴𝑓3𝑆𝐼3
(3.3-13) 

 CBH 反応度モデル 

CBH反応度は，制御棒が挿入されないノードに対して 

𝜌𝑈 = 𝑤(𝑘∞𝐶𝐵𝑈 − 𝑘∞𝑈𝐵𝑈)/𝑘∞𝑈𝐵𝑈 (3.3-14) 

また制御棒が挿入されたノードに対して 

𝜌𝐶 = 𝑤(𝑘∞𝐶𝐵𝐶 − 𝑘∞𝑈𝐵𝐶)/𝑘∞𝑈𝐵𝐶 (3.3-15) 

ここで，𝑤は CBH 期間に依存した荷重因子であり，また， 

 k ∞CBU  ：制御棒挿入状態（以下，「制御された」という。）での燃焼から，瞬 

時に制御棒を引き抜いた無限増倍率 

 k∞UBU ：常に制御棒引抜状態（以下，「非制御」という。）で燃焼した無限増倍率 

 k∞UBC ：常に非制御で燃焼し，瞬時に制御棒を挿入した無限増倍率 

 k∞CBC ：常に制御されて燃焼した無限増倍率 

ノードの制御棒割合(CFK )を考慮すると，CBH反応度は， 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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 𝜌𝐶𝐵𝐻 = 𝐶𝐹𝐾 ⋅ 𝜌𝐶 + (1 − 𝐶𝐹𝐾)𝜌𝑈 (3.3-16) 

本手法では，CBH補正は全ての断面積について，式(3.3-16)と同様に考慮される。

CBHモデルの詳細は燃焼履歴計算の節で説明する。  

 

 ほう素モデル 

燃料集合体計算によるほう素ありデータは，１つの減速材温度について２つの

異なるほう素濃度に対して与えられる。例えば，ほう素濃度 660 ppm(BPPM1 =660)

と 935 ppm(BPPM2 =935)である。任意のほう素濃度(BORON )に対するほう素反応

度は，次のように計算される。  

制御棒なしノードに対し，BPPM1 及び BPPM2 に対する無限増倍率を𝐾∞
𝑈1，𝐾∞

𝑈2

として， 

 𝜌𝑈 =
𝐵𝑂𝑅𝑂𝑁−𝐵𝑃𝑃𝑀1

𝐵𝑃𝑃𝑀2−𝐵𝑃𝑃𝑀1
(

𝐾∞
𝑈2

𝐾∞
𝑈1 − 1)  (3.3-17) 

制御棒ありノードに対して同様に， 

 𝜌𝐶 =
𝐵𝑂𝑅𝑂𝑁−𝐵𝑃𝑃𝑀1

𝐵𝑃𝑃𝑀2−𝐵𝑃𝑃𝑀1
(

𝐾∞
𝐶2

𝐾∞
𝐶1 − 1)  (3.3-18) 

ノードの制御棒割合を考慮するとノードのほう素反応度は， 

 𝜌𝐵𝑜𝑟𝑜𝑛 = 𝐶𝐹𝐾 ⋅ 𝜌𝐶 + (1 − 𝐶𝐹𝐾)𝜌𝑈 (3.3-19) 

ほう素反応度を補正した熱群除去断面積は， 

 𝛴𝑟3
𝐵𝑜𝑟𝑜𝑛 =

𝛴𝑟3

1+𝜌𝐵𝑜𝑟𝑜𝑛⋅𝐹𝐹𝐹
   (3.3-20) 

ここで，FFF は式(3.3-8)で与えられる。 

 

 多種類制御棒モデル 

本手法では通常の B4C制御棒以外にも，長寿命制御棒及びフォロワ付制御棒など

の多種類制御棒を扱うことができる。これらに対しては，B4C制御棒に対する断面

積の比は燃焼に対してほとんど変化しないことが知られているため，燃料集合体

計算は燃料の未燃焼時(BOL)だけの評価でも十分である。 

多種類制御棒に対する断面積テーブルのフィットは通常の制御棒ありの断面積

の場合と同様である。多種類制御棒に対する断面積は，通常は BOL で評価された

断面積比を B4C制御棒に対する断面積に掛けて得られる。ノードが２つ以上の制御

棒タイプに接している場合は，体積割合で平均する。  

多種類制御棒に対する制御棒履歴の補正は，普通，直接には得られないが，CBH

効果が制御棒挿入時のスペクトルの変化の履歴に比例すると仮定して，有効制御

棒挿入燃焼期間を調節することで近似的に補正することが可能である。 
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 部分制御棒挿入ノード 

制御棒が部分的に挿入されたノードについては，制御棒先端が燃料ノードの切

れ目に一致しない効果を考慮するため，ノード内の軸方向中性子束分布を用いた

平均断面積を計算する。このため，体積割合を用いる場合よりも，制御棒の移動に

対して滑らかな反応度効果が得られる。 

任意の断面積に対して，部分制御棒挿入ノードの断面積は，  

 𝛴𝑥𝑔
′ = (1 − 𝐶𝑔)𝛴𝑥𝑔

𝑈𝑁𝐶 + 𝐶𝑔𝛴𝑥𝑔
𝐶𝑂𝑁 = [1 − 𝐶𝑔 + 𝐶𝑔(𝛴𝑥𝑔

𝐶𝑂𝑁/𝛴𝑥𝑔
𝑈𝑁𝐶)] ⋅ 𝛴𝑥𝑔

𝑈𝑁𝐶 (3.3-21) 

ここで，𝐶𝑔は荷重因子である。本手法では，ノード内軸方向の空間的スペクトル

変化を考慮して反応率を保存するように，中性子束体積荷重を用いる。すなわち，

𝑧𝑡𝑖𝑝を制御棒先端，𝐻(𝑧 − 𝑧𝑡𝑖𝑝)を Heaviside ステップ関数として， 

 𝐶𝑔 = ⟨𝜙𝑔, 𝐻(𝑧 − 𝑧𝑡𝑖𝑝)⟩ ⟨𝜙𝑔⟩⁄   (3.3-22) 

ここで,< >はノード体積での積分を表す。ノード内軸方向中性子束分布は，ノ

ードを軸方向に詳細メッシュに分割し，拡散方程式を解いて得られる。 

 
𝑑

𝑑𝑧
𝐽𝑔(𝑧) + 𝛴𝑟𝑔(𝑧)𝜙𝑔(𝑧) = 𝑆𝑔(𝑧)  (3.3-23) 

 𝑆𝑔(𝑧) =
𝜒𝑔

𝜆
∑ 𝑣𝛴𝑓𝑔′(𝑧)𝜙𝑔′(𝑧) + ∑ 𝛴𝑔′→𝑔(𝑧)𝜙𝑔′(𝑧)𝑔′𝑔′  (3.3-24) 

境界条件は反射あるいはノード上下端の中性子流で与える。 

荷重因子𝐶𝑔とともに，ノード上下端での中性子束不連続因子を計算し，以降の中

性子束計算に適用する。 

 𝑓𝑔
+(𝑧𝑘+1) =

𝜙𝑔
+(𝑧𝑘+1)

𝜙𝑔,𝑘
+,ℎ𝑜𝑚 ，𝑓𝑔

−(𝑧𝑘) =
𝜙𝑔

−(𝑧𝑘)

𝜙𝑔,𝑘
−,ℎ𝑜𝑚 (3.3-25) 
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 燃焼履歴計算 

 燃焼度積算 

燃焼期間𝑐の終わりのノードの燃焼度分布𝐸𝑖
𝑐は，時間に対して出力を積分し，前

期間𝑐 − 1での燃焼度に加えて得られる。 

 𝐸𝑖
𝑐 = 𝐸𝑖

𝑐−1 + ∫ 𝑑𝑡
𝑡𝑐

𝑡𝑐−1

𝑅𝑃(𝑡)

𝑁

𝑃𝑖
𝑐(𝑡)

𝑚𝑖
  (3.4-1) 

ここで，𝑃(𝑡)は炉心熱出力，𝑃𝑖
𝑐(𝑡)はノードの相対出力，𝑚𝑖はノードの全重元素

初期重量，そして，N は炉心内のノード数である。 

燃焼度の積算は，前ケースの出力分布を用いて行えるが，現ケースの出力分布を

用いて行うことも選択できる。炉心平均の燃焼度増分を DELWRD，炉心の全重元

素初期重量を WCORE とすると，式(3.4-1)から今ケースのノード燃焼度𝐸𝑖
′はノー

ド相対出力𝑃𝑖を用いて，次のように表される。 

 𝐸𝑖
′ = 𝐸𝑖 + 𝐷𝐸𝐿𝑊𝑅𝐷 ⋅

𝑊𝐶𝑂𝑅𝐸

𝑁

𝑃𝑖

𝑚𝑖
  (3.4-2) 

 

 履歴相対水密度  

スペクトル履歴モデルを用いない場合，同位元素の燃焼に対するスペクトル効

果の追跡計算は履歴相対水密度を用いて行う。履歴相対水密度 UH は相対水密度

の燃焼度荷重平均値として定義される。 

 𝑈𝐻𝑖𝑗𝑘 = ∫ 𝜔(𝐸′)𝑈𝑖𝑗𝑘(𝐸′)𝑑𝐸′
𝐸𝑖𝑗𝑘

0 ∫ 𝜔(𝐸′)𝑑𝐸′
𝐸𝑖𝑗𝑘

0
⁄  (3.4-3) 

ここで，𝑈𝑖𝑗𝑘(𝐸)はノードの瞬時相対水密度であり，𝜔(𝐸)は経験的に定める荷重

因子である。燃焼ステップでノード燃焼度が𝐸1から𝐸2に変化した場合，ノードの履

歴相対水密度は，式(3.4-3)から次のように更新される。 

 𝑈𝐻2 =
𝑈𝐻1𝐸1+𝑈(𝐸2−𝐸1)

𝐸2
,  𝜔(𝐸) = 1 

(3.4-4) 

第１の式は燃焼度平均法である。第２の式はアニーリング法で，直近の水密度に

より重要度を与えるものであり，定数𝐶はウラン又はMOXの燃料種別毎に経験的

に定める。 

 

 スペクトル履歴モデル 

スペクトル履歴反応度は実効ボイド履歴モデルを用いて考慮される。燃焼に伴

う同位元素の蓄積は水密度よりもスペクトルの関数として表すほうがより適切で

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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ある28。このモデルは，燃料集合体計算における水密度と中性子スペクトル（高速

群と熱群の中性子束比）の関係式を用いて，各燃焼ステップにおけるノードの実際

のスペクトルを実効的な水密度に変換することにより，ノードのスペクトル履歴

効果を実効履歴水密度として計算する。このモデルでは断面積の参照に用いる履

歴水密度を実効履歴水密度に置き換えるのみであり，熱水力計算で与えられる瞬

時水密度は変更を受けない。 

スペクトル履歴を補正した相対水密度（以下，「UHSPH」という。）は，式(3.4-

3)で表される履歴相対水密度と同様に更新される。 

(3.4-5) 

実際のノードスペクトル比�̄�3/�̄�1に対応する水密度 U0は，次式で与えられる。 

(3.4-6) 

推定値𝑈0に対しては，数値解析的に許容しうる上下限値を設ける。このように

して計算された UHSPHは断面積計算に用いられた時，スペクトル履歴効果を含む。 

 

 ノード表面燃焼度及びスペクトル履歴 

本手法では，ノード内の燃焼勾配の効果を，中性子束，出力分布計算，及び熱的

制限値計算で考慮する。ノード内の均質燃焼度分布及びスペクトル履歴分布は，ノ

ード平均及びノード表面平均の燃焼度，並びにスペクトル履歴を用いて展開され

る。 

ノード表面燃焼度とスペクトル履歴は，ノード表面出力及び中性子束を用いて，

ノード平均燃焼度，スペクトル履歴と同様に更新される。ノード表面の定義は燃料

集合体の制御棒コーナーに対して相対的に定義され，燃料シャッフリングにより

変化しない。 

 

 キセノン追跡計算 

本手法では，比較的半減期が短く反応度の大きいキセノン 135 (Xe-135)につい

て，炉心計算で数密度を追跡計算し，断面積計算において微視的燃焼モデルを用い

て巨視的断面積を補正する。追跡計算では，時間幅を入力するか，又は燃焼度増分

を時間幅に転換する。なお，Xe-135 の数密度は，今ケースの出力密度分布に依存

するので，一般に出力分布とキセノン分布が互いに収束するまでボイド反復計算

内でキセノン分布を更新する。 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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 キセノン核分裂生成毒作用モデル 

Xe-135 は部分的にヨウ素 135 (I-135)のベータ崩壊により生じ，また直接核分

裂生成物としても生じる。I-135 と Xe-135 の半減期はそれぞれ 6.7 時間と 9.2 時

間である。ノード 𝑖 の平均 I-135 及び Xe-135 数密度は以下の過渡方程式を解い

て与えられる。 

 𝑑𝐼𝑖(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝛾𝐼

𝑖(𝑡)𝐹(𝑡) − 𝜆𝐼𝐼𝑖(𝑡)  (3.4-7) 

 𝑑𝑋𝑖(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝜆𝐼𝐼𝑖(𝑡) + 𝛾𝑋

𝑖 (𝑡)𝐹(𝑡) − 𝜆𝑋𝑋𝑖(𝑡) − 𝜎𝑋3
𝑖 (𝑡)𝜙3

𝑖 (𝑡)𝑋𝑖(𝑡) (3.4-8) 

ここで， 

 𝛾𝐼 ：I-135 実効核分裂収率 

 𝜆𝐼 ：I-135 崩壊定数 

 𝛾𝑋 ：Xe-135 実効核分裂収率 

 𝜆𝑋 ：Xe-135 崩壊定数 

 𝜎𝑋 ：Xe-135 実効微視的熱群吸収断面積 

 𝜙3 ：熱群中性子束 

 𝐹(𝑡) = ∑ 𝛴𝑓𝑔
𝑖 (𝑡)𝜙𝑔

𝑖 (𝑡)𝑔 ：核分裂密度 

実効微視的断面積は，燃料集合体平均反応率を保存するように定義される。燃料

集合体平均中性子束及び核種 nの数密度を以下で定義する。 

 𝑁𝑛

𝑖
=

1

𝑉𝑖 ∫ 𝑑𝑟 𝑁𝑛
𝑖 (𝑟)   (3.4-9) 

 𝜙𝑔

𝑖
=

1

𝑉𝑖 ∫ 𝑑𝑟 𝜙𝑔
𝑖 (𝑟)   (3.4-10) 

𝑉𝑖は燃料集合体体積である。次式で定義される実効微視的断面積を用いれば，炉

心計算は燃料集合体計算を再現する。 

 𝜎𝑔𝑛
𝑖

𝑁𝑛

𝑖
𝜙𝑔

𝑖
=

1

𝑉𝑖 ∫ 𝑑𝑟 𝜎𝑔𝑛
𝑖 (𝑟)𝑁𝑛

𝑖 (𝑟)𝜙𝑔
𝑖 (𝑟) (3.4-11) 

出力密度に平衡な I-135 及び Xe-135 数密度は時間微分を０と置いて得られる。 

 𝐼∞(𝑡) =
𝛾𝐼𝐹(𝑡)

𝜆𝐼
   (3.4-12) 
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 𝑋∞(𝑡) =
𝜆𝐼𝐼∞+𝛾𝑋𝐹(𝑡)

𝜆𝑋+𝜎𝑋3𝜙3(𝑡)
=

(𝛾𝐼+𝛾𝑋)𝐹(𝑡)

𝜆𝑋+𝜎𝑋3𝜙3(𝑡)
 (3.4-13) 

 

 過渡キセノン解 

(1) 一定出力に対する解  

時間幅が相対的に短い場合，核分裂密度は一定で時間平均値に等しいと仮定で

きる。 

 𝐹(𝑡) = 𝐹    (3.4-14) 

この場合，積分は解析的に実行でき，以下を得る。 

 𝐼(𝑡) = 𝐼0𝑒−𝜆𝐼𝑡 +
𝛾𝐼𝐹

𝜆𝐼
(1 − 𝑒−𝜆𝐼𝑡)  (3.4-15) 

 𝑋(𝑡) = 𝑋0𝑒−𝛿𝑋𝑡 +
𝜆𝐼𝐼0−𝛾𝐼𝐹

𝛿𝑋−𝜆𝐼
(𝑒−𝜆𝐼𝑡 − 𝑒−𝛿𝑋 𝑡) +

(𝛾𝐼+𝛾𝑋)𝐹

𝛿𝑋
(1 − 𝑒−𝛿𝑋 𝑡) (3.4-16) 

 𝛿𝑋 = 𝜆𝑋 + 𝜎𝑋3𝜙
3
   (3.4-17) 

ここで，t は時間幅，𝐼0と𝑋0は t =0の数密度である。 

炉心熱出力が０の場合，核分裂密度を０として炉停止計算を行う。 

 

(2) 線形時間変化出力に対する解 

一定出力モデルは大きな時間幅に対して適用できない。ノードの出力変化が時

間に対して線形と仮定できる場合，キセノン方程式の積分は解析的に実行でき，精

度を損なうことなく大きな時間幅を取ることができる。 

 𝐹(𝑡) = 𝑎𝑡 + 𝑝   (3.4-18) 

過渡方程式は定数変化法を用いて積分でき，I-135は解析式で，Xe-135は𝑎の符

号に応じて Dawson 積分と相補誤差関数を用いて表される。 

 

 サマリウム追跡計算 

 サマリウム毒作用モデル 

サマリウム 149 (Sm-149)はプロメシウム 149 (Pm-149)の崩壊で生成される。ま

た Pm-149 は主として直接核分裂で生成される。Sm-149は安定であり，中性子吸収

により消滅する。ノード平均 Sm-149数密度は以下の過渡方程式を解いて得られる。 

 
𝑑𝑁𝑃𝑚149(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝛾𝑃𝑚149(𝑡)𝐹(𝑡) − 𝜆𝑃𝑚149𝑁𝑃𝑚149(𝑡), (3.4-19) 
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𝑑𝑁𝑆𝑚149(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝜆𝑃𝑚149𝑁𝑃𝑚149(𝑡) − 𝜎𝑆𝑚149(𝑡)𝜙3(𝑡)𝑁𝑆𝑚149(𝑡). (3.4-20) 

ここで， 

𝛾𝑃𝑚149：Pm-149 実効核分裂収率 

𝜆𝑃𝑚149：Pm-149 崩壊定数 

𝜎𝑆𝑚149：Sm-149 実効微視的熱群吸収断面積 

𝐹(𝑡) = ∑ 𝛴𝑓𝑔(𝑡)𝜙𝑔(𝑡)𝑔 ：核分裂密度 

Pm-149 の実効核分裂収率は，後述するプロメシウム 148 (Pm-148)の中性子吸収

の寄与を含む。一定出力密度に対する Pm-149 及び Sm-149 の平衡値は，時間微分

を０と置いて得られる。 

𝑁𝑃𝑚149
∞ =

𝛾𝑃𝑚149𝐹

𝜆𝑃𝑚149
(3.4-21) 

𝑁𝑆𝑚149
∞ =

𝛾𝑃𝑚149𝐹

𝜎𝑆𝑚149,3𝜙3
(3.4-22) 

Sm-149 の吸収断面積は Xe-135 に比べて小さく，Pm-149 の半減期(54.4 時間)は

I-135に比べて長いので，サマリウムが平衡に達するには時間がかかる。過渡解に

対しては，ノードの核分裂密度が一定と近似し，積分を解析的に実行できる。 

Sm-149 の反応度は燃料集合体計算の断面積に含まれているので，燃料集合体計

算を模擬したベース出力密度での追跡計算を行う必要がある。Sm-149 の過渡変化

の影響は実際の数密度とベース数密度の差から評価できる。ベース出力密度での

過渡時間はノード燃焼度からベース出力密度を用いて逆算できる。 

冷温時計算においては，燃料集合体計算で仮定した炉停止後の時間幅だけベー

ス数密度の崩壊計算を行う必要がある。 

Sm-149 の反応度効果を含む断面積は以下のように計算する。 

𝛴𝑎3 = 𝛴𝑎3,𝑟 + 𝜎𝑆𝑚149(𝑁𝑆𝑚149 − 𝑁𝑆𝑚149,𝑟) (3.4-23) 

ここで，𝑁𝑆𝑚149,𝑟は Sm-149のベース数密度である。 

Pm-149 実効収率モデル 

Pm-149 のある部分は Pm-148の中性子吸収で生成される。この効果は燃焼ととも

に増加し，無視できなくなる。この寄与を，図 3.4-1に示すネオジム 147 (Nd-147)

～Pm-149 系列を考慮して，Pm-149の実効収率としてモデル化する。 
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Pm-149実効収率は Sm-149反応度を正確に与えるが，長期停止では，この系列に

おいて，他にも半減期 2.6 年の Pm-147や 41.3 日の Pm-148mが無視し得ない反応

度寄与をする。従って，Pm-149 の実効収率モデルでは，これらの核種についても

合わせて追跡計算を行い（式は省略），毒作用を考慮する必要がある。 

図 3.4-1  Nd-147～Sm-150 崩壊系列（2,200m/sec断面積） 

ガドリニウム追跡計算 

ガドリニウム毒作用モデル 

核分裂生成物起源のガドリニウム 155 (Gd-155)は，主にユーロピウム 155 (Eu-

155)の半減期 4.9 年のベータ崩壊により生成される。Gd-155 は大きな熱中性子吸

収断面積を有している。したがって，３年を超える長期の炉停止期間の場合は，サ

マリウム 152 (Sm-152)～Gd-155のチェーンによる反応度効果を原子炉起動時にお

いて考慮することが必要となる。ガドリニア入り燃料棒においては燃焼初期より

Gd-155 が存在し，ノード平均の Gd-155 微視的吸収断面積は燃焼初期では Gd-155

の自己遮蔽効果の影響を受けるが，Eu-155 の崩壊による Gd-155 反応度効果は高燃

焼度での寄与が大きいために問題はない。 

Sm-152～Gd-155チェーンを図 3.4-2に示す。ユーロピウム 153 (Eu-153)は部分

的に Sm-152の中性子捕獲により，また直接的に核分裂により生成される。ただし，

核分裂収率は小さい。Eu-153 は安定核種であるため，燃焼度のみに依存すると見

なせる。ユーロピウム 154 (Eu-154)は Eu-153 の中性子吸収により生成され，自身

の中性子吸収とガドリニウム 154 (Gd-154)へのベータ崩壊で除去される。Eu-154

は安定核種ではないが，その半減期は相対的に長い(8.5年)ので，実用的には燃焼

度のみに依存すると見なせる。 

図 3.4-2  Sm-152～Gd-155 崩壊系列（2,200m/sec断面積） 
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したがって，Eu-155 及び Gd-155 の過渡方程式は１群形式で以下のように書け

る。 

 
𝑑𝑁𝐸𝑢155

𝑑𝑡
= 𝛾𝐸𝑢155𝐹 + 𝜎𝐸𝑢154𝑁𝐸𝑢154𝜙 − 𝜎𝐸𝑢155𝑁𝐸𝑢155𝜙 − 𝜆𝐸𝑢155𝑁𝐸𝑢155 (3.4-24) 

 
𝑑𝑁𝐺𝑑155

𝑑𝑡
= 𝜆𝐸𝑢155𝑁𝐸𝑢155 + 𝜎𝐺𝑑154𝑁𝐺𝑑154𝜙 − 𝜎𝐺𝑑155𝑁𝐺𝑑155𝜙 (3.4-25) 

ここで， 

 𝛾𝐸𝑢155：Eu-155 実効核分裂収率 

 𝜆𝐸𝑢155：Eu-155 崩壊定数 

 𝜎𝐸𝑢154：Eu-154 実効微視的１群吸収断面積 

 𝜎𝐸𝑢155：Eu-155 実効微視的１群吸収断面積 

 𝜎𝐺𝑑154：Gd-154 実効微視的１群吸収断面積 

 𝜎𝐺𝑑155：Gd-155 実効微視的１群吸収断面積 

ガドリニアでは，Gd-154が燃焼初期より２%の天然存在比で存在する。Gd-154の

吸収断面積は小さいが，高燃焼度では右辺第２項は無視できない寄与がある。しか

しながら，Gd-154 は安定核種であり，その寄与は燃焼度のみに依存すると見なせ

る。したがって，この項は Eu-155 の崩壊による Gd-155 反応度効果を計算する際

には無視してかまわない。 

 

 Gd-155過渡解 

時間幅の間で核分裂密度が一定と仮定すると，Eu-155 数密度は解析的に解かれ

る。燃料集合体計算では，ベース出力一定燃焼の仮定で Gd-155の反応度寄与が含

まれている。ノード平均の Gd-155数密度は，炉停止を含む期間について実際の出

力密度とベース出力密度のそれぞれに対して追跡する。巨視的断面積は，２つの数

密度の差を用いて補正される。 

ベース出力密度に対するGd-155数密度は上式でFを Frで置き換えて得られる。

Eu-155 のベース出力密度に対する数密度も追跡する必要がある。停止時は，ベー

ス数密度は一定に保たれる。冷温時計算においては，燃料集合体計算で仮定した炉

停止後の時間幅だけベース数密度の崩壊計算を行う必要があるが，Eu-155 の半減

期は長いため，無視して差し支えない。 

Gd-155 の反応度補正は，各群の巨視的吸収断面積に対して， 

 𝛴𝑎𝑔 = 𝛴𝑎𝑔,𝑟 + 𝜎𝐺𝑑155,𝑔(𝑁𝐺𝑑155 − 𝑁𝐺𝑑155,𝑟) (3.4-26) 
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ここで，𝑁𝐺𝑑155,𝑟は Gd-155 のベース数密度である。未燃焼時は，Gd-155 数密度

はコード内でライブラリデータに初期化される。Eu-154と Eu-155 の反応度変化は

無視できる。 

なお，Gd-154の中性子吸収の寄与を含む実際の Gd-155数密度は下式で近似的に

得られる。 

 𝑁𝐺𝑑155(𝑡) = 𝑁𝐺𝑑155(𝐸) + (𝑁𝐺𝑑155(𝑡) − 𝑁𝐺𝑑155,𝑟(𝑡)) (3.4-27) 

ここで，𝑁𝐺𝑑155(𝐸)は燃料集合体コードによる Gd-155数密度である。 

 

 プルトニウム追跡計算 

プルトニウム 241 (Pu-241)はプルトニウム 240 (Pu-240)の中性子吸収で生成さ

れ，中性子吸収に加えて半減期 14.4年のアメリシウム 241 (Am-241)へのベータ崩

壊で消滅する。燃料集合体計算では，ベース出力一定燃焼の仮定で Pu-241の反応

度寄与が含まれている。出力履歴に依存した Pu-241 崩壊の反応度寄与は特に MOX

炉心の解析では重要である。 また，ネプツニウム 239 (Np-239)は U-238の中性子

捕獲で生成され，半減期 56.5時間でプルトニウム 239 (Pu-239）にβ崩壊する。

Np-239の反応度効果は無視できるが，Pu-239の反応度効果は無視できず，特に原

子炉の起動時に影響がある。Pu-239～Am-241 を含む崩壊系列を図 3.4-3 に示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3.4-3  Pu-239～Am-241を含む崩壊系列（2,200m/sec 断面積） 

 

ノード平均の Pu-241/Pu-239 数密度は，炉停止を含む期間について実際の出力

密度とベース出力密度のそれぞれに対して追跡する。巨視的断面積は，２つの数密

度の差を用いて補正される。  

Pu-241/Pu-239 の反応度寄与と多くの短半減期の核分裂生成物の反応度寄与が

相殺し合うため，Pu-241/Pu-239モデルはこれら Sm-149, Gd-155 モデルと合わせ

て用いられる。 
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 Pu-241過渡解 

Pu-240 は安定核種として扱えるので，その数密度は燃焼度だけに依存すると仮

定する。これにより，ノード平均 Pu-241数密度は次の過渡方程式を解いて得られ

る。 

 𝑑𝑃𝑢241
𝑖(𝑡)

𝑑𝑡
= {∑ 𝜎𝑃𝑢240,𝑔

𝑖 𝜙𝑔
𝑖 (𝑡)𝑔 }𝑃𝑢240

𝑖 (𝑡) − {∑ 𝜎𝑃𝑢241,𝑔
𝑖 𝜙𝑔

𝑖 (𝑡)𝑔 + 𝜆𝑃𝑢241}𝑃𝑢241
𝑖 (𝑡) 

       (3.4-28) 

ここで， 

 𝜆𝑃𝑢241：Pu-241 崩壊定数 

 𝜎𝑃𝑢241：Pu-241 実効微視的吸収断面積 

 𝜎𝑃𝑢240：Pu-240 実効微視的捕獲断面積 

ベース出力密度に対する Pu-241の生成及び消滅係数を以下で定義する。 

 𝑃𝑃𝑢241,𝑟
𝑖 (𝑡) = 𝑃𝑢240

𝑖 (𝑡) ∑ 𝜎𝑃𝑢240,𝑔
𝑖 (𝑡)𝜙𝑔,𝑟

𝑖
𝑔 , (3.4-29) 

 𝐷𝑃𝑢241,𝑟
𝑖 (𝑡) = ∑ 𝜎𝑃𝑢241,𝑔

𝑖 (𝑡)𝜙𝑔,𝑟
𝑖

𝑔 . (3.4-30) 

𝜙𝑔,𝑟はベース出力密度に対する中性子束である。式(3.4-28)は次のように書ける。 

 𝑑𝑃𝑢241
𝑖 (𝑡)

𝑑𝑡
= 𝑃𝑃𝑢241,𝑟

𝑖 (𝑡)𝑝𝑖(𝑡) − {𝐷𝑃𝑢241,𝑟
𝑖 (𝑡)𝑝(𝑡) + 𝜆𝑃𝑢241

𝑖 }𝑃𝑢241
𝑖 (𝑡) (3.4-31) 

ここで，𝑝𝑖(𝑡)はベース出力密度に対する相対出力である。上式の係数は時間幅

内で一定と見なす。 Pu-241の半減期は長いので，時間幅内で核分裂密度は一定と

見なせ，式(3.4-31)は解析的に積分できる。 

ベース出力密度に対する Pu-241数密度は𝑝𝑖(𝑡) = 1とおいて得られる。ベース出

力密度に対する時間幅は，各ノードについて実際の時間幅に相対出力𝑝𝑖(𝑡)を掛け

て得られる。すなわち，𝑡𝑏𝑎𝑠𝑒 = 𝑡 × 𝑝𝑖(𝑡)となる。炉停止中は，ベース数密度は一定

に保たれる。 

一方，Am-241の過渡方程式は，以下のように表される。 

 
𝑑𝐴𝑚241(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝜆𝑃𝑢241𝑃𝑢241(𝑡) − {∑ 𝜎𝐴𝑚241,𝑔𝜙𝑔(𝑡)𝑔 }𝐴𝑚241(𝑡) (3.4-32) 

ここで， 

 𝜎𝐴𝑚241：Am-241 実効微視的吸収断面積 

Am-241 数密度は，上式に Pu-241数密度の解を代入して解析的に解かれる。 
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 Pu-241 反応度補正 

Pu-241 の崩壊による巨視的核分裂及び吸収断面積に対する補正は，それぞれ， 

 𝛥𝛴𝑓𝑔,𝑃𝑢241
𝑖 = 𝜎𝑓𝑔,𝑃𝑢241

𝑖 (𝑃𝑢241
𝑖 − 𝑃𝑢241,𝑟

𝑖 ) (3.4-33) 

 𝛥𝛴𝑎𝑔,𝑃𝑢241
𝑖 = 𝜎𝑎𝑔,𝑃𝑢241

𝑖 (𝑃𝑢241
𝑖 − 𝑃𝑢241,𝑟

𝑖 ) (3.4-34) 

ここで，𝑃𝑢241,𝑟
𝑖 はベース Pu-241 数密度である。一方，Am-241による吸収断面積

に対する補正は， 

 𝛥𝛴𝑎𝑔,𝐴𝑚241
𝑖 = 𝜎𝑎𝑔,𝐴𝑚241

𝑖 (𝐴𝑚241
𝑖 − 𝐴𝑚241,𝑟

𝑖 ) (3.4-35) 

ここで，𝐴𝑚241,𝑟
𝑖 はベース Am-241数密度である。 

 

 Pu-239過渡解 

Np-239～Pu-239の崩壊チェーンを図 3.4-3に示す。これより，Np-239及び Pu-

239に対する過渡方程式は， 

 
𝑑𝑁𝑝239

𝑖(𝑡)

𝑑𝑡
= {∑ 𝜎𝑈238,𝑔

𝑖 𝜙𝑔
𝑖 (𝑡)𝑔 }𝑈238

𝑖 (𝑡) − {∑ 𝜎𝑁𝑝239,𝑔
𝑖 𝜙𝑔

𝑖 (𝑡)𝑔 + 𝜆𝑁𝑝239}𝑁𝑝239
𝑖 (𝑡)  (3.4-36) 

 𝑑𝑃𝑢239
𝑖(𝑡)

𝑑𝑡
= {∑ 𝜎𝑃𝑢238,𝑔

𝑖 𝜙𝑔
𝑖 (𝑡)𝑔 }𝑃𝑢238

𝑖 (𝑡) + 𝜆𝑁𝑝239𝑁𝑝239
𝑖 (𝑡) − {∑ 𝜎𝑃𝑢239,𝑔

𝑖 𝜙𝑔
𝑖 (𝑡)𝑔 }𝑃𝑢239

𝑖 (𝑡) 

       (3.4-37) 

ここで， 

 𝜆𝑁𝑝239：Np-239 崩壊定数 

 𝜎𝑁𝑝239：Np-239 実効微視的吸収断面積 

 𝜎𝑈238 ：U-238 実効微視的捕獲断面積 

 𝜎𝑃𝑢238：Pu-238 実効微視的捕獲断面積 

 𝜎𝑃𝑢239：Pu-239 実効微視的吸収断面積 

U-238 と Pu-238 は安定核種として扱えるので，その数密度は燃焼度だけに依存

すると仮定すると上式の係数は時間幅内で一定と見なせ，数密度は解析的に積分

できる。AETNA では，重核種のα崩壊に伴う自発核分裂源の計算のため，図 3.4-3

におけるキュリウム 242 (Cm-242)のα崩壊による Pu-238 の数密度変化を評価で

きる (3.9.10 節参照)。この場合，Pu-239 過渡方程式における Pu-238数密度は次

のように補正される。  

 𝑃𝑢238(𝑡) = 𝑃𝑢238(𝐸) + (𝑃𝑢238
𝑎 (𝑡) − 𝑃𝑢238

𝑏 (𝑡)) (3.4-38) 
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ここで𝑃𝑢238
𝑎 (𝑡)と𝑃𝑢238

𝑏 (𝑡)は，それぞれ実際とベース出力密度の Pu-238 数密度

であり，𝑃𝑢238(𝐸)は燃焼度だけに依存すると仮定した場合の Pu-238数密度である。 

 

 Pu-239反応度補正 

燃料集合体計算では，ベース出力一定燃焼の仮定で Pu-239の反応度寄与が含ま

れているので，Pu-239 数密度を実際の運転履歴と，ベースの連続運転履歴（添え

字 r）で計算し，その数密度の差から，下式で巨視的核分裂及び吸収断面積を補正

する。 

 𝛥𝛴𝑓𝑔,𝑃𝑢239
𝑖 = 𝜎𝑓𝑔,𝑃𝑢239

𝑖 (𝑃𝑢239
𝑖 − 𝑃𝑢239,𝑟

𝑖 ), (3.4-39) 

 𝛥𝛴𝑎𝑔,𝑃𝑢239
𝑖 = 𝜎𝑎𝑔,𝑃𝑢239

𝑖 (𝑃𝑢239
𝑖 − 𝑃𝑢239,𝑟

𝑖 ). (3.4-40) 

 

 制御棒履歴モデル 

 CBH反応度 

制御棒が挿入されて燃焼すると，燃料集合体の核分裂性核種と可燃性毒物の燃

焼が抑制される一方，プルトニウム同位体の生成（特に制御棒周りの燃料棒）が相

対的に促進される。この結果，コントロールセル（以下，「CC」という。）運転の

ように長期間制御棒が同じ場所に挿入された場合，反応度及び局所ピーキングの

増加をもたらす。 

本手法の CBH モデルは，燃料集合体計算で制御棒を挿入したまま燃焼させたケ

ースと通常の制御棒なしで燃焼したケースの内挿により３群断面積29及び燃料棒

局所出力分布を補正する。内挿はノードの制御棒履歴を取り入れた荷重因子を用

いて行う。これらの荷重因子(𝑊𝑖)は制御及び非制御の期間と，全実効燃焼期間(𝑇𝑖)

の関数である。燃焼ステップ iでの実効制御燃焼度は次式で定義される。 

 𝐵𝑖 = (𝐵𝑖−1 + 𝛿𝑖 ⋅ 𝐶𝐹𝐾𝑖 ⋅ 𝛥𝐸𝑖)𝑒−𝛥𝐸𝑖/𝐶 (3.4-41) 

ここで， 

 𝐵𝑖−1 ：燃焼ステップi-1での実効制御燃焼度 

 𝛿𝑖  ：ノードが燃焼ステップiで制御状態のとき１，その他は０ 

 𝛥𝐸𝑖  ：𝐸𝑖 − 𝐸𝑖−1 

 𝐶𝐹𝐾𝑖 ：燃焼ステップiでノードの制御割合 

 Ｃ  ：燃料タイプ依存の（一般にはガドリニア濃度の関数）CBH回復期間を 

   表す定数 
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上式は，制御棒が挿入されたノードの最新の燃焼ステップが最も𝐵𝑖に寄与する

ことを示している。 また同時に，以前の燃焼ステップの寄与は燃焼とともに減少

させられること，この減少は経験的な定数 Cにより決定されることを示す。 

全実効燃焼度は𝛿𝑖を１と置いて定義される。 

 𝑇𝑖 = (𝑇𝑖−1 + 𝛥𝐸𝑖)𝑒−𝛥𝐸𝑖/𝐶   (3.4-42) 

内挿に用いる荷重因子は次式で定義される。 

 𝑊𝑖 = 𝐵𝑖/𝑇𝑖   (3.4-43) 

(1) 制御状態から非制御状態になった場合 

CBH断面積補正(𝛥𝑋𝑠𝑖
𝑐→𝑢)は，常に非制御で燃焼した場合の断面積(𝑋𝑠𝑖

𝑈𝐵𝑈)に対し

て， 

 𝛥𝑋𝑠𝑖
𝑐→𝑢 = 𝑊𝑖(𝑋𝑠𝑖

𝐶𝐵𝑈 − 𝑋𝑠𝑖
𝑈𝐵𝑈)  (3.4-44) 

ここで， 

 𝑋𝑠𝑖
𝐶𝐵𝑈：制御された燃焼から，燃焼度点iで瞬時に制御棒を引き抜いた断面積 

 𝑋𝑠𝑖
𝑈𝐵𝑈：常に非制御で燃焼した燃焼度点iの断面積 

(2) 非制御状態から制御状態になった場合 

CBH断面積補正(𝛥𝑋𝑠𝑖
𝑢→𝑐)は，瞬時に制御棒が挿入された断面積(𝑋𝑠𝑖

𝑈𝐵𝐶)に対して， 

 𝛥𝑋𝑠𝑖
𝑢→𝑐 = 𝑊𝑖(𝑋𝑠𝑖

𝐶𝐵𝐶 − 𝑋𝑠𝑖
𝑈𝐵𝐶)  (3.4-45) 

ここで， 

 𝑋𝑠𝑖
𝑈𝐵𝐶：常に非制御で燃焼し，燃焼度点iで瞬時に制御棒を挿入した断面積 

 𝑋𝑠𝑖
𝐶𝐵𝐶：常に制御されて燃焼した燃焼度点iの断面積 

(3) 部分的に制御されたノードの場合 

部分制御棒挿入ノードについては，制御棒挿入割合𝐶𝐹𝐾𝑖を用いて， 

 𝛥𝑋𝑠𝑖 = (1 − 𝐶𝐹𝐾𝑖) ⋅ 𝛥𝑋𝑠𝑖
𝑐→𝑢 + 𝐶𝐹𝐾𝑖 ⋅ 𝛥𝑋𝑠𝑖

𝑢→𝑐 (3.4-46) 

補正された断面積は， 

 𝑋𝑠𝑖 = 𝑋𝑠𝑖
𝑏𝑎𝑠𝑒 + 𝛥𝑋𝑠𝑖   (3.4-47) 

ここで 

 𝑋𝑠𝑖
𝑏𝑎𝑠𝑒：CBH補正なしの断面積 
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 CBH局所ピーキング 

CBH局所ピーキングモデルは，CBH反応度補正モデルの拡張である。本手法では，

ある期間制御されて燃焼した燃料集合体内の燃料棒毎の相対出力を，２つの燃料

集合体燃焼計算から再構築する。１つは常に非制御で燃焼したケースであり，もう

１つは常に制御されて燃焼し，瞬時に制御棒を引き抜いたケースである。 

燃料棒燃焼度に対する制御棒履歴補正も，燃料棒局所出力補正と同様である。 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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 熱水力計算 

 熱水力計算 

炉心流量，炉心熱出力，炉心圧力，冷却材入口エンタルピ（又は温度），炉内出

力分布などは与えられたものとする。 

炉心に流入する冷却材は，通常炉心底部で各燃料集合体インチャンネルとバイ

パス領域にわかれ，炉心頂部出口で再び合流する。バイパス流では，ほとんどボイ

ドが発生しないことから，本手法ではバイパス領域は１チャンネルとして扱う。 

チャンネル流量は，各チャンネルの圧力損失を等しくするようにインチャンネ

ル流量配分を調整する繰返し計算によって計算する。計算の収束を早めるため各

燃料集合体が属する特性チャンネルを定め，まず，特性チャンネルに対して流量配

分計算を行う。特性チャンネルに対する流量配分は，各特性チャンネルの圧力損失

が等しくなるように反復計算により流量を変化させて決定される。熱水力計算の

流れを図 3.5-1に示す。 

特性チャンネルは，チャンネル出力，軸方向出力分布，入口オリフィスタイプ，

及びチャンネル形状（特性チャンネル）タイプの組み合わせにより決定される。

個々のチャンネルへの流量配分は，同じ特性チャンネルタイプ，オリフィスタイプ

の間で，チャンネル出力と軸方向出力分布の関数として内外挿計算される。 

個々のチャンネル流量を計算した後，その和が炉心流量からバイパス流量を差

し引いた全インチャンネル流量に等しくなるように規格化を行う。バイパス流路

での冷却材に加わる熱量はインチャンネルに比して少なく，したがって流路抵抗

が一定しているので，本手法ではバイパス流量は入力値としている。 

本手法で流体の物性は，1967 ASME 蒸気表30に基づいて評価する。これらの物性

値は境界条件として炉圧 P 及び入口エンタルピ hIN から決定される。 

以下に本節で用いる記号の意味を説明する。 

 

記号の説明 

A or AF：流路面積  

Cp ：比熱 

DH ：水力等価直径 

DQ ：熱的等価直径 

f ：単相摩擦抵抗係数  

G ：質量流束 

g ：重力加速度 

gc ：重力系換算係数 

h ：エンタルピ 
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hfg ：気化潜熱 = hg - hf 

j ：体積流束 

K ：局所圧損係数  

k ：熱伝導率 

P ：圧力 

Pe ：ペクレ数 

PH ：加熱周長 

Pr ：プラントル数 

Pw ：濡れぶち長さ 

q' ：線出力密度 

q'' ：熱流束 

q''' ：体積出力密度 

Re ：レイノルズ数 

T ：温度 

v ：速度 

W ：流量 

x ：クオリティ  

z ：z 方向座標 

 

ギリシャ文字およびその他 

α ：ボイド率  

 ：飽和蒸気水密度比 (𝜌𝑔/𝜌𝑓) 

Δhs ：入口サブクール 

Δz ：軸方向ノード幅 

 ：表面粗さ，核分裂当たり放出エネルギ 

 ：粘性係数 

 ：比体積 

 ：密度 

𝜌 ：混合流密度  
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 ：表面張力 

 ：壁面せん断応力 

𝜙𝑇𝑃𝐹
2 ：二相摩擦抵抗倍率 

𝜙𝑇𝑃𝐿
2 ：二相局所圧損倍率  

 ：領域平均 

 

添え字 

byp ：バイパス 

ch ：チャンネル 

f ：飽和水 

g ：飽和蒸気 

i ：x 方向ノードインデクス 

ic ：インチャンネル 

j ：y 方向ノードインデクス 

k ：z 方向ノードインデクス 

 ：液相 

d ：液相離脱 

v ：気相 

w ：壁面 

wr ：水棒  
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図 3.5-1 熱水力計算の流れ 

 

ノード平均水密度計算 

冷却材クオリティ 

インチャンネルボイド率計算 

チャンネル圧損計算 

終 了 

NO 

YES 

インチャンネル流量配分計算 

 

出力分布計算 

 

冷却材エンタルピ計算 

流量配分収束判定 

炉心圧損収束判定 

YES 

NO 

バイパス流量割合計算 

 

バイパスボイド率計算 

炉心ヒートバランス計算 

3-41

71



 

 

 混合流体保存式 

本手法の熱水力モデルは垂直方向の強制流を仮定する。バイパス領域（アウトチ

ャンネルと水ロッド）は，インチャンネルとは独立のチャンネルとして扱う。本手

法では，燃料集合体内の二相流を，定常状態の混合流に対する３保存式とドリフト

フラックスモデルを用いて解く31。 

１次元の均質流に対する質量保存式は， 

 
𝜕

𝜕𝑧
{𝜌𝑔𝛼𝑣𝑔 + 𝜌𝑓(1 − 𝛼)𝑣𝑓}𝐴𝐹 = 0 (3.5-1) 

下記の物理量，混合流密度�̄�，蒸気質量流束𝐺𝑔，蒸気クオリティ𝑥，液相質量流

束 𝐺𝑓，混合流質量流束 �̄�，蒸気体積流束 𝑗𝑔，及び液相体積流束 𝑗𝑓を定義する。 

 �̄� = 𝛼𝜌𝑔 + (1 − 𝛼)𝜌𝑓   (3.5-2) 

 𝐺𝑔 = 𝜌𝑔𝑣𝑔𝛼 = �̄�𝑥   (3.5-3) 

 𝐺𝑓 = 𝜌𝑓𝑣𝑓(1 − 𝛼) = �̄�(1 − 𝑥)  (3.5-4) 

 �̄� = 𝐺𝑔 + 𝐺𝑓   (3.5-5) 

 𝑗𝑔 =
𝐺𝑔

𝜌𝑔
=

�̄�𝑥

𝜌𝑔
   (3.5-6) 

 𝑗𝑓 =
𝐺𝑓

𝜌𝑓
=

�̄�(1−𝑥)

𝜌𝑓
   (3.5-7) 

これより，質量保存式は次のように書かれる。 

 
𝜕

𝜕𝑧
{𝐺𝑔 + 𝐺𝑓}𝐴𝐹 = 0 又は   

𝜕

𝜕𝑧
(�̄�𝐴𝐹) = 0 (3.5-8) 

対応する運動量保存式は， 

 
1

𝐴𝐹

𝜕

𝜕𝑧
(

�̄�2𝐴𝐹

𝜌+ ) = −
𝜕𝑃

𝜕𝑧
−

𝜏𝑃𝑤

𝐴𝐹
− �̄�𝑔 𝑐𝑜𝑠 𝜃 (3.5-9) 

ここで， 

 
1

𝜌+ =
1

�̄�2 (𝜌𝑔𝛼𝑣𝑔
2 + 𝜌𝑓(1 − 𝛼)𝑣𝑓

2)  (3.5-10) 

混合流のエネルギ保存式は，運動エネルギを無視すると， 

 
𝜕

𝜕𝑧
(�̄�𝐴𝐹ℎ) = 𝑞′ + ∬ 𝑞‴𝑑𝐴𝐹𝐴𝐹

+
�̄�𝐴𝐹

�̄�
(

𝜏𝑃𝑤

𝐴𝐹
+

𝜕𝑃

𝜕𝑧
) (3.5-11) 

ここで，混合流エンタルピは， 
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 ℎ =
1

𝐺
(𝜌𝑔𝛼ℎ𝑔𝑣𝑔 + 𝜌𝑓(1 − 𝛼)ℎ𝑓𝑣𝑓) (3.5-12) 

 

 圧力損失計算 

積分演算を式(3.5-9)に適用すると，混合流の運動量保存式は以下で表される。 

 𝑃𝑘 − 𝑃𝑘+1 = 𝛥𝑃𝑓𝑟𝑖𝑐𝑡𝑖𝑜𝑛 + 𝛥𝑃𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙 + 𝛥𝑃𝑎𝑐𝑐𝑒𝑙𝑒𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 + 𝛥𝑃𝑒𝑙𝑒𝑣𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 (3.5-13) 

ここで，摩擦圧損，局所圧損，位置圧損成分はそれぞれ， 

 𝛥𝑃𝑓𝑟𝑖𝑐𝑡𝑖𝑜𝑛 = 𝑓
𝑊2

2𝑔𝑐𝜌ℓ

𝛥𝑧

𝐷𝐻𝐴𝐹
2 𝜙𝑇𝑃𝐹

2   (3.5-14) 

 𝛥𝑃𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙 = ∑
𝐾𝑙

𝐴𝑙
2

𝑊2

2𝑔𝑐𝜌ℓ
𝜙𝑇𝑃𝐿,𝑙

2
𝑙   (3.5-15) 

 𝛥𝑃𝑒𝑙𝑒𝑣𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 = �̄�𝑔𝛥𝑧𝑘/𝑔𝑐   (3.5-16) 

局所圧損は，オリフィス，下部及び上部タイプレート，燃料集合体のスペーサな

どによる流路内の面積変化により起こる圧力損失であり，局所圧損係数 𝐾𝑙と局所

圧損係数に対する参照流路面積 𝐴𝑙で与えられる。 

加速圧損成分は，流路面積及び密度の変化の両方を説明する。単相流領域では，

面積変化による可逆的圧力損失は， 

 𝛥𝑃𝑎𝑐𝑐𝑒𝑙𝑒𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 = (1 − 𝜎𝐴
2)

𝑊2

2𝑔𝑐𝜌ℓ𝐴𝐹
2 (3.5-17) 

 𝜎𝐴 =
𝐴𝑘+1

𝐴𝑘
   (3.5-18) 

二相流では，流体密度は可逆的圧力損失を与えるように密度比で置き換えられ

る。 

 𝛥𝑃𝑎𝑐𝑐𝑒𝑙𝑒𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 = (1 − 𝜎𝐴
2)

𝑊2𝜌𝐻

2𝑔𝑐𝜌𝐾𝐸
2 𝐴𝐹

2 (3.5-19) 

ここで， 

 
1

𝜌𝐻
=

𝑥

𝜌𝑔
+

1−𝑥

𝜌𝑓
   (3.5-20) 

 
1

𝜌𝐾𝐸
2 =

𝑥3

𝜌𝑔
2𝛼2 +

(1−𝑥)3

𝜌𝑓
2(1−𝛼)2   (3.5-21) 

ここで，𝑥, 𝛼 及び AF は 𝐴𝑘+1での値である。 
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二相流領域での密度変化による不可逆的な加速圧損成分に対しては，  

 𝛥𝑃𝑎𝑐𝑐𝑒𝑙𝑒𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 =
𝑊2

𝑔𝑐𝐴𝐹
2 [(

1

𝜌𝐻
)

𝑜𝑢𝑡
− (

1

𝜌𝐻
)

𝑖𝑛
] (3.5-22) 

チャンネル流量配分，圧力損失計算の境界条件，及び局所圧損を計算するオリフ

ィス，上下タイプレート，スペーサなどの位置並びに加速圧損計算領域を図 3.5-2

に示す。（チャンネル幾何形状の上面図例は図 1.5-3を参照） 
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図 3.5-2 熱水力ノード分割と圧損計算領域 

 

 

スペーサ #1 

スペーサ #n-1 

スペーサ #n 

上部タイプレート 

下部タイプレート 

オリフィス 

蒸気セパレータ 

上部プレナム 

下部プレナム 

インチャンネル領域 

特性チャンネル 

A1      A2      A3 
バイパス領域 

（1 チャンネル） 

バイパスへの漏洩流 → 

水ロッド 

共通漏洩領域 

加熱ノード#1 

加熱ノード#KMAX 

非加熱燃料棒領域 

非加熱非燃料棒領域 

B1 

ベッセル環状領域 
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 エネルギ計算 

中性子束計算によるノード内の全核分裂出力は，   

 𝑄𝑘 = ∫ 𝑑3𝑟
𝛥𝑉𝑘

 휀  ∑ 𝛴𝑓𝑔𝜙𝑔(𝑟)𝑔   (3.5-23) 

この核分裂出力は，燃料被覆管，減速材，及び構造材内に局所的に直接与えられ

る中性子減速及びガンマ発熱成分を含む。中性子減速及びガンマ発熱エネルギは

全発生エネルギに対する割合としてモデル化される。 

(1)燃料ペレット及び被覆管内で発生する核分裂出力の割合𝐹𝑓 

(2)水ロッド被覆管内のガンマ発熱で発生する核分裂出力の割合𝐹𝑤𝑟 

(3)燃料集合体のチャンネル壁のガンマ発熱で発生する核分裂出力の割合𝐹𝑐ℎ 

(4)制御棒内の(n,α)及び(n,γ)反応で発生する核分裂出力の割合𝐹𝑐𝑏 

(5)ガンマ発熱・中性子減速により直接減速材で発生する核分裂出力の割合𝐹𝐷𝑀𝐻 

各寄与を合計すると１になる。 

 𝐹𝑓 + 𝐹𝐷𝑀𝐻 + 𝐹𝑤𝑟 + 𝐹𝑐ℎ + 𝐹𝑐𝑏 = 1.0 (3.5-24) 

減速材直接発熱はインチャンネル，バイパス(アウトチャンネル)，及び水ロッド

内の減速材の体積に分配される。 

積分演算を式(3.5-11)に適用し，燃料集合体内の定常二相流では右辺第３項の

寄与が小さいため，これを無視すると，チャンネルのエンタルピ増分は次のように

評価される。 

 ℎ𝑘+1 = ℎ𝑘 +
𝛥𝑧

�̄�𝑘𝐴𝐹
[𝑞𝑓

′ + 𝑞𝐷𝑀𝐻
′ + 𝑞𝑤𝑟

′ + 𝑞𝑐ℎ
′ + 𝑞𝑏𝑦𝑝

′ + 𝑞𝑐𝑏
′ ] (3.5-25) 

ここで，k は軸方向ノードである。各加熱成分は，同じ形式で与えられる。 

 𝑞𝑥
′ = (

𝑄𝑘+1+𝑄𝑘

2𝛥𝑧
) 𝐹𝑥𝜒   (3.5-26) 

ここで， 𝜒 は各成分を適用の場合の，インチャンネル，水ロッド，又はバイパ

ス領域への寄与割合を表す。例えば，減速材直接発熱のインチャンネルへの寄与

は， 

 𝐹𝐷𝑀𝐻𝜒 = 𝑓𝐷𝑀𝐻 ⋅ 𝜌𝑖𝑗𝑘 ⋅ (
𝐴𝐹

𝐴𝐹+𝐴𝑏𝑦𝑝+𝐴𝑤𝑟
) (3.5-27) 

ここで，𝑓𝐷𝑀𝐻は水の単位密度当たりの直接発熱割合である。また，チャンネル壁

のガンマ発熱で発生する核分裂出力のインチャンネル水への寄与割合は， 
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 𝐹𝑐ℎ𝜒 = 𝐹𝑐ℎ ⋅ 𝑈𝑖𝑗𝑘 {
1

ℎ𝑜
𝑏𝑦𝑝 +

𝑑𝑐ℎ

2𝑘𝑐ℎ
}  (3.5-28) 

ここで，𝑈𝑖𝑗𝑘はインチャンネルからバイパスへの全熱通過率，ℎ𝑜
𝑏𝑦𝑝はバイパス水

への熱伝達率，𝑑𝑐ℎはチャンネル壁肉厚，𝑘𝑐ℎはチャンネル熱伝導率である（次項参

照）。 

エンタルピ計算では，次項に示すようにインチャンネルからチャンネル壁を通

してバイパス領域への伝熱 𝑞𝐻
′ も考慮する。エンタルピ計算用の熱水力ノード分割

を図 3.5-2に示す。 

 

 バイパス熱伝達 

バイパス領域（アウトチャンネル及び水ロッド）に適用する熱水力相関式はイン

チャンネルと同様である。ただし，バイパス領域はほとんどボイドが発生しないこ

とから流量は入力値で与えられ，圧力損失バランスによる流量配分計算は行わな

い。バイパス領域は一つのチャンネルにまとめて扱う。 

バイパス領域へのエネルギ配分はノードベースで，先に述べたガンマ発熱，中性

子減速による直接発熱とともに，インチャンネル水からの伝熱も考慮する。熱伝達

の計算では軸方向ノード毎の対流熱伝達率を用いる。 

バイパス領域内及びインチャンネルの単相の対流熱伝達率は Dittus-Boelter相

関式 31と飽和流体の値を用いて計算する。 

 ℎ𝑜 = 0.023 𝑅𝑒𝑓
0.8 Pr𝑓

0.4 𝑘𝑓

𝐷𝑓
   (3.5-29) 

ここで，𝑘𝑓は飽和水の熱伝導率である。レイノルズ数，プラントル数はそれぞれ， 

 𝑅𝑒 = 𝐺 ⋅ 𝐷𝐻/𝜇𝑓   (3.5-30) 

 𝑃𝑟 = 𝜇𝑓𝐶𝑝𝑓/𝑘𝑓   (3.5-31) 

バイパス領域への伝熱に対する全熱通過率は， 

 𝑈𝑖𝑗𝑘 = {
1

ℎ𝑜
𝑖𝑐 +

1

ℎ𝑜
𝑏𝑦𝑝 +

𝑑𝑐ℎ

𝑘𝑐ℎ
}

−1

  (3.5-32) 

ここで， 

 𝑑𝑐ℎ  ：チャンネル壁肉厚 

 𝑘𝑐ℎ  ：チャンネル壁の熱伝導率 

 ℎ𝑜
𝑖𝑐  ：インチャンネル水への熱伝達率 

 ℎ𝑜
𝑏𝑦𝑝 ：バイパス水への熱伝達率 

インチャンネルからバイパス領域への伝熱は， 
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 𝑞𝐻,𝑘
′ = 𝑃𝐻

𝑐ℎ ⋅ 𝑈𝑖𝑗𝑘 ⋅ (𝑇𝑙,𝑘
𝑖𝑐 − 𝑇𝑙,𝑘

𝑏𝑦𝑝
)  (3.5-33) 

ここで， 

 𝑃𝐻
𝑐ℎ  ：チャンネルの加熱周長 

 𝑇𝑙
𝑖𝑐  ：インチャンネル水温度 

 𝑇𝑙
𝑏𝑦𝑝 ：バイパス水温度 

バイパス領域からシュラウドを通してベッセル環状領域への熱伝達も，シュラ

ウド領域の熱伝達率を用いて同様に計算される。 

 

 燃料集合体流量配分反復 

熱水力計算の未知数の中に各チャンネルへの流量配分と炉心の全圧損がある。

各特性チャンネルへの流量は計算された炉心圧損が保存されるように決定される。

炉心圧損は，与えられた全炉心流量が保存されるように決定される。新しい推定値

を選ぶアルゴリズムは，チャンネル流量配分と炉心圧損で同様である。 

 

 チャンネル流量反復 

流量配分反復においては，境界条件として全圧力損失推定値(𝛥𝑃∗)が課される。

収束の判定条件は， 

 휀𝑑𝑝 =
|𝛥𝑃𝑛

𝑚+1−𝛥𝑃∗|

∆𝑃∗ < 𝑃𝐶𝑂𝑁𝐷  (3.5-34) 

 휀𝑤 =
|𝑊𝑛

𝑚+1−𝑊𝑛
𝑚|

𝑊𝑛
𝑚+1 < 𝐵𝐶𝑂𝑁𝐷  (3.5-35) 

ここで，𝑚は反復回数，𝑛は特性チャンネルである。反復計算の推定値は，  

 𝑊𝑛
𝑚+1 = 𝑊𝑛

𝑚 (
𝛥𝑃∗−𝛥𝑃𝑛

𝑚

𝛥𝑃𝑛
𝑚−1−𝛥𝑃𝑛

𝑚)  (3.5-36) 

で更新される。ここで，𝑊𝑛は特性チャンネル流量である。 

特性チャンネル流量の収束後，個々のチャンネルへの流量配分は，同じチャンネ

ルタイプ，オリフィスタイプの間で，チャンネル出力と軸方向出力分布の関数とし

て内外挿計算される。 

 

 炉心圧損反復 

圧損計算反復においては，境界条件として全炉心流量の入力値(𝑊𝐶𝑇)が課され

る。インチャンネル及びバイパス流量を合計後(𝑊𝑠𝑢𝑚)，収束判定条件は， 

 휀𝑤𝑐𝑡 =
|𝑊𝑠𝑢𝑚

𝑙+1 −𝑊𝐶𝑇|

𝑊𝐶𝑇
< 𝑊𝐶𝑂𝑁𝐷  (3.5-37) 
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 휀𝑐𝑑𝑝 =
|𝛥𝑃∗𝑙+1−𝛥𝑃∗𝑙|

𝛥𝑃∗𝑙 < 𝐶𝐶𝑂𝑁𝐷  (3.5-38) 

 

 圧損計算に対する相関式 

 単相摩擦抵抗係数 

単相摩擦係数はレイノルズ数と摩擦係数の関係を表した Moody 線図の相関に対

する次の Moodyの近似式を基にする32。 

 𝑓 = 𝑏1 {1 + (𝑏2 𝐷𝐻
+

𝑏3

𝑅𝑒𝑓
)

𝑏4

}   (3.5-39) 

ここで，は表面粗さである。 

 

 二相摩擦抵抗倍率 

本手法の二相摩擦倍率は以下で与えられる修正 Chisholm相関式 34である。 

(3.5-40) 

(3.5-41) 

 𝛤2 = (𝜌𝑓/𝜌𝑔)(𝑓𝑔/𝑓𝑓)   (3.5-42) 

𝑓𝑓と𝑓𝑔は単相摩擦係数の式でレイノルズ数にそれぞれ飽和水及び飽和蒸気の値

を用いて評価される。 

 

 単相局所圧損係数 

単相局所圧損係数 𝐾𝑙は各局所圧損成分に対して入力する。 

 

 二相局所圧損倍率 

局所圧損に対する二相倍率は均質流モデル33で与えられる。 

 𝜙𝑇𝑃𝐿
2 = 1 + 𝑥 ⋅ (

𝜌𝑓

𝜌𝑔
− 1)   (3.5-43) 

 

 混合流体の熱水力特性に対する相関式 

 ボイド-クオリティモデル 

ボイド-クオリティ相関式は軸方向ノード毎のボイド率を予測するために用い

られる。二相流に対する一般的な Zuber-Findlay のドリフトフラックスモデル 31

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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では蒸気と混合流体の体積流量の差をドリフト速度 �̅�𝑔𝑗と定義するが，この関係を

ボイド率 で整理すると次の関係が与えられる。 

 
𝛼 =

𝑗𝑔

𝐶0𝑗+�̄�𝑔𝑗
=

𝑥

𝐶0{𝑥+(1−𝑥)
𝜌𝑔

𝜌𝑓
}+

𝜌𝑔�̄�𝑔𝑗

𝐺

 (3.5-44) 

ここで， 

 𝐶0 ：分布パラメータ 

 𝑉𝑔𝑗 ：ドリフト速度  

 j ：混合流体の体積流束 

 jg ：蒸気の体積流束 

𝐶0は流路断面内で気液の流速が異なる分布を持つことを表すパラメータ，又𝑉𝑔𝑗

は流路断面内のボイド率分布の重みを考慮した蒸気と混合流体のみかけの速度差

であり，それぞれ次式で定義される。 

 𝐶0 =
<𝑗𝛼>

<𝑗><𝛼>
   (3.5-45) 

 𝑉𝑔𝑗 =
<(𝑣𝑔−𝑗)𝛼>

<𝛼>
   (3.5-46) 

本手法では参考文献 31に類似の修正 Zuber-Findlay (Dix-Findlay)相関式が用

いられる34。このモデルでは𝐶0，𝑉𝑔𝑗に流動様式への依存性を持たせ，実験的に定め

た相関式を用いる。 

分布パラメータは低ボイド率(0    1)及び高ボイド率(1    1.0)の２領域

にわけて与えられる。 

 (3.5-47) 

ここで， 

 𝛾 ：飽和密度の比 𝜌𝑔/𝜌𝑓 

 𝑅𝑒 ：式(3.5-30)で与えられるレイノルズ数 

関数𝑓1(𝛾),𝑓2(𝑅𝑒),及び𝑓3 (𝛼)に対する表現は表 3.5-1に与えられる。 

ドリフト速度は流動様式別に与えられる。 

(1) 気泡流-チャーン流領域 (0    2) 

 𝑉𝑔𝑗   =   𝐾ℓ   ⋅   [
𝑔𝜎(𝜌𝑓 − 𝜌𝑔)𝑔𝑐

𝜌𝑓
2 ]

1/4

  (3.5-48) 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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(2) 遷移領域 (2    2 + 0.1) 

(3.5-49) 

(3) 環状噴霧流領域 (2 + 0.1    1.0) 

(3.5-50) 

ここで， 

  ：表面張力 

𝐾ℓ, 𝐾𝑔,1,3 はレイノルズ数 Re の関数として表 3.5-2で与えられる。 

(3.5-51) 

(3.5-52) 

流動様式を通して，相関パラメータ𝑉𝑔𝑗及び𝐶0は局所的にボイド率の関数で一般

的に表わされる。 

  (3.5-53) 

 (3.5-54) 

ここで，係数 K1, K2, K3,及び K4 は，領域毎に，表 3.5-3に与えられる。 

式(3.5-53)及び(3.5-54)を式(3.5-44)に代入するとボイド率に対する方程式を

得る。 

  (3.5-55) 

ここで， 

これから各領域について解くと，0 ≤≤1の条件より， 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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  (3.5-56) 

上式により与えられるボイド率は係数 K1,K2,K3,及び K4 に依存する。これらの

係数はボイド率により変化するから，反復法によりボイド率を決定する。 

 

表 3.5-1 分布定数 C0に対する相関関数  

 

表 3.5-2 ドリフト速度 Vgjに対する相関関数  
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 サブクール沸騰 

(1) サブクール沸騰開始点 

燃料棒被覆管表面からサブクール水へ気泡が離脱を開始するエンタルピは

Saha-Zuber モデル 31を用いて計算する。 

 ℎ𝑓 − ℎℓ𝑑 = {
𝑞"

𝐶𝑝𝑓𝐷𝐻

455.0𝑘𝑓
 ( 𝑃𝑒 < 70,000)

𝑞"

0.0065𝐺
( 𝑃𝑒 ≥ 70,000)

  (3.5-57) 

ここで，ペクレ数は， 

 𝑃𝑒 =
𝐺𝐷𝐻𝐶𝑝𝑓

𝑘𝑓
    (3.5-58) 

(2) サブクール沸騰ボイド率 

サブクール沸騰領域における液相と気相へのエネルギ分配はサブクール沸騰開

始点と飽和沸騰に到達する点で決定される。これから，ボイド率を求めるための液

相のエンタルピを決定する。 

Zuber-Staub によるプロファイル・フィット 31は混合相エンタルピから，液相エ

ンタルピとサブクール沸騰開始点ℎℓ𝑑からの距離を決定する有効な方法である。 

 (
ℎ𝑓−ℎℓ

ℎ𝑓−ℎℓ𝑑
) = 1 − 𝑡𝑎𝑛ℎ (

ℎ̄−ℎℓ𝑑

ℎ𝑓−ℎℓ𝑑
)  (3.5-59) 

ここで， 

 ℎℓ𝑑 ：サブクール沸騰開始点エンタルピ 

 ℎℓ  ：液相エンタルピ 

 

 流れのクオリティ 

平衡クオリティは混合相エンタルピ，並びに気相及び液相の飽和エンタルピか

ら定まる。 

 𝑥𝑒𝑞 =
ℎ̄−ℎ𝑓

ℎ𝑔−ℎ𝑓
   (3.5-60) 

ボイド率と二相倍率を計算するのに必要な流れのクオリティは，混合相エンタ

ルピを飽和蒸気エンタルピ及び液相エンタルピに関係付ける。 

 𝑥 =
ℎ̄−ℎℓ

ℎ𝑔−ℎℓ
  ` (3.5-61) 

軸方向位置が高まるにつれ液相エンタルピが飽和エンタルピに近づくので，流

れのクオリティは平衡クオリティに近づく。 

3-54

84



 

 

出口クオリティも熱バランス計算に対して有用である。 

 𝑥𝑒𝑥𝑖𝑡 =
ℎ̄𝑒𝑥𝑖𝑡−ℎ𝑓

ℎ𝑔−ℎ𝑓
   (3.5-62) 

 

 ノード平均水密度計算 

 インチャンネル流 

エンタルピが飽和エンタルピ以下の場合，インチャンネル水の密度は次式で与

えられる。 

 𝜌𝑖𝑗𝑘   =   (𝐶1   +  𝐶2 ⋅ ℎ𝑖𝑗𝑘) (1  −   𝛼𝑖𝑗𝑘) +   𝛼𝑖𝑗𝑘𝜌𝑔 (3.5-63) 

一方，飽和エンタルピ以上の場合は， 

 𝜌𝑖𝑗𝑘   =   𝜌𝑓(1  −  𝛼𝑖𝑗𝑘)  +  𝛼𝑖𝑗𝑘𝜌𝑔 (3.5-64) 

ここで， 

 𝐶1   =   𝜌𝑙
𝑖𝑛𝑙𝑒𝑡 −  𝐶2 ⋅ ℎ𝑙

𝑖𝑛𝑙𝑒𝑡   (3.5-65) 

 𝐶2   =  
𝜌𝑓− 𝜌𝑙

𝑖𝑛𝑙𝑒𝑡

ℎ𝑓−ℎ𝑙
𝑖𝑛𝑙𝑒𝑡    (3.5-66) 

インチャンネルの相対水密度は 

 𝑈𝐼𝑖𝑗𝑘   =   𝜌𝑖𝑗𝑘/𝜌𝑏𝑎𝑠𝑒   (3.5-67) 

ここで，𝜌𝑏𝑎𝑠𝑒は規格化に用いる基準となる水密度である。 

 

 バイパス流 

バイパス領域の水密度計算はインチャンネルの場合と同様である。バイパス領

域の軸方向ノード k の相対水密度は，次式で与えられる。 

 𝑈𝐵𝑘   =   𝜌𝑘/𝜌𝑏𝑎𝑠𝑒   (3.5-68) 

 

 ノード相対水密度 

核計算に用いられるノードの瞬時平均相対水密度 𝑈𝑖𝑗𝑘 は，次式で与えられる。 

 𝑈𝑖𝑗𝑘 = (
𝐴𝐹

𝐴𝐹+𝐴𝑏𝑦𝑝+𝐴𝑤𝑟
) 𝑈𝐼𝑖𝑗𝑘 + (

𝐴𝑏𝑦𝑝+𝐴𝑤𝑟

𝐴𝐹+𝐴𝑏𝑦𝑝+𝐴𝑤𝑟
) 𝑈𝐵𝑘 (3.5-69) 
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 炉心ヒートバランス  

炉心の全発生熱出力は，インチャンネル流のエンタルピ全上昇とバイパス流の

それの和としても計算できる。チャンネル内で生成される出力は， 

 𝑃𝑖𝑐 =   ∑ (ℎ𝑖𝑗
𝑒𝑥𝑖𝑡   −  ℎ𝑖𝑗

𝑖𝑛𝑙𝑒𝑡) ⋅ 𝑊𝑖𝑗𝑖,𝑗  (3.5-70) 

バイパス領域で生成される出力は， 

 𝑃𝑏𝑦𝑝 =   (ℎ𝑏𝑦𝑝
𝑒𝑥𝑖𝑡   −  ℎ𝑏𝑦𝑝

𝑖𝑛𝑙𝑒𝑡) ⋅ 𝑊𝑏𝑦𝑝  (3.5-71) 

全発生出力は， 

 𝑃𝑇   =   𝑃𝑖𝑐  +   𝑃𝑏𝑦𝑝   (3.5-72) 

インチャンネル出力割合は， 

 𝐹𝑖𝑐   =  
𝑃𝑖𝑐

𝑃𝑇
   (3.5-73) 

バイパス出力割合は， 

 𝐹𝑏𝑦𝑝   =  
𝑃𝑏𝑦𝑝

𝑃𝑇
   (3.5-74) 
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 熱的余裕計算 

BWRの炉心設計及び監視では，熱的制限値に対する炉心性能の余裕を評価する必

要がある。評価すべき熱的余裕としては，MCPR35,36,37と MLHGR38,39がある。 

 

 限界出力比 

限界出力比制限比（以下，「FLCPR」という。）は，燃料集合体内冷却材のドラ

イアウトを避けるための余裕に対する比を与える。この制限比は燃料集合体の限

界出力比（以下，「CPR」という。）及び燃料集合体の設計とサイクル燃焼度の関

数である CPR制限値(𝐶𝑃𝑅𝐿𝐼𝑀)から計算される。 

 𝐹𝐿𝐶𝑃𝑅(𝑖, 𝑗) = 𝐶𝑃𝑅𝐿𝐼𝑀(𝑖, 𝑗)/𝐶𝑃𝑅(𝑖, 𝑗) (3.6-1) 

限界出力比 CPR は，燃料集合体が沸騰遷移に至るまでの熱的余裕を示す指標で

あり，次式で定義される。 

 CPR (i,j) = CP (i,j)/BP (i,j)  (3.6-2) 

ここで，CP は燃料集合体の限界出力であり，BP は実際の燃料集合体出力であ

る。限界出力 CP は計算対象になっている燃料集合体が沸騰遷移を起こすと予測さ

れる出力であり，実際の燃料集合体を模擬する実験から得られた GEXL相関式を用

いて計算される 35。以下に，CPRの運転制限値及びそれを用いた FLCPRの計算手続

きと手法の詳細について記述する。 

 

 CPR予測法 

対象となる燃料集合体について，燃料集合体出力をパラメータとしてクオリテ

ィ対沸騰長の曲線を計算し，また限界クオリティ相関式から対応する限界クオリ

ティ曲線を計算した時，限界出力は両曲線が接する出力の値として与えられる。本

手法では，GEXL相関式を各燃料集合体の CPR を決定するのに用いる。GEXL相関式

は BWR燃料集合体の限界出力を評価する手段を与える 35。 

 

 限界クオリティ計算 

限界クオリティ相関式 35は，燃料集合体平均の限界出力を沸騰長，環状流長，熱

的等価直径，加熱長さ，炉心圧力，局所ピーキングのパターン(R 因子)，及び質量

流束の関数として格子形状毎に表現する。R 因子は燃料集合体設計及びスペーサ形

状に依存する。 

GEXL相関式は一般的な形として次式で表される。 

 𝑥𝑐 = 𝑓(𝐿𝐵, 𝐿𝐴, 𝐷𝑄 , 𝐺, 𝐿𝐻 , 𝑃, 𝑅)  (3.6-3) 

ここで， 

 𝑥𝑐 ： 限界クオリティ 
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 𝑃 ：圧力 

 𝐷𝑄 ：熱的等価直径 (= 4𝐴/𝑃𝐻) 

 𝐺 ：質量流束 

 𝐿𝐵 ：沸騰長 

 𝐿𝐴 ：環状流長 

 𝑅 ：R因子 

 𝐿𝐻 ：加熱長さ 

 

 R因子計算 

(1) 燃料集合体設計 R因子 

燃料集合体の設計 R 因子は，設計出力分布及びボイド分布を仮定し，単一燃料

集合体計算による軸方向ノード毎の燃料棒局所出力の軸方向積分値及びスペーサ

効果などを補正する燃料棒毎の付加定数を用いて，燃料棒毎の R 因子を計算し，

燃料棒中の最大値として定義する。設計 R 因子は燃料集合体の燃焼度と制御棒挿

入割合の関数として与えられる。 

チャンネル曲がりを考慮する場合は，燃料集合体の軸方向最大曲がり量

BOWCHT に関して燃料集合体設計 R 因子を補正する。各燃料集合体の曲がりはコ

ーナーを囲む４燃料集合体セルの平均値で定義される。曲がりの方向は，制御棒に

対する方向で定義される。各燃料集合体について，制御棒から離れる方向の曲がり

に対する数セットの燃料集合体 R因子が準備される。 

ここで，BW1 と BW2 を R因子テーブルの最も近い２点の曲がり量とし，対応す

る R因子をそれぞれ，RFB1 と RFB2 とする。燃料集合体 R因子は BOWCHT につい

て直線内挿で求める。 

 RF(i, j ) = ((BW2 - BOWCHT) • RFB1 + (BOWCHT - BW1) • RFB2) /(BW2 - BW1) (3.6-4) 

(2) 再構築 R因子 

本手法では，実際の炉心における軸方向出力分布，ボイド分布，及び再構築され

た燃料棒局所出力分布を用いて，コード内で R因子を計算する。この手法では GEXL

相関式に対してスペーサ効果などを補正する燃料棒毎の付加定数の入力を必要と

する。チャンネル曲がりを考慮する場合は，予め用意された曲がり量に対する燃料

棒出力の補正テーブルを用いて内挿により軸方向ノード毎に局所燃料棒出力の補

正を行う。 

軸方向出力分布と軸方向ノード毎の再構築された局所出力分布を用いて軸方向

に積分された相対燃料棒出力𝑟𝑖を得る。 
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 𝑟𝑖 =
1

𝐵𝑃/𝐹
∫ 𝑑𝑧𝑃(𝑧)𝑝𝑖(𝑧)

𝐻

0
/𝑁𝑟(𝑧)  (3.6-5) 

ここで，H は燃料棒有効長であり， 

 𝑃(𝑧) ：軸方向出力分布 

 𝑝𝑖(𝑧) ：軸方向ノード毎の燃料棒iの再構築された局所出力分布 

 𝑁𝑟(𝑧) ：軸方向ノード毎の熱出力を発生する燃料棒本数 

 𝐵𝑃  ：燃料集合体出力 

 𝐹  ：燃料集合体の熱出力を発生する燃料棒本数 

ただし，部分長燃料棒については，燃料充填部まで積分する。 

燃料棒 R 因子は，𝑟𝑖と燃料集合体格子毎に R 因子の定義式を用いて計算される。 

チャンネル曲がりに対する補正乗数は，標準的曲がり量について燃料集合体タ

イプ毎に用意される。チャンネルの最大曲がり量を B，チャンネル長さを H とす

るとき，軸方向ノード𝑧における曲がり量はサイン形状を仮定して， 

 𝑏(𝑧) = 𝐵 𝑠𝑖𝑛( 𝜋𝑧/𝐻)   (3.6-7) 

最終的にチャンネル曲がり乗数は，RFMi を燃料集合体タイプ IB に対する標準曲

がり BOWVAL における燃料棒 i の乗数とするとき，次のように直線内挿される。 

 BOWMLTi (z ) = [RFMi -1.0] • b (z )/BOWVAL (IB) + 1.0 (3.6-8) 

また，軸方向ノード z の燃料棒 i の局所出力は次のように補正される。 

 pi(z ) = pi(z ) • BOWMLTi (z )   (3.6-9) 

 

 CPR制限値 

CPR制限値は，炉心状態を監視する各パラメータ（プラントデータ及びコード

の不確かさ）の標準偏差を考慮し，統計的に炉心内の燃料棒の 99.9%が沸騰遷移に

至らない基準炉心の MCPRである SLMCPR35に，プラント過渡時のΔMCPRを加えた運

転制限最小限界出力比（以下，「OLMCPR」という。）で与えられる。ΔMCPR は燃

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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料設計及びスクラム曲線に依存することから，サイクル燃焼度の関数として燃料

集合体タイプ毎に定義する CPRLIMで CPR 制限値を与えることができる。 

炉心流量，出力依存の制限値を適用する場合は，次式で制限値を計算する。 

 MCPRlim = Max {MCPRp, MCPRf, OLMCPR} (3.6-10) 

ここで，MCPRp は出力依存制限値であり，高流量領域又は低流量領域毎に定格

出力比の曲線で与えられ，中間流量では炉心流量について内挿を行う。また，MCPRf

は流量依存の制限値であり，定格流量比の曲線で与えられる。 

 

 熱機械的制限値 

熱機械的制限値は，燃料の機械的健全性を維持するための余裕の評価に用いら

れる。MLHGR 制限値は，ペレット被覆管干渉により被覆管に１%以上の塑性歪みを

生じさせない限界値である。ノード毎線出力密度の制限比（以下，「FLPD」という。）

は，炉心内の各ノードの線出力密度の運転制限値への最小余裕を表す。以下に線出

力密度に対する運転制限値及びそれを用いた FLPDの計算手続きと手法の詳細につ

いて記述する。 

 

 燃料棒線出力密度 

ノード𝑖𝑗𝑘内の燃料棒𝑖𝑟, 𝑗𝑟の線出力密度は， 

 𝐾𝑊𝑖𝑗𝑘
𝑖𝑟,𝑗𝑟

= 𝐴𝑃𝐿𝐻𝐺𝑅𝑖𝑗𝑘 ⋅ 𝐿𝑃𝐹𝑖𝑗𝑘
𝑖𝑟,𝑗𝑟

 (3.6-11) 

ここで，LPF は燃料棒𝑖𝑟, 𝑗𝑟の局所出力ピーキング，APLHGR はノードの平均燃料

棒線出力である。 

 𝐴𝑃𝐿𝐻𝐺𝑅𝑖𝑗𝑘 =
𝑅𝑃𝐹𝑃⋅𝑅𝑃⋅103

𝑃𝑁𝑂𝐷𝐸𝑆⋅𝛥𝑧
(

𝑃𝑖𝑗𝑘

𝑁𝑟,𝑖𝑗𝑘
) (3.6-12) 

ここで，RPFP は炉心熱出力 RP の内，燃料棒から冷却材へ熱流束として伝わる

割合で，炉心ヒートバランスから計算される。また，𝑁𝑟はノード内の熱出力を発生

する燃料棒本数，P はノードの相対出力，PNODES は炉内ノード総数，𝛥𝑧は軸方向

ノード幅である。 

ノード内の燃料棒の最大線出力密度は， 

 𝑃𝐾𝑊𝑖𝑗𝑘 = 𝐴𝑃𝐿𝐻𝐺𝑅𝑖𝑗𝑘 ⋅ 𝑅𝐿𝑃𝐹𝑖𝑗𝑘 (3.6-13) 

ここで，𝑅𝐿𝑃𝐹はノードの最大局所ピーキングであり，燃料棒出力再構築から得

られる。 

 𝑅𝐿𝑃𝐹𝑖𝑗𝑘 = 𝑚𝑎𝑥
𝑖𝑟,𝑗𝑟

(𝐿𝑃𝐹𝑖𝑗𝑘
𝑖𝑟,𝑗𝑟

)  (3.6-14) 
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本手法では，ノード内燃料棒の MLHGRに対する運転制限比 FLPD を計算する。ま

た，燃料棒毎の燃焼履歴を考慮して，設計出力履歴に対する燃料棒毎の余裕も計算

する。 

 

 FLPD制限値 

(1) ノードの線出力密度制限比 

ノードの線出力密度制限比は，ノードの最大線出力密度𝑃𝐾𝑊と運転制限値の比

で計算される。運転制限値は，保守的な余裕を見た被覆管の健全性に対する線出力

密度の限界値で，ノードの燃料タイプとノード燃焼度の関数で与えられる。炉心流

量，出力依存の制限値を適用する場合は，CPR制限値の場合と同様な補正曲線を用

いる。 

 

(2) 燃料棒毎の設計出力履歴余裕 

燃料棒の設計出力履歴は，燃料被覆管の統計的応力評価に用いられ，炉内の燃料

棒が寿命中に経験する出力を包絡し，かつこれに余裕を見た出力履歴である。設計

出力履歴のテーブルは，燃料集合体タイプ別に燃料棒燃焼度の関数として与えら

れる。ガドリニア入り燃料棒の場合は，燃料棒断面毎のガドリニア濃度

𝐺𝐴𝐷𝐶𝑂𝑁(𝑖𝑟, 𝑗𝑟)と軸方向の最大ガドリニア濃度𝐺𝐴𝐷𝑀𝐴𝑋(𝑖𝑟, 𝑗𝑟)を用いて参照する

ことができる。  

炉心内の各ノードの設計出力履歴余裕の評価では，各燃料棒の線出力の設計出

力履歴に対する余裕を計算し，その中で最も厳しい燃料棒の余裕と燃料棒座標を

求める。各燃料棒の設計出力履歴はペレット燃焼度についてテーブルを直線内挿

して求める。ペレット燃焼度には制御棒履歴及び中性子束の傾きによるノード内

の片燃え効果を考慮する。 

 

 最大ペレット燃焼度 

設計出力履歴に対するペレット燃焼度の余裕を燃料棒単位で計算する。ペレッ

ト燃焼度は，ノード燃焼度と，スペクトル履歴依存の単一燃料集合体計算による相

対燃料棒燃焼度とから計算される。燃料棒燃焼度には制御棒履歴及び中性子束の

傾きによるノード内の片燃え効果を考慮する。 
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 炉内核計装応答計算 

BWR の炉心管理においては移動式炉心内計装系(TIP)／局所出力領域モニタ

(LPRM)といった炉内核計装データを利用して炉心の出力分布を監視する。ここで

は，この測定値と比較するための TIP/LPRM 応答の計算法について述べる。 

 

 TIP 応答 

TIP 応答計算では，ガンマ及び熱中性子 TIP の２つのタイプが用いられる。TIP

応答𝐶𝐴𝐿𝑇𝐼𝑃は，検出器ストリング 𝑙 の軸方向ノード𝑘に対して取り囲む４燃料ノ

ードの平均値で推定される。 

 𝐶𝐴𝐿𝑇𝐼𝑃𝑘,𝑙 =
1

4
∑ 𝐶𝑛𝑘𝑃𝑛𝑘

4
𝑛=1   (3.7-1) 

ここで，𝑛は４ノードの径方向インデクスであり，𝑃𝑛𝑘は相対ノード出力である。

また，𝐶𝑛𝑘はノードの検出器応答係数であり，燃料タイプ，燃焼度，水密度，履歴

水密度，制御棒割合及び検出器タイプの関数である。検出器位置と燃料ノードの軸

方向位置が一致しない場合は，２次内挿計算を行う。 

熱中性子検出器の応答は以下のように計算される。 

 𝐶𝑛𝑘 = 𝐴𝐽𝐷𝑛𝑘/𝐴𝐽𝑁𝑛𝑘    (3.7-2) 

ここで， 

 𝐴𝐽𝑁𝑛𝑘 = ∑ 𝛴𝑓𝑔
𝑛𝑘�̄�𝑔

𝑛𝑘
𝑔   

 𝐴𝐽𝐷𝑛𝑘 = 𝐴𝐷𝑇𝐼𝑃𝑛𝑘 ⋅ 𝐹𝐷𝑇𝐼𝑃𝑛𝑘 ∑ (
�̂�

�̄�
)

𝑔

∞,𝑛𝑘

�̂�𝑓𝑔
𝑈235�̄�𝑔

𝑛𝑘
𝑔  (3.7-3) 

ここで，𝛴𝑓𝑔は核分裂断面積，𝜙はノード平均中性子束，�̂�は検出器位置の中性子

束，�̂�𝑓𝑔
𝑈235は検出器の U-235 微視的核分裂断面積，𝐴𝐷𝑇𝐼𝑃は検出器の U-235数密度，

FDTIPは計装管影響補正である。検出器位置の中性子束には単一集合体計算あるい

は集合体コーナー部の中性子束再構築モデルを適用できる。 

ガンマ TIP応答は，燃料集合体のガンマ輸送計算により与えられる。 

 

 LPRM 応答 

検出器ストリング 𝑙 の検出器位置 𝑛𝑠 の LPRM応答𝐶𝐴𝐿𝑃𝑅𝑀は，熱中性子検出器

モデルを用いて計算される。LPRM 検出器位置を挟む軸方向２燃料ノードについて

直線内挿計算を行う。 

 𝐶𝐴𝐿𝑃𝑅𝑀𝑛𝑠,𝑙 = ∑ 𝑊𝑘𝑘=𝑘𝑙,𝑘𝑢 ⋅
1

4
∑ 𝐶𝑛𝑘𝑃𝑛𝑘

4
𝑛=1  (3.7-4) 

ここで，𝑘 = 𝑘𝑙, 𝑘𝑢は LPRM 検出器位置𝑛𝑠を挟む２燃料ノードであり，𝑊𝑘はその

重みである。  
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 照射量計算 

炉心運転管理で必要となる各種の中性子照射量の計算を行う。熱中性子照射量

は核的寿命を，高速中性子照射量は機械的寿命を監視するために用いられる。 

 

 LPRM照射量 

LPRM照射量は，実測 LPRM計数の感度劣化補正に用いられる。検出器ストリング

 𝑙 の位置 𝑛𝑠 の LPRM 照射量𝐸𝑋𝐿𝑃𝑅𝑀𝑛𝑠,𝑙は，検出器位置の熱中性子フルエンスで

ある。 

 𝐸𝑋𝐿𝑃𝑅𝑀𝑛𝑠,𝑙 =
∑ 𝑅𝑇𝐼𝑃𝐴3

𝑛𝜙3

𝑛4
𝑛=1

4
⋅ 𝛥𝑡 ⋅ 10−21 ⋅ 𝐹𝐷𝐹𝐴𝐶𝑛𝑠,𝑙 ⋅ (𝑃𝑛

𝑎/𝑃𝑛
𝑐) (3.8-5) 

ここで，𝑅𝑇𝐼𝑃𝐴g
𝑛 は燃料集合体計算による TIP 位置熱中性子束の燃料集合体平

均中性子束に対する比であり，𝜙
𝑔

𝑛
は検出器を囲むノード 𝑛 の中性子束である。

𝑃𝑛
𝑎 , 𝑃𝑛

𝑐はそれぞれ学習及び非学習出力を表す。（出力分布学習についての詳細は参

考文献 16 参照）また，𝐹𝐷𝐹𝐴𝐶は各 LPRM に対する中性子束のくぼみ補正係数であ

り，𝛥𝑡は時間ステップである。 

LPRM計装管の高速中性子(＞１MeV)の照射量 𝐸𝑋𝑆𝑇𝑅𝐺を以下で計算する。 

 𝐸𝑋𝑆𝑇𝑅𝐺𝑛𝑠,𝑙 =
1

4
𝐹𝐷𝐹𝐷𝑇 ⋅ ∑ 𝐹𝐹𝑋𝑅1

𝑛𝜙1

𝑛
4
𝑛=1 ⋅ 𝛥𝑡 ⋅ 10−21 (3.8-6) 

ここで， 

 𝐹𝐹𝑋𝑅1
𝑛 :１MeV以上の高速中性子束割合 

 𝐹𝐷𝐹𝐷𝑇 :ストリング位置の高速中性子束くぼみ係数 

起動領域モニタ（以下，「SRNM」という。）の照射量も LPRMと同様に計算され

る。 

 

 制御棒照射量 

AETNAでは，初期ほう素 10 (B-10)原子数𝑁𝐵10に対するほう素数減損割合，熱中

性子及び高速中性子(1MeV 以上)照射量を計算する。ほう素数減損割合及び照射量

フルエンスは全引抜き位置についても反射体中性子束を用いて計算する。制御棒

ハンドル・フォロワ部については，独立に高速中性子照射量を計算する。 

制御棒熱中性子照射量は，次式で定義される。 

 𝐶𝑅𝐸𝑋 =
𝐶2

3600
⋅ 𝑅𝑃 ⋅

1

4
∑ 𝐾𝐶𝑅 ⋅ 𝑃𝑛

𝑎 ⋅ 𝛥𝑡 ⋅ 10−214
𝑛=1  (3.8-7) 

ここで， 
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 𝐶2 ：炉心熱エネルギ１MWhあたりの平均熱中性子フルエンス 

 𝐾𝐶𝑅：制御棒内の熱中性子束/制御棒周り４燃料集合体の平均熱中性子束 

 𝑅𝑃 ：炉心熱出力[MW] 

 𝑃𝑛
𝑎 ：学習後の相対ノード出力（全引抜き位置に対するノード出力は反射体 

中性子束と燃料ノード中性子束の比を用いて計算） 

制御棒高速中性子(１MeV以上)照射量は，次式で定義される。 

 𝐹𝐶𝑅𝐸𝑋 =
1

4
∑ 𝐹𝐷𝐹𝐶𝐵 ⋅ 𝐹𝐹𝑋𝑅1

𝑛 ⋅ 𝜙1

𝑛
4
𝑛=1 ⋅ 𝛥𝑡 ⋅ 10−21 (3.8-8) 

ここで， 

 𝐹𝐹𝑋𝑅  ：１MeV以上の高速中性子束割合 

 𝐹𝐷𝐹𝐶𝐵 ：制御棒内の高速中性子束／制御棒周り４燃料集合体の平均高速中性 

    子束(入力) 

反射体内での照射も考慮し，反射体中での𝐹𝐹𝑋𝑅は入力定数で与える。制御棒ハ

ンドル・フォロワ部は２ノード以上に分割でき，ハンドル・フォロワ部ノードの軸

方向長さを与えて，別途独立に計算する。 

初期ほう素原子数𝑁𝐵10に対するほう素原子数減損割合𝐵10は次式で計算される。 

 𝐵10 =
1

4
∑

𝐹𝑆𝐷𝑁𝑛⋅𝜇𝑛⋅𝑓(%𝐵)⋅𝛥𝑡

𝑁𝐵10

4
𝑛=1   (3.8-9) 

𝐹𝑆𝐷𝑁は制御棒ノードに隣接する燃料ノードの核分裂率であり， 

 μ   ：B10による中性子吸収量∕燃料セル内での核分裂量 

 𝑓(%𝐵) ：炉内条件及びほう素減損率(%𝐵)を考慮した補正係数 

 

 チャンネルボックス照射量 

ノードの径方向４面毎のチャンネルボックス位置での，１MeV以上の高速中性子

照射量フルエンスを計算する。チャンネルボックス位置の高速中性子束は，隣接２

ノードの平均中性子束から，水ギャップ幅を用いて内挿で求める。フルエンスの計

算は LPRM 高速中性子照射量の場合と同様である。 

AETNAでは，チャンネルボックス照射量に基づくチャンネル曲がり量を，照射成

長モデルに基づき，軸方向断面毎に対向面の伸びの差から計算される曲がりを積

み上げて計算できる。ノード毎の曲がり量は製造時の初期軸方向曲がり量に加え

られる。制御棒とチャンネル間の摩擦干渉量計算については，チャンネルバルジの
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効果を考慮でき，各曲がり量の不確かさを考慮して統計的に干渉摩擦力を評価す

る。 

 

 同位元素重量計量管理 

AETNAでは，MOX 炉心に対応して，初期ウラン起源と初期プルトニウム(Pu)起源

同位体の元素重量を区別して計算できる。例えば，プルトニウム 239 (Pu-239)が

初期に含まれている場合，燃焼後には減損 Pu-239 と初期ウランから生成された

Pu-239 が存在する。この分離は，減損プルトニウム及びウラン量の管理に必要で

ある。MOX固有の同位元素重量計算は，燃料集合体計算による燃焼度依存の同位元

素重量割合のテーブル WFHEV を異なる起源に対して持つことで，実現できる。

AETNAでは，標準で次の同位元素 NHEV を追跡する。 

NHEV： ウラン 234 (U-234), ウラン 235 (U-235), ウラン 236 (U-236), ウラ

ン 238 (U-238), プルトニウム 238 (Pu-238), プルトニウム 239 (Pu-239), プル

トニウム 240 (Pu-240), プルトニウム 241 (Pu-241), プルトニウム 242 (Pu-242), 

ネプツニウム 237 (Np-237) ，アメリシウム 241 (Am-241) , キュリウム 242 (Cm-

242), キュリウム 244 (Cm-244)及びアメリシウム 243 (Am-243)。 

初期重元素重量(全起源)に対する同位元素 NHEV の重量割合 WFR は，ノード毎

に燃料集合体燃焼計算結果から，断面積と同様に，燃料タイプ IFT，燃焼度 EK，ス

ペクトル履歴水密度 UHK，及び瞬時水密度 UK のテーブルで与えられる（実際には

UKには依存しない）。 

 WFR(NHEV,K,I,J) = WFHEV(IFT,NHEV,EK,UHK,UK) (3.8-10) 

ここで，(K,I,J)はノードの座標である。 

また，断面積と同様に制御棒履歴の補正を行うことができる。さらに，運転履歴

による出力密度の変化を考慮し，図 3.4-3に示す崩壊系列から重元素の数密度を

追跡計算することにより，ネプツニウム 239 (Np-239), Pu-238, Pu-239, Pu-240, 

Pu-241, Am-241, Cm-242, Cm-244の重量を補正することも可能である。 

燃料集合体(I,J)の重元素重量設計値 FMISO(kg)は，これより，  

 FMISO(NHEV,I,J) = ∑ WTNODE(K, I, J) · 1000 · WFR(NHEV, K, I, J)𝐾𝑀𝐴𝑋
𝐾=1  (3.8-11) 

ここで， 

 WTNODE：ノード(K,I,J)の初期重元素重量（g） 

初期プルトニウム同位体から派生する同位元素重量割合 WFRP は，燃料集合

体計算で初期プルトニウムから派生するチェーンのみを追跡して得られる別テー

ブル WFHEVP を用いて計算される。 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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 WFRP(NHEV,K,I,J) = WFHEVP(IFT,NHEV,EK,UHK,UK) (3.8-12) 

ここで， 

 WFHEVP ：初期プルトニウム同位体から派生した重元素重量割合 

初期プルトニウム同位体から派生した燃料集合体重元素重量設計値 FMISOP は，

これより， 

 FMISOP(NHEV,I,J) = ∑𝐾𝑀𝐴𝑋
𝐾=1 WTNODE(K,I,J)·1000.·WFRP(NHEV,K,I,J) (3.8-13) 

MOX燃料集合体において，初期ウラン同位体より派生した重元素重量FMISOUは，

FMISO から FMISOP を引いて得られる。 

 FMISOU(NHEV,I,J) = FMISO(NHEV,I,J) – FMISOP(NHEV,I,J) (3.8-14) 

燃料集合体重元素重量計算値は，燃料集合体毎に実測された初期 U-235重量 W25

又は初期プルトニウム重量 WPU を用いて崩壊チェーンを考慮し，U-235系列，U-

238系列，及びプルトニウム系列毎に補正できる。ENRNOM(I,J,1)を設計濃縮度，

WBUN を燃料集合体初期重元素重量とすると，補正係数 GAMA はウラン起源の U-

235, U-236, Pu-238, 及び Np-237に対し， 

 GAMA = {W25(I,J) / WBUN(I,J)}/ ENRNOM(I,J,1) (3.8-15) 

また，ウラン起源の U-238, Pu-239, Pu-240, Pu-241, Pu-242 及び Am-241に対

し， 

 GAMA = {1-W25(I,J) / WBUN(I,J)} /{1-ENRNOM(I,J,1)} (3.8-16) 

初期プルトニウム起源の核種に対し，ENRNOM(I,J,3)を設計 Pu重量割合とし， 

 GAMA = {WPU(I,J) / WBUN(I,J)} /(ENRNOM(I,J,3))  (3.8-17) 

で，それぞれ与えられる。 
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 動特性計算 

 はじめに 

炉心の過渡解析を目的とした断熱動特性モデルは時間依存の多群拡散方程式を

解く。空間解法には，静特性解析と同じ解析的多項式ノード法を採用した。時間解

法には，完全陰解法後退差分スキームを周波数変換法とともに採用した。これは，

実効的に安定で比較的に大きな時間ステップを可能とする。過渡時の拡散方程式

に固有の即発中性子束と遅発中性子先行核の時間スケールの違いによる扱いにく

さを解決するため，遅発中性子先行核密度は，時間ステップ内の核分裂源の線形変

化を仮定して解析的に解かれる40。非線形反復におけるノード法結合補正係数の更

新ステップを大きく取ることで更なる計算時間短縮が図られる。  

 

 時間依存拡散方程式 

時間依存の多群３次元拡散方程式は均質ノード 𝑖 について，以下のように表さ

れる。 

 
1

𝑣𝑔
𝑖

𝜕

𝜕𝑡
𝜙𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) = 𝛻 ⋅ 𝐷𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝛻𝜙𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) − 𝛴𝑟𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝜙𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) 

 +
𝜒𝑔

𝑝

𝑘𝑒𝑓𝑓
(1 − 𝛽𝑖) ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝑔′ 𝜙𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) + ∑ 𝛴𝑠𝑔′→𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝑔′<𝑔 𝜙𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) 

 + ∑ 𝜒𝑔
𝑚𝜆𝑚

𝑖 𝐶𝑚
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)6

𝑚=1 + 𝜒𝑔
𝑒𝑥𝑡𝑞𝑒𝑥𝑡

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) (3.9-1) 

 
𝜕

𝜕𝑡
𝐶𝑚

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) =
𝛽𝑚

𝑖

𝑘𝑒𝑓𝑓
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝜙𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝑔′ − 𝜆𝑚

𝑖 𝐶𝑚
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)  (3.9-2) 

ここで， 

 𝐷𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) ：第𝑔群拡散係数（時刻𝑡） 

 𝛴𝑟𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) ：第𝑔群除去断面積（時刻𝑡） 

 𝜈𝛴𝑓𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)  ：第𝑔群核分裂断面積（時刻𝑡） 

 𝛴𝑠𝑔′→𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) ：第𝑔′ → 𝑔群散乱断面積（時刻𝑡） 

 𝐶𝑚
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) ：第𝑚群遅発中性子先行核密度（時刻𝑡） 

 𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) ：第𝑔群中性子束（時刻𝑡） 

 𝑞𝑒𝑥𝑡
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) ：外部中性子源（時刻𝑡） 

 𝑣𝑔     ：第𝑔群中性子速度  

 𝜒𝑔
𝑝
     ：即発核分裂スペクトル 
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 𝑘𝑒𝑓𝑓    ：初期実効増倍率 

 𝛽𝑚
𝑖      ：第𝑚群遅発中性子割合 (𝛽𝑖 = ∑ 𝛽𝑚

𝑖6
𝑚=1 ) 

 𝜒𝑔
𝑚     ：第𝑚群遅発中性子核分裂スペクトル 

 𝜆𝑚
𝑖      ：第𝑚群遅発中性子先行核崩壊定数 

 𝜒𝑔
𝑒𝑥𝑡    ：外部中性子源エネルギスペクトル 

初期実効増倍率 𝑘𝑒𝑓𝑓は，臨界計算から過渡計算を継続する場合に必要となるも

のであり，外部中性子源を考慮する場合は目標固有値にセットされる。 

関数の時間依存性を弱くして時間ステップ幅を大きくするために，周波数変換

法(frequency transform method)を導入する 24。ここでは，連続する２つの時間ス

テップの間での中性子束は，時間に弱く依存する関数とノード周波数𝛺を持つ指数

関数の積で表される。 

 𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) = 𝑒𝛺𝑖(𝑡−𝑡𝑛)𝜓𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)    (𝑡𝑛 ≤ 𝑡 ≤ 𝑡𝑛+1))  (3.9-3) 

ここで，𝑡 = 𝑡𝑛では，中性子束と弱い時間依存性の関数の関係は，次式で与えら

れる。 

 𝜙𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡𝑛) = 𝜓𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡𝑛)  (3.9-4) 

式(3.9-3)を式(3.9-1)及び(3.9-2)に代入すると，動特性方程式は， 

 
1

𝑣𝑔

𝜕

𝜕𝑡
𝜓𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) = 𝛻 ⋅ 𝐷𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝛻𝜓𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) − (𝛴𝑟𝑔
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) +

𝛺𝑖

𝑣𝑔
) 𝜓𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) 

 +
𝜒𝑔

𝑝

𝑘𝑒𝑓𝑓
(1 − 𝛽𝑖) ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝑔′ 𝜓𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) + ∑ 𝛴𝑠𝑔′→𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝑔′<𝑔 𝜓𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) 

 +𝑒−𝛺𝑖(𝑡−𝑡𝑛)(∑ 𝜒𝑔
𝑚𝜆𝑚

𝑖 𝐶𝑚
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)6

𝑚=1 + 𝜒𝑔
𝑒𝑥𝑡𝑞𝑒𝑥𝑡

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)) (3.9-5) 

 
𝜕

𝜕𝑡
𝐶𝑚

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) =
𝛽𝑚

𝑖

𝑘𝑒𝑓𝑓
∑ 𝑒𝛺𝑖(𝑡−𝑡𝑛)𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝜓𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝑔′ − 𝜆𝑚

𝑖 𝐶𝑚
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡) (3.9-6) 

 

 解析的多項式ノード法 

静特性方程式の空間解法の場合と同じく，着目𝑥方向の中性子流に対するノード

法表現を得るため，式(3.9-5)をノード内の𝑦及び𝑧方向に積分することで，１次元

の方程式を得る。なお，𝑦及び𝑧方向の中性子流についても同様である。 

時間依存の拡散方程式を解く場合，式(3.9-5)の左辺の時間微分項が静特性方程

式との基本的な差である。着目方向１次元の方程式を解析的に解くことは一般に
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困難であるが，時間ステップを大きくとることのできる陰的手法を適用すること

を目的に，後退差分を用いて時間微分項を差分化する。  

 
1

𝑣𝑔

𝜓𝑔𝑥
𝑖 (𝑥,𝑡𝑛+1)−𝜓𝑔𝑥

𝑖 (𝑥,𝑡𝑛)

𝛥𝑡𝑛
= 𝐷𝑔

𝑖
(𝑡𝑛+1)

𝑑2

𝑑𝑥2 𝜓𝑔𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) − (𝛴𝑟𝑔

𝑖
(𝑡𝑛+1) +

𝛺𝑖

𝑣𝑔
) 𝜓𝑔𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1)  

 +𝑄𝑔𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) − 𝐿𝑔𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1)  (3.9-7) 

ここで，𝑡𝑛及び 𝑡𝑛+1はそれぞれステップ𝑛と𝑛 + 1の時間を表し，𝛥𝑡𝑛 = 𝑡𝑛+1 − 𝑡𝑛

である。上式の右辺の全ての断面積は時刻𝑡𝑛+1で評価される。この完全陰解法スキ

ームは解の実効的な安定を保証する 24。 

式(3.9-7)において時間ステップ𝑛の中性子束を中性子源項に繰り込むと，定常

状態の拡散方程式と同様の式が得られる。 

 −𝐷𝑔

𝑖
(𝑡𝑛+1)

𝑑2

𝑑𝑥2 𝜓𝑔𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) + 𝛴𝑟𝑔

𝑡𝑖
(𝑡𝑛+1)𝜓𝑔𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) = 𝑄𝑔𝑥
𝑡𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) − 𝐿𝑔𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) 

       (3.9-8) 

ここで， 

 𝛴𝑟𝑔

𝑡𝑖
(𝑡𝑛+1) = 𝛴𝑟𝑔

𝑖
(𝑡𝑛+1) +

1

𝑣𝑔
(𝛺𝑖 +

1

𝛥𝑡𝑛
)  (3.9-9) 

 𝑄𝑔𝑥
𝑡𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) = 𝑄𝑔𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) +
1

𝑣𝑔𝛥𝑡𝑛
𝜓𝑔𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛).  (3.9-10) 

式(3.9-8)は定常状態の解析的多項式ノード法と同じ形式を有するので，静特性

解析と同様の非線形ノード法反復計算を用いて解かれ，収束した中性子束を得る。

計算の流れを図 3.9-1に示す。  

ノード周波数及び遅発中性子先行核密度も中性子束に依存するため，同じ非線

形ノード法反復において更新する。ノード法結合係数の計算には計算時間を要す

る。計算時間の短縮のため，ノード法結合係数の計算を大きな時間ステップで行

う。中性子束の収束は，１点及び炉心平均核分裂中性子源誤差で判定する。 

３群計算におけるノード周波数に関しては，熱群のノード周波数で代用でき，時

間ステップ 𝑡𝑛+1の熱中性子束を用いて次のように反復更新する。 

 𝛺𝑖(𝑘)(𝑡𝑛+1) = 𝛺𝑖(𝑡𝑛) +
1

𝛥𝑡𝑛
𝑙𝑛 (

𝜓3

𝑖(𝑘)
(𝑡𝑛+1)

𝜙3

𝑖
(𝑡𝑛)

)  (3.9-11) 

ここで，𝑘は時間ステップ𝑡𝑛+1での非線形反復回数であり，𝛺𝑖(𝑡𝑛)は前時間ステ

ップから来る最初の推定値である。 
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 遅発中性子先行核密度の計算 

遅発中性子先行核密度は，式(3.9-6)に示されるが，中性子束の時間変化に比べ

て変化が緩やかなため解析的に解くことができる。まず，式(3.9-6)を積分して先

行核密度に対する着目方向１次元方程式を得る。 

 
𝜕

𝜕𝑡
𝐶𝑚𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡) = ∑ 𝑒𝛺𝑖(𝑡−𝑡𝑛)𝐹𝑔′𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡)𝑔′ − 𝜆𝑚

𝑖 𝐶𝑚𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡)  (3.9-12) 

ここで， 

 𝐶𝑚𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡) =

1

ℎ𝑦
𝑖 ℎ𝑧

𝑖 ∫ 𝑑𝑦
ℎ𝑦

𝑖

0 ∫ 𝑑𝑧𝐶𝑚
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)

ℎ𝑧
𝑖

0  (3.9-13) 

 𝐹𝑔′𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡) =

𝛽𝑚
𝑖 (𝑡)

𝑘𝑒𝑓𝑓

1

ℎ𝑦
𝑖 ℎ𝑧

𝑖 ∫ 𝑑𝑦 ∫ 𝑑𝑧𝜈𝛴𝑓𝑔′
𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)𝜓𝑔

𝑖 (𝑥, 𝑦, 𝑧, 𝑡)
ℎ𝑧

𝑖

0

ℎ𝑦
𝑖

0  (3.9-14) 

これにより，式(3.9-12)は解析的に解かれる。 

 
𝜕

𝜕𝑡
{𝐶𝑚𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡)𝑒𝜆𝑚
𝑖 𝑡} = ∑ 𝐹𝑔′𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡)𝑔′ 𝑒(𝜆𝑚
𝑖 +𝛺𝑖)𝑡−𝛺𝑖𝑡𝑛 (3.9-15) 

式(3.9-15)を時刻𝑡𝑛から𝑡𝑛+1まで積分すると， 

 𝐶𝑚𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) = 𝐶𝑚𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛)𝑒−𝜆𝑚
𝑖 𝛥𝑡𝑛 + ∑ ∫ 𝐹𝑔′𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡)𝑒(𝜆𝑚
𝑖 +𝛺𝑖)𝑡−𝜆𝑚

𝑖 𝑡𝑛+1−𝛺𝑖𝑡𝑛
𝑡𝑛+1

𝑡𝑛
𝑑𝑡𝑔′  (3.9-16) 

ここで，核分裂率が時間に対して線形に変化すると仮定できると 

 𝐹𝑔′𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡) = 𝐹𝑔′𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛) +
𝑡−𝑡𝑛

𝛥𝑡𝑛
(𝐹𝑔′𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) − 𝐹𝑔′𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛))    (𝑡𝑛 ≤ 𝑡 ≤ 𝑡𝑛+1) (3.9-17) 

式(3.9-16)は最終的に， 

 𝐶𝑚𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1) = 𝐶𝑚𝑥

𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛)𝑒−𝜆𝑚
𝑖 𝛥𝑡𝑛 

 + ∑
𝑒𝛺𝑖𝛥𝑡𝑛

(𝜆𝑚
𝑖 +𝛺𝑖)

{𝐹𝑔′𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛+1)(1 − 𝑇𝑚

𝑖 ) + 𝐹𝑔′𝑥
𝑖 (𝑥, 𝑡𝑛) (−𝑒−(𝜆𝑚

𝑖 +𝛺𝑖)𝛥𝑡𝑛 + 𝑇𝑚
𝑖 )}𝑔′  (3.9-18) 

ここで， 

 𝑇𝑚
𝑖 =

1

(𝜆𝑚
𝑖 +𝛺𝑖)𝛥𝑡𝑛

(1 − 𝑒−(𝜆𝑚
𝑖 +𝛺𝑖)𝛥𝑡𝑛) (3.9-19) 

遅発中性子先行核の初期密度は，周波数を０と置いて， 

 𝐶𝑚
𝑖 (𝑥, 0) =

𝛽𝑚
𝑖 (0)

𝑘𝑒𝑓𝑓𝜆𝑚
𝑖 ∑ 𝐹𝑔′𝑥

𝑖 (𝑥, 0)𝑔′   (3.9-20) 
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これらの先行核密度は，中性子源モーメントの計算に用いられる。ただし，先行

核密度のノード内分布が小さいことを考慮し，ノード平均先行核密度だけを陽に

追跡し，高次モーメントについては次のように動的周波数を導入して近似する。 

 𝛺𝑚
𝑖 (𝑡) =

1

𝐶𝑚
𝑖 (𝑡)

𝜕

𝜕𝑡
𝐶𝑚

𝑖 (𝑡)   (3.9-21) 

これらの周波数は方向によらない。これから，式(3.9-12)より，先行核密度の高

次モーメントは核分裂モーメントを用いて次式で与えられる。 

 𝐶𝑚𝑥𝑙
𝑖 (𝑥, 𝑡) =

𝛽𝑚
𝑖 (𝑡)

𝑘𝑒𝑓𝑓(𝛺𝑚
𝑖 (𝑡)+𝜆𝑚

𝑖 )
∑ 𝑒𝛺𝑖(𝑡−𝑡𝑛)𝐹𝑔′𝑥𝑙

𝑖 (𝑥, 𝑡),    𝑙 ≥ 1𝑔′   (3.9-22) 

 

 出力分布計算 

ノード平均出力は次式で計算される。 

 𝑃𝑖(𝑡) = 휀𝑖 ∑ {𝛴𝑓𝑔′0
𝑖 (𝑡)𝜙𝑔′

𝑖
(𝑡) + ∑ (

1

3
𝛴𝑓𝑔′𝑢1

𝑖 (𝑡)𝜙𝑔′𝑢1
𝑖 (𝑡) +

1

5
𝛴𝑓𝑔′𝑢2

𝑖 (𝑡)𝜙𝑔′𝑢2
𝑖 (𝑡))𝑢=𝑥,𝑦,𝑧 }𝑔′  

       (3.9-23) 

ここで，휀𝑖は核分裂当たりの放出エネルギであり，第２項は均質核分裂断面積の

ノード内片燃え効果を表す。崩壊熱を含める場合は，発生熱の遅れ成分を考慮する
41。 

 𝑃𝑖(𝑡) = (1 − ∑ 𝑓𝑑,𝑘𝑘 )𝑃𝑝
𝑖(𝑡) + ∑ 𝑃𝑑,𝑘

𝑖
𝑘  (3.9-24) 

ここで，𝑃𝑝
𝑖は第１の式で計算される即発出力であり，𝑓𝑑,𝑘は崩壊熱グループ𝑘の

割合である。 

 

 反応度計算 

過渡時の反応度は１点動特性モデルを用いて導かれる 26。３群動特性方程式

(3.9-1)に左側から初期随伴中性子束を掛け，群の和を取って炉心体積で積分する

と，  

 ∫ ∑ 𝜙𝑔
∗ 1

𝑣𝑔

𝜕𝜙𝑔

𝜕𝑡
3
𝑔=1 𝑑𝑉 = ∫ ∑ 𝜙𝑔

∗𝛻𝐷𝑔𝛻𝜙𝑔𝑑𝑉3
𝑔=1 − ∫ ∑ 𝜙𝑔

∗𝛴𝑎𝑔𝜙𝑔𝑑𝑉3
𝑔=1 + ∫ ∑ (𝜙𝑔+1

∗ − 𝜙𝑔
∗)𝛴𝑠𝑙𝑔

2
𝑔=1   

 +
1

𝑘𝑒𝑓𝑓(0)
∫(1 − 𝛽)𝜙1

∗ ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝜙𝑔
3
𝑔=1 𝑑𝑉 + ∫ 𝜙1

∗ ∑ 𝜆𝑚𝐶𝑚
6
𝑚=1 𝑑𝑉 + ∫ 𝜙1

∗𝑞𝑒𝑥𝑡 𝑑𝑉 (3.9-25) 

上式を∫ ∑ 𝜙𝑔
∗3

𝑔=1 𝑑𝑉で割り整理すると，最終的に 1点動特性方程式は，次式で与

えられる。 
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𝜕

𝜕𝑡
⟨𝑛⟩ =

(𝜌(𝑡)−𝛽)

𝛬(𝑡)
⟨𝑛⟩ + ∑ 𝜆𝑚⟨𝐶𝑚⟩6

𝑚=1 + ⟨𝑞𝑒𝑥𝑡⟩ (3.9-26) 

ここで，炉内平均の中性子数，実効遅発中性子割合，遅発中性子先行核崩壊定数，

遅発中性子先行核密度，及び外部中性子源はそれぞれ， 

 ⟨𝑛⟩ = ∫ ∑ 𝜙𝑔
∗ 1

𝑣𝑔
𝜙𝑔

3
𝑔=1 𝑑𝑉 ∫ ∑ 𝜙𝑔

∗3
𝑔=1 𝑑𝑉⁄  (3.9-27) 

 𝛽 = ∫ 𝛽𝜙1
∗ ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝜙𝑔

3
𝑔=1 𝑑𝑉 ∫ 𝜙1

∗ ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝜙𝑔
3
𝑔=1 𝑑𝑉⁄  (3.9-28) 

 𝜆𝑚 = ∫ 𝜙1
∗𝜆𝑚𝐶𝑚𝑑𝑉 ∫ 𝜙1

∗𝐶𝑚𝑑𝑉⁄   (3.9-29) 

 ⟨𝐶𝑚⟩ = ∫ 𝜙1
∗𝐶𝑚𝑑𝑉 ∫ ∑ 𝜙𝑔

∗3
𝑔=1 𝑑𝑉⁄  (3.9-30) 

 ⟨𝑞𝑒𝑥𝑡⟩ = ∫ 𝜙1
∗𝑞𝑒𝑥𝑡𝑑𝑉 ∫ ∑ 𝜙𝑔

∗3
𝑔=1 𝑑𝑉⁄  (3.9-31) 

実効増倍率，反応度，中性子生成時間は次式で定義される。 

 𝑘𝑒𝑓𝑓 (t)=
⟨𝜈𝛴𝑓𝜙⟩

−⟨𝛻𝐷𝛻𝜙⟩+⟨𝛴𝑎𝜙⟩
=

∫ 𝜙1
∗ ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝜙𝑔

3
𝑔=1 𝑑𝑉

− ∫ ∑ 𝜙𝑔
∗ 𝛻𝐷𝑔𝛻𝜙𝑔

3
𝑔=1 𝑑𝑉+∫ ∑ 𝜙𝑔

∗ 𝛴𝑎𝑔𝜙𝑔
3
𝑔=1 𝑑𝑉

  (3.9-32) 

 𝜌(t) =
𝑘𝑒𝑓𝑓(𝑡)−𝑘𝑒𝑓𝑓(0)

𝑘𝑒𝑓𝑓(𝑡)
 + 𝑘𝑒𝑓𝑓 (0) 

⟨𝛴𝑠𝑙𝜙⟩

⟨𝜈𝛴𝑓𝜙⟩ 

=
𝑘𝑒𝑓𝑓(𝑡)−𝑘𝑒𝑓𝑓(0)

𝑘𝑒𝑓𝑓(𝑡)
 + 

∫ ∑ (𝜙𝑔+1
∗ −𝜙𝑔

∗ )𝛴𝑠𝑙𝑔
2
𝑔=1

1

𝑘𝑒𝑓𝑓(0)
∫ 𝜙1

∗ ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝜙𝑔
3
𝑔=1 𝑑𝑉 (3.9-33) 

 𝛬(t) =
∫ ∑ 𝜙𝑔

∗ 1

𝑣𝑔
𝜙𝑔

3
𝑔=1 𝑑𝑉

1

𝑘𝑒𝑓𝑓(0)
∫ 𝜙1

∗ ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔𝜙𝑔
3
𝑔=1 𝑑𝑉

  (3.9-34) 

周波数変換法を用いる場合は，反応度は式(3.9-32)と(3.9-33)で𝜙𝑔
 を𝜓𝑔𝑒𝛺𝛥𝑡

 で

置き換えて計算できる。 

ドップラ，ボイド，制御棒などの反応度成分を分離したい場合は，各反応度に付

随するノードパラメータ（ノード燃料温度，水密度，制御棒割合など）を反応度成

分毎に順次初期値に置き換えてノード断面積を計算し直して，仮想的な実効増倍

率を計算し，それぞれの実効増倍率の差分から各反応度成分を計算する。ただし，

中性子束は全反応度を計算したときのものを用いる。 

スクラム反応度については，AETNAは断熱近似のため熱水力フィードバックを考

慮できないが，プラント過渡解析コードを参照解とした補正乗数を適用すること

ができる。 

 ∫ 𝜌(𝐶)𝑆𝑀(𝐶)𝑑𝐶 = ∑
(𝐶𝑛+1−𝐶𝑛)

2
[𝜌𝑛𝑆𝑀𝑛(𝐶) + 𝜌𝑛+1𝑆𝑀𝑛+1(𝐶)]𝑁−1

𝑛=1  (3.9-35) 
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ここで，𝑛は時間ステップ，𝑁は最大時間ステップ，𝐶𝑛はスクラム制御棒挿入割

合，𝑆𝑀𝑛(𝐶)はスクラム制御棒挿入割合の関数として与えるスクラム反応度補正乗

数である。 

 

 ノードエンタルピ計算 

燃料温度の時間変化は中性子束変化よりも緩やかであるので，燃料温度フィー

ドバックは前時間ステップのエンタルピに基づいて計算される。ノードの燃料温

度とエンタルピは，過渡中に燃料棒から冷却材への熱伝達が無視できるとした断

熱モデルに基づいて計算される。ノード𝑖の燃料エンタルピ(ℎ𝑖)は，次式から与え

られる。 

 
𝑑ℎ𝑖

𝑑𝑡
=

(1−𝛾)

𝜌𝑓
(𝑃𝑖(𝑡)𝑃𝐷(𝑡) − 𝑃𝑖(0)𝑃𝐷(0)) (3.9-36) 

ここで， 

 𝑃𝐷  ： 出力密度 

 𝜌𝑓  
： 燃料ノード𝑖の燃焼初期平均UO

2
密度 

 𝛾  ： 減速材直接発熱割合 

 𝑃𝑖(𝑡) ： 時刻𝑡における相対出力分布 

式(3.9-36)を時刻𝑡𝑛−1から𝑡𝑛まで積分すると，時刻𝑡𝑛のエンタルピは， 

 ℎ𝑖
𝑛 = ℎ𝑖

𝑛−1 +
(1−𝛾)

2𝜌𝑓
[(𝑃𝑖

𝑛 + 𝑃𝑖
𝑛−1)𝑃𝐷𝑛 − 2𝑃𝑖

0𝑃𝐷0]𝛥𝑡𝑛 (3.9-37) 

過渡初期𝑡 = 0においては，燃料から冷却材への熱伝達が定常状態であると仮定

する。燃料温度は，UO2に対するエンタルピと温度の関係のテーブルを用いて決定

される。 

 

 燃料棒エンタルピ計算 

燃料棒エンタルピ計算では，燃料棒毎にエンタルピを積分する。燃料棒“𝑟”に

対して，  

 ℎ𝑖,𝑟
𝑛 = ℎ𝑖,𝑟

𝑛−1 +
(1−𝛾)

2𝜌𝑓
(𝑃𝑖

𝑛 ⋅ 𝐿𝑃𝐹𝑖,𝑟
𝑛 ⋅ 𝑃𝐷𝑛 + 𝑃𝑖

𝑛−1 ⋅ 𝐿𝑃𝐹𝑖,𝑟
𝑛−1 ⋅ 𝑃𝐷𝑛 − 2𝑃𝑖

0 ⋅ 𝐿𝑃𝐹𝑖,𝑟
0 ⋅ 𝑃𝐷0)𝛥𝑡𝑛 

       (3.9-38) 

ここで，LPF は燃料棒出力再構築を考慮した時刻𝑡における燃料棒局所ピーキン

グである。また，ノード平均エンタルピと同様に上式の𝜌𝑓 はノード“𝑖”の燃焼初

期の平均 UO2密度である。AETNA では各燃料棒の UO2密度を持たないので，燃料集
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合体内の各燃料棒をモデル化するのに，平均密度を用いることが十分であるとい

う近似をしている。 

 

 中間領域モニタ及び起動領域モニタモデル 

中間領域モニタ（以下，「IRM」という。）及び起動領域モニタ(SRNM)の応答は

検出器位置を囲むノードの出力から計算される。 

 𝑅𝑠 =
𝐶𝑠

4
(𝐶𝑖𝑗𝑘𝑃𝑖𝑗𝑘 + 𝐶𝑖+1𝑗𝑘𝑃𝑖+1𝑗𝑘 + 𝐶𝑖𝑗+1𝑘𝑃𝑖𝑗+1𝑘 + 𝐶𝑖+1𝑗+1𝑘𝑃𝑖+1𝑗+1𝑘) ⋅ 𝑃𝐷 (3.9-39) 

ここで，𝑃𝑖𝑗𝑘はノードの相対出力，𝐶𝑖𝑗𝑘は検出器位置ピーキングであり，PD は炉

心平均出力密度である。𝐶𝑖𝑗𝑘には単一集合体計算あるいは集合体コーナー部の中性

子束再構築モデルを適用できる。水集合体に対応するため，ノードの相対出力でな

く中性子束を用いることもできる。 

計数値は各検出器に対して入力されたスケール因子 Cs を用いて補正される。こ

れにより，過渡開始時の IRMのレンジの差に対応できる。 

 

 固定源計算 

固定源計算においては，外部中性子源に加え，照射済み燃料集合体からの自発核

分裂源及びランタン 140 (La-140)からの強ガンマ線による D(,n)H 光核反応によ

る中性子源42,43を考慮できる44。これにより，照射済み燃料集合体からの核分裂源

による炉停止及び燃料装荷・移動中の SRNM 計数率を予測することが可能である。 

AETNAでは，図 3.4-3の崩壊系列に示す重核種のα崩壊に伴う自発核分裂源を，

これら核種のノード毎数密度を追跡計算することにより計算する。キュリウム 242 

(Cm-242)は，アメリシウム 242 (Am-242)の半減期が短いことからアメリシウム 241 

(Am-241)の中性子捕獲により直接生成されるとみなし，次の過渡方程式を解いて

得られる。 

 
𝑑𝑁𝐶𝑚242(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝐵𝑅𝐴𝑚242 ⋅ 𝐵𝑅𝐶𝑚242 ⋅ 𝜎𝐴𝑚241𝜙(𝑡)𝑁𝐴𝑚241(𝑡) 

   −(𝜆𝐶𝑚242 + 𝜎𝐶𝑚242𝜙(𝑡))𝑁𝐶𝑚242(𝑡) (3.9-40) 

ここで， 

 𝐵𝑅𝐴𝑚242 ：Am-241 崩壊の Am-242 基底状態への分岐比 

 𝐵𝑅𝐶𝑚242 ：Am-242 崩壊の Cm-242 への分岐比 

 𝜎𝐴𝑚241  ：Am-241 微視的中性子捕獲断面積 

 𝜎𝐶𝑚242  ：Cm-242 微視的中性子吸収断面積 

 𝜆𝐶𝑚242  ：Cm-242 崩壊定数 
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なお，上式中の Am-241 の数密度は，プルトニウム 241 (Pu-241)の崩壊を考慮し

た過渡方程式から解析的に得る(3.4.8 節参照)。次にキュリウム 244 (Cm-244)の

過渡方程式は，アメリシウム 243 (Am-243)が安定核種であるので，その数密度は

燃焼度のみに依存するとし，以下の方程式より得る。 

 
𝑑𝑁𝐶𝑚244(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝜎𝐴𝑚243𝜙(𝑡)𝑁𝐴𝑚243(𝐸) − (𝜆𝐶𝑚244 + 𝜎𝐶𝑚244𝜙(𝑡))𝑁𝐶𝑚244(𝑡) (3.9-41) 

ここで， 

 𝜎𝐴𝑚243 ：Am-243 微視的中性子捕獲断面積 

 𝜎𝐶𝑚244 ：Cm-244 微視的中性子吸収断面積 

 𝜆𝐶𝑚244 ：Cm-244 崩壊定数 

プルトニウム 238 (Pu-238)は，ネプツニウム 237 (Np-237)の中性子捕獲と Cm-

242のα崩壊により生成されるから，次の過渡方程式により与えられる。なお，式

中の Np-237 は安定核種であるので数密度は燃焼度のみに依存すると仮定し，Cm-

242の数密度は，式(3.9-40)の解析解を代入する。 

 
𝑑𝑁𝑃𝑢238(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝜎𝑐,𝑁𝑝237𝜙(𝑡)𝑁𝑁𝑝237(𝐸) + 𝜆𝐶𝑚242𝑁𝐶𝑚242(𝑡) 

  −(𝜆𝑃𝑢238 + 𝜎𝑃𝑢238𝜙(𝑡))𝑁𝑃𝑢238(𝑡) (3.9-42) 

ここで， 

 𝜎𝑐,𝑁𝑝237：Np-237 微視的中性子捕獲断面積 

 𝜎𝑃𝑢238 ：Pu-238 微視的中性子吸収断面積 

 𝜆𝑃𝑢238 ：Pu-238 崩壊定数 

プルトニウム 240 (Pu-240)及びプルトニウム 242 (Pu-242)については半減期が

長いことから，その数密度は燃焼度のみに依存すると仮定する。 

以上より，自発核分裂源は Cm-242を例にとると次式で計算される。 

 𝑞𝐶𝑚242(𝑡) = 𝑅𝐶𝑚242 ⋅ 𝜆𝐶𝑚242 ⋅ 𝑁𝐶𝑚242(𝑡) (3.9-43) 

 𝑅𝐶𝑚242 = 𝜈𝐶𝑚242 ⋅ 𝑆𝐹𝐶𝑚242 + 𝐹𝐶𝑚242
(𝛼,𝑛)  (3.9-44) 

ここで， 

 𝑅𝐶𝑚242 ：Cm-242 のα崩壊により放出される全中性子数 

 𝜈𝐶𝑚242 ：Cm-242 の自発核分裂に伴う中性子発生数 

 𝑆𝐹𝐶𝑚242：Cm-242 のα崩壊における自発核分裂割合 
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 𝐹𝐶𝑚242
(𝛼,𝑛)  ：Cm-242 のα崩壊による(α,n)反応率 

他の自発核分裂核種についても同様に自発核分裂源が計算される。 

最後に La-140 の親核であるバリウム 140 (Ba-140)の数密度は次の過渡方程式

により与えられる。 

 
𝑑𝑁𝐵𝑎140(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝑌𝑒𝐹(𝑡) − 𝜆𝐵𝑎140𝑁𝐵𝑎140(𝑡) (3.9-45) 

ここで， 

 F (t ) ：核分裂密度 

 Ye    ：Ba-140 実効収率 

 𝜆𝐵𝑎140 ：Ba-140 崩壊定数 

これより，放射平衡にある La-140の光核反応による中性子源は， 

 𝑞𝐿𝑎140(𝑡) = 𝑅𝐿𝑎140 ⋅ 𝜆𝐿𝑎140 ⋅
𝜆𝐵𝑎140

𝜆𝐿𝑎140−𝜆𝐵𝑎140
𝑁𝐵𝑎140(𝑡) (3.9-46) 

ここで， 

 𝑅𝐿𝑎140 ：La-140 のγ崩壊に伴って放出される光中性子数 

 𝜆𝐿𝑎140 ：La-140 崩壊定数 

個々の反応による中性子のエネルギスペクトラムは異なるが，すべて高速中性

子として生成されると仮定できる。 

固定源計算では，未臨界体系における中性子束反復の収束加速のため，中性子束

スケーリング法 25 を適用する。この手法では，時間ステップの最初において中性

子バランスに基づき中性子束を中性子源に対して規格化する。固定源問題は，以下

のように書ける。 

 𝐴𝜙 = 𝐹𝜙 + 𝑆   (3.9-47) 

ここで，A と F は除去及び生成演算子であり，S は外部中性子源である。上式を

炉心体積で積分することにより，中性子束のスケーリング因子は，次式で与えられ

る。 

 𝑓 =
∫ 𝑆𝑑𝑉

∫ 𝐴𝜙𝑑𝑉−∫ 𝐹𝜙𝑑𝑉
   (3.9-48) 
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図 3.9-1 過渡時中性子束計算の流れ 

終了 

NO 

終了時刻に到達? 

燃料エンタルピ及び 

燃料温度計算 

出力分布計算 

反応度計算 

遅発中性子先行核密度更新 

ノード周波数更新 

時間ステップ幅計算 

制御棒位置計算 

ノード断面積更新 

中性子束反復行列計算 

中性子束計算 <内側反復計算> 中性子源更新 

<外側反復計算> 

最大外側反復数? 

YES 

ノード結合補正係数更新 

<非線形ノード法反復> 

NO 
中性子束分布収束？ 

YES 

NO 

YES 
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 高次モード計算 

 高次モード 

BWR における領域振動は核熱水力結合フィードバックによる空間依存の現象で

ある。それは炉心の各半面領域の位相がずれた中性子束振動で特徴付けられ，熱水

力フィードバックにより中性子束高次モードが励起される現象として説明される。 

領域安定性解析では，高次モードに対する未臨界度(固有値間隔)を，静的()モ

ード計算により精度良く評価する必要がある。基本モード中性子束は，三次元沸騰

水型原子炉模擬計算コードにより与えられる。次に，ノード毎断面積を基本モード

に固定して（すなわち，高次モードでは熱水力フィードバックを行わないで），拡

散方程式から Gram-Schmidt直交化法により低次モードの寄与を抜き取ることで高

次モードが計算される 10。 

 

 高次モード中性子束計算 

多群中性子拡散方程式は， 

 −𝛻 ⋅ 𝐷𝑔𝛻𝜙𝑔 + 𝛴𝑟𝑔𝜙𝑔 =
𝜒𝑔

𝜆
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′𝜙𝑔′𝑔′ + ∑ 𝛴𝑔′→𝑔𝜙𝑔′𝑔′  (3.10-1) 

ここで，𝜆は炉心固有値であり，他の記号は標準的である。式(3.10-1)は高次モ

ードに対して形式的に，次のように書ける。 

 𝐿𝜙𝑚 =
1

𝜆𝑚
𝑀𝜙𝑚   (3.10-2) 

全除去演算子と生成演算子，L 及び M はそれぞれ次のように定義される。  

 𝐿 = −𝛻 ⋅ 𝐷𝑔𝛻 + 𝛴𝑟𝑔 − ∑ 𝛴𝑔′→𝑔𝑔′  (3.10-3) 

 𝑀 = 𝜒𝑔 ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′𝑔′    (3.10-4) 

随伴方程式は次のように書かれる(3.1.8 節参照)。  

 𝐿∗𝜙𝑚
∗ =

1

𝜆𝑚
𝑀∗𝜙𝑚

∗    (3.10-5) 

式(3.10-2)の固有関数は，完全系を形成し，次の直交関係を満たす 26。 

 < 𝜙𝑛
∗ , 𝑀𝜙𝑚 >= 0,    𝑛 ≠ 𝑚   (3.10-6) 

ここで，内積は炉心内の全ノードと群に関する和で定義される。固有値が次のよ

うに降順に並んでいると仮定する。 

 𝜆0 > 𝜆1 >. . . > 𝜆𝑚 >. . . > 𝜆𝑛,  𝑚 < 𝑛 (3.10-7) 
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固有値方程式は，べき乗法で解かれる。任意のベクトル
)0( は固有関数の１次結

合で表わされる。 

 𝜓
(0)

= ∑ 𝑎𝑚𝜙𝑚𝑚    (3.10-8) 

反復手続きを以下のように定義する。 

 𝜓
(𝑡)

=
1

𝜆(𝑡−1) 𝐿−1𝑀𝜓
(𝑡−1)

   (3.10-9) 

 𝜆
(𝑡)

= 𝜆(𝑡−1) <𝑀𝜓
(𝑡)

,𝑀𝜓
(𝑡)

>

<𝑀𝜓
(𝑡)

,𝑀𝜓
(𝑡−1)

>
  (3.10-10) 

ここで，t は反復回数である。式(3.10-2)より， 

 𝐿−1𝑀𝜙𝑚 = 𝜆𝑚𝜙𝑚   (3.10-11) 

多数回の反復を行って，が𝜆0に十分に収束していると仮定すると，任意の反復

ベクトルに対して， 

 𝜓
(𝑡)

=
1

𝜆0
(𝐿−1𝑀)𝑡𝜓

(0)
= ∑ 𝑎𝑚(𝐿−1𝑀/𝜆0)𝑡𝜙𝑚𝑚=0 = ∑ 𝑎𝑚(𝜆𝑚/𝜆0)𝑡𝜙𝑚𝑚=0  

    = 𝑎0𝜙0 + ∑ 𝑎𝑚(𝜆𝑚/𝜆0)𝑡𝜙𝑚𝑚=1  (3.10-12) 

ここで，𝜆𝑚/𝜆0 < 1であるから任意のベクトルは基本モードに収束する。 

高次モード次数 n のベクトルを得るには，反復プロセスを次のように変更して

低次のモードを除去する。 

 𝜓𝑛
(𝑡)

=
1

𝜆(𝑡−1) 𝐿−1𝑀 [𝜓𝑛
(𝑡−1)

− ∑ 𝑎𝑛𝑚
(𝑡−1)

𝜙𝑚
𝑛−1
𝑚=0 ] (3.10-13) 

 𝑎𝑛𝑚
(𝑡−1)

=
<𝜙𝑚

∗ ,𝑀𝜓𝑛
(𝑡−1)

>

<𝜙𝑚
∗ ,𝑀𝜙𝑚>

   (3.10-14) 

つまり，𝑛次の固有ベクトルは基本モードから(𝑛 − 1)次までのモードを直交関

係の式(3.10-6)を用いて引き去って得る。 

 

 多群ノード法 

中性子束反復行列はノード𝑉𝑖 = ℎ𝑥
𝑖 ℎ𝑦

𝑖 ℎ𝑧
𝑖 に対する拡散方程式を差分化して得ら

れる。 

 ∑
1

ℎ𝑢
𝑖 (𝐽𝑔𝑢+

𝑖 − 𝐽𝑔𝑢−
𝑖 )𝑢=𝑥,𝑦,𝑧 + 𝛴𝑟𝑔

𝑖 𝜙𝑔

𝑖
= ∑ 𝛴𝑔′→𝑔

𝑖 𝜙𝑔′

𝑖

𝑔′≠𝑔 +
𝜒𝑔

𝜆
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜙𝑔′

𝑖

𝑔′  (3.10-15) 
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ここで，は炉心固有値，𝜙
𝑔

𝑖
と𝐽𝑔𝑢±

𝑖 はそれぞれノード平均中性子束と u±表面の

中性子流であり，他の記号は標準的である。ここで，𝑥 +と𝑥 −は𝑥正方向(右側)及

び𝑥負方向(左側)の面を表し，𝑦及び𝑧方向についても同様とする。 

非線形反復法を用いたノード法では，ノード平均中性子束が主要な未知数であ

り，𝑥 −表面中性子流はノード平均中性子束を用いた差分形式により，次のように

表される。 

 𝐽𝑔𝑥−
𝑖 = − [

ℎ𝑥
𝑖

2𝐷𝑔
𝑖 +

ℎ𝑥
𝑖−1

2𝐷𝑔
𝑖−1]

−1

[(𝜙𝑔

𝑖
− 𝜙𝑔

𝑖−1
) − 𝐶𝑔𝑥

𝑖−1/2
(𝜙𝑔

𝑖
+ 𝜙𝑔

𝑖−1
)] (3.10-16) 

ここで，𝐶𝑔𝑥
𝑖−1/2は隣接ノードに共通のノード結合補正係数であり，２ノード問題

をノード法で解いたとき，差分形式の中性子流がノード法表現を保存するように

決定される。これらの補正係数は収束するまで反復更新される。高次モード計算で

は，ノード結合補正係数は，断面積と同様に基本モードの値が保持される。 

モード間の直交関係より，中性子源反復𝑡 − 1回の中性子束から低次のモードを

抜き取るための展開係数は，次式で計算される。 

 𝑎𝑛𝑚
(𝑡−1)

=
<𝜙𝑚

∗
,𝑀𝜓𝑛>

<𝜙𝑚

∗
,𝑀𝜙𝑚>

=
∑ ∑ 𝜙𝑔,𝑚

∗𝑖
𝜒𝑔𝑔 ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜓𝑔′,𝑛

𝑖(𝑡−1)
𝑔′𝑖

∑ ∑ 𝜙𝑔,𝑚

∗𝑖
𝜒𝑔𝑔 ∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜙𝑔′,𝑚

𝑖
𝑔′𝑖

   (3.10-17) 

これより，𝑛次モード計算では，中性子源反復𝑡回の低次モードの抜き取りは次式

で行なわれる。 

 𝜓𝑔,𝑛

𝑖(𝑡)
= 𝜓𝑔,𝑛

𝑖(𝑡−1)
− ∑ 𝑎𝑛𝑚

(𝑡−1)
𝜙𝑚

𝑖
𝑛−1
𝑚=0  (3.10-18) 

各モードについて，初期中性子束分布として全ての高次モード成分を含めるた

めに乱数分布が選ばれる。 

 𝜓𝑔,𝑛
𝑖(0)

= 𝑅𝑛
𝑖 − 1/2,  (g=1,2,3)  (3.10-19) 

ここで，𝑅𝑛
𝑖 は０から１の間の一様乱数である。 

高次モード固有値は，レイリー商を用いて計算される。 

 𝜆𝑛
(𝑡)

= 𝜆𝑛
(𝑡−1) <𝑀𝜓𝑛

(𝑡)
,𝑀𝜓𝑛

(𝑡)
>

<𝑀𝜓𝑛
(𝑡)

,𝑀𝜓𝑛
(𝑡−1)

>
  (3.10-20) 

高次モード中性子束の収束は次の判定で行われる。 

 𝐷𝐼𝐹𝑃 = (𝑀𝑎𝑥𝑖𝑀𝜓𝑛

𝑖(𝑡)
/𝑀𝜓𝑛

𝑖(𝑡−1)
− 𝑀𝑖𝑛𝑖𝑀𝜓𝑛

𝑖(𝑡)
/𝑀𝜓𝑛

𝑖(𝑡−1)
) ≤ 𝐸𝑃𝑆5 (3.10-21) 

 𝑆𝑈𝑀𝐹 = √∑ (𝑀𝜓𝑛

𝑖(𝑡)
− 𝑀𝜓𝑛

𝑖(𝑡−1)
)2

𝑖 / ∑ |𝑀𝜓𝑛

𝑖(𝑡)
|𝑖 ≤ 𝐸𝑃𝑆1 (3.10-22) 
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 𝐷𝐸𝐿𝐾 = |𝜆𝑛
(𝑡)

− 𝜆𝑛
(𝑡−1)

| ≤ 𝐸𝑃𝑆𝐾  (3.10-23) 

収束後，高次モード中性子束は次のように規格化される。 

 𝜓𝑔𝑛

𝑖
= 𝜓𝑔𝑛

𝑖
/(∑ |𝜓1𝑛

𝑖
|𝑖 / ∑ 1𝑖 ), (𝑔 = 1,3) (3.10-24) 

随伴解の高次モードも同様にして計算される。 

 

 固有値間隔，未臨界度 

前進解に対して高次モード n の出力分布は， 

 𝑃𝑛

𝑖
= 휀𝑖 ∑ 𝛴𝑓𝑔

𝑖 𝜓𝑔𝑛

𝑖

𝑔    (3.10-25) 

ここで，휀は核分裂当たりの放出エネルギであり，出力分布は絶対値の炉心平均

が１になるように規格化される。 

高次モード𝑛の固有値間隔は，次式で定義される。 

 𝐸𝑆𝑛 = 𝜆0 − 𝜆𝑛   (3.10-26) 

高次モードの未臨界度は，次式で与えられる。 

 𝜌𝑛 = 1/𝜆𝑛 − 1/𝜆0 ≅ (𝜆0 − 𝜆𝑛)/𝜆𝑛 (3.10-27) 

また，ドル単位では， 

 𝜌𝑛[$] = (𝜆0 − 𝜆𝑛)/𝜆𝑛/𝛽0
   (3.10-28) 

１点動特性モデルによる領域安定性解析で必要な，炉心平均の遅発中性子割合

と即発中性子寿命（中性子生成時間）は，多群計算では 3.9.6節参照に示したとお

り，次のように計算される 26。ここで，𝑣𝑔は中性子速度である。 

 𝛽𝑛 =
∑ 𝛽𝑖 ∑ 𝜒𝑔𝜓𝑔𝑛

𝑖∗
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜓𝑔′𝑛

𝑖
𝑔′𝑔𝑖

∑ ∑ 𝜒𝑔𝜓𝑔𝑛

𝑖∗
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜓𝑔′𝑛

𝑖
𝑔′𝑔𝑖

  (3.10-29) 

 𝛬𝑛 =
∑ ∑ 𝜓𝑔𝑛

𝑖∗
(1/𝑣𝑔

𝑖 )𝜓𝑔𝑛

𝑖
𝑔𝑖

∑ ∑ 𝜒𝑔𝜓𝑔𝑛

𝑖∗
∑ 𝜈𝛴𝑓𝑔′

𝑖 𝜓𝑔′𝑛

𝑖
𝑔′𝑔𝑖

  (3.10-30) 

なお，n,L,Mをそれぞれ炉内中性子数，中性子除去(吸収＋もれ)率，及び中性子

生成率とすると，即発中性子寿命ℓ= n / L,中性子生成時間Λ= n / M,実効増倍率λ= 

M / Lであるから，Λ= ℓ / λの関係があり，臨界に近い体系では Λ はℓ に等しい。 
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 安定性出力分布指標 

炉心安定性及び領域安定性の指標として，基準状態の径方向出力分布に関する

炉心安定性指標（以下，「R値」という。）及び領域安定性指標（以下，「RL値」

という。）が，また高次モードの径方向出力分布に関する領域安定性指標（以下，

「R1値」という。）が用いられる。 

R値は燃料集合体出力の２乗値の平均値であり，次式で定義する。 

 𝑅0 = ∑ 𝑃𝐵0(𝑖, 𝑗) ⋅ 𝑃𝐵0(𝑖, 𝑗)𝑖𝑗 𝑁⁄   (3.10-31) 

ここで，N は炉心の全燃料集合体数である。一方，RL値は次式で定義される。 

 𝑅𝐿 = ∑ 𝑃𝐵0(𝑖, 𝑗) ⋅ 𝑃𝐵0(𝑖, 𝑗)𝐿𝑖𝑗𝑖𝑗 ∑ 𝐿𝑖𝑗𝑖𝑗⁄  (3.10-32) 

ここで，𝐿𝑖𝑗は，炉心中心と(𝑖, 𝑗)位置の燃料集合体の間の距離である。R1 値は高

次モード𝑛と基本モードの出力分布の積を含む。 

 𝑅1(𝑛) = ∑ 𝑃𝐵0(𝑖, 𝑗) ⋅ |𝑃𝐵𝑛(𝑖, 𝑗)|𝑖𝑗 ∑ 𝑃𝐵𝑛(𝑖, 𝑗) ⋅ 𝑃𝐵𝑛(𝑖, 𝑗)𝑖𝑗⁄   (3.10-33) 

  

N 
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 物性値 

 蒸気表 

AETNAで流体の物性は，1967 ASME蒸気表 30に基づいて評価する。これらの物性

値は境界条件として，炉圧 P 及び入口エンタルピ h IN から決定される。 

 

 熱伝導度 

熱水力計算ではステンレス鋼 304 (SS304)とジルカロイの熱伝導度を用いる。熱

伝導度の単位は(Btu/hr-ft-F)である。 

SS304の熱伝導度の関数形は， 

  (3.11-1) 

ここで，500F  T  600F である。 

ジルカロイの熱伝導度の関数形は， 

 (3.11-2) 

 

 燃料温度とエンタルピ 

AETNAの定常計算では，ノード出力と燃料温度の関係は，燃料棒熱機械コードの

計算した結果をフィットして用いる。一方，断熱動特性モデルでは，燃料エンタル

ピとケルビン単位の温度の関係を示すテーブルを用いる 41。 

 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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4. 検証及び妥当性確認 

 概要 

AETNAの検証及び妥当性確認は，以下の項目について，表 4.1-1，表 4.1-2，表 

4.1-3，表 4.1-4，表 4.1-5，表 4.1-6，表 4.1-7及び表 4.1-8に示す８×８燃

料集合体，９×９燃料集合体及び 10×10燃料集合体が装荷された，ウラン及び MOX

燃料装荷炉心の至近の４～５サイクルの運転実績データを使用して行った（ただ

し，項目(1),(11)～(13)を除く）。ここで，妥当性確認に供せる試験データ数に制

限がある事を考慮し，連続エネルギモンテカルロコードのような十分に高度なモ

デルに基づく信頼性の高い手法との比較については，コードの信頼性確認行為を

補完しうる「妥当性確認に準ずる確認」と位置付ける。 

格子形状の定義は参考文献45及び46に示される通りである。 

 

(1) ベンチマーク計算による検証および妥当性確認 

(2) 冷温時臨界固有値（制御棒価値を含む） 

(3) 出力運転時臨界固有値 

(4) 出力分布（移動式炉心内計装系 TIP との比較） 

(5) 出力分布（ガンマスキャンとの比較）  

(6) 燃料棒出力分布（ガンマスキャンとの比較） 

(7) 照射後試験の測定ペレット燃焼度と計算燃焼度との比較 

(8) MOX 燃料装荷炉心 

(9) 長期停止運転 

(10) 部分出力運転 

(11) 減速材ボイド分布の試験 (NUPEC) との比較 

(12) 燃料集合体圧力損失の試験 (NUPEC) との比較 

(13) SPERT 実験との比較 

(14) 安定性試験高次モード分布との比較 

 

このうち，出力分布特性については，ウラン燃料装荷炉心における TIP，ガンマ

スキャン測定値との比較評価により妥当性確認を実施している。また，冷温時臨界

固有値(制御棒価値を含む)については，起動試験評価及び各サイクルの起動時の

試験評価により妥当性を確認している。10×10 燃料集合体については国内装荷実

績がないため，ベンチマーク計算による妥当性確認例及び米国プラントの追跡計

算による燃料棒ガンマスキャン解析結果の例を示すが，AETNAは燃料集合体を均質

化したノード法を用い，核計算における信頼性の燃料棒列数依存性は低いこと，ま

た，熱水力計算では，流量配分にかかわる燃料集合体圧力損失相関式に，10×10燃

料に対する試験データに基づいて整理した相関式を用いるとともに，他を燃料型

式によらない汎用的な相関式を用いて評価する手法としたことから，10×10 燃料

にも適用可能である。なお，AETNAとほとんど同じ物理モデルを持つ AETNA Ver.2
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コードによる，10×10 燃料集合体が装荷された海外プラントの運転実績に対する

妥当性確認結果が参考文献 19に示されている。７×７燃料集合体が装荷された炉

心については，本書では妥当性確認例を示していないが，参考文献8及び47にAETNA 

Ver.1及び AETNAと核モデルが同一の TRACG Ver.5 による BWR４炉心のプラント過

渡解析への適用実績が示されている。 

120%までの増出力運転に対して，LANCR による核定数は 100%ボイドまで適用可

能なこと，また AETNA では核定数テーブルの水密度に対する外挿誤差の低減のた

め，高ボイド率での LANCR核定数をデータベースに含めていること，さらに AETNA

のボイド相関式及び GEXL相関式は，試験データとの比較に示されるように高ボイ

ド率まで適用できることから，本書で示す妥当性確認により増出力運転に対する

適用性も判断できる。なお，参考ではあるが AETNAと同じ要素モデル（増出力で影

響を受けやすい熱水力，及び核定数モデルは AETNA と等しい）を有する NRC 認可

の改良修正１群コード PANACEA Ver.11 コード
1,48

は，120%までの増出力運転に対

して９×９及び 10×10 燃料装荷の米国プラントの運転実績を用いて妥当性確認49

がなされている。本報告ではこのうち約 104%増出力プラントにおけるガンマスキ

ャンによる燃料棒出力の妥当性確認が含まれる。 

MOX 炉心については，ベンチマーク問題による検証及び表 4.1-6 に示す MOX 燃

料を装荷した BWR 荷炉心の実績データによる妥当性評価を実施した。実績評価に

おいては，冷温時臨界固有値(制御棒価値を含む)，運転時臨界固有値，及び出力分

布(TIPとの比較)について至近のウラン炉心と比較した。 

長期炉停止後の運転時の炉心特性については，表 4.1-7に示すプラントの実績

データによる臨界固有値及び出力分布(TIP との比較)の妥当性評価を実施した。ま

た，部分出力運転時の炉心特性については，表 4.1-8に示すプラントの炉心流量

予測及び出力分布(TIP との比較)について妥当性評価を実施した。 

MLHGR と MCPRiについては，燃料棒出力ガンマスキャン結果とともに連続エネル

ギモンテカルロ輸送計算を用いた燃料棒局所出力のベンチマーク計算による妥当

性確認結果を示す。SLC 作動模擬状態については３次元全炉心 MCNP との比較によ

る妥当性確認を行った。 

照射量計算については安全解析には使用されないため，本書では示さない。 

減速材ボイド分布モデル及び燃料集合体圧力損失モデルについては，旧（財）原

子力発電技術機構（以下，「NUPEC」という。）で実施された８×８及び９×９燃

料に対する熱水力試験の結果との比較による妥当性評価を行った。チャンネル流

量配分モデルについては，炉心内のチャンネル圧力損失が等しいという仮定に基

づきチャンネルの流量は配分されるため，チャンネル圧力損失試験結果でその妥
                                                        

i MCPR の計算では局所出力等を入力とし，妥当性確認済みの相関式 35,36,37を用いることから，本

書では局所出力の妥当性のみを確認する。 
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当性を確認しており，詳細熱水力計算コードとの比較による妥当性確認も実施し

た。 

動特性モデルについては，制御棒落下事故に対するベンチマーク問題及び SPERT

実験の解析を示す。SPERT実験では，制御棒反応度及びドップラ反応度の妥当性も

確認される。スクラム反応度の実績データ解析については，AETNA 単独では熱水力

フィードバックを考慮できないため本書には示さないが，AETNAと核モデルが同一

の TRACG Ver.5 と組み合わせて評価した例が，BWR４炉心のプラント過渡解析50,51

について示されている。 

高次モード計算モデルの未臨界度，及び高次モード出力分布の妥当性について

は，運転プラントの安定性試験で得られた結果との比較を実施した。 

AETNA による運転実績追跡計算においては，断面積及び燃焼計算モデルとして，

多種類制御棒モデル，部分制御棒挿入モデル，及びドップラ反応度モデル，並びに

制御棒履歴モデル，燃焼度平均法の履歴相対水密度モデル，スペクトル履歴モデ

ル，キセノンモデル，及びノード内燃焼度分布補正モデルを標準的に使用してお

り，長期停止後の炉心特性の解析では，キセノン以外の微視的燃焼モデルも使用し

た。なお，特に断らない限り，核定数は燃料集合体核特性計算コード LANCRを用い

て作成している。また，参照解として使用したモンテカルロコードは，MCNP552に対

し共鳴群における熱振動に伴う上方散乱効果（以下，「DBRC 効果」という。）を

考慮する機能を追加した MCNP5_DBRC 53である。モンテカルロ燃焼コード

Monteburns266においても中性子束ソルバーとして MCNP5_DBRCを使用している。 
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表 4.1-1 臨界固有値/TIP 妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR小型炉 50 
D A (BWR3) 4 

S B (BWR5) 4 

BWR中型炉 80 
D C (BWR4) 4 

S D (BWR5) 5 

BWR大型炉 110 

C 
E (BWR5) 4 

F (BWR5) 5 

S 
G (BWR5) 4 

H (BWR5) 4 

ABWR 135 N I (ABWR) 4 

 

表 4.1-2 制御棒価値妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR中型炉 80 D C (BWR4) 2 

BWR大型炉 110 S J (BWR5) 1 

 

表 4.1-3 ガンマスキャン妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR大型炉 110 S H (BWR5) 1 

ABWR 135 N L (ABWR) 1 

 

表 4.1-4 燃料棒ガンマスキャン妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR中型炉 80 D M (BWR4) 1 

 

表 4.1-5 ペレット燃焼度妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR大型炉 110 C F (BWR5) 2 
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表 4.1-6 MOX燃料装荷炉心妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR中型炉 80 D C (BWR4) 1 

 

表 4.1-7 長期停止後運転時妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR大型炉 110 S H (BWR5) 5 

 

表 4.1-8 部分出力運転妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR大型炉 110 C E (BWR5) 1 

 

表 4.1-9 安定性試験高次モード分布妥当性確認対象プラント 

炉型 サイズ（万 kW級） 格子 プラント 評価サイクル数 

BWR大型炉 100 S N (BWR6) 1 
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 ベンチマーク計算による検証及び妥当性確認例 

定常時及び過渡時の２次元及び３次元の軽水炉ベンチマーク問題により，AETNA

の核計算モデルを検証した。AETNAの計算は LMWベンチマーク問題を除き，いずれ

も１燃料集合体１メッシュで行った。ベンチマーク問題の要約を表 4.2-1に，参

照及び比較に用いたコードを表 4.2-2に示す。また，燃料棒局所出力分布につい

ては，連続エネルギモンテカルロ輸送計算コード MCNP5_DBRCの解析結果との比較

による妥当性確認を行った。 

 

 定常問題 

定常問題では，詳細メッシュ計算による参照解に対して，炉心固有値及び燃料集

合体出力の比較を行う。 

 

 IAEA PWR ベンチマーク問題 

単純化された２次元及び３次元の PWR 炉心であり 59,63，20cm 幅の燃料集合体２

タイプから構成され，一部に制御棒が挿入される。燃料集合体は均質であり，反射

体を含めて２群断面積が与えられる。  

２次元 IAEA 問題に対する結果のサマリを他のノード法コードと比較して表 

4.2-3 に，また３次元問題に対するサマリを表 4.2-4 に，燃料集合体出力の比較

を図 4.2-1 に示す。誤差は，VENTURE 差分法コードによる詳細メッシュ参照解に

対して与えられる。ここで本節においては，燃料集合体出力最大誤差휀𝑚𝑎𝑥及び燃料

集合体出力平均誤差휀𝑎𝑣𝑟𝑔は，参考文献 59 に従ってそれぞれ以下で定義される。 

 휀𝑚𝑎𝑥 = 𝑚𝑎𝑥𝑖 {
|𝑃𝑖−𝑃𝑖

𝑅𝑒𝑓
|

𝑃
𝑖
𝑅𝑒𝑓 }   (4.2-1) 

 휀𝑎𝑣𝑟𝑔 =
1

𝑉𝑡
∑ 𝑉𝑖

|𝑃𝑖−𝑃𝑖
𝑅𝑒𝑓

|

𝑃
𝑖
𝑅𝑒𝑓𝑖    (4.2-2) 

ここで，𝑉𝑖はノード iの体積，𝑉𝑡は炉心の全体積である。ノード出力𝑃𝑖は，それ

ぞれ平均値が１となるように規格化されている。AETNAの参照解に対する誤差は十

分に小さく，また他のノード法コードと同等以上である。 

 

 LRA BWR ベンチマーク問題 

３次元の BWR 冷温炉心を模擬した２群の問題である 59,63。炉心は 15cm 幅の 312

の均質な燃料集合体から成る。炉心は３燃料領域から成り，反射体で囲まれる。い

くつかの制御棒が全引抜状態にある。定常問題では，過渡問題における落下位置の

制御棒が挿入状態又は引抜状態となる。均質燃料集合体及び反射体に対する２群

断面積が与えられる。 

３次元 LRA 定常問題について，QUANDRY による参照解に対する誤差のサマリを

1/4 対称制御棒挿入炉心に対して表 4.2-5 に示す。また，燃料集合体出力の比較
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を図 4.2-2に示す。次に，1/4対称制御棒引抜炉心についてのサマリを表 4.2-6

に，また燃料集合体出力の比較を図 4.2-3 に示す。1/4 対称炉心では４本の対称

位置制御棒が引き抜かれている。最後に，全炉心制御棒引抜ケースについて表 

4.2-7に示す。全炉心ケースでは１本の制御棒が引き抜かれている。 

以上より，LRA問題に対して AETNAは十分な精度を有し，かつ 1/4炉心問題では

４次の多項式展開ノード法よりも精度が良いことがわかる。 

 

 HAFAS BWR ベンチマーク問題 

非均質燃料集合体から構成される２次元の BWR 炉心であり 64，15cm 幅の２タイ

プの燃料集合体から成り，十字型制御棒が一部に挿入される。QUANDRY 参照コード

の単一燃料集合体非均質計算による２群均質化断面積と集合体不連続因子 ADF が

与えられる。 

HAFAS ２次元問題の結果を表 4.2-8にまとめる。誤差は，QUANDRY ノード法コ

ードを用いた詳細メッシュ非均質計算による参照解に対して与えられる。また，燃

料集合体出力の比較を図 4.2-4に示す。固有値及び燃料集合体出力の誤差は，ノ

ード法の中で最も近似の少ない解析的ノード法コード QUANDRY の均質粗メッシュ

解と同等である。 
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表 4.2-1 国際ベンチマーク問題 

名称(文献) 集合体 群数 次元 定常/過渡 体系 

IAEA PWR  

(59,63) 

均質 2 2, 3 定常 単純化された PWR 運転時炉心で 20cm 幅の

燃料集合体 2タイプから構成され，一部に

制御棒が挿入される 

LRA BWR  

(59,63) 

均質 2 3 定常/過渡 BWR 冷温炉心を模擬した 15cm 幅の均質な

燃料集合体で構成され，3燃料領域から成

る。制御棒落下事故を模擬した即発臨界問

題であり，定常問題では落下位置制御棒が

挿入又は引抜状態となる 

HAFAS BWR 

(64) 

非均質 2 2 定常 2 次元の BWR 運転時を模擬した炉心で，

15cm幅の 2タイプの燃料集合体から成り，

十字型制御棒が一部に挿入される 

LMW PWR 

(59) 

均質 2 3 過渡 PWRにおける運転時の制御棒引抜過渡を模

擬した 3 次元の遅発臨界問題。炉心は

20cm 幅の燃料集合体から構成される 2 燃

料領域から成る 

 

表 4.2-2 ベンチマーク問題参照コード 

コード 参考文献 中性子束解法 (時間解法) 

ARROTTA 54 2群解析的ノード法 (θ法) 

CONQUEST 55
 

2群 4次多項式ノード法 (QS法) 

DIF3D/nodal 21 多群 4次多項式ノード法 

IQSBOX 21 2群 5次多項式ノード法 (QS法) 

MOSRA-Light 56 多群 4次多項式ノード法 

NEM 21 2群 5次多項式ノード法 

NESTLE 25,57 2群 4次多項式ノード法 

PANTHER 24 2群解析的ノード法 (FTM法) 

POLCA7 58 2群解析的ノード法 

QUANDRY 59 2群解析的ノード法 (θ法) 

SIMULATE3 60 2群 4次多項式ノード法 (FTM法) 

SKETCH-N 61,62 多群解析的多項式ノード法 (直接解法) 

SPANDEX 24 2群 5次多項式ノード法 (GRK法) 

VENTURE 21 多群中性子拡散差分法 

        QS:準静近似，FTM:周波数変換，GRK: Generalized Runge-Kutta 
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表 4.2-3 IAEA ２次元 PWR 問題サマリ 

コード 文献 メッシュ幅 固有値 固有値 燃料集合体出力 a 

  (X,Y,Z)  誤差 最大誤差 平均誤差 

VENTURE  21    詳細メッシ
ュ 

1.02959 Ref. Ref. Ref. 

IQSBOX(5th)  21 20×20×20cm 1.02966 0.007% 1.40% N/A 

NESTLE  57 20×20×20cm 1.02951 -0.008% N/A N/A 

POLCA7  58 20×20×20cm 1.02967 0.008% 0.64% 0.23% 

MOSRA-Light  56 20×20×20cm 1.02949 -0.010% 1.71% 0.75% 

QUANDRY  21 20×20×20cm 1.02962 0.003% 0.94% 0.27% 

SKETCH-N  61 20×20×20cm 1.02956 -0.003% 0.5% 0.2% 

AETNA  - 20×20×20cm 
a 燃料集合体出力誤差= (AETNA-Ref)/Ref×100    

Ref.: 参照解   

N/A : Not Available   

 

表 4.2-4 IAEA ３次元 PWR 問題サマリ 

コード 文献 メッシュ幅 固有値 固有値 燃料集合体出力 a 

  (X,Y,Z)  誤差 最大誤差 平均誤差 

VENTURE 21   詳細メッシュ   1.02903 Ref. Ref. Ref. 

DIF3D/nodal 21 20×20×20cm 1.02898 -0.005% 1.50% 0.59% 

NESTLE 57 20×20×20cm 1.02899 -0.004% N/A N/A 

NEM (5th) 21 20×20×20cm 1.02911 0.008% 0.90% 0.30% 

SIMULATE3 60 20×20×20cm 1.02912 0.009% N/A N/A 

MOSRA-Light 56 20×20×20cm 1.02897 -0.006% 1.30% 0.59% 

QUANDRY 21 20×20×20cm 1.02902 -0.001% 0.69% 0.24% 

SKETCH-N 61 20×20×20cm 1.02905 0.002% 0.4% 0.2% 

AETNA - 20×20×20cm 

a  燃料集合体出力誤差= (AETNA-Ref)/Ref×100    

  

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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表 4.2-5  LRA ３次元 BWR問題サマリ, 1/4炉心制御棒挿入ケース 

コード 文献 メッシュ幅 固有値 固有値 燃料集合体出力 a 

    (X,Y,Z)   誤差 最大誤差 平均誤差 

QUANDRY 59 7.5×7.5×25cm 0.99639  Ref. Ref. Ref. 

QUANDRY 59 15×15×25 cm 0.99644  0.005% 0.24% 0.08% 

QUBBOX 59 15×15×30cm 0.99626  -0.013% N/A N/A 

IQSBOX 59 15×15×30cm 0.99624  -0.015% N/A N/A 

CONQUEST 55 15×15×25 cm 0.99636  -0.003% 1.17% 0.22% 

NESTLE 57 15×15×15 cm 0.99627  -0.012% N/A N/A 

SPANDEX 24 15×15×25 cm 0.99642  0.003% N/A N/A 

SKETCH-N 61 15×15×25 cm 0.99637 -0.002% 0.4% 0.1% 

AETNA - 15×15×25 cm 
a  燃料集合体出力誤差= (AETNA-Ref)/Ref×100    

  

 表 4.2-6 LRA ３次元 BWR問題サマリ, 1/4炉心制御棒引抜ケース 

コード 文献 メッシュ幅 固有値 固有値 燃料集合体出力 a 

    (X,Y,Z)   誤差 最大誤差 平均誤差 

QUANDRY 59 7.5×7.5×25cm 1.01549 Ref. Ref. Ref. 

QUANDRY 59 15×15×25 cm 1.01559 0.010% 0.45% 0.23% 

IQSBOX 63 15×15×30cm 1.01518 -0.031% N/A N/A 

QUBBOX 59 15×15×30cm 1.01517 -0.032% N/A N/A 

AETNA - 15×15×25cm 
a  燃料集合体出力誤差= (AETNA-Ref)/Ref×100    

   

表 4.2-7  LRA ３次元 BWR問題サマリ, 全炉心制御棒引抜ケース 

コード 文献 メッシュ幅 固有値 固有値 燃料集合体出力 a 

    (X,Y,Z)  誤差 最大誤差 平均誤差 

QUANDRY 59 15×15×25 cm 1.01494 Ref. Ref. Ref. 

QUANDRY 59 30×30×33.3cm 1.01510 0.016% 3.20% 0.76% 

AETNA - 15×15×25 cm 
a  燃料集合体出力誤差= (AETNA-Ref)/Ref×100       

b 参照解の出力分布が文献に与えられていない  

表 4.2-8  HAFAS ２次元 BWR問題サマリ 

コード 文献 メッシュ幅 固有値 固有値 燃料集合体出力 a 

    (X,Y,Z)   誤差 最大誤差 平均誤差 

QUANDRY 64    Fine mesh 1.04420  Ref. Ref. Ref. 

QUANDRY(ADF) 64 15.31×15.31cm 1.04360  -0.060% 5.29% 1.33% 

AETNA  - 15.31×15.31cm 
a  燃料集合体出力誤差= (AETNA-Ref)/Ref×100    

 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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VENTURE詳細メッシュ---
%(AET-Ref)/Ref---

 

図 4.2-1 IAEA ３次元 PWR問題 燃料集合体出力の比較 

(1/8炉心を表示) 

 

QUANDRY 7.5x7.5x25cm---
%(AET-Ref)/Ref 15x15x25cm---

 

図 4.2-2 LRA ３次元 BWR問題(1/4炉心制御棒挿入ケース)  

燃料集合体出力の比較(1/8炉心を表示) 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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--- QUANDRY 7.5x7.5x25cm
--- %(AET-Ref)/Ref

 

図 4.2-3 LRA ３次元 BWR問題(1/4炉心制御棒引抜ケース)  

燃料集合体出力の比較（R: 引抜制御棒位置） 

 

 

QUANDRY非均質計算---
%(AET-Ref)/Ref---

 

図 4.2-4 HAFAS ２次元 BWR問題 燃料集合体出力の比較 

(1/8炉心を表示，+は制御棒挿入セル) 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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過渡問題 

過渡問題では，詳細メッシュ計算による参照解に対して炉心の熱出力応答及び

ノード燃料エンタルピを比較する。 

LRA BWR ベンチマーク問題 

３次元の制御棒落下事故を模擬した即発臨界問題である 59,63。炉心は 15cm 幅の

312の均質な燃料集合体から成る。この問題は２群，２遅発中性子先行核群でモデ

ル化され，断熱燃料温度によるドップラフィードバックが考慮される。炉心は３燃

料領域から成り，反射体で囲まれる。解析では，与えられた非均一の時間ステップ

が用いられる。1/4 炉心問題では対称位置の４本の制御棒が落下し，全炉心問題で

は１本だけ落下する。落下制御棒速度は 150 cm/sである。 

AETNAの解析では，標準モデルとして，時間解法に周波数変換法を用い，非線形

ノード法結合補正係数は，５時間ステップ毎に更新した。中性子束（出力分布）１

点収束誤差の条件は 1.0E-4とした。 

1/4 炉心問題について，炉心熱出力の応答を図 4.2-5 に示す。また，過渡時応

答のサマリを，他コードと比較して表 4.2-9に示す。第１ピークの炉心平均出力

密度の QUANDRY との差は，820 時間ステップの場合で１%未満である。ピーク時間

の誤差も１%未満である。過渡時刻３秒におけるピークノードエンタルピの差は–

0.8%である。 

全炉心問題については，時間空間的な数値計算誤差が大きいことが報告されて

いる 24。結果は省略するが，AETNAの第１ピークの炉心平均出力密度及び時刻は他

のコードと妥当な範囲で一致している。 

 LMW PWR ベンチマーク問題 

PWR における運転時の制御棒引抜過渡を模擬した ３次元の遅発臨界問題である
59。この問題は中性子２群，６遅発中性子先行核群でモデル化され，ドップラフィ

ードバックは考慮されない。炉心は 20cm幅の均質な燃料集合体で構成される２燃

料領域から成り，反射体で囲まれる。初期定常状態から制御棒グループ１が３ 

cm/sで全引抜され，7.5秒後に制御棒グループ２が同じ速度で挿入開始される。 

AETNA の解析では，標準モデルとして，時間解法に周波数変換法を用い，表 

4.2-10 に示される空間及び時間メッシュを用いた。AETNA では BWR 型の炉心形状

のみを扱うため，集合体中心に挿入される PWR 用のクラスタ制御棒をモデル化す

るために１集合体を２×２メッシュに分割した。非線形ノード法結合補正係数は，

時間ステップ毎に更新し，中性子束（出力分布）１点収束誤差の条件は 5.0E-4と

した。 

炉心熱出力の応答を図 4.2-6に示す。また，過渡時応答のサマリを，他コード

と比較して表 4.2-11に示す。AETNAの結果は，時間ステップに依存せず，他コー

ドと妥当な範囲で一致している。 
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表 4.2-9  LRA ３次元 BWR 過渡問題サマリ(1/4炉心) 

コード QUANDRY59 IQSBOX55 ARROTTA54 SKETCH62 AETNA 

メッシュ幅 (cm) 30x30x37.5 30x30x25 15x15x30 15x15x25 15x15x25 15x15x25 15x15x25 

固有値 (制御棒挿入時) 0.99652 0.99648 0.99624 N/A 0.99637  

固有値 (制御棒引抜時) 1.01575 1.01579 1.01518 N/A N/A  

時間ステップ数 410 820 706 410 726  

第 1ピーク時間 (s) 0.907 0.903 0.894 0.883 0.919  

第 1ピーク出力 (W/cm3) 5739 5781 5798 5866 5367  

第 1最小値時間 (s) 0.988 0.989 1 0.970 1.027  

第 1最小値出力 (W/cm3) 109.0 114.7 100 93.5 129.8  

第 2ピーク時間 (s) 1.44 N/A 1.5 1.52 1.63  

第 2ピーク出力 (W/cm3) 412 N/A 400 430 379  

3 secでの出力 (W/cm3) 71.2 N/A 40 67.1 71.0  

3secでの平均燃料温度(K) 1033 N/A N/A N/A 1002  

3 sec でのピークノード燃

料温度 (K) 4148 N/A N/A 3962 4038  

N/A: Not Available 

表 4.2-10  LMW ３次元 PWR 過渡問題サマリ(フィードバック無) 

コード PANTHER24 QUANDRY59 SPANDEX24 AETNA 

メッシュ幅 (cm) 10x10x5 20x20x20 20x20x20 5x5x2.5 10x10x10 

時間ステップ数 240 240 431 160 30 240 

固有値（初期） N/A 0.99974 0.99971 0.99964 

時間 (sec) 出力密度 (W/cm3) 

0 150.0 150.0 150.0 150.0 

10 202.1 202.0 201.8 201.1 

20 258.9 262.2 259.4 256.9 

30 207.3 210.8 207.9 205.9 

40 122.0 123.0 122.3 121.4 

50 75.7 75.7 76.0 75.4 

60 58.1 57.9 58.4 57.9 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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図 4.2-5  LRA ３次元 BWR 過渡問題の炉心熱出力応答(1/4 炉心) 

図 4.2-6 LMW ３次元 PWR 過渡問題の炉心熱出力応答 
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 均質円筒炉心高次モード問題 

BWR を模擬した均質円筒炉心に対する高次モード解65を，解析解と比較して妥当

性を確認する。均質円筒炉心の半径 R と高さ H は，反射体節約を考慮して，AETNA

の基本モード固有値に一致するように調節する。AETNAの計算における均質円筒炉

心のモデル化は，通常の BWR 炉心において全燃料集合体を軸方向に均質な組成を

持つ単一の燃料集合体タイプに置き換えることにより近似している。 

解析解は，次式で与えられる。 

 𝜙(𝑟, 𝜃, 𝑧) = 𝐽𝑛𝑡(𝑗𝑛𝑡,𝑛𝑟𝑟/𝑅) 𝑐𝑜𝑠( 𝑛𝑡𝜃) 𝑐𝑜𝑠{(𝑛𝑧 + 1)𝜋𝑧/𝐻} (4.2-3) 

ここで，nr，nt，nz は径方向，周方向，軸方向のモードを表す。𝐽𝑛𝑡(𝑟)は nt 次

のベッセル関数，𝑗𝑛𝑡,𝑛𝑟 は nt 次のベッセル関数の(𝑛𝑧 + 1)次０点である。モード

指標と幾何バックリング及び固有値の関係は，次式で与えられる。 

 𝐵2 = 𝐵𝑟
2 + 𝐵𝑧

2,  𝐵𝑧𝐻 = (𝑛𝑧 + 1)𝜋,  𝐵𝑟𝑅 = 𝑗𝑛𝑡,𝑛𝑟 (4.2-4) 

 𝜆𝑛𝑡,𝑛𝑟,𝑛𝑧 = 𝑘∞/(1 + 𝑀2𝐵𝑛𝑡,𝑛𝑟,𝑛𝑧
2 ) (4.2-5) 

ここで，𝑘∞及び𝑀2 は均質燃料の無限増倍率と全移動面積である。均質円筒炉心

の燃料特性と幾何形状計算結果は以下の通りである。 

 

均質円筒炉心の仕様 

パラメータ 値 

無限増倍率 𝑘∞ 1.03696 

移動面積 𝑀2(cm2) 86.96 

基本モード固有値 𝜆 1.02391 

炉心高さ 𝐻 (cm) 385.84 

炉心半径 𝑅 (cm) 267.91 

 

AETNAの３群計算で得られた未臨界度(∆𝑘/𝑘)と解析解の比較を，表 4.2-11及び

図 4.2-7 に示す。AETNA の結果は，領域安定性で問題となる周方向１次モードに

ついて解析解と良く一致している。周方向１次モードの径方向出力分布を図 

4.2-8に示す。 
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表 4.2-11 均質円筒炉心に対する高次モード未臨界度の比較 

 モードインデクス 未臨界度（∆𝑘/𝑘） 

モード 軸方向 径方向 周方向 解析解 AETNA 誤差 

  nz nr nt    

0 0 0 0 0.0000    

1 0 0 1 0.0106    

2 0 0 1* 0.0106    

3 1 0 0 0.0170    

4 0 0 2 0.0246    

5 0 0 2* 0.0246    

6 1 0 1 0.0276    

7 1 0 1* 0.0276    

8 0 1 0 0.0282    

9 1 0 2 0.0416    

*縮退しているモード 

 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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図 4.2-7 均質円筒炉心に対する未臨界度(∆𝑘/𝑘)の比較 

 

 

図 4.2-8 周方向１次モード径方向出力分布 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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 局所出力問題 

局所出力分布ベンチマーク問題では，燃料棒出力再構築モデルの妥当性を確認

するため，連続エネルギモンテカルロ輸送計算コードである MCNP5_DBRCよるマル

チ燃料集合体２次元計算を参照解として，燃料棒局所ピーキングを比較する。比較

した局所出力は，ガンマ線輸送効果を含まない核分裂出力である。MCNP5_DBRC の

結果は，実質的なモデル誤差がないものと見なされ，その主たる不確かさは核デー

タライブラリに内在する要因と，計算手法が確率統計手法に基づくことに因るも

のと考えられる。そこで，核データライブラリには LANCR と同一の ENDF/B-VII.0

を用い核データライブラリに起因する不確かさを排除する。また確率統計手法の

観点からは，参照解とするモンテカルロ計算で十分な中性子ヒストリを設定する

ことで，その統計誤差を低減させた。平衡炉心問題における MCNP5_DBRCのセル内

核種組成は，LANCR の無限格子燃焼計算結果を入力した。 

 

 初装荷多種類燃料炉心問題 

燃料集合体間のスペクトルミスマッチによる局所ピーキングへの影響が大きい，

初装荷多種類燃料炉心を模擬した非均質燃料集合体から構成される，２次元４×

４炉心問題である。炉心の燃料配置を図 4.2-9に示す。炉心境界条件は４面反射

であり，座標原点に燃料集合体の制御棒挿入側が位置する。炉心は中央に太径水棒

１本を配した高燃焼度８×８燃料 S 格子形状の低濃縮，中濃縮，及び高濃縮燃料

集合体から成る。中濃縮，高濃縮燃料集合体はガドリニア入り燃料棒を含む。炉心

１は制御棒セルの制御棒が全引抜状態であり，炉心２では炉心右下の１本が挿入

状態である。インチャンネルボイド率は全て 40%とした。 

AETNAの２次元３群計算では，LANCRの単一燃料集合体計算による燃料集合体均

質断面積と燃料棒毎核分裂出力の局所ピーキングを用いた。サイクル初期(BOC)炉

心について，燃料集合体最大局所ピーキング（以下，「LPF」という。）及び燃料

棒出力誤差の二乗平均平方根（以下，「RMS」という。）の計算結果に対するサマ

リを表 4.2-13に示す。ここで，燃料集合体最大 LPFの誤差は，AETNAによる燃料

集合体最大 LPFと参照解による燃料集合体最大 LPFの差である。 

 휀𝐿𝑃𝐹 = 𝑚𝑎𝑥𝑖 𝑝𝑖 − 𝑚𝑎𝑥𝑖 𝑝𝑖
𝑟𝑒𝑓  (4.2-6) 

ここで，𝑝𝑖は燃料棒 i の局所相対出力であり，AETNA及び参照解それぞれで燃料

集合体内の熱出力を発生する燃料棒での平均が１となるように規格化されている。

燃料集合体最大 LPF の差の炉心平均値は，휀𝐿𝑃𝐹 の絶対値の平均で定義した。また，

燃料棒出力の燃料集合体 RMS誤差は，AETNA による燃料棒出力と参照解による燃料

棒出力の差の二乗平均平方根である。 

 휀𝑅𝑀𝑆 = √
∑ (𝑝𝑖−𝑝

𝑖
𝑟𝑒𝑓

)2
𝑖

𝑁𝑟

   (4.2-7) 
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ここで，和は燃料集合体内の熱出力を発生する燃料棒について取り，𝑁𝑟 はその

本数である。 

図 4.2-10は，制御棒引抜炉心(炉心１)の燃料集合体最大 LPFを参照解と比較し

たものである。図 4.2-11は制御棒挿入炉心(炉心２)の燃料集合体最大 LPFの比較

である。また炉心１内の燃料集合体(1,2) (高濃縮燃料)について，燃料集合体内

局所出力分布の比較を図 4.2-12に，炉心２内の燃料集合体(4,4) (制御棒が挿入

された低濃縮燃料)について，燃料集合体内局所出力分布の比較を図 4.2-13に示

す。誤差は，AETNA 計算値-参照解で定義されている。これらより，燃料集合体間

のスペクトルミスマッチを考慮して燃料棒出力を再構築できる AETNA では，スペ

クトルミスマッチのある炉心状態での局所ピーキングを精度良く評価できること

がわかる。 

 

 MOX燃料部分装荷炉心問題 

MOX 燃料部分装荷炉心問題は，1/3MOX 炉心の平衡サイクルを模擬した非均質燃

料集合体から構成される２次元炉心問題である。４×４炉心は，MOX 新燃料と燃焼

した UO2燃料から成る。炉心の燃料配置を図 4.2-14に示す。炉心境界条件は４面

反射であり，座標原点に燃料集合体の制御棒挿入側が位置する。MOX燃料集合体は

中央に太径水棒１本を配した D格子８×８燃料集合体形状，UO2燃料集合体は中央

に太径水棒２本を配した D格子９×９燃料集合体形状である。炉心１は UO2燃料の

みからなり，制御棒セルの制御棒は全引抜状態である。炉心２は炉心１の UO2新燃

料の半数を MOX 新燃料に置き換えたものである。インチャンネルボイド率は全て

40%とした。D格子は，狭い水ギャップを持つので，MOXと UO2燃料集合体間のスペ

クトルミスマッチ効果が大きく，また異なる集合体形状の隣接による非均質効果

も大きいと予想されるため，本体系を検証に使用した。 

AETNA の２次元３群計算では LANCR による単一燃料集合体計算に基づく燃料集

合体均質断面積と燃料棒毎核分裂出力の局所ピーキングを用いた。参照解は，

MCNP5_DBRC のマルチ燃料集合体計算により得た。サイクル初期炉心に対する結果

のサマリを表 4.2-14に示す。図 4.2-15は，炉心１の燃料集合体最大 LPFを参照

解と比較したものであり，図 4.2-16は炉心２の燃料集合体最大 LPFを参照解と比

較したものである。 

MOX燃料集合体と UO2燃料集合体が混在する炉心２では，炉心１に比べて非均質

性が大きいが，局所ピーキングを精度良く評価できることがわかる。MOX燃料混在

炉心内の燃料集合体(2,1) (９×９ UO2新燃料)及び燃料集合体(2,1) (８×８ MOX

新燃料)について，燃料集合体内局所出力分布の比較を図 4.2-17 及び図 4.2-18

に示す。 
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 10×10燃料装荷炉心問題 

10×10 燃料平衡炉心問題は，10×10燃料集合体が装荷された炉心の平衡サイク

ルを模擬した非均質燃料集合体から構成される２次元炉心問題である。４×４炉

心は，１サイクル目(新)燃料，２サイクル目燃料，及び３サイクル目燃料から成る。

炉心の燃料配置を図 4.2-19に示す。炉心境界条件は４面反射であり，座標原点に

燃料集合体の制御棒挿入側が位置する。10×10 燃料は C 格子形状の長期サイクル

用燃料集合体で，中央に太径水棒２本を配し，また部分長燃料棒とガドリニア入り

燃料棒を分散配置する。炉心１は制御棒セルの制御棒が全引抜状態であり，炉心２

では炉心右下の１本が挿入状態である。インチャンネルボイド率は全て 40%とし

た。本炉心は高燃焼度燃料を装荷した長期サイクル炉心のため，燃料集合体間の燃

焼度ミスマッチが大きいことが特徴である。 

AETNA の２次元３群計算では LANCR による単一燃料集合体計算に基づく燃料集

合体均質断面積と燃料棒毎核分裂出力の局所ピーキングを用いた。参照解は，

MCNP5_DBRC のマルチ燃料集合体計算により得た。サイクル初期炉心に対する結果

のサマリを表 4.2-15に示す。図 4.2-20は制御棒引抜炉心(炉心１)の燃料集合体

最大 LPF の比較を示し，図 4.2-21 は制御棒挿入炉心(炉心２)の燃料集合体最大

LPFの比較を示す。炉心２において特異的に大きな誤差は制御棒挿入燃料集合体で

あり，ノード出力自体が低いため熱的制限値上の問題はない。炉心１内の燃料集合

体(1,2) (新燃料)について，燃料集合体内局所出力分布の比較を図 4.2-22 に示

す。また，炉心２内の制御棒挿入燃料集合体に隣接する燃料集合体(3,4) (新燃料)

について，燃料集合体内局所出力分布の比較を図 4.2-23に示す。 

本炉心は長期サイクル炉心のため，燃料集合体間の燃焼度ミスマッチが大きい

が，AETNAでは，このような炉心の局所ピーキングを精度良く評価できることがわ

かる。 

 

 局所出力ベンチマーク計算のまとめ 

モンテカルロ輸送計算を参照解とする局所出力ベンチマーク計算のまとめを表 

4.2-16に示す。全問題に対する燃料集合体最大 LPF誤差の平均値は  %，また

燃料棒出力 RMS誤差の平均値は  %である。ここには LANCRの無限格子計算モ

デルの誤差と AETNA による燃料棒出力再構築モデルの誤差が含まれるが，核デー

タライブラリ及び製造公差に起因する不確かさは含まれない。また，燃焼集合体に

おいては MCNPの核種数密度は LANCRの値を用いたが，別途連続エネルギモンテカ

ルロ燃焼コード Monteburns266の単集合体燃焼計算で評価した数密度と LANCR の数

密度の差による MCNP 局所出力分布の RMS 誤差は平均  %であり，これを合わ

せた燃料棒出力 RMS 誤差の平均値は  %である。 

 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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表 4.2-12 局所出力ベンチマーク問題 

問題炉心 格子 燃料集合体形状 炉心構成 

初装荷多種

類燃料炉心 

S 8×8: 中央に太径水棒

1 本配置 

低濃縮，中濃縮，及び高濃縮燃料から

構成される初装荷サイクル初期炉心

（4×4集合体体系） 

炉心 1:制御棒無，炉心 2:制御棒有 

MOX 燃料部

分装荷炉心 

D MOX: 8×8 中央に太径水

棒 1本配置 

UO2 : 9×9中央に太径水

棒 2本配置 

平衡サイクル初期炉心 

(4×4 集合体体系） 

炉心 1:UO2 炉心，炉心 2:MOX 炉心 

10×10 燃料

平衡炉心 

C 10×10: 中央に太径水棒

2 本配置 

（長期サイクル用） 

平衡サイクル初期炉心 

(4×4 集合体体系） 

炉心 1:制御棒無，炉心 2:制御棒有 
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表 4.2-13 初装荷多種類燃料炉心局所出力問題サマリ 

問題炉心 燃料集合体最大 LPF 

誤差iiの平均値 

燃料棒出力 RMS 

誤差の平均値 

(1) 初装荷多種類燃料炉心 

制御棒引抜 

(2) 初装荷多種類燃料炉心 

制御棒挿入 

 

表 4.2-14 MOX燃料部分装荷炉心局所出力問題サマリ 

問題炉心 燃料集合体最大 LPF 

誤差の平均値 

燃料棒出力 RMS 

誤差の平均値 

(1) UO2燃料炉心 

制御棒引抜 

(2) MOX燃料部分装荷炉心 

制御棒引抜 

 

表 4.2-15 10×10燃料平衡炉心局所出力問題サマリ 

問題炉心 燃料集合体最大 LPF 

誤差の平均値 

燃料棒出力 RMS 

誤差の平均値 

(1) 10×10燃料平衡炉心 

制御棒引抜 

(2) 10×10燃料平衡炉心 

制御棒挿入 

 

表 4.2-16 局所出力ベンチマーク全問題サマリ 

問題炉心 燃料集合体最大 LPF 

誤差の平均値 

燃料棒出力 RMS 

誤差の平均値 

全ベンチマーク問題平均 

(全 96集合体) 

 

 

 

 

 

 

  

                                                        

ii 燃料集合体最大 LPF(AETNA) - 燃料集合体最大 LPF(参照解) 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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図 4.2-9 初装荷多種類燃料炉心問題 燃料配置 

 

炉心 1

I/J 1 2 3 4

1 1 3 2 1

2 3 2 3 2

3 2 3 2 3

4 1 2 3 1

炉心 2

I/J 1 2 3 4

1 1 3 2 1

2 3 2 3 2

3 2 3 2 3

4 1 2 3 1

燃料集合体タイプ

1 低濃縮燃料 制御棒

2 中濃縮燃料

3 高濃縮燃料
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図 4.2-10 初装荷多種類燃料炉心問題の燃料集合体最大 LPFの比較（炉心１） 
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図 4.2-11 初装荷多種類燃料炉心問題の燃料集合体最大 LPFの比較（炉心２） 
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（左上が制御棒挿入側） 

図 4.2-12 初装荷多種類燃料炉心１ 局所出力分布の比較 (燃料集合体(1,2)) 
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error

3

（左上が制御棒挿入側） 

図 4.2-13 初装荷多種類燃料炉心２ 局所出力分布の比較 (燃料集合体(4,4)) 
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図 4.2-14 MOX燃料混在炉心問題の燃料配置 

 

炉心 1

I/J 1 2 3 4

1 3 1 3 1

2 1 2 1 2

3 3 1 3 1

4 1 2 1 2

炉心 2

I/J 1 2 3 4

1 3 11 3 11

2 1 2 1 2

3 3 11 3 11

4 1 2 1 2

燃料集合体タイプ

11 8x8 MOX  燃焼度 0 GWd/t

1 9x9           燃焼度 0 GWd/t

2 9x9           燃焼度11 GWd/t

3 9x9           燃焼度22 GWd/t
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 図 4.2-15 MOX 燃料混在炉心問題の燃料集合体最大 LPFの比較（炉心１） 
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図 4.2-16 MOX 燃料混在炉心問題の燃料集合体最大 LPFの比較（炉心２） 
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mcnp5
aetna01
error

（左上が制御棒挿入側） 

図 4.2-17 MOX 燃料混在炉心２ 局所出力分布の比較 (燃料集合体(１,2)) 
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error

（左上が制御棒挿入側） 

図 4.2-18 MOX 燃料混在炉心２ 局所出力分布の比較 (燃料集合体(2,１)) 
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図 4.2-19 10×10燃料平衡炉心局所出力問題 燃料配置 

炉心1

I/J 1 2 3 4

1 2 1 2 1

2 1 3 1 3

3 2 1 2 1

4 1 3 1 3

炉心2

I/J 1 2 3 4

1 2 1 2 1

2 1 3 1 3

3 2 1 2 1

4 1 3 1 3

燃料集合体タイプ 制御棒

1 １サイクル目燃料　燃焼度 0.0 GWd/t

2 ２サイクル目燃料　燃焼度18.7 GWd/t

3 ３サイクル目燃料　燃焼度38.6 GWd/t
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図 4.2-20 10×10 燃料平衡炉心問題の燃料集合体最大 LPFの比較（炉心１） 

1.0

1.1

1.2

1.3

1.4

1.5

1.6

1.0 1.1 1.2 1.3 1.4 1.5 1.6

A
ET

N
A

MCNP

AETNA

図 4.2-21 10×10 燃料平衡炉心問題の燃料集合体最大 LPFの比較（炉心２） 
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mcnp5
aetna01
error

（左上が制御棒挿入側） 

図 4.2-22 10×10燃料平衡炉心１ 局所出力分布の比較 (燃料集合体(1,2)) 
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（左上が制御棒挿入側） 

図 4.2-23 10×10燃料平衡炉心２ 局所出力分布の比較 (燃料集合体(3,4)) 
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 燃焼履歴問題 

 炉停止問題 

AETNAの２次元３群計算により炉停止を含む燃焼計算を行い，LANCR の単一集合

体燃焼計算による参照解と比較することにより，キセノン，プロメシウム，サマリ

ウム，ガドリニウム，及びプルトニウム，アメリシウム追跡計算による微視的燃焼

モデルに基づく反応度効果を検証した。 

燃焼計算は，定格出力での連続燃焼計算から，(1) 437日運転毎にリスタートし，

炉停止 1,600日後の再起動・定格出力運転と，(2) 437日運転毎にリスタートし，

炉停止 4,800日後の再起動・定格出力運転で行った。AETNAの燃焼計算は２次元４

×４炉心の４面反射境界条件で行い，燃料集合体は全て同一の高燃焼度８×８燃

料とした。また，運転時のボイド率は 40%とした。LANCRの参照計算も同一の８×

８燃料に対して AETNA と同じ燃焼条件で行った。AETNA の燃焼計算ではキセノン，

プロメシウム，サマリウム，ガドリニウム，及びプルトニウム，アメリシウムの追

跡計算モデルを用いた。AETNAの追跡計算には LANCRの単一燃料集合体計算（連続

燃焼）による核定数を用いた。 

出力運転時実効増倍率の AETNA と LANCR 参照解の比較を，炉停止 1,600 日の場

合について図 4.2-24 及び図 4.2-25 に，また炉停止 4,800 日の場合について図 

4.2-26及び図 4.2-27に示す。なお，図の運転日数には炉停止期間は含まれない。

燃焼が進むにつれて，プルトニウム並びに核分裂生成物が蓄積されるため，短半減

期核種の消滅・生成効果による炉停止期間及び起動後の反応度変化が大きくなる

が，AETNAの燃焼履歴モデルはこのような出力変動を伴う運転に対しても反応度変

化を精度良く評価できることがわかる。 
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図 4.2-24 出力運転時実効増倍率の比較，437日運転毎 1,600 日停止後再起動 

 

図 4.2-25 出力運転時実効増倍率の比較，437日運転毎 1,600 日停止後再起動

（500日以後拡大図） 
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図 4.2-26 出力運転時実効増倍率の比較，437日運転毎 4,800 日停止後再起動 

 

図 4.2-27 出力運転時実効増倍率の比較，437日運転毎 4,800 日停止後再起動

（500日以後拡大図） 
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 制御棒履歴問題 

AETNAの２次元３群計算により制御棒挿入を含む燃焼計算を行い，連続エネルギ

モンテカルロ燃焼コード Monteburns266の単一集合体燃焼計算による参照解と比較

することにより，制御棒履歴による反応度効果及び集合体局所出力ピーキングの

妥当性確認を行った。Monteburns2 の核データライブラリには LANCR と同一の

ENDF/B-VII.0 を用い核データライブラリに起因する不確かさを排除し，確率統計

手法の観点からは，モンテカルロ計算で十分な中性子ヒストリを設定することで，

その統計誤差を低減させた。中性子束ソルバーとしては DBRC効果を考慮したモン

テカルロ計算コード MCNP5_DBRCを用いた。 

燃焼計算は，局所出力ベンチマーク問題で使用した(1) D格子 9×9 燃料，(2) C

格子長期サイクル用 10×10 燃料について行った。AETNA の２次元炉心燃焼計算は

２×２炉心の４面反射境界条件で行い，燃料集合体は全て同一の燃料とした。ま

た，運転時のボイド率は 40%とした。炉心中央の十字型 B4C制御棒を燃焼区間に応

じて挿入・引抜を行うことで制御棒履歴運転を模擬した。表 4.2-17に運転制御棒

パターンを示す。制御棒挿入期間（ノード燃焼度）は現実的に取りうる最長ケース

とした。Monteburns2 の参照計算も同一の燃料に対して AETNAと同じ運転パターン

で行った。AETNAの燃焼計算では LANCRの単一燃料集合体計算（連続燃焼）による

核定数を用いた。 

出力運転時実効増倍率の AETNAと Monteburns2 参照解の比較を，D 格子９×９燃

料の場合について図 4.2-28 に，C 格子 10×10 燃料の場合について図 4.2-29 に

示す。制御棒引抜直後の臨界固有値誤差は平均  ∆𝑘未満である。次に，制

御棒引抜後の AETNA と Monteburns2 参照解の燃料棒最大 LPF 及び燃料棒出力 RMS

誤差を，D格子９×９燃料の場合について図 4.2-30に，C格子 10×10燃料の場合

について図 4.2-31 に示す。制御棒引抜直後の燃料棒出力 RMS誤差は平均  %

であり，これらより AETNA の制御棒履歴モデルは，制御棒を挿入した燃焼による

反応度及び LPF の増加と，その後の引抜きによる回復について，精度良く評価で

きることがわかる。 

 

表 4.2-17 制御棒履歴問題運転パターン 

燃料集合体 
制御棒挿入開始燃

焼度* (GWd/t) 

制御棒挿入終了

燃焼度* (GWd/t) 

制御棒挿入期間 

* (GWd/t) 

D格子 9×9燃料 33.1 38.6 5.5 

C格子 10×10燃料 38.6 46.8 8.3 

* : ノード燃焼度 
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図 4.2-28 制御棒履歴運転時実効増倍率の比較 (D格子９×９燃料) 

 

図 4.2-29 制御棒履歴運転時実効増倍率の比較 (C格子 10×10燃料) 
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図 4.2-30 制御棒履歴運転時燃料棒最大 LPF及び RMS 誤差 

 (D格子９×９燃料) 

  

 

 

図 4.2-31 制御棒履歴運転時燃料棒最大 LPF及び RMS 誤差 

 (C格子 10×10燃料) 
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 MCNPによる全炉心体系の妥当性確認 

MOX 燃料を含む初装荷炉心に対する AETNA の全炉心体系計算の適用性を確認す

るため，連続エネルギモンテカルロ輸送計算コード MCNP5_DBRCを用いた３次元全

炉心体系の計算67による妥当性確認を実施した。 

妥当性確認は高燃焼度初装荷炉心（SUMIT68）を模擬したABWR初装荷炉心体系に，

MOX燃料を様々な割合で装荷することで構成した MOX初装荷炉心について，高温運

転状態及びほう酸水注入系（SLC）作動状態を模擬した体系で行った。高温運転状

態模擬としては運転時に重要と思われる実効増倍率，制御棒価値，ボイド反応度

を，SLC作動状態模擬としては，実効増倍率について，MCNP5_DBRC との比較を行っ

た。解析条件を表 4.2-18に，妥当性確認結果を表 4.2-19及び図 4.2-32に示す。 

高温運転状態における実効増倍率，制御棒価値，ボイド反応度は，いずれも

MCNP5_DBRC と比較して  %∆𝑘以内で一致しており，これは MOX燃料の装荷割

合によらずほぼ同じであった。 

SLC作動状態における実効増倍率については，いずれの MOX装荷割合に対しても

MCNP5_DBRC と比較して  %∆𝑘以内で一致している。 

以上より，高温運転状態及び SLC 作動状態における AETNAによる実効増倍率等

の反応度評価は，MOX 燃料の装荷割合によらず，高い精度であることが確認でき

た。 
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表 4.2-18 全炉心 MCNP 妥当性確認の解析条件 

 条件 

炉心 ABWR初装荷炉心（SUMIT）模擬 

運転状態 

① 高温運転状態模擬 

ボイド率      ：全燃料炉心下部から 0/40/70 %V固定 

制御棒パターン：実機初装荷炉心定格パターン模擬 

燃料平均温度  ：定格出力密度平均温度一定（フィードバック無） 

② SLC作動状態模擬 

ボイド率      ：0% 

制御棒パターン：実機初装荷炉心定格パターン模擬 

ボロン濃度    ：676 ppm 

炉水・燃料温度：181℃ 

装荷燃料 

全炉心 872体 

① 初装荷用 9×9燃料 872体，8×8 MOX燃料 なし 

② 初装荷用 9×9燃料 812体，8×8 MOX燃料  60体 

③ 初装荷用 9×9燃料 752体，8×8 MOX燃料 120体 

④ 初装荷用 9×9燃料 632体，8×8 MOX燃料 240体 

MOX 燃料* 

装荷位置 

（1/4炉心） 

 

*赤：MOX燃料 

0体ケース            60体ケース 

   

    120体ケース           240体ケース 

    

燃焼度 

全ノード 200MWd/t 

（高温運転模擬時 Xe平衡模擬，SLC作動模擬時 Xe無） 

（数密度はともに LANCR計算値） 

MCNP 

ヒストリ数 
30 億ヒストリ（実効増倍率の統計誤差±0.001%∆𝑘程度） 

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17
1 1
2 2
3 3
4 4
5 5
6 6
7 7
8 8
9 9

10 10
11 11
12 12
13 13
14 14
15 15
16 16
17 17

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17
1 1
2 2
3 3
4 4
5 5
6 6
7 7
8 8
9 9

10 10
11 11
12 12
13 13
14 14
15 15
16 16
17 17

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17
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表 4.2-19 全炉心 MCNP 妥当性確認結果 

  

 

  

0体 60体 120体 240体

MCNP

AETNA

%Δk

MCNP

AETNA

MCNP

AETNA

A/M-1

%Δk

MCNP

AETNA

MCNP

AETNA

A/M-1

%Δk

MCNP

AETNA

%Δk

MCNP

AETNA

A/M-1

%Δk

定格出力状態
模擬

全制御棒引抜

制御棒価値

ボイド反応度

SLC作動状態
模擬

MOX装荷体数

SLC価値

ボイド+5%
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    MOX 装荷体数 

 

図 4.2-32 全炉心 MCNP妥当性確認結果（MCNPとの反応度差[%∆𝑘]） 

  

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 

4-45

158



 

 

 チャンネル流量配分の妥当性確認 

AETNAのチャンネル流量の配分においては，全チャンネルの圧損計算に基づく詳

細な流量配分ではなく，熱水力代表チャンネルにて炉心圧損バランスから流量を

計算し，個々のチャンネルへの流量配分は同一の熱水力チャンネル及びオリフィ

スタイプの間でバンドル出力及び軸方向出力分布への依存性に基づく関数によっ

て割り振られる。 

このような縮約モデルに基づく流量配分計算の確認として，全熱水力チャンネ

ル及び流路における圧損計算に基づいてチャンネル及びバイパス流量配分を決定

する詳細計算コードを参照とした妥当性確認を行う。参照コードは熱水力計算コ

ード ISCOR の熱水力チャンネル数の上限について１バンドル１熱水力チャンネル

まで取り扱えるように拡張した ISCORFC を用いており，計算においては全ての集

合体が独立した熱水力チャンネルとして考慮されている。ISCORFC の圧損評価モデ

ルは ISCOR69と等しく，ISCOR の妥当性については運転プラントのチャンネル流量

及び炉心圧損の測定値との比較により確認されている70,71。 

検証は９×９A 型燃料の ABWR 平衡炉心において，定格出力模擬状態（100%出力

90%流量）及び部分出力模擬状態（87%出力 50%流量）で AETNAの出力分布条件に対

するチャンネル流量配分について ISCORFC 評価値を AETNA のチャンネル流量と比

較した。インチャンネル相対流量の両者の比較結果について，定格出力時の比較を

図 4.2-33 に，部分出力時の比較を図 4.2-34 に示す。両者のチャンネル流量の相

対 RMS差は定格出力時が  %，部分出力時が  %であり，熱的に厳しい定

格出力時の流量差が CPR計算に及ぼす影響は  であり，AETNA の流量配分モ

デルが十分な精度を有することが確認された。 
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図 4.2-33 定格出力時チャンネル流量の比較 

 

 

図 4.2-34 部分出力時チャンネル流量の比較 
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 冷温時臨界固有値（制御棒価値を含む） 

(1) 冷温時臨界固有値 

冷温時計算は，追跡計算による出力運転時計算によって求められた積算値を基

に，冷温状態においてボイド・ドップラフィードバックのない炉心状態を計算して

いる。このため，冷温時の中性子実効増倍率について評価することで，冷温状態で

の出力分布計算などの妥当性を評価することができる。冷温時の中性子実効増倍

率を適切に評価できることは，炉停止余裕計算の確からしさにつながる。 

冷温時の中性子実効増倍率の計算結果から求めた臨界固有値は，プラント毎，炉

心毎に変動することから，冷温臨界状態を評価するためには，コードの持つ冷温時

の臨界固有値のばらつきを把握する必要がある。このばらつきが小さければコー

ドとしては，十分な性能を有していると言える。 

このことから，国内プラントにおける９×９燃料採用以降の至近の４～５サイ

クルの臨界試験結果の実績の偏差について評価を行った。冷温時臨界試験評価は，

4.4節に示す炉心追跡燃焼計算をもとに，サイクル初期(一部中間停止時)において

実施された臨界試験時の炉心状態(冷却材温度，炉圧，制御棒パターン，ペリオド)

を入力して行った。臨界制御棒パターンには，局所臨界パターンと制御棒引抜手順

に沿ったインシーケンス(分散引抜)パターンが含まれる。この結果から，プラント

毎に，評価サイクルにおける臨界固有値の炉心平均燃焼度増分に対する相関を評

価した。すなわち，炉心平均燃焼度増分に対する臨界固有値のトレンドの平均値を

多項式近似により求め，各試験点における臨界固有値と平均値との偏差を評価す

ることでコードの妥当性を評価した。プラント毎の偏差について，まとめた結果を

図 4.3-1 に示す。図 4.3-1では BWR炉型毎に示された一群のデータが，図中の例

に示すように横軸を評価サイクルとして，それぞれのプラント毎に平均値からの

偏差として示されている。全プラント，全サイクルに対する臨界固有値の変動成分

のヒストグラムを図 4.3-2に示す。各試験における臨界固有値と平均値との標準

偏差は  ∆𝑘 であり，十分小さい。 

 

(2) 冷温時制御棒価値 

冷温時制御棒価値の妥当性を評価することで，制御棒引き抜き状態に応じた出

力分布計算の妥当性を確認することができる。 

ここでは，国内プラントの起動及び炉物理試験時に実施された制御棒価値測定

試験結果を用いて，冷温時制御棒価値の計算結果の妥当性を評価する。実機での試

験方法の実施例を，以下に示す。 

所定のシーケンスに従って制御棒を引き抜き，炉心を臨界にした状態で，反応度

調整用制御棒の挿入深さを調整して臨界を少し超過した状態とする。次に制御棒

価値測定の対象制御棒を段階的に挿入し，その時の漸近ペリオドの変化，あるいは

反応度計による測定値から制御棒価値を積算するものである。 
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上記の方法でなされた MOX 燃料装荷炉心を含む 110 万 kW 級 BWR 及び 80 万 kW 級

BWR の２プラント８ケースに対する冷温時制御棒価値測定結果と計算結果の比較

例を図 4.3-3に示す。これらの試験ケースには，原子炉起動試験において炉心全

体で制御棒が平均的に引き抜かれたケースと，炉物理試験において炉心の一部領

域で制御棒が局所的に引き抜かれたケースとを含む。計算値と測定値の差は平均

  ∆𝑘 𝑘′𝑘⁄ ，標準偏差は  ∆𝑘 𝑘′𝑘⁄ ，相対差の平均値は  %，標準

偏差は  %である。ここで相対差は（AETNA-測定値）/測定値で定義される。 
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図 4.3-1 冷温時臨界固有値の変動（プラント毎） 

 

  

図 4.3-2 冷温時臨界固有値の変動ヒストグラム（全プラント） 
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図 4.3-3 制御棒価値の測定結果と解析結果の比較 
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 出力運転時臨界固有値 

出力運転時計算は，炉心燃料構成，制御棒パターン，炉心熱出力及び流量などを

与えられて炉心内出力分布及び中性子実効増倍率(臨界固有値)を決定する。また，

燃焼計算によって更新された積算値に基づき，燃焼後の炉心内出力分布及び中性

子実効増倍率(臨界固有値)を決定する。 

実際の炉心における臨界状態での中性子実効増倍率は 1.0 であるが，コードで

計算した中性子実効増倍率(臨界固有値)は，様々な制約により 1.0 とならないこ

とが多い。また，限られた入力で計算された出力運転時の臨界固有値はプラント

毎，炉心毎，またサイクル燃焼度増分により変動する。従って，コードで計算した

臨界固有値が安定しているほど，炉心内の状態を正しく計算し，積算値を更新して

いると言える。 

ここでは，コードによる出力運転時の臨界固有値のばらつきを把握するため，国

内プラントにおける９×９燃料採用以降の至近の４～５サイクルの出力運転時臨

界固有値の偏差について評価を行った。具体的にはまず，サイクル燃焼度点毎に実

績の炉心熱出力，炉心流量，制御棒パターン，炉心平均燃焼度増分を AETNAに入力

して追跡燃焼計算を行い，出力運転時臨界固有値を求めた。この時，炉心ヒートバ

ランス（炉心入口エンタルピ，炉圧，バイパス流量）は設計値を用いている。また，

移動式炉心内計装系（TIP）で測定した炉心内の中性子束分布による出力分布の学

習は行なっていない。 

次に，プラント毎に評価サイクルにおける臨界固有値のサイクル燃焼度増分に

対する相関を評価した。すなわち，炉心サイクル燃焼度増分に対する臨界固有値の

トレンドの平均値を多項式近似により求め，この平均値と各計算点における臨界

固有値との偏差をコードのばらつきとして評価した。プラント毎の偏差について

まとめた結果を図 4.4-1に示す。図 4.4-1では，BWR炉型毎に示された一群のデ

ータが，図中の例に示すように，横軸を評価サイクルのサイクル燃焼度増分とし

て，それぞれのプラント毎に平均値からの偏差として示している。（プラント Aの

例では４評価サイクルに対する４本の偏差がプロットされている。）全プラント，

全サイクルに対する臨界固有値の変動のヒストグラムを図 4.4-2に示すが，プラ

ント毎の平均値からの臨界固有値データの標準偏差は  ∆𝑘 であり，十分

小さい。  
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図 4.4-1 出力運転時臨界固有値の変動（プラント毎） 

 

  

図 4.4-2 出力運転時臨界固有値の変動ヒストグラム（全プラント） 
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 出力分布（移動式炉心内計装系 TIPとの比較） 

AETNAによる出力運転時の出力分布の計算精度は，原子炉内の移動式炉心内計装

系(TIP)による中性子束分布の測定値（以下，「TIP測定値」という。）と，AETNA

による TIP 位置における中性子束分布の計算値（以下，「TIP 計算値」という。）

を比較することで評価できる。 

ここでは，国内プラントにおける９×９燃料採用以降の至近の４～５サイクル

における TIP 測定値と TIP 計算値の評価を行なった。具体的には，サイクル燃焼

度点毎に実績の炉心熱出力，炉心流量，制御棒パターン，炉心平均燃焼度増分を入

力し，AETNAによる追跡燃焼計算を行なって，TIP計算値を求めた。炉心ヒートバ

ランス（炉心入口エンタルピ，炉圧，バイパス流量）は設計値を用い，また TIP測

定値による出力分布の学習は行っていない。なお，評価したプラントの TIP は熱

中性子検出器である。 

プラント毎の TIP 測定値と TIP計算値のノーダル RMS誤差を図 4.5-1に示す。

BWR炉型毎に示された一群のデータが，図中の例に示すように，横軸をそれぞれの

プラントにおける評価サイクル及びサイクル燃焼度増分の順番とした評価点毎の

TIP ノーダル RMS 誤差に対応している。同様に，TIP 径方向 RMS 誤差を図 4.5-2

に，TIP軸方向 RMS 誤差を図 4.5-3に示す。なお，TIPは燃料集合体間の水ギャッ

プ位置における熱中性子束を計測するため，測定値には計装管の位置ずれなどに

よる分布の誤差が含まれ，ノーダル TIP 測定値の不確かさは 2.6%と評価されてい

る 35。 

図 4.5-4～図 4.5-10は BWR炉型毎に，TIP 測定値と TIP計算値の炉心平均軸方

向分布の比較を全燃焼度点について示した相関図である。軸方向出力の大きさに

依らず TIP 計算値は TIP測定値を良く再現している。また，各炉型に対して，TIP

検出器ストリング毎の TIP 測定値と TIP 計算値の分布の比較を図 4.5-11～図 

4.5-17 に示す。図中には TIP 検出器ストリングに隣接する制御棒の挿入深さも示

す。図 4.5-1などからわかるように TIP誤差のサイクル燃焼度依存性は統計的に

小さいため，ここではプラント毎に代表的な例を示している。炉心の種類，燃焼度，

制御棒の有無によらず，計算された TIP 分布は，TIP 測定値を良く再現している。

全プラント，全燃焼度点の TIP 計算値の TIP 測定値に対する RMS 誤差の平均値を

表 4.5-1 に示す。ここで，TIP 測定値及び TIP 計算値は炉心平均が 1.0 になるよ

うに，それぞれ規格化されている。ただし，軸方向上下端ノードは TIP測定値の絶

対値が小さく相対誤差が大きいため，統計値より除いている。 

ノーダル，径方向及び軸方向の RMS誤差の定義は次の通りである。 

ノーダル RMS誤差: 

  𝑅𝑀𝑆𝑛𝑜𝑑𝑎𝑙 = √∑ ∑ (𝑇𝐾,𝐿
𝑚𝐾𝑢𝑝

𝐾=𝐾𝑙𝑜𝑤 −𝑇𝐾,𝐿
𝑐 )2𝑁𝐼𝐶𝑆

𝐿=1

𝑁𝐼𝐶𝑆∗𝐾𝑚
 (4.5-1) 

径方向 RMS誤差： 
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𝑅𝑀𝑆𝑟𝑎𝑑𝑖𝑎𝑙 =

√∑ (
∑ 𝑇𝐾,𝐿

𝑚𝐾𝑢𝑝
𝐾=𝐾𝑙𝑜𝑤

𝐾𝑚
−

∑ 𝑇𝐾,𝐿
𝑐𝐾𝑢𝑝

𝐾=𝐾𝑙𝑜𝑤
𝐾𝑚

)

2

𝑁𝐼𝐶𝑆
𝐿=1

𝑁𝐼𝐶𝑆

 (4.5-2) 

軸方向 RMS誤差: 

  
𝑅𝑀𝑆𝑎𝑥𝑖𝑎𝑙 =

√∑ (
∑ 𝑇𝐾,𝐿

𝑚
𝐿

𝑁𝐼𝐶𝑆
−

∑ 𝑇𝐾,𝐿
𝑐

𝐿

𝑁𝐼𝐶𝑆
)

2
𝐾𝑢𝑝
𝐾=𝐾𝑙𝑜𝑤

𝐾𝑚

 (4.5-3) 

ただし，𝑇𝐾,𝐿
𝑚 ,𝑇𝐾,𝐿

𝑐 はそれぞれ TIP測定値と TIP計算値，𝑁𝐼𝐶𝑆は TIP計装管総数，

𝐾𝑚 = 𝐾𝑢𝑝 − 𝐾𝑙𝑜𝑤 + 1である。𝐾𝑢𝑝と𝐾𝑙𝑜𝑤は統計に含めるノードの上端と下端を表す。 

 

表 4.5-1 TIP計算値の測定値との比較 (全プラント測定点平均) 

RMS誤差 (ノーダル) 

RMS誤差 (径方向) 

RMS誤差 (軸方向) 
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図 4.5-1 TIP測定値と計算値のノーダル RMS誤差 

 

  

図 4.5-2 TIP測定値と計算値の径方向 RMS誤差 
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図 4.5-3 TIP測定値と計算値の軸方向 RMS誤差 
  

 

図 4.5-4 TIP測定値と計算値の炉心平均軸方向分布の比較 

（BWR小型 D格子炉の例） 
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図 4.5-5 TIP測定値と計算値の炉心平均軸方向分布の比較 

（BWR小型 S格子炉の例） 

 

図 4.5-6 TIP測定値と計算値の炉心平均軸方向分布の比較 

（BWR中型 D格子炉の例） 
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図 4.5-7 TIP測定値と計算値の炉心平均軸方向分布の比較 

（BWR中型 S格子炉の例） 

 

図 4.5-8 TIP測定値と計算値の炉心平均軸方向分布の比較 

（BWR大型 C格子炉の例） 
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図 4.5-9 TIP測定値と計算値の炉心平均軸方向分布の比較 

（BWR大型 S格子炉の例） 

 

図 4.5-10 TIP測定値と計算値の炉心平均軸方向分布の比較 

（ABWRの例） 
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図 4.5-11 TIP 測定値と計算値の軸方向分布の比較（BWR小型 D格子炉） 
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図 4.5-12 TIP 測定値と計算値の軸方向分布の比較（BWR小型 S格子炉） 
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図 4.5-13 TIP 測定値と計算値の軸方向分布の比較（BWR中型 D格子炉） 
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図 4.5-14 TIP 測定値と計算値の軸方向分布の比較（BWR中型 S格子炉） 
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図 4.5-15 TIP 測定値と計算値の軸方向分布の比較（BWR大型 C格子炉） 
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図 4.5-16 TIP 測定値と計算値の軸方向分布の比較（BWR大型 S格子炉） 
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図 4.5-17 TIP測定値と計算値の軸方向分布の比較（ABWR） 
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 出力分布（ガンマスキャンとの比較） 

コードに対する出力運転時の出力分布の妥当性確認には，ガンマスキャン測定

を使用した方法が有効である。まず，ガンマスキャン測定による方法を以下に簡単

に述べる。 

原子炉の運転中に核分裂生成物として生成したバリウム 140 (Ba-140)は，半減

期 12.8日のβ崩壊でランタン 140 (La-140)に変わり，更に半減期 40.2時間のβ

崩壊でセシウム 140 (Ce-140)になる。ガンマスキャンでは，この La-140のβ崩壊

に付随したγ線を測定する。ここで La-140 は，原子炉の運転中には平衡状態にあ

るので，La-140によるγ線強度（以下，「La-140測定値」という。）を測定する

ことで，サイクル末期の実際の炉心における出力分布を知ることができる。 

なお，コードでは La-140 のγ線強度を計算するのではなく，La-140 は Ba-140

と放射平衡にあるため，ノード毎に次の Ba-140の過渡方程式を解いて，Ba-140数

密度を追跡計算している（以下，「La-140 計算値」という。）。 

 
𝑑𝑁𝐵𝑎140(𝑡)

𝑑𝑡
= 𝑌𝑒(𝑡)𝐹(𝑡) − 𝜆𝐵𝑎140𝑁𝐵𝑎140(𝑡), (4.6-1) 

ここで， 

 𝑁𝐵𝑎140 ： Ba-140 数密度, atoms/cm3 

 𝑌𝑒(𝑡)  ： Ba-140 実効核分裂収率 

 𝐹(𝑡)  ：ノード毎核分裂密度 

 𝜆𝐵𝑎140  ： Ba-140 崩壊定数 = 0.05419 day-1 

Ba-140 実効核分裂収率は，LANCRより他断面積と同様に取得する。La-140の測

定値と計算値は，ともに測定ノードの平均が 1.0 になるように規格化して相対分

布を比較する。La-140 測定値の信頼性は，同一集合体の再現性確認測定結果より

± ２ %と報告されている。 

ここでは，燃焼の進んだ高燃焼度８×８燃料と新燃料の９×９燃料を装荷した

BWR大型炉取替炉心（炉心平均燃焼度 28GWd/t）における燃料集合体に対するガン

マスキャン測定値（La-140測定値）と AETNA による計算値（La-140計算値）とを

比較した。実績評価では，サイクル燃焼度点毎に実績の炉心熱出力，炉心流量，制

御棒パターン，炉心平均燃焼度増分を入力し，AETNAによる追跡燃焼計算を行って

La-140 計算値を求めた。炉心ヒートバランス（炉心入口エンタルピ，炉圧，バイ

パス流量）は設計値を用いた。 

La-140 計算値の測定値に対する RMS 誤差を表 4.6-1 に，ノーダル La-140 分

布の比較を図 4.6-1に示す。図 4.6-2は径方向分布の比較である。また，図 4.6-3

は測定燃料集合体毎の La-140の軸方向分布の比較である。図 4.6-4及び図 4.6-5

は，隣接制御棒なし及びありの典型燃料集合体についての軸方向 La-140分布の比
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較である。計算値はガンマスキャン測定値と良く一致している。表 4.6-1より，

ノーダル RMS誤差は約  %である。燃料集合体タイプ別のノーダル RMS誤差を

表 4.6-2 に示す。 

次に，高燃焼度 8×8 燃料の濃縮度多種類燃料を装荷した ABWR初装荷炉心につい

ての比較結果を表 4.6-3，図 4.6-6，及び図 4.6-7に示す。ノーダル RMS誤差は

BWR大型炉取替炉心よりも多少大きく約  %であるが，濃縮度の異なる燃料が混

在する炉心においても妥当な精度を有している。燃料集合体濃縮度タイプ別のノ

ーダル RMS 誤差を表 4.6-4に示す。 

BWR大型炉取替炉心及び ABWR初装荷炉心について誤差の平均値を表 4.6-5に示

す。ノーダル RMS誤差は約  %である。 

ノーダル，径方向，及び軸方向の RMS誤差の定義は以下の通りである。 

ノーダル RMS誤差: 

 𝑅𝑀𝑆𝑛𝑜𝑑𝑎𝑙 = √
∑ ∑ (𝐿𝐾,𝑁

𝑚
𝐾∈𝐾𝑚𝑒𝑠 −𝐿𝐾,𝑁

𝑐 )2𝑁𝐵𝑁𝐷𝐿
𝑁=1

𝑁𝐵𝑁𝐷𝐿∗𝐾𝑚𝑒𝑠
 (4.6-1) 

径方向 RMS誤差： 

 
𝑅𝑀𝑆𝑟𝑎𝑑𝑖𝑎𝑙 =

√∑ (
∑ 𝐿𝐾,𝑁

𝑚
𝐾∈𝐾𝑚𝑒𝑠

𝐾𝑚𝑒𝑠
−

∑ 𝐿𝐾,𝑁
𝑐

𝐾∈𝐾𝑚𝑒𝑠

𝐾𝑚𝑒𝑠
)

2
𝑁𝐵𝑁𝐷𝐿
𝑁=1

𝑁𝐵𝑁𝐷𝐿

 (4.6-2) 

軸方向 RMS誤差: 

 
𝑅𝑀𝑆𝑎𝑥𝑖𝑎𝑙 =

√∑ (
∑ 𝐿𝐾,𝑁

𝑚
𝑁

𝑁𝐵𝑁𝐷𝐿
−

∑ 𝐿𝐾,𝑁
𝑐

𝑁

𝑁𝐵𝑁𝐷𝐿
)𝐾∈𝐾𝑚𝑒𝑠

2

𝐾𝑚𝑒𝑠

 (4.6-3) 

ただし，𝐿𝐾,𝑁
𝑚 ,𝐿𝐾,𝑁

𝑐 はそれぞれ La-140 測定値と計算値，NBNDL は測定集合体体

数であり，𝐾𝑚𝑒𝑠は軸方向測定点を表す。 
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表 4.6-1 ガンマスキャン La-140測定値との比較（BWR大型炉取替炉心） 

 AETNA 

RMS誤差 (ノーダル) 

RMS誤差 (径方向) 

RMS誤差 (軸方向) 

 

表 4.6-2 ガンマスキャン La-140 測定値との燃料集合体タイプ別ノーダル RMS誤差 

 (BWR 大型炉取替炉心) 

燃料集合体タイプ AETNA 

高燃焼度8×8燃料 (全燃料) 

高燃焼度8×8燃料 (継続装荷燃料) 

高燃焼度8×8燃料 (新燃料) 

9×9燃料 (新燃料) 

 

表 4.6-3 ガンマスキャン La-140測定値との比較（ABWR初装荷炉心） 

 AETNA 

RMS誤差 (ノーダル) 

RMS誤差 (径方向) 

RMS誤差 (軸方向) 

 

表 4.6-4 ガンマスキャン La-140測定値との燃料集合体濃縮度タイプ別 

ノーダル RMS誤差 (ABWR初装荷炉心) 

燃料集合体濃縮度タイプ AETNA 

低濃縮 

中濃縮 

高濃縮 

 

表 4.6-5 ガンマスキャン La-140測定値との比較 

（BWR大型炉取替炉心, ABWR 初装荷炉心平均） 

 AETNA 

RMS誤差 (ノーダル) 

RMS誤差 (径方向) 

RMS誤差 (軸方向) 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 

4-70

183



 

 

 

 

図 4.6-1 ノーダル La-140 の計算値と測定値の比較  

(BWR大型炉取替炉心の例) 

 

図 4.6-2 径方向 La-140の計算値と測定値の比較  

(BWR大型炉取替炉心の例) 
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図 4.6-3 La-140分布の計算値と測定値の比較 

（BWR大型炉取替炉心の例）  
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図 4.6-4 La-140 燃料集合体軸方向分布の比較(1)（BWR大型炉取替炉心の例） 

 

図 4.6-5 La-140 燃料集合体軸方向分布の比較(2)（BWR大型炉取替炉心の例） 
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図 4.6-6 La-140 燃料集合体軸方向分布の比較(1)（ABWR初装荷炉心の例） 

 

図 4.6-7 La-140 燃料集合体軸方向分布の比較(2)（ABWR初装荷炉心の例） 
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 燃料棒出力分布（ガンマスキャンとの比較） 

ガンマスキャンでは，核分裂生成物バリウム 140 (Ba-140)の半減期 12.8日のβ

崩壊により生成される半減期 40.2 時間のランタン 140(La-140)のβ崩壊に付随し

たγ線強度（La-140 測定値）を測定する。炉停止後約 10日で La-140は Ba-140と

放射平衡となり，燃料棒中の La-140はサイクル末期の核分裂分布を特徴づけるも

のとなる。 

米国の中型 BWR プラントのサイクル末期において，燃料棒毎のガンマスキャン

が２体の燃料集合体について実施された。１体目(集合体１)は１サイクル燃焼の

GE14 燃料で測定サイクルにおいて装荷され，２体目(集合体２)は２サイクル燃焼

の GE14燃料で前サイクルにおいて装荷された72。 

このプラントは約４%の増出力プラントであり，前サイクルは GE12 燃料と GE14

燃料のほぼ均質な装荷で構成された。これらの 10×10燃料は，部分長燃料棒と２

本の太径水棒を有するのが特徴である。図 4.7-1に GE14燃料集合体の断面図73を

示す。測定サイクルでの装荷新燃料は GE14 燃料であり，多くの GE12 燃料が置き

換えられた。両サイクルともほとんどの区間は定格出力で運転され，サイクル末で

はサイクル延長のため出力のコーストダウン運転が行われた。測定サイクル末で

は制御棒は全引抜であった。集合体１，２とも炉心の中間領域に装荷され，集合体

２は２サイクル目に炉心中心部に移動された74。集合体１は測定サイクルにおいて

炉心内ガンマ TIP 計装管に隣接したが，集合体２は両サイクルとも TIP 計装管に

隣接しなかった。また，集合体１は測定サイクル中期において制御棒が挿入され

た。一方，集合体２は前サイクルでは複数期間で制御棒が挿入されたが，測定サイ

クルでは挿入されなかった 74。 

測定集合体は，上部タイプレートを取り外し，個々の燃料ピンは使用済み燃料プ

ール内に設置された水中のガンマスペクトロメータに移され測定が実施された。

測定は，集合体内の半数を超える燃料棒について軸方向 11位置において行われた。

同一燃料棒に対する複数回の再現性確認試験により，測定誤差は集合体１で 1.4%，

集合体２は計数率低下のため 2.6%と報告されている 72。 

AETNAの炉心追跡計算による再構築された燃料棒核分裂出力密度と，集合体計算

コード LANCR による燃料棒毎の実効 Ba-140 収率とを用い，前節で述べた Ba-140

の過渡方程式を着目燃料集合体内の全燃料棒の軸方向ノードについて時間積分す

ることで，La-140計算値を求めた。 

測定燃料集合体毎に規格化した燃料棒 La-140計算値の測定値に対する RMS誤差

のまとめを表 4.7-1に示す。燃料棒ノーダル La-140分布の比較を図 4.7-4及び

図 4.7-5に，燃料棒径方向 La-140分布の比較を図 4.7-6及び図 4.7-7に示す。

また，燃料棒位置毎の径方向 La-140分布の予測誤差を，集合体１について図 4.7-2

に，集合体２について図 4.7-3に示す。径方向位置と計算誤差との間に特に相関

は見られない。図 4.7-8及び図 4.7-9は燃料集合体毎の燃料棒 La-140の軸方向

分布の比較である。計算値はガンマスキャン測定値と良く一致しており，軸方向位
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置と計算誤差との間に特に相関は見られない。表 4.7-1より，燃料棒ノーダル RMS

誤差は２体の平均で約  %である。また，局所出力分布の誤差に相当する燃料

棒径方向 RMS誤差は２体の平均で約  %である。また，燃料棒軸方向 RMS誤差

は２体の平均で約  %である。これらより，AETNAの燃料棒出力分布の予測誤差

は測定誤差と同程度であり，妥当な精度を有していることが示された。 

ノーダル，径方向，及び軸方向分布と RMS 誤差の定義は以下の通りである。測定

値と計算値の比較では，集合体毎に全測定点で規格化された燃料棒𝑗，測定高さ𝑘の

測定値を𝑀(𝑘, 𝑗)，予測値を𝐶(𝑘, 𝑗)とする。ここで，𝑁はすべての燃料棒，軸方向高

さでの全測定点数である。燃料ピンのノード毎 RMSは，次式で定義される。 

 𝑅𝑝𝑖𝑛−𝑛𝑜𝑑𝑎𝑙 = √∑ ∑ (𝑀(𝑘,𝑗)−𝐶(𝑘,𝑗))𝑘
2

𝑗

𝑁
 (4.7-1) 

径方向 RMS の計算では，燃料棒毎に測定点のみについて軸方向に平均した燃料

棒出力測定値と予測値を計算する。各燃料棒で異なる軸方向点数がありうる。得ら

れた径方向燃料棒出力の総和が𝐽になるようにそれぞれ規格化して�̄�(𝑗)，�̄�(𝑗)とし，

RMS差を計算する。ここで，𝐽はこの集合体の測定燃料棒本数である。 

 𝑅𝑟𝑜𝑑 = √
∑ (�̄�(𝑗)−�̄�(𝑗))2

𝑗

𝐽
   (4.7-2) 

軸方向 RMS の計算では，軸方向測定高さ毎に測定点のみについて径方向に平均

した測定値と予測値を計算する。各高さで異なる燃料棒数がありうる。得られた軸

方向燃料棒出力の総和が𝐾になるようにそれぞれ規格化して�̄�(𝑘)，�̄�(𝑘)とし，RMS

差を計算する。ここで，𝐾はこの集合体の軸方向測定点数である。 

 𝑅𝑎𝑥𝑖𝑎𝑙 = √
∑ (�̄�(𝑘)−�̄�(𝑘))2

𝑘

𝐾
   (4.7-3) 

 

表 4.7-1 燃料棒ガンマスキャン La-140測定値との比較 

（BWR中型炉心） 

 集合体1 集合体2 平均値 

RMS誤差 (ノーダル) 

RMS誤差 (径方向) 

RMS誤差 (軸方向) 
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〇燃料棒 ●タイロッド  部分長燃料棒    水棒 

（左上が制御棒挿入側） 

図 4.7-1 GE14燃料集合体断面図 

 

 

 

（左上が制御棒挿入側。空白は非測定棒。数字は予測値-測定値） 

図 4.7-2 燃料棒径方向 La-140 分布の予測誤差（集合体１） 
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（左上が制御棒挿入側。空白は非測定棒。数字は予測値-測定値） 

図 4.7-3 燃料棒径方向 La-140 分布の予測誤差（集合体２） 
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図 4.7-4 燃料棒ノーダル La-140の計算値と測定値の比較 (集合体１) 

 

図 4.7-5 燃料棒ノーダル La-140の計算値と測定値の比較 (集合体２) 
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図 4.7-6 燃料棒径方向 La-140の計算値と測定値の比較 (集合体１) 

 

図 4.7-7 燃料棒径方向 La-140の計算値と測定値の比較 (集合体２) 
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図 4.7-8 燃料棒軸方向 La-140の計算値と測定値の比較（集合体１） 

 

  

図 4.7-9 燃料棒軸方向 La-140の計算値と測定値の比較（集合体２） 
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 照射後試験の測定燃焼度と計算燃焼度との比較 

照射後試験（ネオジム 148 (Nd-148)測定）により，燃料棒内の特定位置でのペ

レット燃焼度の試験データが蓄積されてきている75,76。BWR 大型炉取替炉心で３及

び５サイクル照射された 9×9燃料に対する測定試料を表 4.8-1 に示す。なお，測

定燃焼度の誤差は約 6.4%と見積もられている 76。ペレット燃焼度の計算値は，炉

心追跡燃焼計算により，AETNAの燃料棒燃焼度計算モデルを用いてノード内のペレ

ット燃焼度を計算し，試料の採取位置におけるノード間の軸方向内挿計算で得た。

燃料棒燃焼度の計算では，中性子束の傾きによるノード内燃焼度分布（片燃え）効

果を考慮している。 

測定燃焼度と計算燃焼度の比較を，図 4.8-1に示す。ペレット測定燃焼度と計

算燃焼度の差は，相対差の RMS誤差で約  ％となっている。なお，計算燃焼度

には，LANCRの無限格子体系の燃料棒燃焼度を用いるため，燃料集合体核特性計算

コード及び三次元沸騰水型原子炉模擬計算コードの両方の誤差が含まれている。 

 

表 4.8-1 ペレット燃焼度測定試料 

燃料 

集合体 

燃料要素 

位置 

ペレット 

種類 

試料番号 採取位置 

(上部端栓肩から

の距離 mm) 

測定燃焼度 

(GWd/t) 

2F1Z3 A6 UO2 A04F1BU01 1300-1320 40.6 

2F1Z2 F1 Al-Si-O添加

UO2 

A04F2BU01 1280-1300 62.0 

A04F2BU02 3301-3321 68.6 

C2 Gd2O3入り A04F2TU01 1244-1264 50.0 

A04F2TU02 3228-3249 54.7 

D9 UO2 A04F2TU03 1280-1300 62.6 

A04F2TU04 3300-3320 64.9 
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図 4.8-1 ペレット計算燃焼度と測定燃焼度の比較 (９×９燃料) 
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 MOX燃料装荷炉心 

MOX 燃料では熱中性子吸収の増加による制御棒価値の低下や隣接ウラン燃料と

のスペクトルミスマッチ効果の増大といった特徴がある。本節では表 4.9-1に示

す MOX燃料装荷炉心について，AETNAによる計算値と起動時炉物理試験及び出力運

転時測定データ（TIP を含む）を比較して示す77。MOX 燃料は８×８格子であり，

ウラン燃料は９×９格子である。新燃料中の MOX 燃料割合は 22％，全燃料に対す

る割合は６％である。MOX 燃料の平均富化度は約４wt%であり，装荷された MOX 燃

料は炉心の中心部や周辺部に分散した配置となっている。 

冷温臨界試験，制御棒価値測定試験及び出力分布(TIP)の比較では，MOX 燃料の

有り・無しを考慮して評価を行った。解析においては，核定数作成時に約 12年の

MOX装荷遅れによる反応度の低下を考慮し，MOX燃料が装荷される前のウラン炉心

から継続して追跡計算を行った。 

冷温時制御棒価値測定試験 

起動時炉物理試験において，局所臨界２ケース，インシーケンス臨界１ケースの

冷温時制御棒価値測定試験が行われた。この内，局所臨界１ケースとインシーケン

ス臨界１ケースは MOX 燃料を含む制御棒セルの制御棒を対象として制御棒価値が

測定された。局所臨界での制御棒価値の測定では，対象制御棒を初めに全引抜きと

し，数ノッチずつ挿入して，反応度の変化を反応度計で測定して積算した。インシ

ーケンスのケースでは，MOX燃料が装荷されたセルの制御棒を全挿入状態から数ノ

ッチずつ引き抜いて測定し積算した。測定された動的制御棒価値をΔkに変換する

際には，対象制御棒まわりで局所的に平均した遅発中性子割合を用いた。 

制御棒価値測定結果と計算値の比較を図 4.9-1に示す。MOX 燃料を含む制御棒

セルと含まないセルとで制御棒価値の計算精度は同等である。 

冷温時臨界固有値 

MOX燃料装荷サイクルと至近のウラン炉心３サイクルについて，サイクル初期冷

温時臨界固有値の平均値からの偏差を評価した。ここで，平均値は上記４サイクル

における全ての臨界ケースの平均値である。結果を図 4.9-2に，横軸を評価サイ

クルとして示す。ここで，MOX 燃料装荷サイクルでは３ケース実施されているが，

その中の１ケースでは MOX 燃料に隣接した制御棒を引き抜いて臨界としている。 

冷温時局所臨界固有値は，引抜き制御棒に隣接した燃料に大きく影響される可

能性があるが，MOX 装荷炉心の冷温臨界固有値は，至近のウラン炉心の平均的偏差

の範囲にあることを確認した。過去のサイクルの臨界固有値の平均値からの差の

RMSは  Δk であり十分小さい。 
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出力運転時臨界固有値 

MOX燃料装荷サイクルと至近のウラン炉心３サイクルについて，出力運転時臨界

固有値の平均値からの偏差を評価した結果を図 4.9-3に示す。ここで，平均値は

上記４サイクルにおける全ての出力運転時臨界固有値を，サイクル燃焼度増分に

対する多項式近似で求めた。 

MOX 装荷炉心の運転時臨界固有値のトレンドは至近のウラン炉心の平均的偏差

の範囲にあることを確認した。MOX 燃料装荷サイクルの標準偏差は  Δk

であり十分小さい。 

出力分布(TIP) 

MOX 燃料装荷サイクル及び至近のウラン炉心３サイクルについて TIP 計算値の

RMS 誤差を表 4.9-2 に示す。評価したプラントの TIP は熱中性子検出器であり，

TIPの RMS 誤差の定義は 4.5節で説明されている。TIP計算値の RMS誤差は，全プ

ラントに対する 4.5 節の表 4.5-1 とほぼ同等である。なお，4.5 節で述べたよう

に，ノーダル TIP測定値の不確かさは 2.6%と評価されている。 

ノーダル，径方向及び軸方向 RMS誤差のトレンドをそれぞれ図 4.9-4，図 4.9-5，

図 4.9-6 に示す。ここで，横軸は TIP の累積測定点を表している。TIP 測定点に

ついて平均した各 RMS 誤差を UO2炉心と MOX 炉心で比較して表 4.9-2に示す。次

に，MOX 燃料装荷サイクルにおいて，定格出力運転時の TIP 検出器ストリング毎

の TIP 測定値と TIP 計算値の分布の比較を図 4.9-7 に示す。ここで，MOX 燃料に

隣接するストリングは太い青枠で示している。MOX燃料に隣接したストリングの平

均ノーダル RMS誤差は  であり，ウラン燃料に隣接したストリングの平均

ノーダル RMS誤差は  である。 

これらの比較により，MOX 炉心に対する出力分布計算精度はウラン炉心と同等で

あることが確認された。 
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表 4.9-1 MOX 燃料装荷炉心 

炉型 BWR4 

格子 D 

燃料体数 

新燃料体数 

MOX燃料体数 

サイクル燃焼度 (MWd/t) 

 

表 4.9-2 TIP計算値の測定値との比較 (MOX燃料装荷炉心) 

炉心 UO2炉心 MOX炉心 

RMS誤差 (ノーダル) 

RMS誤差 (径方向) 

RMS誤差 (軸方向) 
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図 4.9-1 制御棒価値の測定結果と解析結果の比較  

 

 

図 4.9-2 冷温時臨界固有値の変動  
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図 4.9-3 出力運転時臨界固有値の変動 

 

図 4.9-4 TIP測定値と計算値のノーダル RMS誤差 
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図 4.9-5 TIP測定値と計算値の径方向 RMS誤差 

 

 

図 4.9-6 TIP測定値と計算値の軸方向 RMS誤差 
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（青太枠は MOX燃料隣接ストリング） 

図 4.9-7 TIP測定値と計算値の軸方向分布の比較 
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 長期停止運転 

長期停止後の運転時の炉心特性については，表 4.1-7に示すプラントの実績デ

ータによる臨界固有値及び出力分布(TIP)の妥当性評価を実施した。表 4.10-1に

当該プラントにおける長期停止サイクルと至近のサイクルの運転履歴を示す。サ

イクル N-4 炉心は８×８燃料集合体及び少数の９×９燃料集合体から構成され，

サイクル N炉心で９×９燃料集合体のみとなる。 

評価においては AETNA の微視的燃焼モデルを用いて，停止期間中及び起動後に

反応度寄与の大きい比較的短半減期核種のノード毎数密度を追跡しノード断面積

を計算した。 

出力運転時臨界固有値 

長期炉停止後の運転サイクルについて，出力運転時臨界固有値の平均値からの

偏差を評価した結果を図 4.10-1に示す。ここで，平均値は上記５サイクルにおけ

る全ての出力運転時臨界固有値をサイクル燃焼度増分に対する多項式近似で求め

た。長期停止サイクル（サイクル N）の運転時臨界固有値のトレンドは，他サイク

ルと同等であり，臨界固有値の標準偏差は  Δkと十分小さいことを確認

した。 

冷温時臨界固有値 

次に，冷温時臨界固有値の平均値からの偏差を評価した結果を図 4.10-2 に示

す。ここで，平均値は上記５サイクルにおける全ての冷温時臨界固有値を炉心平均

燃焼度に対する多項式近似で求めた。長期停止サイクル（サイクル N）の冷温時臨

界固有値は，評価対象サイクルの全ての臨界固有値の平均値からの偏差の範囲に

あり，過去のサイクルの臨界固有値を炉心平均燃焼度に対して線形近似した値か

らの差は  Δkと十分小さいことを確認した。 

出力分布(TIP) 

長期炉停止後の運転サイクルを含む５サイクルにおける TIP 測定値と TIP 計算

値の評価を行なった。評価したプラントの TIP は熱中性子検出器である。サイク

ル毎の TIP 測定値と TIP計算値のノーダル RMS誤差を図 4.10-3 に，径方向 RMS誤

差を図 4.10-4に，軸方向 RMS誤差を図 4.10-5に示す。また，TIP計算誤差のサ

イクル平均値の比較を表 4.10-2に示す。これらより，長期停止サイクル（サイク

ル N）の TIP 計算誤差のトレンドは，全評価サイクルの平均的偏差の範囲にあり，

TIP計算誤差は十分小さいことを確認した。 
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表 4.10-1 長期停止運転履歴 

サイクル 停止期間*（日） 運転期間（日） 

N-4 

N-3 

N-2 

N-1 

N  

        * : 停止期間はサイクル起動前の期間 

 

表 4.10-2 TIP計算 RMS誤差サイクル平均値（長期停止運転） 

サイクル ノーダル 径方向 軸方向 

N-4 

N-3 

N-2 

N-1 

N  
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図 4.10-1 出力運転時臨界固有値の変動 (長期停止運転) 

 

 

図 4.10-2 冷温時臨界固有値の変動 (長期停止運転) 
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図 4.10-3 TIP 測定値と計算値のノーダル RMS誤差 (長期停止運転) 

 

  

図 4.10-4 TIP測定値と計算値の径方向 RMS誤差 (長期停止運転) 
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図 4.10-5 TIP測定値と計算値の軸方向 RMS誤差 (長期停止運転) 
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 部分出力運転 

部分出力運転時の炉心特性については，表 4.1-8に示すプラントのサイクル起

動時の炉心流量予測及び TIP 実績データとの比較による出力分布計算の妥当性評

価を実施した。当該炉心は，円筒型及び角型水棒を配する２タイプの９×９格子燃

料から構成される78。 

サイクル起動時における TIP比較ケースの運転データを表 4.11-1に示す。ケー

ス１とケース２は過渡キセノン状態にあり，ケース３は定格運転時制御棒パター

ンに到達後で，ほぼ平衡キセノン状態である。 

(1)炉心流量 

ケース２を起点とし，ケース３に至る炉心流量の予測と実績の比較を図 4.11-1

に示す。固有値は起点時の値が維持されるとした。炉心流量の予測誤差は最大で

 %（臨界固有値換算で  %Δk）程度であり，起動時予測計算の妥当性を確

認した。 

(2)出力分布(TIP) 

サイクル起動時の TIP実績データとの比較を表 4.11-2に示す。定格運転時を含

むサイクル全期間における TIP 測定値と TIP 計算値のノーダル RMS 誤差を図 

4.11-2に，径方向 RMS誤差を図 4.11-3に，軸方向 RMS誤差を図 4.11-4に示す。

部分出力運転時ケース２に対して，TIP検出器ストリング毎の TIP 測定値と TIP計

算値の分布の比較を図 4.11-5に示す。図中には TIP検出器ストリングに隣接する

制御棒の挿入深さも示す。部分出力時の TIP 計算値の精度は定格出力運転時に比

較して，出力レベルを考慮すれば妥当な範囲にあることを確認した。 

 

表 4.11-1 サイクル起動時 TIP 比較ケース（部分出力運転） 

ケース 起動後時間 (h) 炉心熱出力 (%) 炉心流量 (%) 制御棒密度 (%) 

1 

2 

3 

 

表 4.11-2 TIP計算 RMS 誤差（部分出力運転） 

ケース ノーダル 径方向 軸方向 

1 

2 

3 
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図 4.11-1 サイクル起動時炉心流量の推移 (部分出力運転) 

 

 

図 4.11-2 TIP 測定値と計算値のノーダル RMS誤差 (部分出力運転) 
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図 4.11-3 TIP測定値と計算値の径方向 RMS誤差 (部分出力運転) 

 

 

図 4.11-4 TIP測定値と計算値の軸方向 RMS誤差 (部分出力運転) 
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図 4.11-5 TIP測定値と計算値の軸方向分布の比較（部分出力運転ケース２） 

 
  

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 

4-99

212



 

 

 減速材ボイド分布 

NUPEC で実施された管群ボイド試験79,80,81のうち，BWR 条件に近い試験データに

対して AETNA を用いて妥当性確認を実施した結果を示す。評価に用いた試験デー

タは，表 4.12-1及び表 4.12-2に示す太径の水棒１本を持つ高燃焼度８×８燃料

を模擬した集合体を用いた試験番号 4101 のうち，１MPa の低圧データを除いたも

のであり，比較したデータは燃料棒発熱長上端における断面平均ボイド率である。

なお，断面平均ボイド率の測定誤差(ランダム誤差)は±２%以内と報告されている
79。軸方向出力分布は一様である。 

断面平均ボイド率の全試験データとの比較を，図 4.12-1に示す。全データを対

象とした平均誤差と標準偏差を表 4.12-3 に示す。平均誤差は約  %（標準偏

差は約  %）である。なお，Dix-Findlay相関式のベースとなった測定データに

対しては，ゼネラルエレクトリック（GE）社の評価 34では，平均誤差は約  %

（標準偏差は約  %）である。ここで誤差は(計算値―測定値)で定義される。 

また，圧力 7MPa におけるクオリティとボイド率の関係の例を，図 4.12-2（高

流量時），図 4.12-3（中流量時）及び図 4.12-4（低流量時）に測定値と計算値で

比較して示すが，サブクール沸騰領域から飽和沸騰領域まで，両者は良い一致を示

している。これらから示されるように，AETNA は広範囲のボイド条件に対して妥当

性が確認された。 

 

 表 4.12-1 NUPEC管群ボイド率測定データ 

試験データ 高燃焼度 8×8燃料集合体 

圧力       (MPa) 3.9 ～ 8.6 

流量       (t/h) 10 ～ 55 

質量流束   (kg/m2-s) 284 ～ 2055 

出力      (MW) 0.22 ～ 7.33 

サブクール (kJ/kg) 21 ～ 126 

クオリティ (%) 1.0 ～ 25.2 

ケース数 72  
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表 4.12-2 NUPEC管群ボイド試験仕様（高燃焼度８×８燃料） 

（参考文献82から引用） 

項目 データ 

 

 

試験集合体 

 

4 (ボイド試験) C2A (圧損試験) 

模擬集合体タイプ  高燃焼度 88 

発熱燃料棒本数 60 

燃料棒外径 (mm) 12.3 

燃料棒ピッチ (mm) 16.2 

燃料棒発熱長 (mm) 3708 

水棒本数 1 

水棒外径 (mm) 34.0 

チャンネルボックス内幅 (mm) 132.5 

チャンネルボックス半径 (mm) 8.0 

インチャンネル流路面積 (mm2) 9463 

スペーサタイプ 丸セル型 

スペーサ数 7 

スペーサ局所圧損係数 1.2 

スペーサ下端位置 (mm) 455, 967, 1479, 1991, 2503, 3015, 3527 

径方向出力分布 実機模擬(燃焼初期) 

軸方向出力分布 一様 (ボイド試験) コサイン (圧損試験) 

   :  発熱棒     : 水棒（流量なし） 

この表は BWR/5 S格子炉心のケースを表す 

 

表 4.12-3 ボイド率予測誤差 

 NUPEC試験データ （参考）GE社での評価 34 

平均 

標準偏差 
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図 4.12-1 NUPEC管群ボイド試験断面平均ボイド率の比較 

（高燃焼度８×８燃料） 

 

 

図 4.12-2  NUPECボイド試験クオリティボイド率相関 

（高流量時） 
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図 4.12-3 NUPECボイド試験クオリティボイド率相関 

（中流量時） 

 

図 4.12-4 NUPECボイド試験クオリティボイド率相関 

（低流量時） 
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 燃料集合体圧力損失 

 ８×８燃料試験 

NUPEC で実施された燃料集合体の圧力損失特性試験 82,83,84,85の試験データに対し

て AETNAを用いて妥当性確認を実施した結果を示す。評価に用いた試験データは，

表 4.13-1，表 4.13-2及び前節の表 4.12-2 (C2A)に示す太径の水棒１本を持つ

高燃焼度８×８燃料を模擬した集合体を用いた単相及び二相圧力損失特性試験で

あり，比較したデータは燃料発熱部の圧力損失である。なお，差圧の測定誤差は±

１%以内と報告されている 83。軸方向出力分布はコサインである。スペーサの局所

圧損係数及び単相摩擦圧損係数は文献 84 の値を用い，二相圧損倍率は設計式を用

いた。二相圧損特性試験における軸方向平均ボイド率の計算値は 19～51%，出口ボ

イド率の計算値は 42 – 82%である。 

燃料集合体発熱部圧力損失の計算値と測定値との比較を，単相試験について図 

4.13-1 に，二相試験について図 4.13-2 に示す。全データを対象とした平均相対

誤差と標準偏差を表 4.13-3に示す。ここで相対誤差は，(計算値―測定値)／測定

値で定義される。平均誤差は，単相及び二相で約  及び  %（標準偏差は

約  %及び約  %）である。 

また，圧力 7.2MPaにおける出口クオリティと発熱部圧損の関係の例を図 4.13-3

に，圧力 8.6MPaの場合を図 4.13-4に，それぞれ集合体流量をパラメータとして

測定値と計算値で比較して示すが，両圧力において測定値と計算値は良く一致し

ている。クオリティは水頭圧と二相圧損倍率に，流量は摩擦・局所及び加速圧損に

影響するが，これらから示されるように，AETNAは広範囲のクオリティ及び流量条

件に対して妥当性が確認された。 

 

表 4.13-1 NUPEC ８×８燃料集合体単相圧損特性試験 

試験データ 高燃焼度 8×8燃料集合体 

圧力       (MPa) 0.2, 1.0, 7.2 

流量       (t/h) 10 ～ 70 

出力      (MW) 0.0 

ケース数 36 

 
表 4.13-2 NUPEC ８×８燃料集合体二相圧損特性試験 

試験データ 高燃焼度 8×8燃料集合体 

圧力       (MPa) 7.2, 8.6 

流量       (t/h) 20 ～ 70 

出力      (MW) 0.9 ～ 6.8 

サブクール (kJ/kg) 50.2 

出口クオリティ (%) 7 ～ 25 

ケース数 33 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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表 4.13-3 燃料集合体発熱部圧力損失 相対予測誤差（高燃焼度８×８燃料） 

相対予測誤差*  単相試験 二相試験 

平均 

標準偏差 

        *  (計算値―測定値)／測定値 
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図 4.13-1 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較（単相試験） 

 

 

図 4.13-2 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較（二相試験） 
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図 4.13-3 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 7.2MPa） 

 

 

図 4.13-4 NUPEC ８×８燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 8.6MPa） 
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 ９×９燃料試験 

NUPEC で実施された燃料集合体の圧力損失特性試験86,87,88の試験データに対して

AETNAを用いて妥当性確認を実施した結果を示す。評価に用いた試験データは，表 

4.13-4，表 4.13-5 及び表 4.13-6 (AC1)に示す９×９A型燃料を模擬した集合体

を用いた単相及び二相圧力損失特性試験であり，比較したデータは燃料発熱部の

圧力損失である。９×９A型燃料では９×９燃料棒配列の中央部分７本の燃料棒は

太径水棒２本に置き換えられている。また，チャンネル安定性を向上させるため，

有効発熱部約 2/3 の部分長燃料棒が８本用いられており，高燃焼度８×８燃料と

は異なる熱水力形状となっている。軸方向出力分布はコサインである。スペーサの

局所圧損係数及び単相摩擦圧損係数は文献 87の値を用い，二相圧損倍率は設計式

を用いた。 

燃料集合体発熱部圧力損失の計算値と測定値との比較を，単相試験について図 

4.13-5 に，二相試験について図 4.13-6 に示す。全データを対象とした平均相対

誤差と標準偏差を表 4.13-7に示す。ここで相対誤差は，(計算値―測定値)／測定

値で定義される。平均誤差は，単相及び二相で約  及び  %（標準偏差は

約  %及び約  %）である。 

また，圧力 7.2MPaにおける出口クオリティと発熱部圧損の関係の例を図 4.13-7

に，圧力 8.6MPaの場合を図 4.13-8に，それぞれ集合体流量をパラメータとして

測定値と計算値で比較して示すが，両圧力において測定値と計算値は良く一致し

ている。クオリティは水頭圧と二相圧損倍率に，流量は摩擦・局所及び加速圧損に

影響するが，これらから示されるように，AETNAは広範囲のクオリティ及び流量条

件に対して妥当性が確認された。 

 

表 4.13-4 NUPEC ９×９A型燃料集合体単相圧損特性試験 

試験データ 9×9A型燃料集合体 

圧力       (MPa) 0.2, 1.0, 7.2 

流量       (t/h) 10 ～ 70 

出力      (MW) 0.0 

ケース数 36 

 

表 4.13-5 NUPEC ９×９A型燃料集合体二相圧損特性試験 

試験データ 9×9A型燃料集合体 

圧力       (MPa) 7.2, 8.6 

流量       (t/h) 20 ～ 70 

サブクール (kJ/kg) 50.2 

出口クオリティ (%) 7 ～ 25 

ケース数 33 
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表 4.13-6 NUPEC熱水力試験仕様（９×９A型燃料）  

（参考文献 86,87 から引用） 

項目 データ 

 

 

試験集合体 

  

 

  

AC1 

模擬集合体タイプ  99A型 

発熱燃料棒本数 74 

部分長燃料棒本数 8 

燃料棒外径 (mm) 11.2 

燃料棒ピッチ (mm) 14.3 

燃料棒発熱長 (mm) 3708 

部分長燃料棒発熱長 (mm)  2163 

水棒本数 2 

水棒外径 (mm) 24.9 

チャンネルボックス内幅 (mm) 132.5 

スペーサタイプ 丸セル型 

スペーサ数 7 

径方向出力分布 実機模擬(燃焼初期) 

軸方向出力分布 コサイン 

*1水棒（流量なし） *2 実機と同じく上下プレナムが付く 

この表は BWR/5 S格子炉心のケースを表す 

 

表 4.13-7 燃料集合体発熱部圧力損失 相対予測誤差（９×９A型燃料） 

相対予測誤差*  単相試験** 二相試験 

平均 

標準偏差 

        *  (計算値―測定値)／測定値 

        ** AC101-36を除く  

水棒*1 

部分長 

燃料棒*2 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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図 4.13-5 NUPEC ９×９A型燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較 

（単相試験） 

 

 

図 4.13-6 NUPEC ９×９A型燃料熱水力試験 発熱部圧力損失の比較 

（二相試験） 
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図 4.13-7 NUPEC ９×９A型燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 7.2MPa） 

 

 

図 4.13-8 NUPEC ９×９A型燃料熱水力試験 出口クオリティと発熱部圧力損失 

（圧力 8.6MPa） 
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 SPERT実験との比較 

AETNAの動特性モデルを，軽水炉における制御棒落下事象を模擬した SPERTⅢ実

験89,90の解析を行うことによって妥当性確認した。 

SPERTⅢ E炉心の炉心燃料仕様を表 4.14-1に，断面を図 4.14-1に示す。燃料

集合体ピッチは 7.62cm で炉心高さは 97.28cm である。炉心中央部に十字型の落下

制御棒があり，投入反応度に応じて落下位置が与えられる。落下制御棒の上部はフ

ォロワとなっている。炉心の臨界調整にはシム制御集合体が用いられ，落下制御棒

の挿入量に応じてその軸方向位置が定められている。この集合体は上部が吸収材，

下部が燃料で構成され，両者を主にチャンネルボックスから成る中性子束サプレ

ッサでつないでいる。本解析では，この中性子束サプレッサを多種類制御棒モデル

で忠実に模擬し，入力段階での不確かさの小さい解析を実現した。 

解析は３群の固定時間メッシュで行い，空間メッシュは径方向１燃料集合体１

メッシュ，軸方向 24 メッシュとした。遅発中性子は６群で扱った。計算には，LANCR

による燃料集合体均質化３群断面積，集合体不連続因子，及び動特性パラメータ

（遅発中性子割合及び遅発中性子先行核崩壊定数）を使用した。 

本解析では，熱水力フィードバック効果が無視できる冷温時の制御棒落下実験

を対象とした。冷温時試験では制御棒落下による反応度の投入で炉心熱出力が急

昇し，燃料温度上昇によるドップラフィードバックにより事象は終結する。一例と

して，最大の投入反応度 1.21＄を与えた試験 43の結果を示す。実験値のサマリは

表 4.14-2 に示される。炉心熱出力の時間変化を図 4.14-2に，投入反応度の時間

変化を図 4.14-3に示す。実験値に対して出力ピークの立ち上がりは良く一致し，

ピーク出力は実験誤差１σ内で一致している。投入反応度及び反応度補償量も実

験値を良く再現しており，モデルの妥当性を確認した。 
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表 4.14-1 SPERT III E炉心燃料仕様 

燃料棒直径  1.18 (cm) 

濃縮度 4.8  (w%) 

UO2密度  10.5 (g/cm3) 

被覆管 SUS 

チャンネルボックス SUS 

落下制御棒吸収材部 SUS+1.35w%B-10 

落下制御棒フォロワ部 SUS 

シム制御集合体吸収材部 SUS+1.35w%B-10 

シム制御集合体中性子束サプレッサ部 SUS+1.35w%B-10 

燃料集合体ピッチ 7.62 (cm) 

炉心高さ 97.28 (cm) 

 

 

表 4.14-2 SPERT III E炉心実験値のサマリ 

試 験

番号 

投入反応度

($) 

初期減速材

温度 (℃) 

炉心 

圧力 

ピ ー ク 出

力 (MW) 

ピーク出力時

間 (sec) 

ピーク出力反応

度補償量 ($) 

43 1.21±0.05 25.6±2.2 大気圧 280±42 0.230±0.006 0.22±0.02 
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図 4.14-1 SPERTⅢ E炉心の断面 
 

  

16 本燃料棒集合体

undle シム制御集合体(燃料部) 

標準 25 本燃料棒集合体 落下制御棒

sient Rod 

シム制御集合体(吸収材部) 

シム制御集合体(中性子束サプレッサ部) 

97.28cm 
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図 4.14-2 炉心熱出力の時間変化（SPERT III E炉心試験 43） 

 

図 4.14-3 投入反応度の時間変化（SPERT III E炉心試験 43） 
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  安定性試験高次モード分布との比較 

AETNAによる高次モード分布を，海外 BWR６プラントの低出力時における安定性

試験91,92,93で得られた局所出力領域モニタ（LPRM）の振動振幅の分布との直接の比

較 65により，その妥当性を確認した。試験が行われた第１サイクル炉心は，多種類

濃縮度の８×８燃料集合体で構成されている。様々な出力・流量条件で実施された

安定性試験の内，解析した４つのケースを表 4.15-1に示す。これらの試験では流

量制御弁（FCV）を絞り流量を低下させていく過程で領域振動が観測され，LPRMデ

ータが測定された。LPRM 振幅の範囲は平均値の 12～66%であった。試験ケース４

の LPRMデータの例を図 4.15-1に示すが，炉心の中心線を対称軸とした逆位相の

領域振動を表している 92。 

各試験ケースに対し，AETNAによる４次までの空間モードと未臨界度の計算値を

表 4.15-2 に示す。大型炉では周方向１次モードの未臨界度が小さく，領域不安定

が最も生じやすい不安定性事象であることを示す 93。試験ケース４に対する AETNA

の周方向１次モードの径方向分布を図 4.15-2に示す。均質炉心（図 4.2-6）と比

べ，ピークが炉心外側にある。局所的な凹凸は制御棒の影響である。図 4.15-3は，

測定された LPRM の振幅を炉心の中心線からの距離（バンドル数）に対し，AETNA

の周方向１次モードの径方向分布と比較して示したものである。ここで，測定値と

計算値は，ピーク位置で一致するように規格化している。バンドル位置１の測定デ

ータは中心線に近くバックグランドノイズのため差が大きいが 92，それを除くと

計算値と測定値は良く一致している。 

 

表 4.15-1  BWR６プラントにおける安定性試験ケース 

試験ケース 炉心出力(%) 炉心流量(%) ドーム圧(MPa) 給水温度(K) 

4 

4A 

5 

5A 

 

表 4.15-2 安定性試験高次モード未臨界度計算値 (Δk/k) 

    モード 

試験ケース 

1 2 3 4 

4 

4A 

5 

5A 

  本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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図 4.15-1 領域振動の LPRM 試験データの例（安定性試験ケース４） 
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図 4.15-2 周方向１次モード分布計算値（安定性試験ケース４） 

 

図 4.15-3 規格化された LPRM 振幅の比較（安定性試験ケース４） 
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5. 許認可解析への適用 

 検証及び妥当性確認結果のまとめ 

前章で示した検証及び妥当性確認結果より，AETNA を BWRにおける設計及び評価

に使用することは妥当である。検証及び妥当性確認範囲を表 5.1-1に示すが，表 

1.6-1に示した AETNA の適用範囲を包含している。 

核熱水力設計手法の検証及び妥当性確認結果を表 5.1-2にまとめるが，これら

の結果より得られる不確かさを安全設計において適切に考慮する必要がある。 
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表 5.1-2 核熱水力設計手法の検証及び妥当性確認結果  

炉心パラメータ 検証及び妥当性確認結果 

固有値 

出力分布 

IAEA PWR, LRA BWR, HAFAS BWR等の国際ベンチマーク問題を含む多様な計

算を実施し，固有値，出力分布の参照解との差が小さいことが確認された。 

冷温時 

臨界固有値 

SLC 作動時 

固有値 

ウラン燃料装荷炉心における実績臨界固有値の平均値からの標準偏差は

 ∆𝑘であり十分小さく，MOX装荷炉心に対しても予測誤差の悪化は認

められない。 

SLC 作動時の MCNP 全炉心計算との実効増倍率の最大差は  %∆𝑘と小

さく，LANCRコード説明書でのほう酸価値に対する平均誤差に対して 3 次元

体系による誤差の拡大は確認されなかった。 

制御棒価値 

ドップラ反応度 

MOX燃料装荷炉心を含む 110万 kW級 BWR及び 80万 kW級 BWRの 2プラント 8

ケースの冷温時制御棒価値測定結果に対し，計算値と測定値の差は平均

 ∆𝑘 𝑘′𝑘⁄ ，標準偏差は  ∆𝑘 𝑘′𝑘⁄ ，相対差の平均値は  %，

標準偏差は  %である。また，SPERT実験及びベンチマーク計算との比較

により，制御棒落下解析時の印加制御棒反応度及びドップラ反応度を精度良

く評価できることを確認した。 

出力運転時 

臨界固有値 

ウラン燃料装荷炉心における実績臨界固有値の平均値からの標準偏差は

 ∆𝑘であり，十分小さい。MOX装荷炉心に対しても予測誤差の悪化は

認められない。 

軸方向出力分布 

径方向出力分布 

ウラン燃料装荷炉心(BWR 大型取替及び ABWR 初装荷)におけるガンマスキャ

ン測定値との比較より，ノード出力 RMS誤差が  %以下，径方向 RMS誤差

が  %以下，軸方向出力 RMS誤差が  %以下の良好な精度である。ま

た，TIP測定値と比較した評価により，ノーダル RMS誤差が  %以下，径

方向 RMS誤差が  %以下，軸方向 RMS誤差が  %以下の良好な精度であ

り，MOX装荷炉心に対しても予測誤差の悪化は認められない。 

ペレット燃焼度 照射後試験による測定燃焼度と計算燃焼度の RMS誤差は  %であり，精度

良く予測できる。 

ボイド率 

圧力損失 

ボイド率については，実験データとの比較により,平均誤差は  %（標準

偏差  %）であり，精度良く予測できる。 

燃料集合体圧力損失については，実験データとの比較により,8×8 燃料試験

では平均誤差は単相及びニ相で約  %及び  %（標準偏差約  %及

び  %），9×9燃料試験で約  %及び  %（標準偏差約  %及び

 %）であり，精度良く予測できる。 

MLHGR 

MCPR 

連続エネルギモンテカルロ輸送計算との比較による燃料集合体内局所出力

分布の平均誤差は約  %であり，十分の精度を有する。なお，燃料の製造

公差による不確かさは約  %と推定されており 35，合成された局所出力分

布の不確かさは約  %となる。ガンマスキャンと比較した局所出力分布

RMS 誤差は約  %であり，合成された不確かさと同程度である。 

未臨界度 ベンチマーク計算との比較により，周方向 1次モードに対する未臨界度の誤

差は  ∆𝑘 𝑘⁄ と十分小さく，精度良く評価できる。 

本資料のうち，枠囲みの内容は機密に係る事項のため公開できません。 
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 許認可解析における不確かさの適用 

検証及び妥当性確認結果で示したように AETNA による計算値は測定値と傾向と

して良い一致を示しているものの，計算値と測定値との間にばらつきがあり，これ

らの不確かさを安全設計において適切に考慮する必要がある。 

LANCR と AETNA を組み合わせることで構成された炉心核熱水力特性解析システ

ムは，設置（変更）許可申請書における添付書類八に記載される核設計評価，並び

に添付書類八及び添付書類十に記載される動特性解析や過渡・事故解析の評価に

適用する。 

原子炉設置（変更）許可申請書における解析評価内容と適用する不確かさを表 

5.2-1に示す。なお，燃料棒出力の不確かさは，LANCRの単一燃料集合体計算によ

る局所出力分布の誤差と，AETNAによる燃料棒出力再構築の誤差を合わせたもので

ある。このうち動特性解析や過渡・事故解析の具体的な入力条件は，検証及び妥当

性確認結果で示した不確かさを参考に個々の解析における安全裕度設定の考え方

に従い適切に設定される。 
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表 5.2-1 原子炉設置（変更）許可申請書における解析内容と不確かさの適用 

申請書区分 解析対象 不確かさ 評価内容 

添付書類 

 八関連 

核設計 実効増倍率（出力運転時，冷

温時，及びほう酸水注入時） 

制御棒価値 

出力分布 

反応度 

（炉停止余裕） 

反応度係数 

出力分布 

など 

熱水力設計 出力分布 

局所出力ピーキング係数 

ボイド率 

MCPR（許容設計限界も含む） 

MLHGR， 

出力分布 

動特性 未臨界度 安定性 

添付書類  

十関連 

過渡解析 

「出力運転中の制御棒の

異常な引き抜き」解析 

「原子炉起動時における

制御棒の異常な引き抜

き」解析の入力条件 

「炉心内の熱発生又は熱

除去の異常な変化」及

び「原子炉冷却材圧力

又は原子炉冷却材保有

量の異常な変化」解析

の入力条件 

出力分布 

局所出力ピーキング係数 

制御棒価値 

スクラム反応度 

ドップラ反応度 

ボイド係数 

実効遅発中性子割合 

MCPR 

MLHGR（表面熱流束） 

原子炉平均出力 

平均中性子束 

燃料エンタルピ 

炉圧 

など 

事故解析「制御棒落下」

「原子炉冷却材の喪失

又は炉心冷却状態の著

しい変化」解析の入力

条件 

ドップラ係数 

制御棒価値 

スクラム反応度 

実効遅発中性子割合 

平均中性子束 

燃料エンタルピ 

炉圧 

など 
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補足資料 1 

 

核計算 解析的多項式ノード法（式(3.1-12)）について 

 

解析的多項式ノード法における，ノード内の１次元中性子束の展開式を表す式

(3.1-12)について，各項の意味を以下に示す。 

 

 

  

式（3.1-12） 
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補足資料２ 

核計算 燃料棒再構築（式(3.2-1)）について 

ノード法燃料棒出力再構築における非均質燃料棒出力分布を表す式(3.2-1)に

ついて，概念を以下に示す。 

式（3.2-1） 
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