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第 1章 序 論 

1.1 本研究の背景と目的 

 初めての加圧水型軽水炉（PWR）である Shippingport原子力発電所[１,２]が 1957年

12月に初発電を開始して以来建設され、2001年末現在、世界で運転中の原子力発電社

は 432基、合計出力は３億 6628万 6000KW、建設中は 43基、4127万 1000KW、計

画中は 35基 2660万 4000KWとなった。運転中の合計出力は、1996年の 3億 6569

万 4000KWを上回り、過去最高となった。なお、運転中の合計基数は、過去最高であ

る 1996年の 434基を下回ったものの、1995年と並ぶ過去第 2番目の基数である。2001

年末現在運転中の原子力発電設備は加圧水型軽水炉（PWR）256 基、沸騰水型軽水炉

（BWR）91 基、重水炉 35 基、黒鉛減速炉 16 基、ガス炉 32 基、高速炉 2 基の合計

432基であり、PWRが全体の 60%を占めている[３]。日本においても 1970年に美浜 1

号機が営業運転に入って以来既に 23基の PWRが建設・稼動しており、さらに今後 3

基の建設が予定されている。この間、PWR燃料の高燃焼度化、MOX燃料の導入、改

良型 PWR（APWR）の開発など多くの改良・開発が行われてきた[４,５]。 

 燃料の高燃焼度化では、1990 年には従来の燃料集合体最高燃焼度 39GWd/t に替え

て 48GWd/t、初期ウラン濃縮度 4.1wt％の燃料が高浜 3号機に装荷された。また、廃

棄物を減らすために開発されたガドリニア入り燃料（ガドリニア濃度 6wt%）も 1988

年より本格利用された。現在は、高燃焼度化第 2 段階として、運転期間の長期化を目

指した燃料集合体最高燃焼度 55GWd/tと高濃度ガドリニア入り燃料（ガドリニア濃度

約 10wt%）を用いた炉心の安全審査に入った段階であり、この燃料の実機装荷も間近

い。 

 MOX燃料導入については、1988年から 91年にかけて美浜 1号機で 4体のMOX燃

料が照射され健全性が確認された。余剰プルトニウムを持たないとの原則の下、ウラ
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ン資源の有効利用となり現時点で最も確実なプルトニウム利用方法との位置づけから、

高浜 3、4号機に燃料集合体最高燃焼度 45GWd/tのMOX燃料を導入する計画が進め

られ安全審査が 1998年末に完了した[６]。現在MOX燃料製造上のトラブルからプルサ

ーマルは一時中断されているが、今後プルトニウムの蓄積を避けるために再開される

と考えられる。 

 APWR[７]の開発では、炉心径方向周辺部にステンレススチール製中性子反射体を設

置し、炉心からの中性子漏れを減少させることにより濃縮度を低下させ、ウラン資源

の節約を図る設計がなされた。 

 以上述べた様に日本では美浜 1 号機以来、PWR の炉心･燃料において数々の改良・

開発が行われてきた。高速増殖炉の開発においてもわが国における自主開発の基本方

針に基づいて国家的計画として推進されてきたが、「もんじゅ」が 1995年 12月にNa

漏洩事故を起こしたことにより、高速炉の研究はスローダウンすることとなった。核

燃料サイクル機構を中心とした高速炉実用化研究も行われたが、今後の成り行きは不

透明で研究は低迷すると言って良いであろう。このような状況の中、PWRは高速炉ま

たは他の炉型が実用化されるまで日本の電力供給の一翼を担わなければならない。従

って今後は、安全性･信頼性を高めつつ更なる高燃焼度化、定格出力の上昇などの高度

化を図っていく必要がある。 

このためには、DNB発生による燃料棒の破損、ホットスポットにおける燃料溶融な

ど、安全性に関わる炉心の核設計の精度、特に炉内出力分布の計算精度を高める必要

がある。集合体の軸方向燃焼度分布の効果や集合体間スペクトル干渉効果を直接取扱

い、炉心の核特性をより現実的に評価するために、現在では一般的に炉心解析は 3 次

元ノーダルコードを用いて行なわれている。このため、出力分布の精度向上はノード

法による出力分布計算精度の向上を意味する。 

 出力分布に影響を与える核的因子には、① キセノン分布、② 制御棒、③ 燃焼度分
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布、④ 可燃性毒物濃度分布、⑤ 中性子漏れなどがあるが、キセノン分布、燃焼度分

布および可燃性毒物分布などは出力分布(中性子束分布)と相互に作用する性質のもの

であり、一方的に他方の原因になるというものではない。これに反し、制御棒の操作

は出力分布を歪ませるが、定格定常運転では通常全制御棒抜き状態にあり、出力分布

誤差の直接的な原因とはならない。燃焼度分布の誤差は高々500～600MWd/t であり、

反応度にして 0.2～0.3％Δρである。約 1％Δρの反応度変化は約 2％の燃料集合体出

力変化に相当する事から、燃料集合体 1 体の燃焼度誤差に伴う出力分布の計算誤差は

約 0.5％程度と見積もられ影響は小さい。 

 中性子漏れには軸方向と径方向の漏れがある｡この漏れの比を幾何学的バックリン

グを用いて評価する。軸方向、径方向のバックリングは炉心の実効長H、実効半径 R、

および外挿距離をλとすると下式で与えられる。 

2
2

λ2
π

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

=
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Z H
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2
2
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405.2
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

=
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R R
B         (1-1) 

全中性子漏れは ( )22
RZRZ BBDLLL +⋅=+= であるので、全中性子漏れに対する径方向漏

れの割合は、 

22

2
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405.2
λ2
π

λ

405.2

⎟⎟
⎠

⎞
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⎝

⎛
+

+⎟⎟
⎠
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⎜⎜
⎝

⎛
+

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

=

RZ

RR

RH

R
L

L
          (1-2) 

外挿距離λを6cmとし、標準である実機3ループプラントに対する実効半径R=1.50m、

H＝3.66mを用いると、0.77となる。すなわち、径方向の漏れが約 8割を占めている。

軸方向中性子漏れの反応度効果は約 0.3％Δρ程度である。式（1-2）から、径方向は

約 1.1％Δρとなり、炉心からの中性子漏れによる全反応度効果は約 1.4％Δρである。

この反応度は燃焼反応度の約 10％内外であり大きな反応度と言える。径方向の中性子

漏れに計算誤差を伴うと炉心周辺の集合体に出力誤差を生み、これが出力分布に in-out
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チルトを発生させ炉心内部での燃料集合体出力を大きく変化させるため、出力ピーキ

ングを大きく悪化させる。軸方向出力分布の調整は制御棒の挿入により容易に行うこ

とができるが、径方向出力分布は出力分布の悪化を抑制する手段がないため、径方向

の中性子漏れの正確な評価が不可欠である。従って、出力分布の計算精度向上のため

には反射体領域を核的に厳密に取扱える手法が必要となる。 

 このためには、反射体の反応度効果の実験的確認、ノーダルコードによる実機炉心

計算のための反射体領域の均質定数計算法の改良および輸送効果の取込みが必要であ

る。また、それらの手法を統合して実機へ適用できる手法を確立することと、検証を

実施する事によりその妥当性を確認しておく必要がある。以下では各々の項目につい

て、従来の研究と本研究の関連を述べ、本研究の位置付けを述べる。 

 

【１】反射体の反応度効果 

 PWR ではステンレススチール製バッフル板が用いられており、APWR では同じ材

質の径方向反射体が設計に取込まれている。従って、これらの反応度効果を実験的に

明らかにすると共に、実験解析を通して反射体の主要成分である鉄の核データの妥当

性を確認しておく必要がある。村上らは[８ ]日本原子力研究所の軽水臨界実験装置

（TCA）を用いて 15×15格子炉心の両側に鉄反射体を装荷し、その厚さを 0～6cmの

間で変化させる臨界実験を行った｡その結果、厚さを 0cm から約 1.5cm まで増加させ

ると臨界水位は増大するが、1.5cm 以上では単調に減少することが分かった。すなわ

ち、厚さ約 1.5cm の鉄板は炉心の反応度を最も低下させる。この実験で変化させた厚

さの範囲は PWR のバッフル板が炉心の反応度に与える効果を調べる上では十分であ

る。しかしながら、鉄反射体の反射能力を確認するためには、少なくともアルベドが

飽和し始める 15cmまで測定範囲を広げる必要がある。このため、本研究では TCAを

用いて15×15格子炉心の両側の鉄反射体の厚さを 15cmまで拡大する実験を行ない鉄

 4



反射体が炉心へ与える反応度効果を測定した。さらに、ステンレススチールなど鉄を

含む物質を反射体として用いる場合、ガンマ線による発熱を除去するために反射体を

水で冷却する必要がある。このため、この水が反射体の反応度効果に及ぼす影響を確

認するため鉄板間に体積比で約 10％の水を含む実験も実施した。 

 

【2】反射体の均質定数計算法 

 ノーダル法を用いた実機の炉心計算では反射体領域の均質定数が必要である。この

均質定数は通常、多群輸送計算コードによる 1 次元スペクトル計算から得られる中性

子流および断面積を基に中性子束不連続因子[９,１０]を用いて作成される[１１,１２,１３]。例え

ば、バッフル板と水反射体からなる長さlの反射体領域を均質化する場合について述べ

る。非均質体系のスペクトル計算で得られた境界での中性子流を 、得られた

中性子スペクトルを用いて平均化された拡散係数および断面積を とする。炉心/反

射体領域境界を基点として反射体領域を x 軸の正方向とすると、左境界で非均質中性

子流、右境界で中性子束零の境界条件の下での均質中性子束は下式で表される。 

hethet JJ 21 ,

Σ,D

( ) ( )

( ) ( ) homo
hethet

homo

het
homo

x
D
J

D
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2

2
2

111
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−
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       (1-3） 

ここで、断面積は通常の記法に従っており、 は下式により定義されている。 22
2

2
1 γ,κ,κ

( )2
1

2
22

2

2

22
2

1

12
1

κκ

Σ
γ,Σ

κ,ΣΣ
κ

−
==

+
=

DDD
rara        (1-4） 

式（1-3）より炉心/反射体境界での均質中性子束が得られる。この値は非均質での境

界中性子束と異なっており、その比を表す中性子束不連続因子は下式で定義される。 

( )
( )0φ

0φ

=

=
=

x
x

f homo
g

het
g

g                 (1-5） 

この不連続因子を用いて、体積-中性子束平均された断面積を除することにより実効断
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面積が求められる。 

g

g
g

g

g
g ff

D
D

Σ
=Σ= ~,~

             (1-6） 

この実効断面積をノーダル計算で反射体領域に用いることにより炉心/反射体境界での

非均質中性子流が均質計算で保存される。 

 上記実効断面積はコーナー、フラット部それぞれに対して求められ、炉心計算では

それぞれの領域平均的な定数として用いられる。しかしながら、反射体領域はバッフ

ル板、水反射体、炉心槽、中性子遮蔽体、原子炉容器などの炉内構造物があり、出力

分布の計算精度を向上させるためには、反射体定数にこれらの幾何学的形状を取込む

事が必須である。このため、反射体領域の構造を反映させた 2 次元均質化法を開発す

る必要がある。 

 Pogosbekyan[１４]は、2次元的形状を持つバッフル板の中性子吸収効果による中性子

束および中性子流の変化を Interface Matrixで表現することによりノード計算の中で

直接的にバッフル板の応答を取込める均質化法を開発した。また、炉心周辺で出力分

布またはスペクトルが大きく異なる条件下においてもその均質化手法が有効であるこ

とを示したが、その導入には部分中性子流と縦方向中性子漏れの連続性を表す式の修

正などノード展開法の大幅な修正が必要であった。Hetzelt[１５]は、解析方向に垂直な

方向の中性子漏れを考慮した 1 次元 2 群の非同次拡散方程式を解析的に解くことによ

り、ノード計算と一貫性のある反射体均質定数を得る手法を開発した。また、U、Gd

および MOX 燃料が装荷された小型炉心に対して得られた反射体定数の妥当性が示さ

れた。 

 本研究では、ノード展開法の修正を必要とせず容易にノーダルコードを用いた計算

の流れの中に取込めるものとして、実機 PWR の炉内構造物の幾何形状を反映した 2

次元計算による反射体均質定数の計算法を開発した。 

 6



 

【3】反射体の輸送等価拡散定数計算法 

 2次元反射体定数計算には輸送計算コードの代わりに、実機炉心の核設計で良く用い

られる拡散計算コードを用いた。逆に、反射体領域の物質に対し中性子輸送効果を取

込めるような拡散定数が求められれば、拡散計算で輸送計算と同等な精度を得る事が

できるはずである。このような考え方から、輸送等価拡散定数計算法の開発を目指し

た。 

拡散方程式は輸送方程式に近似を導入することにより求めることができる[１６]。定常

状態の輸送方程式は 

( ) ( ) ( ) ( ΩΩΩΩΩΩrΩ ,,'',,Ψ',Σ,,ΨΣΨ
π4 0

ErSdEdErEEE st +′→→′=+∇⋅ ∫ ∫
∞ )

)

)

（1-7) 

と書けるので、両辺を で積分することにより中性子数の保存式を得る。 Ωd

( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( ESEdEEEEEE st ,,φΣ,φ,Σ, rrrrrJ +′′→′=+∇ ∫    （1-8) 

また、両辺にΩをかけて で積分することにより、中性子流の式を得る。 Ωd

( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( EEdEEEEEd st ,,,Σ,,ΣΨ 11 rSrJrrJrΩΩΩ +′′→′=+∇⋅ ∫∫  （1-9) 

ただし、 

                        (1-10) ( ) ( ) ΩΩrr dEE ∫= ,,Ψ,φ

( ) ( ) ΩΩrΩrJ dEE ∫ ⋅= ,,Ψ,                 (1-11) 

( ) ( ) ΩΩrΩrS dEE ∫ ⋅= ,,Ψ,1                （1-12) 

ここで、中性子束を球面調和関数で展開する。 
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更に、角度の l=1まで取る（P1近似）とすると、 

( ) ( ) ΩJrΩr ⋅+≈
π4
3,φ

π4
1,,Ψ 0,0 EE                    （1-14) 

であり、式（1-14）を式（1-9）に代入し、線源が等方であるとすると、 

     ( ) ( ) ( ) ( ) ( ) EdEEEErEE st ′′→′=+∇ ∫ ,,Σ,,Σ,φ
3
1

1 rJrJrr     （1-15) 

が得られる。これから、Fickの法則 

 ( ) ( )EED ,φ, rrJ ∇−=             （1-16) 

を仮定すると形式的に、 

           ( )

( )
( ) ( )

( ) ⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜
⎜

⎝

⎛ ′′→′
−

=
∫

E

EdEEE
E

ED
s

t ,

,,Σ
,Σ3

1,
1

rJ

rJr
r

r               (1-17) 

となる。上式はベクトルをベクトルで割っているので形式的操作であり、且つ実際に

求めるべき中性子流が含まれているので解いたことにはならない。そこで、 式（1-9）

の右辺で以下の式を仮定する。 

( ) ( ) ( ) (∫∫ ′′→=′′→′ EdEEEEdEEE ss ,,Σ,,Σ 11 rJrrJr )      (1-18) 

これは、 ( ) ( ) ( )EEEEE ss −′=→′ δ,Σ,Σ 11 rr として、1次の非等方散乱によるエネルギー

輸送を無視したことに等しい。式（1-18）を式（1-9）に代入すると、 

       
( ) ( ) ( ) ( ) ( )

( ) ( )EE

EdEEEErEE

s
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,,Σ

,,Σ,,Σ,φ
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1

rJr

rJrJrr
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     ( ) ( ) ( )( ) ( E
EE

E
st

,φ
,Σ,Σ3

1,
1

r
rr

rJ ∇
−

−= )            (1-19) 

となり、良く用いられる中性子束と中性子流の関係が得られる。これは先に求めた式

（1-17）とは分母に当たる輸送断面積に相当する部分のみが異なる。 

 式（1-19）は式（1-14）を仮定しているため、中性子束が角度に弱くしか依存して
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いない、すなわち角度依存性が 1 次の非等方性のみで表される時に正しい。しかし、

境界近傍や、中性子源、強吸収体の近傍ではこれが成り立たない。このことが拡散理

論で輸送を完全に再現できない理由である。 

 Breen[１７]は、SOFOCATE スペクトルで平均化された拡散定数を用いると燃料の反

応率が 20％ほど過小評価されることから、熱群に対する多群非均質 コード

（SLOP-1）を用いて、下式で求められる拡散係数と、SOFOCATEおよびMAXWELL

のスペクトルから求められる拡散係数を比較した。 

lP

( )
( )

( )∫
∫
∇

=
dExE

dExEJ
xD

,φ

,
             （1-20) 

この拡散係数は、境界表面における中性子流を保存するが位置依存となり、中性子流

と中性子束の勾配の両方が零になる場合は不定となる。例えば、水反射体内の熱群の

中性子束の様に反射体内部で極大値を持つ場合は拡散係数を求めることができないと

いう難点がある。SLOP-1の平均的拡散係数がMAXWELLのスペクトルによる値に近

いことから、漸近中性子束は SOFOCATE のスペクトルを持つが、勾配のスペクトル

はMAXWELLにより近いことが示された。このことから、拡散方程式 

Sn
v

n
v

D

SOF

SOF

SOF

SOF =
Σ

+∇−
)1()1(

2
 

の代わりに下式が提案された。 

Sn
v

n
v

D

SOF

SOF

MAX

MAX =
Σ

+∇−
)1()1(

2
 

このMND（Mixed Number Density）システムと中性子数密度と中性子流の連続性を

用いた計算手法により、反射体に接する燃料領域近傍の核分裂反応率分布の誤差が大

幅に改善されることが示された。これらの定数は MND 定数と呼ばれ、通常の拡散方

程式に直接適用できることに利点がある。 

 Eich[１８,１９]らは、PWRで用いられているバッフル板および水反射体に対して物質内

 9



で一様な輸送等価断面積を求める手法を 1 次元モデルを用いて検討した。バッフル板

の多群拡散係数は、バッフル板内の中性子束を 2 次式で表し境界両端での中性子流が

輸送計算と一致する様に繰返し計算を行なうことにより求められた。また、水反射体

に対しては、多群拡散計算の解析解に基づく中性子流が輸送計算で得られた境界での

中性子流を再現する様に高速群の拡散係数、減速断面積が繰返し計算により求められ

た。バッフル板の熱群定数には MND 定数が推奨値として記載されているが、水反射

体の熱群定数は条件に応じて求めることとされている。2群の場合は、下式により境界

での輸送中性子流を再現する高速群の拡散係数 および減速断面積 が求められた

（付録１参照）。 
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輸送等価な拡散定数を求める手法は Blackness 理論として板状制御棒の拡散定数を

求めるために開発された。Bretscher[２０]は、板状物体内の中性子束を 
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の様に PＬ近似した時、Blacknessのパラメーターα、β 
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を透過係数 と反射係数 を用いて表した。 nmT , nmR ,

( ) ( ) ( ) μμ,0Ψμ1μ,μ,τΨμ
0
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0, dRdT n
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nm ∫∫ −
−==    （1-24) 

ここで、τは平板の厚さである。これらの係数は境界条件として 
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を与えた輸送計算（SN 計算）を板状で行い、得られた境界中性子束 を用いて

式（1-24）により求める。α、βのエネルギー縮約は、輸送計算（SN計算）を板状で

行い、得られた境界中性子束を用いて下式により行う。 
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        （1-26） 

更に､有限差分拡散計算に用いる実効拡散パラメータを導出するため、差分形式の拡散

方程式からメッシュ幅と中性子束および中性子流の関係を求め、α、βを拡散定数と

物体の厚さτおよびメッシュ幅 h の関数として表した式が導出された。この場合、中

性子束の計算点がメッシュ中央にある場合と、メッシュ両端にある両方の場合につい

て定式化が行われた。たとえばメッシュ中央が中性子束計算点であるとすると、下式

が成り立つ。 

( ) ( )
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2
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⋅⋅+=
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       （1-27) 

ここで、先に輸送計算で求めたα、βを用いることにより輸送等価な拡散定数が得ら

れる。 

 最近では、Yamamoto[２１]により、物体内部の中性子源および四角格子を取扱えるよ

うに Blackness 理論が拡張された。これによりセルに対する実効拡散定数が与えられ

た。板状の場合、ｈをセル幅としてパラメータα、βと拡散定数の関係は以下の関係

にある。 

  

αβ

αβ2
ΣΣ

2
β

−
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Blackness理論を用いたこれらの手法では透過係数、反射係数および表面中性子束をエ

ネルギー群毎に求めておく必要がある。これに対し、本研究では反射体境界での中性

子流を直接用いて Blackness のパラメータα、βを算し、少数群の輸送等価拡散定数

を求める手法を開発した。 

 
【4】実機適用手法と検証 

最後に、この輸送等価拡散定数を 2 次元反射体領域均質化法に適用することにより

実機 PWRの炉心解析を行い、出力分布、臨界ほう素濃度などの炉心の重要なパラメー

タを測定値と比較しその妥当性を確認しておく事が本手法を実機設計に適用するに当

たり必要な事である。通常検証計算は計算コード間ベンチマークによるものが多く見

られるが、ここでは実機 3 ループ炉心の初期炉心から取替炉心に到る解析を行い実測

と比較することによりその妥当性を検証した。 

 

 以上述べた様に、現行の PWRの設計計算のスキームの中で、ノード法を変更するこ

となく容易に取込める実用的な計算手法の高度化を図ることにより出力分布の計算精

度を改善することが本研究の目的である。 

 

1.3 本論文の構成 

 本論文は、六つの章から構成されている。本章では、本研究の背景と目的および研

究の要旨を述べた。次章以降では、次の研究成果を示す。 

第 2 章では、PWR で用いられているバッフル板、APWR のステンレススチール製

反射体の反応度効果を確認するために行った鉄の反応度効果測定実験およびその解析

結果について述べる[２２,２３,２４]。さらに、実験解析を通して鉄の評価済み核データの妥

当性を検討した。 

第 3 章では、炉心計算に用いられるノーダルコード用の２次元均質定数計算手法に
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ついて述べる[２５]。また、求めた均質定数のノーダルコードへの取込み手法について述

べる。 

第 4 章では、反射体領域に含まれるバッフル板および水反射体などの物質の輸送等

価拡散定数の計算法について述べる[２６,２７,２８]。また、その手法の妥当性を確認するた

めに行った臨界実験解析について述べる。 

第 5 章では、輸送等価拡散定数を実機 3 ループ PWR の反射体領域の均質定数作成

に適用し、運転データを解析することによりその妥当性を確認した[27,28]。この解析結果

を述べると共に拡散係数の計算法の違いによる炉心特性への影響について述べる。 

第 6章では、本研究で得られた主な成果を総括する。 
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第 2章 軽水減速炉心における鉄反射体の実験 

2.1 はじめに 

 発電コスト（注１）を低下させる一要素は燃料費の低減である。燃料費（注２）すなわち燃

料サイクルコストの低減のための最も直接的方法は燃料の濃縮度を低下させて濃縮費

を減らすことである。このためのひとつの方法は、炉内から漏れ出る中性子を反射さ

せて炉内の中性子経済を向上させることである。  

 このため既設炉心では、現在の炉心構造を変更せずに中性子漏れを減少させる中性

子低漏洩型燃料装荷パターン（Low Leakage Loading Pattern: L3P）が採用されてお

り[１]、改良型軽水炉（Advanced Pressurized Water Reactor: APWR）ではより効果的

に中性子を反射させて中性子漏洩を減少させるために横方向のステンレススチール製

中性子反射体の採用が計画されている[２] 。中性子低漏洩型燃料装荷パターンや、中性

子反射体は燃料サイクルコストの低減ばかりでなく中性子フルエンスの減少により原

子炉容器や炉内構造物の信頼性向上に寄与している。 

ステンレススチールの中性子反射体効果については多くの研究がなされてきた。 

Callihan[３]らは、水で囲まれた UO2F2溶液が入ったステンレススチール製シリンダの

厚さを 0近傍から約 9cmまで変化させて臨界質量を測定し、ステンレススチールが水

より効果的な反射体であることを明らかにしたが、燃料はウラン溶液で、幾何形状も

円筒に限定されたものであった。大塚[４]は、種々の物質からなる単層反射体または多

層反射体の反射率(アルベド)の解析から、水が熱中性子を良く反射するのに対し、鉄

は高速中性子を良く反射体することを示した。Eich[５],[６],[７]らは、炉心設計に用いるた

めのバッフル板および水反射体定数の少数群拡散定数計算法に関する研究において、

                                            
（注１） 資本費、燃料費、運転費からなる。 
（注２） 燃料ｲﾝﾍﾞﾝﾄﾘ費、成形加工費、再処理費、燃料の消耗費、残存ｳﾗﾝ転換費、 
   ﾌﾟﾙﾄﾆｳﾑｸﾚｼﾞｯﾄ、輸送、保険料、金利からなる。 
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PWR のステンレススチール製バッフル板を厚くすることにより炉心の反応度が増加

することを示し、軽水炉の反射体として有効であること示唆した。Bierman[８]らは、

水中で各々が未臨界である 3 つの燃料集合体を組み合わせた体系に向けて厚さ

17.85cm のステンレススチール壁を移動した時、臨界に必要な燃料集合体間の距離が

増大することから、この厚さのステンレススチール壁は、水より良い中性子反射体で

あるということを示した。しかしながらこの実験では、反射壁の厚さが固定されてお

り、反応度効果の反射体厚さの依存性は測定されなかった。村上[９]らは、日本原子力

研究所の軽水臨界実験装置（TCA）を用いて 15×15格子炉心の両側に鉄反射体を装荷

し、その厚さを 0～6cm の間で変化させることにより鉄反射体が炉心の反応度へ与え

る効果を測定した。その結果、厚さを 0cmから約 1.5cmまで増加させると臨界水位は

増大するが、1.5cm以上では単調に減少することが分かった。すなわち、厚さ約 1.5cm

の鉄板は炉心の反応度を最も低下させることが分かった。この実験で変化させた厚さ

の範囲は PWRのバッフル板（2～3cm厚）が炉心の反応度に与える効果を調べる上で

は十分である。しかしながら、APWR としてステンレススチール製反射体の性能を十

分に生かした設計を行うためには、少なくともアルベドが飽和し始める 15cm まで測

定範囲を広げ、鉄の反射特性を確認する必要がある。このため、本研究では TCAを用

いて 15×15格子炉心の両側の鉄反射体の厚さを 0～15cmの範囲で変化させ、鉄反射

体が炉心へ与える反応度効果を測定した[１０]。また、ステンレススチールなど鉄を含む

物質を反射体として用いる場合、ガンマ線による発熱を除去するために反射体を水で

冷却する必要がある。このため、反射体として用いた鋼板間に体積比で約 10％の水を

含む実験を行い、この水が反射体の反応度効果に及ぼす影響も確認した。さらに、計

算手法の妥当性を検討するためのデータとして、鉄反射体 15cm 装荷時に、熱外およ

び熱中性子束による金の捕獲反応率の空間分布を測定し、それらの比であるスペクト

ル・インデックスの分布を求めた。 

 18



 測定された鉄反射体の反応度効果を解析することにより、反射体に対する計算精度

を確認すると共に、基本となる鉄の核データの評価を行うこと、さらに、この実験と

解析により APWRとしての反射体の厚さを決定することが本研究の目的である。 

 2.2 では、実施された鉄反射体実験の概要、2.3 で測定結果（反応度効果、中性子束

分布、スペクトル・インデックス）について述べる。2.4 では、PWR の核設計に用い

られている PHOENIX-P コード[１１]（付録 4 参照）および連続エネルギーモンテカル

ロコード MVP[１２]を用いてこれらの測定項目を解析した結果を述べる。2.5 では、

ENDF/B-VI、JENDL-3.2、および JENDL-3.3の鉄の断面積を用いて求めた反応度効

果を測定値と比較することにより鉄の断面積を評価した。2.6では、拡散計算に基づい

て 1次元 2層反射体のアルベドを解析し、測定結果の定性的解釈を行った。2.7ではこ

の実験で得られた知見を反映して設計したAPWRのステンレススチール製横方向中性

子反射体とその性能について述べる。2.8では本章で行った研究を纏める。 

 

2.2 実験の概要 

TCAは軽水減速低濃縮UO2およびPuO2-UO2燃料格子の炉物理特性を測定するため

の臨界実験装置である。炉心は上部開放型の直径 1.8m、高さ 2.1ｍの円筒状ステンレ

ススチール製タンクの中央部に、2.6w/o濃縮 UO２燃料棒からなる燃料格子間隔 22.93

ｍｍ(水対燃料体積比：3.0)の15×15の炉心を構成した。燃料棒の仕様を表2-1に示し、

図 2-1 に燃料棒の構造および寸法を示す。鉄反射体としては、厚さ 5.6mm の鋼板 54

枚を使用した。鋼板の大きさは幅 375mm、長さ 1600mmで一般構造材用鋼材である。

鉄反射体を TCAタンク内に装荷した概観を図 2-2に示す。鉄反射体は図 2-3および図

2-4に示す様に炉心の相対する 2側面に配置した。使用した鋼板の不純物組成を表 2-2

に示す。 

 本実験を行った炉心の臨界水位は燃料有効部上部よりも低い範囲であり、従って、

 19



炉心の上部は水の無いドライ格子である。また、炉心の下部には約 17cm、水平方向に

は 6０cm以上の水反射体がある。 なお、この実験中における炉心温度の変化は、18.6

から 20.4℃の範囲であった。 

 

 表 2-2  鉄反射体不純物組成 

元素 濃度 (w/o) 

C 
Si 

Mn 
P 
S 
Ni 
Cr 

0.055 
0.009 
0.270 
0.014 
0.012 
0.015 
0.013 

       表 2-1  燃料棒仕様 

項目 寸法/材質 
235U 濃縮度 (w/o) 2.6 
ﾍﾟﾚｯﾄ密度 (g/cm3) 10.4 
ﾍﾟﾚｯﾄ外径 (mm) 12.5 
被覆管外径 (mm) 14.17 
被覆管厚さ (mm) 0.76 
被覆管材質 アルミニウム 
燃料実効長 (mm) 1441.5 

 

 

2.3 測定結果 

図 2-3に示す様に、鋼板のみからなる鉄反射体の厚さを変えた場合および、図 2-4に

示す様に、鋼板の間に 1.0mmのアルミのスペーサーを挿入して鉄反射体内の水の含有

率を約 10％に保ちながらその厚さを変えた場合の臨界水位の変化を測定した。臨界水

位の変化は以下に示す水位反応度価値を用いて反応度に換算した。 

⎪⎭

⎪
⎬
⎫

⎪⎩

⎪
⎨
⎧

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

−⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

⋅−=∆
2

1

2

0

2

λH
1

H
1K
λ

πρ          （2-1) 

ここでΔρ ： 反応度（$） 

    H0： 基準炉心の臨界水位（cm） 

    H1： 鉄反射体の厚さを変えた場合の臨界水位（cm） 

    λ： 垂直方向の反射体節約(cm) 

    Ｋ： 比例定数($･cm2) 
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である。 

 

図 2-1 燃料棒（26PA）

 

 

 

 

 

 

 

燃料棒 

炉心タンク

反射体支持具 

鉄反射体 

 

図 2-2 鉄反射体装荷時の臨界集合体 
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図 2-3 鉄反射体装荷炉心 
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図 2-4  10％の水を含む鉄反射体装荷炉心 

 

 22



比例定数および垂直方向反射体節約は、水位と炉周期および出力分布の測定結果から、

燃料格子間隔 22.93ｍｍについて（3.967±0.040）×10３($･cm２)および 11.1±0.5ｃｍと

得られている[１３]。また、＄単位の反応度から％Δρへの変換は、実効遅発中性子割合

を用いて行った。この実効遅発中性子割合(βeff)、更に中性子生成時間00763.0β =eff ( )*l

は PHOENIX-Pからの断面積を用いた 3次元拡散計算コード CITATIONにより下式

で求めた。 

∑∫ ∑

∑ ∫ ∑∑
′′

′

+

′′

′

+

=

g

gg
f

g

gg

g

g

i

g
fi

g
ii

g
d

g

eff
dr

dr

φΣνχφ

φΣνβχφ

β        （2-2) 

∑∫ ∑

∑ ∫
′′

′

+

′+

=

g

gg
f

g

gg
g

gg

dr

dr

φΣνχφ

φ
1

φ
* v
l          （2-3) 

ここで、 iは核種、φは中性子束、 は共役中性子束、χは核分裂スペクトルを表す。

遅発中性子スペクトルには Saphierのデータ[１４]を用い 25群に縮約された。遅発中性

子定数には、Keepin のデータが実験と良く一致するとの報告[１５]があり,本研究でも

Keepinのデータ[１６]を採用した。計算結果を表 2-3に示す。 

+φ

 

表 2-3 実効遅発中性子定数と *
effβ l  

反射体 effβ  *
effβ l  

水反射体 0.00763 152.1 

鉄反射体（150mm） 0.00756 157.8 

注； 軽水反射体付き炉心の *
effβ l の測定値は 161±5 (s-1) ［19］ 

 反応度の測定誤差は、水位の測定誤差（H0, H1）、水位価値の比例係数Kの測定誤差

および外挿距離λの測定誤差から生じるとすると、 ρσ ∆= %022.0 となる（付録2参照）。 
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2.3.1 鉄反射体反応度効果 

 鉄反射体の厚さを 0 から 150mm まで変化させた場合の反応度効果の測定結果を表

2-4に示す。鉄反射体は鋼板を重ねて構築したため鋼板間に薄い水の層ができた。この

水の層は体積比で、平均で 1.2%であった。水 10％を含む鉄反射体による反応度効果を

表 2-5 に示す。10％の水を含む反射体は、含まないものに比べ反応度効果が減少して

いる。これは水を含む鉄反射体の場合は、同じ厚さであっても水を含まないものに比

べ鉄の総量が少ないことと、水により減速された中性子が鉄により吸収されて炉心に

反射されて戻る中性子の数が減るためである。 

表 2-4 鉄反射体反応度効果測定値 

反射体厚さ 
(mm) 

臨界水位 
（mm） 

反応度効果 
(％Δρ) 

0.0 914.5  0.000 

5.6 1286.3 -1.310 

28.0 1300.6 -1.341 

33.6 1234.0 -1.189 

61.6 1024.1 -0.522 

89.6 925.6 -0.061 

117.6 878.7  0.209 

151.2 851.7  0.383 

 

表 2-5 10％の水を含む鉄反射体反応度効果測定値 

反射体厚さ＊ 
(mm) 

水ギャップ 
(mm) 

鋼板対水の体積比

（％） 
臨界水位 
（ｍｍ） 

反応度効果 
(％Δ) 

0.0 0.0 0.0 914.5  0.000 

37.3 3.7 9.8 1205.8 -1.118 

67.9 6.3 9.3 1029.0 -0.542 

99.6 10.0 10.1 947.9 -0.176 

130.7 13.1 10.0 916.8 -0.013 

156.6 16.5 10.5 894.3 0.115 

＊ 水ギャップを含む 
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2.3.2 反応率とスペクトル・インデックス 

 水を含まない鉄反射体の厚さが 15ｃｍの場合に、裸の金線およびカドミウム･パイプ

を通した金線を用いて、炉心、鉄反射体および水反射体内の中性子捕獲反応率分布を

測定すると共に、これによりスペクトル･インデックスの分布を求めた。反応率分布は、

炉心と鉄反射体を横切る方向に、直径 0.5ｍｍの金線を 2本はり（1本は裸、他の 1本

は、内径 1.27mm、外径 2.29ｍｍのカドミウムパイプの中を通してある）、一定の炉出

力で照射した後、金線を炉心から取り出し、その放射化分布を測定することにより求

めた。 

裸の金線による計数率を Cbare、カドミウム･パイプを通した金線の計数率を Ccdとす

ると、熱外中性子束による計数率は Ccdそのもの、熱中性子束による計数率は cdbare CC −

となる。炉心中心での値を 1.0に規格化した熱外中性子捕獲反応率、熱中性子捕獲反応

率、スペクトル・インデックス（S.I.）を計算値と比較して図 2-9 および図 2-10 に丸

印で示す。このスペクトル・インデックスは、熱外中性子束による反応率に対する熱

中性子束による反応率の比であり、中性子スペクトルの柔らかさを表す指標である。

これはまた、Rcd＝ cdbare CC で定義される Cd比を用いれば、（Rcd－1）で与えられる。 

図 2-9（a）の熱外中性子捕獲反応率分布を見ると、炉心の中央から水反射体まで滑

らかに減少している。水反射体に接する鉄反射体内の反応率は炉心中心に対して約 0.1

程度であり零でない。このことは、鉄反射体の反応度効果は鉄反射体の厚さを増せば

まだ増加傾向にある事を示している。 

一方、図 2-9（ｂ）の熱中性子捕獲反応率分布を見ると、炉心境界から鉄反射体内約

4～5cm程度でほぼ零となり、水反射体に接する約 3～4cm手前から上昇し、鉄反射体

境界から約 2cmで炉心中心に対して約 20％程度である。このことは、鉄反射体による

熱中性子の反射は炉心に接する鉄反射体厚さ約 4～5ｃｍの範囲で起こり、それ以降の

鉄反射体は熱中性子反射に対して何ら作用をしないことを示している。同様に、水反

 25



射体内で減速され、鉄反射体内に反射された熱中性子束も反射体内部での反応率がほ

ぼ零であるため、炉心反応度の上昇に寄与していないことが分かる。 

図 2-10 に示すスペクトル・インデックスの分布から炉心の燃料領域内のスペクト

ル・インデックスは約 3.7 で一定であるのに対し、鉄反射体内では約 6.0～0.1 の範囲

で急激に変化している。従って、鉄反射体を持つ炉心の解析ではこのスペクトル変化

を正確に取り扱う必要があり多群計算が必要であることが分かる。 

 

2.4 実験解析 

2.4.1 解析手法 

 解析には、２次元多群輸送計算コード PHOENIX-P［11］および連続エネルギモンテ

カルロ計算コードMVP［12］を用いた。PHOENIX-Pは、ノ－ド結合法計算による多群

中性子スペクトル計算と、Ｓ４ 計算による中性子束分布計算からなる輸送計算コード

であり、空間依存の詳細なエネルギー依存中性子束分布を求めることができる。 

 PHOENIX-Pでは 25×25格子の大きさで図 2-5に示す水平方向 1/4炉心体系を用い

て計算し、炉心の外側の反射体領域は、炉心の両端に鉄反射体が装荷された場合は、

その残りの領域に水反射体があるものとした｡ 燃料および被覆管をそれぞれ一領域と

したが、減速材体燃料比が 3.0と減速材領域が大きいため、中性子束の変化を適切に評

価するために減速材領域は 7分割した。 

 PHOENIX-P計算では、ENDF/B-VIに基づく断面積を使用した。ENDF/B-VIには

“天然”の鉄の断面積が格納されていないため、鉄の同位元素 54Fe(5.82a/o), 

56Fe(91.66a/o), 57Fe(2.19a/o), 58Fe(0.33a/o)の各データをNJOYコード[１７]により 20℃

の条件で個別に処理し,70 群の断面積を作成して使用した[１８]。鉄のエネルギー自己遮

蔽は厚さｔ＝150mm の鉄板が孤立しているとして、バックグランド断面積

( )l⋅= N1σb に対し断面積を処理することで考慮した。Nは鉄の同位元素の原子数密度、
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lは平均弦長であり、 t2=l である。これらにより鉄の主要成分である 56Feに対して

はσｂは 0.43ｂとなった。  

 MVPでは、図 2-6（a）、（b）に示す 3次元体系を用い、燃料セルについてはその非

均性を直接取り扱った。使用する断面積の統一を図るため ENDF/B-VI に基づく核デ

ータライブラリを新たに作成して使用した。追跡する中性子ヒストリーは、1バッチあ

たりの中性子数を 5000とし 2000バッチの合計 1000万ヒストリーとした。ただし最

初の 10バッチをスキップした。 

 これらの計算において使用した原子数密度を表 2-6に示す[１９]。 

 

表 2-6  原子数密度 

領域 材質 原子数密度 （20℃ ） 
(×1024atoms/cm3) 

235U 6.086×10－４ 
ﾍﾟﾚｯﾄ 

238U 2.255×10－２ 

被覆管 
(空気を含む) アルミニウム 5.587×10－２ 

減速材 H2O 3.338×10－２ 
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図 2-5  PHOENIX-P 用計算モデル 
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図 2-6（a）MVP用横方向計算モデル 
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図 2-6（ｂ）MVP用縦方向計算モデル 

 

2.4.2 鉄反射体反応度効果の解析 

（１）鉄反射体による反応度効果 

 図 2-5 に示す 1/4 炉心体系を用いて、PHOENIX-P により水を含まない鉄反射体の

反応度効果の解析を行った。体系の大きさは、25×25セルに固定し、8×8セルを燃料

領域、残りの領域を反射体領域としその外側で反射境界条件を用いた。PHOENIX-P

では格子単位でのみしかメッシュ分割ができないため、鉄反射体の反応度効果は鉄反

射体の厚さを格子単位で変化させることにより計算した。反応度効果は、軸方向バッ

クリングを水反射体付炉心の臨界水位に対応する値に固定し、鉄反射体の厚さを増し

たときに得られる実効増倍率の変化として算出した。 

 PHOENIX-P のノード結合計算ではエネルギー群としてライブラリの群構造そのも

のである 70群を用いて各セル内の詳細なスペクトル計算を行う。このスペクトルを用

いて少数群に縮約された均質断面積を用いて S４計算で体系内の中性子束分布を求める。

中性子束分布の計算精度は体系の実効増倍率に影響を与えるため、実効増倍率の S4計
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算のエネルギー群数依存性を水反射体付炉心について調べた。この結果を図 2-7 に示

す。この結果から解析には 16群以上のエネルギー群数が必要である事が分かる。この

ため本研究では、S4計算のエネルギー群数として充分と考えられる 30群を用いた。ま

た、S4計算ではセル当たり 2×2のメッシュ分割を用いた。水反射体付炉心の臨界水位

に固定した実効増倍率を表 2-7に、鉄反射体の反応度効果の計算結果を表 2-7および図

2-8に示す。鉄反射体の反応度効果は、中性子漏れを考慮する軸方向バックリングを鉄

反射体厚さ零に対応する値に固定し、鉄反射体厚さ増加に伴う実効増倍率の変化とし

て下式により求めた。 

( ) 100
)0()(
)0()(

%Δρ ⋅
=

=−
=

TkTk
TkTk

effeff

effeff
          (2-4) 

ここで、Tは鉄反射体の厚さである。図 2-8より PHOENIX-Pにより求められる反応

度効果は測定値と良く一致している事が分かる。 

 MVPでは図 2-6に示す体系で 3次元計算を行った。MVPによる計算では鉄反射体

厚さを任意に設定して計算できるため、測定された鉄反射体の各々の厚さに対して反

応度効果を求めた。得られた鉄反射体の反応度効果を表 2-8および図 2-8に示す。MVP

の計算値は鉄反射体の反応度効果の挙動を良く再現するが、測定値との差は統計誤差 3

σ(≈0.1％Δρ)を僅かに越える範囲で過大評価の傾向にある。また、表 2-8､表 2-9の鉄

反射体の厚さ零の場合は水反射体の体系であり、この表から、ENDF/B-VI を用いた

MVPは水反射体付き炉心の実効増倍率を、約 0.5％Δρ過小評価している事が分かる。 
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図 2-7 実効増倍率（keff）のｴﾈﾙｷﾞｰ群数依存性 

 

 

表 2-7 鉄反射体反応度効果 PHOENIX-P (ENDF/B-VI) 
 

PHOENIX-P 
鉄反射体厚さ 

(mm) ｋeff＊ 反応度効果 
（％Δρ） 

0.0 0.99373   0.000 

22.93 0.98066 ‐1.341 

45.86 0.98623 ‐0.765 

68.79 0.99075 ‐0.303 

91.72 0.99381  0.008 

114.65 0.99578   0.207 

137.58 0.99702   0.332 

160.51 0.99778   0.408 

           ＊ 鉄反射体厚さ零の場合の臨界水位に対応した 
  軸方向バックリングを使用 
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表 2-8 鉄反射体反応度効果 MVP (ENDF/B-VI) 
 

反射体厚さ 
(mm) 

測定値 
(％Δρ) ｋeff＊ 反応度効果 

(％Δρ) 
0.0  0.000 0.99487±0.023％  0.000±0.034 

5.6 -1.310 0.98358±0.023％ -1.154±0.034 

28.0 -1.341 0.98327±0.024％ -1.186±0.034 

33.6 -1.189 0.98444±0.024％ -1.065±0.034 

61.6 -0.522 0.99102±0.024％ -0.390±0.034 

89.6 -0.061 0.99511±0.024％ x0.024±0.034 

117.6  0.209 0.99800±0.024％  0.315±0.034 

151.2  0.383 0.99984±0.024％  0.500±0.034 
＊ 鉄反射体が無い場合の臨界水位に固定した場合の実効増倍率、keffの統計誤差 
は 1σ 

 
 

（２）水が 10％含まれている鉄反射体の反応度効果 

 本体系では、図 2-4 に示す様に反射体領域は、鋼板と水が交互に配列されている。

PHOENIX-P では体系が格子単位でしか分割できないためこのような体系をそのまま

取り扱うことはできない。このため、この体系はMVPにより取扱った。 MVPでは

図 2-6 に示す体系で 3 次元計算を行い、鋼板と水の状態をそのまま模擬した計算を行

った。各反射体厚さにおいて水位を水反射体付炉心の臨界水位に固定した場合の実効

増倍率とそれに基づく鉄反射体の反応度効果を式（2-4）を用いて計算し表 2-9および

図 2-8に示す。表 2-9から、ENDF/B-VIを用いたMVPによる 10％の水を含む鉄反射

体の反応度効果は、反射体厚さ 6.79cm の場合統計誤差 3σ≈(0.1％Δρ)を僅かに越え

る誤差を持つが、その他の厚さでは 3σの範囲で測定値と良く一致している。 
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表 2-9 水 10％を含む鉄反射体反応度効果 MVP (ENDF/B-VI) 
 

反射体厚さ 
(mm) 

測定値 
(％Δρ) ｋeff＊ 計算値 

(％Δρ) 
0.0  0.000 0.99487±0.023％  0.000 

37.3 -1.118 0.98455±0.024％ -1.054±0.035 

67.9 -0.542 0.99066±0.024％ -0.427±0.034 

99.6 -0.176 0.99375±0.024％ -0.113±0.034 

130.7 -0.013 0.99482±0.024％ -0.005±0.034 

156.6  0.115 0.99562±0.024％  0.076±0.034 
＊ 鉄反射体が無い場合の臨界水位に固定した場合の実効増倍率、keffの統計誤差 
は 1σ 
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図 2-8 鉄反射体反応度効果 
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2.4.3 反応率とスペクトル・インデックスの解析 

 鉄反射体を約 15cm 装荷した炉心において、金の放射化法による熱外中性子捕獲反

応率分布、熱中性子捕獲反応率分布およびスペクトル・インデックスの解析を行った。

金の反応率の評価は、 

  ① NJOYによる金の断面積の算出 

   ② Cdの切断エネルギーの決定 

  ③ 摂動量の補正 

の手順で行った。 

 まず、金の断面積は、ENDF/B-VI の核データを NJOY コードにより処理し７０群

の断面積を求めた。この時、ドップラー効果は多群断面積作成の際の温度を 20℃とす

ることにより考慮した。また、エネルギー自己遮蔽は半径 r＝0.25ｍｍの金線が孤立し

ているとして、バックグランド断面積 ( )l⋅= N1σb に対し断面積を処理した。 lは平均

弦長であり、 r2=l である。これらによりσｂは 339ｂとなった。 

  Cd の切断エネルギーEcd は、Ecd より上のエネルギーの中性子束による裸の金線

の反応率が、カドミウム・カバーをつけた金線による反応率に等しいエネルギーとし

て下式により求めた。すなわち、 

( ) ( ) ( ) ( )∫∫
∞∞

=
0 cdφσφEσ dEEEdEE

cdE bare  

 である。ここで、 は金線のみを置いた場合の金線内の中性子束を、 はカド

ミウム・カバーをつけた金線内の中性子束を表す。図 2-3 に示す実験体系の中心のセ

ルの燃料領域に金線又は内径 1.0ｍｍ、肉厚 0.5ｍｍ(約 20mil) の無限円筒カドミウム・

カバーをつけた金線を置き、隣接格子の減速材からの中性子スペクトルが得られる様

に、減速材領域は空気としてこれらの中性子束を計算した。この様にして求められた

無限円筒形に対するカドミウム切断エネルギーは 0.5eVであった。 

bareφ cdφ
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 また、摂動としては金線の径が小さいため金線を置くことによる中性子束の歪は無

視し、金線内の自己遮蔽のみを考慮した。金線内部の平均中性子束と空気中の平均中

性子束の比を自己遮蔽因子ｆとし、減速材、鉄反射体中および水反射体中の全ての領

域に適用した。これらにより反応率は以下の様に計算される。 

       ( ) ( ) ( )dER
cdEf ∫
∞

= E φEf E σ ( ) ( ) ( ) dEER cdE
t ∫= 0

φ Ef E σ

    
f

t

R
RIS =..   

 ここで、反応率計算のための中性子束は、金線が燃料格子の間に張られているため、

減速材領域を７分割し、一番外側の領域の中性子束を燃料格子境界の平均中性子束と

して使用した。また、カドミウム・カバーの厚さは 0.5mmと十分厚いため、カドミウ

ム・カバーを通しての熱中性子透過率は無視し得るものとして考慮していない。 

 炉心および反射体内の熱外および熱群の反応率分布を計算値と比較して図 2-9 

(a),(b)に示す。また、スペクトル・インデックスの計算値と測定値の比較を図 2-10

に示す。これらの図より反応率の計算値は、炉内、鉄反射体および水反射体内で測定

値と良く一致しており、PHOENIX-Pが中性子スペクトルを適切に評価していること

が分かる。 

 本節で示したように反射体内の中性子スペクトル変化を考慮するためには多群輸

送計算が必要である。このため少数群、例えば PWRで用いられている 2群拡散計算

を行う場合は、1次元多群輸送計算により 2群に縮約された断面積を用いた非均質計

算を行うか、第 3章で述べる均質断面積と中性子束不連続因子を用いた均質計算を行

う必要がある。より正確には第 4章で導かれる 2群輸送等価拡散定数を用いた非均質

拡散計算が必要となる。 
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図 2-9 厚さ 15cmの鉄反射体付き炉心における金の捕獲反応率分布 

 36



0.0

1.0

2.0

3.0

4.0

5.0

6.0

7.0

0 5 10 15 20 25 30 35

炉心中心からの距離 (cm)

ス
ペ
ク
ト
ル
イ
ン
デ
ッ
ク
ス
 (
R
t/
R
f)

Experimental data

Calculation

　Core Iron Reflector Water
Reflector

図 2-10 厚さ 15cmの鉄反射体付き炉心におけるｽﾍﾟｸﾄﾙ・ｲﾝﾃﾞｯｸｽの分布 

 

2.5 断面積評価 

2.5.1 鉄の断面積評価 

使用する鉄の断面積の妥当性を検討するために、ENDF/B-VI、JENDL-3.2 および

JENDL-3.3 の鉄の断面積を用いた場合の反射体反応度効果および断面積を比較した。

収納されている鉄の断面積は ENDF/B-VIは各同位体の断面積、JENDL-3.2は天然と

各同位体の断面積、JENDL-3.3では各同位体の断面積である。 

（１）ENDF/B-VIと JENDL-3.2の比較  

 JENDL-3.2 の天然および同位体の鉄の核データを用いて厚さ 15.12cm の鉄反射体

を持つ炉心の解析を行った。計算結果を ENDF/B-VIの結果と合わせて表 2-10に示す。

ENDF/B-VI の各同位体の核データを用いた結果は、0.435％Δρであり、最も測定値

に近い値を与えている。JENDL-3.2の天然の鉄の断面積を用いた場合、反応度利得は

0.457%Δρと測定値に近い値を得たが、鉄の各同位体の核データを用いた場合は

1.084％Δρと大きな過大評価となった。 
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 反応度効果の過大評価の原因を調べるため鉄の主成分である 56Feを JENDL-3.2 の

核データから ENDF/B-VI のそれと入れ替えたところ、鉄反射体の反応度効果として

測定値に近い 0.410％Δρを得た。従って反応度効果の過大評価は、56Feの断面積に原

因があると言える。 

 JENDL-3.2 と ENDF/B‐VI の 56Fe の吸収断面積および散乱断面積の差を図 2-11

に示す。差は ENDF/B-VIに対する JENDL-3.2の断面積の％相対差である。両者の差

は散乱断面積で 122％、吸収断面積で 105％にも達している。また、反射体の能力は減

速比(ξσｓ/σa)が指標となる。このため、両核データによるσｓ/σaの比と鉄反射体に

接する燃料セルの減速材領域に於ける中性子スペクトルを比較した。これを図 2-12に

示す。この図から分かるように、JENDL-3.2によるσｓ/σaは ENDF/B‐VIによるそ

れよりも最大で 61％も大きい。詳細は感度解析による検討が必要であるが、σｓ/σa

の比を過大評価するエネルギー範囲が核分裂スペクトルのエネルギー範囲と重なって

いることからこのエネルギー範囲の断面積の差が反射体反応度効果の過大評価の原因

と推測される。このため、JENDL-3.2の鉄 56Feの断面積は再評価が必要と考えられた。 

 

表 2-10 鉄反射体反応度効果 (MCNP) 

 ENDF/B-VI JENDL-3.2 

測定値 同位体 天然 同位体 

0.383 0.435±0.031 0.457±0.031 1.084±0.031 

   （注）単位は％Δρ 
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図 2-11 ５６Feの散乱・吸収断面積の ENDF/B-VIに対する JENDL-3.2の差 
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（２）ENDF/B-VIと JENDL-3.3の比較 

 本研究実施中折しも JENDL-3.2の再評価が行われ、JENDL-3.3を公開すべく各種

ベンチマーク計算が実施された。このため本研究においても、この核データファイル

に格納された鉄の断面積を用いて鉄反射体反応度効果の実験解析を行うことにより

鉄の断面積の妥当性を検討した[２０]。計算には連続エネルギーモンテカルロコード

MCNPを用い、ENDF/B-VIと JENDL-3.3の核データ[２１]を用いて結果を比較した。

ENDF/B-VI を基本として用い、JENDL-3.3 を用いる場合は鉄の断面積のみ

JENDL-3.3 の同位体のデータと入れ替えることにより反応度効果を計算した

（JENDL-3.3 では各元素の各同位体の核データが評価・整備され“天然”に対する

核データは格納しない方針で作成されている）。結果を表 2-11、図 2-13 に示す。表

2-4と表 2-11から、MCNPによる解析では、ENDF/B-VIは統計誤差 3σ≈0.1％Δρ

を僅かに超える誤差を生じるが、JENDL-3.3 より測定値に近い結果を与えた。

JENDL-3.3は JENDL-3.2での 

 

表 2-11 鉄反射体反応度効果 
 

 ENDF/B-VI JENDL-3.3 

反射体厚さ 
(mm) ｋeff* 

反応度効果 

（％Δρ） 
ｋeff* 

反応度効果 

（％Δρ） 

0.0 0.99449±0.022％ 0.000 0.99449±0.022％ 0.000 

5.6 0.98229±0.022％ -1.249±0.032 0.98212±0.022％ -1.266±0.032 

28.0 0.98241±0.022％ -1.236±0.032 0.98228±0.023％ -1.250±0.033 

33.6 0.98360±0.022％ -1.113±0.032 0.98413±0.021％ -1.059±0.031 

61.6 0.99004±0.022％ -0.452±0.032 0.99015±0.022％ -0.441±0.032 

89.6 0.99417±0.022％ -0.032±0.031 0.99471±0.022％  0.022±0.031 

117.6 0.99720±0.022％  0.273±0.031 0.99783±0.022％  0.337±0.031 

151.2 0.99881±0.022％  0.435±0.031 0.99943±0.021％  0.497±0.031 

 ＊ 鉄反射体が無い場合の臨界水位に固定した実効増倍率、統計誤差は 1σ 
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 図 2-13 鉄反射体反応度効果 

 

過大評価を大幅に改善したが、いまだ僅かながら反応度効果を過大評価している。 

 この原因を探るため､再度 JENDL-3.3と ENDF/B-VIの散乱断面積、吸収断面積、

更に散乱対吸収断面積の比を調べた。図 2-14 に散乱断面積および吸収断面積の差を、

図 2-15 に散乱対吸収断面積比の差を示す。図 2-14 によると、散乱断面積および吸収

断面積に対して JENDL-3.2に見られた大幅な不一致は改善されている。特に散乱断面

積は最大でも４％の差であり、断面積間の差はなくなっていると言える。しかしなが

ら、エネルギーの高い領域ではまだ吸収断面積に差が残っており、1.5‐2.5keVおよび

67.4‐500keVでは JENDL-3.3の方が吸収断面積が小さく、821keV‐6.065MeVでは

逆に JENDL-3.3の方が吸収断面積が大きくなっている。散乱断面積に大きな差がなく

なっているため､吸収断面積の差がそのまま図 2-15 に示すσs/σaの比に反映されてい

る。この吸収断面積の差が反応度効果の差の一つの原因と推察される。 
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図 2-14 ５６Feの散乱／吸収断面積の ENDF/B-VIに対する JENDL-3.3の差 
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2.5.2 臨界性評価 

 鉄反射体の実験解析で、ENDF/B-VIは水反射体付き炉心に対し臨界状態で約 0.5％

Δρ低い実効増倍率を与えることが明らかとなった。このためMCNPを用いて、断面

積ライブラリの差による臨界性への感度評価を行った。解析に用いた体系は、水反射

体を持つ 2.6w/oからなる Vm/Vp＝3.0の 15×15格子炉心である。炉心の下部は軽水

の反射体であるが、上部は燃料棒と空気からなる。実効増倍率はこの体系を直接モデ

ル化した 3 次元計算で求めた。一方、無限増倍率は反射境界条件を用いてピンセル計

算で求めた。結果を表 2-12に示す。中性子漏れは無限増倍率と実効増倍率の反応度差

である。 
 

表 2-12 増倍率および中性子漏れの比較 

増倍率/中性子漏れ ENDF/B-VI JENDL-3.2 JENDL-3.3 

kinf＊ 1.35128±0.019％ 1.35889±0.019％ 1.35306±0.019％ 

keff＊ 0.99449±0.022％ 1.00321±0.022％ 0.99735±0.023％ 

中性子漏れ（%Δρ）＊ 26.550±0.025 26.090±0.024 26.359 ±0.025  

＊ 統計誤差は 1σ 
 
これらから以下のことが分かる。 

① ENDF/B-VIは実効増倍率を 0.5％Δρ以上過小評価する。 

② JENDL-3.2は実効増倍率を 0.3％Δρ以上過大評価する。 

③ JENDL-3.3は上記を改善しているが実効増倍率を約 0.2％Δρ過小評価する。 

④ ENDF/B-VIの中性子漏れは JENDL-3.2または JENDL-3.3より大きい。 

 238Uの非弾性散乱断面積を比較すると ENDF/B-VIの散乱行列は、JENDL-3.2のそ

れより高速側に散乱することが分かった。このため ENDF/B-VI は低速中性子の減少

により無限増倍率を減少させると共に、大きな高速中性子漏れにより実効増倍率を低

下させると考えられる[２２,２３]。 
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2.6 アルベドと鉄反射体反応度効果 

 実験により、鉄反射体の反応度効果は鉄の厚さを増すと最初は負の方向に増加し、

さらに厚さを増すと逆に正の方向に単調に増加し、約 15cm で飽和し始めることが分

かった。反応度効果は鉄反射体の厚さ 1～2cmの間で最小値を持つ。 

 この鉄反射体の反応度効果の厚さに伴う変化は、一層目が鉄、2層目が水から成る 2

層板状反射体のアルベドから理解することができる。球殻状多層反射体のアルベドは

大塚により拡散理論に基づいて定式化されている[4]。同様の手法を板状 2層反射体に適

用すると下式が得られる。 
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ここで、 は原子炉の厚さ、 は第一層目の反射体の厚さ、βは厚さ を持つ二層目

の反射体のアルベドである。β ,βは高速群および熱群のアルベドであり、β は反射

a 1l
'

2l

1 2 21
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体内で熱化されて炉心に反射される高速中性子に対するアルベドである。板状原子炉

の中心を原点にとってあり、拡散定数は一般的記法に従っている。 

 鉄と水からなる2層板状反射体のアルベドを､PHOENIX-Pから得られた2群拡散定

数を用いて式（2-5）～（2-10）により計算し、図 2-16 に示す。板状原子炉の場合は

原子炉の厚さが変化しても反射体の特性に変化はないはずであるので原子炉の厚さ a

は任意の値でよい。使用した拡散定数を表 2-13に示す。 

 この図から、鉄の厚さを増すと、鉄の大きな散乱断面積のため は増大するが､質量

が大きいことによる小さな減速断面積のため は減少すること、および鉄は水より大

きな吸収断面積を持つため も同様に減少することが分かる（付録 3参照）。 

1β

21β

2β

 鉄と水からなる 2 層反射体のアルベドの鉄の厚さに対する変化から、鉄の厚さを増

せば最初は炉心の反応度は減少するが、 の増加に伴いある厚さで増加に転じて飽和

に至ることが分かる。 

1β

 板状反射体に対しては、 は減速距離 S近傍で飽和し、 , も熱群の拡散距離 L

の概略 2倍で飽和する。ここで、減速距離、拡散距離は、 

1β 21β 2β

2

2

1

1 ,
ara

DLDS
Σ

=
Σ+Σ

=  

で表される。表 2-13の拡散定数を用いれば、鉄に対しては S≈17cm、L≈2cmである。

従って、反応度効果は約 17cmで飽和し、熱中性子の反射は鉄反射体内約 4cmの範囲

で起こることが予想される。これらを考慮すると、鉄反射体反応度効果は約 15cm で

飽和し始めること（図 2-8参照）、熱外中性子束は鉄反射体内で減少しているがまだ零

にはなっていないこと（図 2-9（a）参照）、更には、熱中性子束は鉄反射体内 4～5cm

でほとんど零になってしまう（図 2-9（b）参照）という実験事実を理解することがで

きる。 

 

 45



 

表 2-13 水と鉄反射体の拡散定数 

反射体 D1 (cm) 1aΣ (cm‐1) rΣ (cm-1) D2 (cm) 2aΣ  (cm-1) 

  水 1.209 0.0005736 0.005526 0.1561 0.01913 
  鉄＊  1.144 0.002597 0.001231 0.3862 0.12720 

  ＊ 鉄反射体は厚さ 160.51 mmの時の定数 
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図 2-16 鉄と水からなる二層板状反射体のアルベド 
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2.7 改良型軽水炉（APWR）への適用 

 APWR においては、機械設計および腐食の観点から反射材としてステンレススチー

ルを採用した。ステンレススチールの主成分は鉄であるため、今まで行ってきた検討

で得られた結果はそのままこの反射体にもあてはまる。APWR のステンレス反射体を

含む炉心の径方向断面を図 2-17に示す。反射体は相対的に大きな割合を占める平板部

とコーナー部から成っている。鉄反射体の実験から、平板部の厚さは反応度効果が飽

和し始める厚さ 15cm と決定した。また、コーナー部では最外周燃料集合体コーナー

と炉心槽外側までの距離を含めて 15cm以上確保した。 

 ステンレススチール製反射体は高速中性子を良く反射することから、原子炉容器の

照射量を低減する（付録 7参照）と同時に炉心の反応度を増加させる。APWR炉心は

257体の 17×17燃料集合体から構成され、熱出力 4451MWtである。サイクル燃焼度

15000MWd/ｔ、3バッチ取替方式の平衡サイクルに於けるバッフル/反射体とステンレ

ススチール製反射体による臨界ほう素濃度の差は約 50ppm 

燃料集合
体

炉心槽 

ｽﾃﾝﾚｽｽﾁｰﾙ製 
反射体 

水反射体

水穴 

 
図 2-17  APWRのステンレススチール製横方向反射体 
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であった。この臨界ほう素濃度の上昇は濃縮度で約 0.07wt%235Ｕに相当する。従って、

サイクル燃焼度を固定すれば約 0.07wt%の濃縮度の低下が可能となり、これに伴う

U3O8の節約量は約 1％となる。 

 

2.8 第 2章の結論 

 燃料サイクルコストを低減させるためのひとつの手段として、反射体を用いて炉心

からの中性子漏れを低減させる方法がある。この反射体の効果を確認するため、TCA

を用いて鉄反射体の反応度効果を測定した。また、金の捕獲反応率分布を測定するこ

とによりスペクトル・インデックスの分布を求めた。 

 以下に測定およびその解析から得られた成果をまとめる。 

（１） 鉄反射体の反応度効果 

 鉄反射体に水を含まない場合、鉄板の厚さをバッフル板厚約 2cmから 15cmへ増加

すると約 1.8%Δρの反応度利得が得られ、水を約 10％含む場合でも約 1.5%Δρの反

応度利得が得られた。これらは、水反射体を基準とすると、それぞれ 0.38%Δρ、0.11%

Δρの反応度利得に相当し、鉄反射体は軽水減速炉心において水反射体より有効であ

る事が明らかとなった。反応度効果は鉄反射体厚さ 15cm 程度で飽和し始めたことか

ら、APWRの反射体厚さは 15cmとした。 

 ENDF/B-VIの鉄の断面積を用いた場合、PHOENIX-Pによる水を含まない鉄反射体

の解析では誤差 0.1％Δρ以内で測定値と一致したが、MVP による解析では、水を含

まない鉄反射体と 10％の水を含む鉄反射体の両方に対し反応度効果は過大評価となり

統計誤差 3σ≈0.1％Δρを超える差が見られた。 

（２） 反応率の空間分布およびスペクトル・インデックス 

 鉄反射体内のスペクトル・インデックスは 6.0～0.1 の範囲で急激に変化し鉄反射体

を持つ炉心の解析では、このようなスペクトル変化を正確に取扱える多群輸送計算が

 48



必要である。このため少数群、例えば PWR で用いられている 2 群拡散計算を行う場

合は、1次元多群輸送計算により 2群に縮約された断面積を用いた非均質計算を行うか、

第3章で述べる均質断面積と中性子束不連続因子を用いた均質計算を行う必要がある。

より正確には第 4 章で導かれる 2 群輸送等価拡散定数を用いた非均質拡散計算が必要

となる。 

 PHOENIX-P による解析では熱外および熱群の金の捕獲反応率分布およびスペクト

ル・インデックスの分布が測定値と非常に良い一致を示し、燃料棒、鉄反射体および

水反射体からなる非均質炉心の計算が正確に行われていることが明らかとなった。 

（３） 鉄の断面積評価 

 PHOENIX-P による鉄反射体反応度効果の解析から、JENDL-3.2 の“天然”の Fe

の断面積を用いた場合反応度効果は 0.472％Δρ（鉄反射体厚さ約 16cm）と測定値に

近い反応度効果を与えるが、“同位体”の断面積は 1.114％Δρと大きく過大評価した。

この原因は５６Fe の核データにあり、再評価が必要である事が分かった。MCNP によ

る解析では、ENDF/B-VI は統計誤差 3σ≈0.1％Δρを僅かに超える誤差を生じるが、

JENDL-3.3より測定値に近い結果を与えた。これらの比較・検討により、ENDF/B-VI

の同位体の核データが測定値を最も良く再現することが分かった。 

 以上をまとめると、鉄反射体の反応度効果の測定と解析から APWRの横方向反射体

の厚さは 15cmが設計上最も適当であること、および鉄の断面積は ENDF/B-VIが最も

良く測定値を再現することが分かった。 
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第 3章 反射体領域の 2次元均質拡散定数の計算法 

3.1 はじめに 

近年、計算機の長足な進歩による計算速度の向上ならびに炉心の高度化に伴う計算精

度向上の要求からノード法に基づく 3 次元炉心計算コードが広く用いられるようにな

った。PWRの炉心設計においてノーダルコードを用いるためには、集合体の均質定数

だけでなくバッフル/反射体の均質定数（以後 B/R定数と呼ぶ）を別途作成する必要が

ある。しかしながら、バッフルはその幾何学的な形状の複雑さのために炉心解析、特

に炉心周辺の集合体出力の予測に困難をもたらす。さらに、ステンレススチール製バ

ッフル板は熱中性子に対し強吸収体として働くため炉心/バッフル境界で大きな中性子

流が生じ、この取扱いの良し悪しが径方向炉内出力分布の予測精度に影響を与える。 

歴史的には、ノーダルコードではバッフルと反射体に替えて経験的アルベドが使用さ

れてきたが、中性子束不連続因子の採用による均質化法[１,２]が開発されて以来、バッフ

ル/反射体領域均質化のための適切なパラメータを見つけることに注意が払われるよう

になった[３]。炉心/バッフル境界のうちコーナー部での中性子束不連続因子は平坦部の

値と大きく異なることが知られている[４ ]。従って、良く知られた炉心設計コード

ANC[５,６,７]（付録 5参照）および SIMULATE[８]などでは、平坦部とコーナー部を表す

二組の B/R定数が用いられている。通常、これらの B/R定数は、PHOENIX-P[９]（付

録 4参照）や CASMO[１０]などの多群輸送計算コードによる 1次元スペクトル計算から

求められる。 

  しかしながら、たとえ二組の B/R定数を用いても､コーナー部に沿った集合体出力に

はかなりの誤差が見られる。このため以下に示す様に、バッフル/反射体領域を表すモ

デルについて多くの研究がなされてきた。 

M ller[１１]は PWR 半径方向反射体領域のノード等価拡散定数を作成するために、
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“ Normalized generalized equivalence theory response matrix model ”

（NGET-RM）モデルと呼ばれる環境に依存しない 1次元の反射体モデルを開発した。

炉心に対し内側に凹んだコーナーを持つノード（内向きコーナー）に対してNGET-RM

定数を適用する際に生じる二次元効果を減らすために、経験的調整法[１２]も提案した。

Pogosbekyan[１３]は、2次元的形状を持つバッフル板の中性子吸収効果による中性子束

および中性子流の変化を Interface Matrixで表現することによりノード計算の中で直

接的にバッフル板の応答を取込める均質化法を開発するとともに、炉心周辺で出力分

布またはスペクトルが大きく異なる条件下でもその手法が有効であることを示した。

しかしながら、その均質化手法の導入には部分中性子流と縦方向中性子漏れの連続性

を表す式の修正などノード展開法（Nodal Expansion Method: NEM）の大幅な修正が

必要であった。Hetzelt[１４]は、解析方向に垂直な方向の中性子漏れを考慮した 1次元 2

群の非同次拡散方程式を解くことにより、内向きコーナーノードに対する等価反射体

定数を得た。U、Gd、および MOX 燃料が装荷された小型炉心に対して、得られた断

面積の妥当性が示された。 

  これらに対し本研究では、実際の寸法を用いた 2次元幾何形状で、NEMの修正や、

調整因子を必要とせず、ノード計算に容易に適用できる B/R 定数を計算できる手法を

開発した[１５]。この手法では、2次元有限差分拡散コードにより炉心およびバッフル板、

水反射体等反射体領域を詳細にモデル化し、各メッシュ点での中性子束、中性子流を

求める。これらの中性子束を用いて反射体領域のノード内を均質化する。本手法は 2

次元であるため、ノードの各表面からの中性子流を考慮してノード内の２次元均質中

性子束分布を得る事ができるのが特徴であり、これにより 1 次元モデルよりも更に現

実的な中性子束不連続因子を求める事ができる。これら 2次元 B/R定数は、位置依存

性を持ち、1 次元 B/R 定数に比べ炉心出力分布の計算精度をより向上させることがで

きる。 
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3.2 均質化法 

均質化法とは、炉心を非均質体系で計算し、ある領域を平均化する場合その領域の

反応率､領域表面の中性子流、および炉心の実効増倍率を保存しつつその領域を代表す

る、領域内で定数であるパラメータを与える方法である。種々の均質化法の中で実用

化されたものの一つに中性子束不連続因子を用いる方法がある。この方法は、均質化

された領域境界での中性子束の不連続性を許容することにより、その領域表面での中

性子流を保存するものである[1]。 

ここでは、PWR のバッフル/反射体領域に対し 1 次元モデルを用いてその適用例を

示す[6]。従来、ノーダルコードに適用されている B/R 定数はこのモデルにより作成さ

れているものが多い。 

まず、反射体の均質な核定数が与えられた場合、反射体内の中性子束はエネルギー2

群では以下の拡散方程式で表される。 

( )
( ) 1

21
s2

12
22

2
2

2
12

1
21

s11
2

1

φΣφΣΣφ

φΣφΣΣφ

→→

→→

=++∇−

=++∇−

sa

sa

D

D
 

ここで、中性子漏れが無い漸近スペクトルを考えると、上記第二式から高速中性子束

と熱中性子束の間には、 

112
2

21

2 φ
ΣΣ

Σ
φ

→

→

+
=

sa

s  

の関係がある事が分かる。ここで実効減速断面積を 

2
12

1
21

1 φΣφΣφΣ →→ −≡ ssr  

と定義すると、 

12
2

221

ΣΣ

Σ
ΣΣ

→
→

+
⋅=

Sa

a
Sr  

となる。多群輸送計算にて定数を作成し 2 群に縮約したときに上方散乱を考慮した実

効的な減速断面積を上の様に定義しておくとことにより計算精度を損なわず、以後の
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拡散方程式の取扱いを容易にすることができる。この減速断面積を導入すると 2 群拡

散方程式は、 

( )

1222
2

2

111
2

1

φΣφΣφ

0φΣΣφ

ra

ra

D

D

=+∇−

=++∇−
 

となる。ここで、 

( )2
1

2
222

22
2

1

12
1

κκ

Σ,Σ
κ,ΣΣ

κ
−

==
+

=
D

S
DD

rara  

と置く。1次元の場合、炉心と反射体境界での中性子流を非均質計算で求めた 、

反射体の他の境界では中性子束を零とする境界条件を課すと求める均質体系での解

は以下のようになる。ただし、lは反射体の厚さである。 

hethet JJ 21 、

homoφ

( ) ( )

( ) ( ) homo
hethet

homo

het
homo

Sx
D
JS

D
Jx

D
xJx

1
22

2

1

1

2

2
2

111

11
1

φ
κcoshκ

κsinh
φ

κcoshκ

κsinh
φ

+
−

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−=

−
=

l

l

l

l

 

ここで、中性子束不連続因子を以下のように定義する。 

( )
( )0φ

0φ

=

=
=

x
x

f homo
g

het
g

g  

この中性子束不連続因子を用いて実効拡散定数を下式で定義する。 

( ) ( )effg
g

g
geffg

g

g
g f

D
f

D
D ,,

~,~ Σ=
Σ

=Σ==  

これらの定数を拡散方程式に用い、 ggg f φ=ψ とすると拡散方程式は以下のように書け

る。 

( ) 0ψ
~~

ψ
~

1ra11
2

1 =Σ+Σ+∇− D  

2121
2

2 ψ
~

ψ
~

ψ
~

raD Σ=Σ+∇−  
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この方程式を、中性子流( gj
~ )連続、中性子束( )連続の条件を用いて解く。 gψ

 

  
0

ｘ

燃料領域
0φφ 22 == homohet

反射体（水）

中性子束不連続因子 ｆ

het
2φ

homo
2φ中性子流

l

バッフル板

 

図 3-1 1次元バッフル/反射体領域の中性子束変化 

 

すなわち、領域境界で下式が成り立つことを要求する。 
het
g

homo
ggg f φφψ ==  

従って､境界では中性子束 は非均質の中性子束 と一致し､均質体系での中性子

束 は図 3-1に示すように、中性子束不連続因子に相当する不連続性を有している。

このように中性子束の不連続性を許すという自由度を与えることにより、非均質で得

られた中性子流を均質体系で保存することができる。また、先に述べた実効断面積を

用いれば、拡散方程式を変えることなく非均質領域を均質領域として取扱うことがで

きる利点がある。 

gψ
het
gφ

homo
gφ
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3.3 反射体領域の２次元均質化法 

 本章では 2次元体系での均質化法について述べる。この方法は､X-Y体系での 2次元

2 群の非均質計算による中性子束が利用可能であるという前提であるが、それは

HIDRAコード[１６]（付録 6参照）などにより容易に得ることができる。HIDRAは PWR

の実機炉心設計に使用されている有限差分法に基づく 2 次元 2 群拡散コードであり、

炉心、バッフル/反射体、炉心槽および中性子遮蔽体などを容易にモデル化することが

できる。その中性子束および中性子流分布に基づいて各ノードの中性子束不連続因子

を求める方法を以下に述べる。図 3-2には PWR炉心の図式的な断面および以後使用す

る燃料ノード、B/Rノードを示す。 

 

燃料 
集合体

燃料 
ノード 

バッフル板 

反射体（水） 

反射体（水）

 

水ギャップ 

バッフル/反射体ノード 

原子炉容器 

炉心槽 
中性子遮蔽体 

 

図 3-2 PWRの反射体断面図 
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3.3.1 ノード内中性子束分布 

（１）燃料ノード ( ) 0ν ≠Σ f

  均質化された燃料ノードでは、2群拡散方程式は下式で表される。 

               ( ) ( )22111
2

1 φνΣφνΣ
1

φΣΣφ ff
eff

ra K
D +=++∇− 11       （3-1a） 

                              （3-1b） 1222
2

2 φΣφΣφ raD =+∇−

式（3-1a） と (3-1b)を用いると について次の式が得られる。 1φ

                 ( ) 0φ
1

φ
11

φ 12
2

2
1

1
2

2
2

2
1

1
22 =⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛

⋅
−

+∇⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+−∇∇

LL
K

LL
,          （3-2） 

ここで、 

111 ν
1

f
eff

rat K
Σ−Σ+Σ≡Σ , 

effa

f

t

r

K
K 1ν

2

2

1 Σ

Σ
⋅

Σ
Σ

≡ , 

1

12
1

t

D
L

Σ
≡  and 

2

22
2

a

D
L

Σ
≡  

である。式（3-2）の一般解は 

( ) ( )∫ ⋅=
π2

0

ωφ θθ θ deK i rk  

のように書ける[１７]。ここで、ｋは x軸に対する角度により一義的に決まる単位ベクト

ルである。通常、この方向を表すベクトルｋは使用できる境界条件の数に応じて離散

化して取扱われる。 

  ノーダルコードで燃料棒出力分布を計算するためのピンパワリカバリ法では、正確

なノード内中性子束分布を得るために 8項による展開式が用いられる[１８]。しかしなが

ら、B/R 定数の計算にはノード表面平均中性子束を使用するのみで十分である。従っ
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て、本研究では図 3-3に示されるように、4項による展開表現を用いた。それゆえ、以

下のようになる。 

( )∑∑
=

+

=

⋅ ==
4

1

ω
4

1

ω
1

,,φ
n

ykxki
n

n

i
n

ynxnn eCeC rk , 

ここで、 , , そしてnxnk θcos, = nynk θsin, =
( )
4

1π2
θ

−
=

n
n である。  は決定されるべ

き定数である。 

nC

                             Y 

                        

                 2k
r

 

                   3k
r

1k
r

     X 

                         

         4k
r

 

 

 

 

 

 

図 3-3 4項表現での k
r

 

  一般解を式（3-2）へ代入すると下式を得る。 

01
ω

11
ω 2

2
2
1

2
2
2

2
1

4 =⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
⋅
−

+⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
++

LL
K

LL
. 

従って は、 2ω

⎪⎭

⎪
⎬
⎫

⎪⎩

⎪
⎨
⎧

⋅
−

−⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
++⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+−== 2

2
2
1

2

2
2

2
1

2
2

2
1

22 141111
2
1

μω
LL
K

LLLL
, 

および、 

⎪⎭

⎪
⎬
⎫

⎪⎩

⎪
⎨
⎧

⋅
−

−⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
++⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+−=−= 2

2
2
1

2

2
2

2
1

2
2

2
1

22 141111
2
1

νω
LL
K

LLLL
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である。ところで、式（3-2）は以下のように書き直される。 

( )( ) 0φνμ 1
2222 =−∇+∇ 、または ( )( ) 0φμν 1

2222 =+∇−∇  

従って、解 は、 1φ

                            ( ) 0φμ μ
22 =+∇ ,                           （3-3a） 

および 

                            ( ) 0φν ν
22 =−∇ .                         （3-3b） 

の解の線形結合、 

           ( ) νμ1 φφ,φ +=yx ,                       （3-4） 

で表わされる。ここで、  および は各々式(3-3a)、(3-3b)の解である。 μφ νφ

  1>K の場合は, であるので、4項展開を用いれば, 、 は 0μ2 > μφ νφ

                     （3-5a） 
( ) ( ) ( ) ( ) ,μsinμcosμsinμcos

φ

2211

μ
4

μ
3

μ
2

μ
1μ

ybyaxbxa

eCeCeCeC yixiyixi

+++=

+++= −−

               ( ) ( ) ( ) ( ybyaxbxa νsinhνcoshνsinhνcoshφ 2211ν )′+′+′+′=    （3-5b） 

と書ける。 を下式と仮定して、 2φ

                         ( ) νμ2 φβφα,φ ⋅+⋅=yx ,                      （3-6） 

式(3-4), (3-6)を式(3-1b)に代入すれば結合係数、 

2
22 μ

α
⋅+Σ

Σ
=

Da

r
 , 2

22 ν
β

⋅−Σ
Σ

=
Da

r  

を得る。 

  同様に、 1<K の場合は､ であるので、 を0μ2 < 2μ 2μ− で置きなおすと、 µφ と  に関

する同様な表現 

νφ

             ( ) ( ) ( ) ( ybyaxbxa μsinhμcoshμsinhμcoshφ 2211μ )+++= ,      （3-7a） 

             ( ) ( ) ( ) ( ybyaxbxa νsinhνcoshνsinhνcoshφ 2211ν )′+′+′+′= ,     （3-7b） 

2
22 μ

α
⋅−Σ

Σ
=

Da

r , 2
22 ν

β
⋅−Σ

Σ
=

Da

r . 
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を得る。 

 1=K の場合は となる。このため、式（3-3a）は Laplace の方程式となる。こ

の解の中で、境界条件の数から使用可能なものは、 

0μ=

dcybxyax +++=μφ  

であり、式（3-3b）の解は変わらないため、 

( ) ( ) ( ) ( )ydycxbxa νsinhνcoshνsinhνcoshφν ′+′+′+′=  

となる。 はこの の線形結合を用いれば良い（付録 8参照）。 1φ νμφ,φ

（２） バッフル/反射体ノード ( 0ν =Σ f ) 

  均質化されたバッフル/反射体ノードには、中性子ソースが無いため、2 群拡散方程

式は下記のようになる。 

                         
( )

⎪⎩

⎪
⎨
⎧

Σ=Σ+∇−

=Σ+Σ+∇− 11

,φφφ

0φφ

1222
2

2

1
2

1

ra

ra

D

D
                      （3-8） 

ここで、
1

1
2
1

2 1
μ

DL
ra Σ+Σ

==  、
2

2
2
2

2 1
ν

DL
aΣ== と置くと､式（3-8）の解は以下のように表され

る。 

                           
( )
( )⎪⎩

⎪
⎨
⎧

+⋅=

=

,φφα,φ

φ,φ

νμ2

μ1

yx

yx
                     （3-9） 

ここで、 2
22 μ

α
⋅−Σ

Σ
=

Da

r  であり、 

              
( ) ( ) ( ) (
( ) ( ) ( ) ( )⎪⎩

⎪
⎨
⎧

′+′+′+′=

+++=

.νsinhνcoshνsinhνcoshφ

μsinhμcoshμsinhμcoshφ

2211ν

2211μ

ybyaxbxa

ybyaxbxa )
    （3-10） 

である。 

燃料およびバッフル/反射体ノードの解は、次の様に統一的に記述できる： 
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( )
( )⎪⎩

⎪
⎨
⎧

⋅+⋅=

⋅+=

,φβφα,φ

φδφ,φ

νμ2

νμ1

yx

yx
                      （3-11） 

ここで、燃料に対しては であり、バッフル/反射体に対しては  である。また、

結合係数は下式となる。 

1δ= 0δ=

          

⎪
⎪
⎪
⎪

⎩

⎪
⎪
⎪
⎪

⎨

⎧

<
⋅−

=

>
⋅+

=

ノードの燃料ノードまたは

の燃料ノード

の燃料ノード

RBK
D

K

K
D

a

r

a

r

a

r

/1
μΣ

Σ

1
Σ

Σ

1
μΣ

Σ

α

2
22

2

2
22

 

          
⎪
⎩

⎪
⎨

⎧
⋅−=

ノード

燃料ノード

RB

Da

r

/1

νΣ

Σ

β
2

22  

1>K なる燃料ノードに対しては、 

                
( ) ( ) ( ) ( )
( ) ( ) ( ) ( )⎪⎩

⎪
⎨
⎧

′+′+′+′=

+++=

,νsinhνcoshνsinhνcoshφ

μsinμcosμsinμcosφ

2211ν

2211μ

ybyaxbxa

ybyaxbxa
   （3-12a） 

であり､ 1=K の燃料ノードに対しては付録 8参照。その他のノードに対しては、 

                
( ) ( ) ( ) (
( ) ( ) ( ) ( )⎪⎩

⎪
⎨
⎧

′+′+′+′=

+++=

.νsinhνcoshνsinhνcoshφ

μsinhμcoshμsinhμcoshφ

2211ν

2211μ

ybyaxbxa

ybyaxbxa )
   （3-12b） 

である。式 (3-12a) （3-12b）で、a、a’、bと b’がノード境界の条件を用いて決定され

る。 

3.3.2 ノード境界中性子流 

  Fickの法則によると、中性子流は下式で表される： 

φ∇−= DJ . 

式 (3-11)から、2群の中性子流は 
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( )

( )
⎪
⎪
⎩

⎪⎪
⎨

⎧

⋅⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+⋅⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
=∇+∇−=

⋅+=∇⋅+∇−=

,βαφβφα

δφδφ

ν

1

2
μ

1

2
νμ22

νμνμ11

J
D
D

J
D
D

DJ

JJDJ

      （3-13） 

と書かれる。ここで、  であり、μ1μ φ∇−= DJ ν1ν φ∇−= DJ である。 

2次元 X-Yモデルで図 3-4に示すような均質ノードを考える。 

 

   

    
S2 

S4 

S1 

S3 

(h/2, h/2) 

(h/2, -h/2) 

(-h/2, h/2) 

(-h/2, -h/2) 

X 

Y 

図 3-4 ノードの座標 
 

4つのノード表面を S1、S2、S3および S4とする。式（3-13）により、各表面に沿って

積分して得られた中性子流を 、 とする。 µJ νJ

1>K のノードの表面 s1 で式（3-12a）から、表面平均中性子流 Jμは 

( ) ( ) ( ) ( ) ,]μsinμcosμsinμcos[
2

2
2

2
211

1
μ

1 dxybyaxbxa
dy
d

h
DJ hy

h

h
s

=−
+++−= ∫  

であり、 

2121μ 2
μcosμ

2
μsinμ1 bhDahDJ s ⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛−⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛=   

となる。他の表面についての積分により下記に示す同様な結果が得られる。 

1111μ 2
μcosμ

2
μsinμ2 bhDahDJ s ⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛−−⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛−= , 
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2121μ 2
μcosμ

2
μsinμ3 bhDahDJ s ⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛−−⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛−= , 

1111μ 2
μcosμ

2
μsinμ4 bhDahDJ s ⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛−⋅⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛= . 

  上記の方程式は行列形式により纏めて書き直される。 

                                11μ BMJ ⋅= ,                     （3-14） 

ここで、 ( )Tssss JJJJ 4321
μμμμμ =J 、 ( )Tbbaa 21211 =B であり、

⎟⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
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⎟
⎟

⎠

⎞

⎜⎜
⎜
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⎜
⎜

⎝
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−−−

−−−

−

⋅=

0)
2
μcos(0)

2
μsin(

)
2
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2
μsin(0

0)
2
μcos(0)

2
μsin(

)
2
μcos(0)

2
μsin(0

μ11

hh

hh

hh

hh

DM  

1<K の燃料またはバッフル/反射体ノードのM1 の同様な表現は、 

⎟⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟
⎟

⎠

⎞

⎜⎜
⎜
⎜
⎜
⎜
⎜
⎜
⎜

⎝

⎛

−−

−−
⋅−=

0)
2
μcosh(0)

2
μsinh(

)
2
μcosh(0)

2
μsinh(0

0)
2
μcosh(0)

2
μsinh(

)
2
μcosh(0)

2
μsinh(0

μ11

hh

hh
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となる。同様に、  は νJ
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  式（3-14）と（3-15）を式(3-13)へ代用することにより 2群の中性子流 J1と J2につ

いての行列方程式を得る。 

                                                      （3-16） BPJ ⋅=homo

ここで、homo は‘均質’を意味する。また、 

( )Tsssssssshomo JJJJJJJJ 43214321
22221111=J , 

( )Tbbaabbaa ′′′′=B 21212121 . 

Pは係数行列であり、式 (3-13)、（3-14）および（3-15）から以下のように与えられる。 
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  さて、非均質ノードに対する表面平均中性子流 は既に求められているとしている

ので、8個の未知数 、 、 、

hetJ

1a 2a 1a′ 2a′、 、 、1b 2b 1b′、 2b′は、各ノード境界で、式（3-16）

に、下式に示す表面平均中性子流の連続性を課すことにより決定することができる。 

                                                           （3-17） thomo heJJ =

ここで、het は‘非均質’を意味する。均質ノード内での中性子束分布は、式（3-11）

および（3-12a）または（3-12b）にこれらの定数を用いることにより求めることがで

きる。 

3.3.3 中性子束不連続因子 

各ノード表面に対する中性子束不連続因子を求めるためには、ノード表面平均中性

子束が必要となるがこれは下式により計算する： 
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 ,   g= 1, 2.    （3-18） 

これらにより、3.2示した 1次元の場合と同様に、各ノード表面の中性子束不連続因
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子を得ることができる。 

                        homos
g

hets
gs

g i

i

if ,

,

φ

φ
≡  , 2,1=g   4,3,2,1=i ,          （3-19） 

ここで、hetと homoは各々、‘非均質’および‘均質’の解を表す。上記の議論は燃

料およびバッフル/反射体ノードの両方で成り立つ。 

ノード表面依存の中性子束不連続因子を取扱えるノーダルコードでは、式（3-19）

により求められる値を直接用いることができるが、コードによっては、Koebke の

Simplified Equivalence Theory[１９]に対応するノードにひとつ割り当てられる実効的

な拡散係数および断面積を用いるものもある。この場合、各々のバッフル/反射体ノー

ドの中性子束不連続因子は、その相対的な位置を考慮して定義される。炉心に一面で

接しているノードの不連続因子は、その面の不連続因子を採用した。二面で炉心に接

しているノードはそれら二面の不連続因子の平均を採用した。コーナーで炉心に接し

ているノードに対しては、隣接ノードの平均の不連続因子を割り当てた。このように

定義された中性子束不連続因子およびノードの均質拡散定数を用いて、各バッフル/反

射体ノードの実効拡散定数は 

g

g
effg

g

g
effg

f
D

D

f

=

Σ
=Σ

,

,
 

 
 
 

と定義される。これらの実効断面積は、バッフル/反射体領域を表すための B/R定数と

してノード計算に使用される。 

 上記の手法に基づき、中性子束不連続因子および実効断面積を計算するコード

CUDISCON［15］を開発した。CUDISCON はまず、HIDRA による非均質計算結果で

あるメッシュ点毎の中性子束、幾何形状などの情報を含むデータ・ファイルを読み込

み、非均質で計算されたデータに基づいてノードの表面での平均中性子束と平均中性

子流、更には中性子束と体積を重みにしたノードの平均断面積を計算する。
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CUDISCON は次に、これらの情報を基にノード内の中性子束分布、中性子束不連続

因子を計算し、最終的にバッフル/反射体ノードの実効断面積であるB/R定数を求める。

CUDISCONコード内には、2ループ、3ループ、4ループ PWR炉心および APWR炉

心の炉心形状およびバッフル/反射体のノードの位置が格納されており、これらにより

炉心のタイプを指定するだけで容易に各バッフル/反射体ノードの実効断面積を計算す

る事ができる。 

 

3.4 ウラン炉心での検証 

  図 3-5に示す代表的な 3ループ PWR炉心を用いて 2次元 B/R定数のテストを行っ

た。炉心には、0、15および 30GWd/tの燃焼度を持つ 3種類の 17×17 UO2燃料集合

体（図 3-6 参照）が装荷されている。燃料装荷パターンは新燃料集合体を全てバッフ

ル/反射体に隣接して装荷する out-in方式である。 

 0 GWd/t 燃料集合体

15 GWd/t 燃料集合体

30 GWd/t 燃料集合体

16
15

12 13 14
11

6 7 8 9 10
5

1 2 3 4
B/R ノード番号

 

 

 

 

 

計装用案内ｼﾝﾌﾞﾙ 

制御棒案内ｼﾝﾌﾞﾙ 

燃料棒 

 

 
図 3-5 3ループ炉心のバッフル/    図 3-6 PWRの 17×17燃料集合体 
    反射体ノード（1/8炉心） 
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  HIDRAの非均質計算に必要な燃料、水ギャップ、バッフル、反射体などの拡散定数

は、2 次元の輸送計算コード PHOENIX-P により求めた。まず始めに、HIDRA によ

り、炉心およびバッフル/反射体領域を詳細メッシュにより直接モデル化して計算し、

以後この計算結果を参照解とした。CUDISCON コードでは、均質化において一集合

体当たり四つのノードを使用しているので、3ループ炉心では図 3-5に示すように合計

16セットの B/R定数が得られる。 

  従来の手法と比較するために、2次元モデルで使用したと同じ燃料、水ギャップ、バ

ッフル、反射体などの核定数を用いて図 3-7 に示す 1 次元炉心モデルで、フラット部

とコーナー部の B/R 定数を作成した。バッフル板と炉心槽の間の厚さは、それらの間

の水の量が保存されるように決定した。均質化されたノードに対する拡散係数と断面

積は中性子束と体積の重みを用いてバッフル/反射体の全領域に渡って平均することに

より求めた。中性子束不連続因子は一様な定数を持つ均質な媒質に対して、炉心とバ

ッフルの境界では非均質計算で得られた中性子流、無限遠では中性子束が零という境

界条件を課すことにより求めた。 

 
熱遮蔽体 炉心槽 水ギャップ 

X 

 

 

 

 水反射体 バッフル板

図 3-7 1次元 B/R定数計算モデル 

  中性子束不連続因子は 0、1000 および 2000ppm のほう素濃度に対して計算した。

バッフル/反射体ノードおよびいくつかの燃料集合体の中性子束不連続因子を 0ppm

の場合について図 3-8に示す。比較のため 1次元モデルによるバッフル/反射体定数を
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用いた場合の中性子束不連続因子を表 3-1に示す。求められた 1次元および 2次元の

B/R定数を用いて、3種類のほう素濃度で再び HIDRAコードを用いて炉心計算を行

った。1次元の B/R定数を用いる場合は、ノード 1から 4（図 3-5参照）まではフラ

ット部の定数を、ノード 5 から 16 まではコーナー部の定数を用いた。得られた keff

およびピーク出力の比較を表 3-2に示す。表 3-2から、ほう素濃度 0ppmの場合、2

次元の B/R定数が 1次元定数よりも良い結果を与えていると言える。より高いほう素

濃度に対しては 1次元 B/R定数、2次元 B/R定数とも参照解と良く一致している。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-8 2次元モデルによる中性子束不連続因子（ほう素濃度 0ppm） 
[f1および f2は高速および熱群に対する中性子束不連続因子を表す] 

 
表 3-1  1次元モデルによる中性子束不連続因子 

中性子束不連続因子 
0ppm 1000ppm 2000ppm 炉心周辺部 

1群 2群 1群 2群 1群 2群 
フラット部 1.031 0.469 1.035 0.573 1.036 0.611 

コーナー部 1.203 0.278 1.211 0.339 1.214 0.386 

  

   
     

    
     

1.098
   0.333
    1.157

0.267
1.115 1.092 1.033 1.095
0.433 0.488 0.664 0.465

1.105
0.331
1.161
0.266

1.106 1.161 1.161
0.332 0.268 0.267
1.160
0.264

1.171 1.177 1.168 1.164 f1
0.271 0.266 0.278 0.271 f2

f1=1.004
f2=0.960

f1=0.996
f2=0.959

f1=1.009
f2=0.962

燃料集合体中性子束
不連続因子

B/R ノード中性子束不連続因子

               0 GWd/
 
             15 GWd/
 
             30 GWd/

t 燃料

t 燃料

t 燃料
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表 3-2  keffとピーク出力の比較 

参照解 2D B/R 定数 1D B/R 定数 ほう素濃
度 keff ﾋﾟｰｸ出力 keff ﾋﾟｰｸ出力 keff ﾋﾟｰｸ出力 

0ppm 1.1389 1.298 1.1389 1.299 1.1394 1.309 
1000ppm 1.0477 1.380 1.0476 1.387 1.0478 1.376 
2000ppm 0.9713 1.418 0.9712 1.426 0.9712 1.422 

 

ｋeffは炉心全体の量であり、ピーク出力は炉心内部に生じているので B/R定数の効果

は小さいように見受けられるが、B/Rに接する集合体出力が問題となる。次に、二つ

のほう素濃度に対する燃料集合体出力分布を図 3-9と図 3-10に示す。 

 
1.311
 -0.31  
 0.53  
1.105 1.292 Heterogeneous B/R (ref.) 
 -0.24  -0.23 (P1D B/R – Pref.)*100/ Pref.  
 0.51  0.49 (P2D B/R – P ref.)*100/ Pref.  
1.273 1.073 1.235 Maximum error:
 -0.24  -0.19  -0.24 1D B/R:  0.99%
 0.45  0.42  0.35 2D B/R: x-0.64%
1.044 1.219 1.009 1.138 
 -0.29  -0.25  -0.20  -0.18  
 0.34  0.32  0.24  0.12  
1.168 0.984 1.127 0.910 0.983 
-0.17  -0.10  -0.09  0.00  0.10 
 0.20  0.17  0.09 -0.07 -0.26 

0.929 1.085 0.907 0.974 0.807 
-0.11 -0.09 0.00  0.10  0.99 
 0.02 -0.02 -0.13 -0.28 -0.63 

1.030 0.814 1.006 0.751 
-0.10 0.00  0.40  0.67  
-0.21 -0.22 -0.41 -0.64  
0.936 0.727
0.21 0.14   
-0.52 -0.58   

1.232 
-2.19   
 0.31   
1.045 1.220  Heterogeneous B/R (ref.)
-2.12 -2.05  (P1D B/R – Pref.)*100/ Pref.  
 0.30  0.29  (P2D B/R – Pref.)*100/ Pref.  
1.208 1.024 1.182  Maximum error:
-1.90 -1.76 -1.52  1D B/R:  3.81% 
 0.27  0.25  0.22  2D B/R:x -0.50% 

1.005 1.172 0.981 1.115 
-1.49 -1.37 -1.02 -0.45  
 0.20  0.19  0.15  0.09  
1.141 0.967 1.111 0.911 0.998
-1.00 -0.83 -0.36  0.38  1.50
 0.12  0.10  0.06  0.00 -0.05

0.932 1.088 0.922 0.997 0.852
-0.43 -0.18  0.33  1.40  3.81
-0.01 -0.01 -0.06 -0.08 -0.29

1.058 0.844 1.062 0.806 
0.13  0.66  1.88  2.85  
-0.18 -0.09 -0.22 -0.33  
0.995 0.783 
0.25 1.28   
-0.50 -0.46   

 
図 3-9 出力分布の比較（0ppm）    図 3-10 出力分布の比較（1000ppm） 
         

図から、2 次元 B/R 定数は集合体出力を 1 次元 B/R 定数より正確に予測できる事が

分かる。ほう素濃度 0ppmの場合、 1次元 B/R定数を用いた場合最大 3.81%の誤差

が生じるが、2次元 B/R定数を用いた場合には最大誤差は 0.50%である。 
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  異なる燃料装荷パターンに対して、B/R定数の出力分布への影響を確認するために、

15GWd/t の燃焼度を持つ 1 回照射燃料をコーナーに沿ったバッフル板に隣接して配

置した。炉内の燃料集合体を燃料棒出力が炉心設計上許容できる範囲に収まるように

交換して図 3-11 に示す中性子低漏洩型燃料装荷パターンを作成した。ほう素濃度

0ppm での集合体出力分布の比較を図 3-12 に示す。1 次元 B/R 定数を使用した場合

最大誤差は 2.68%であるのに対し、2次元 B/R定数を用いた場合誤差は 0.48%に収ま

る事が分かった。 

 
1.306     
-1.30     
 0.13     
1.251 1.187  Heterogeneous B/R (ref.)  

-1.28 -1.26 (P1D B/R –Pref.)*100/ Pref. 
 0.12  0.12 (P2D B/R –Pref.)*100/ Pref. 
1.154 0.979 1.123  Maximum error: 

-1.13 -1.02 -0.89 1D B/R:  2.68% 

 0.11  0.10  0.09 2D B/R: x-0.48% 

0.961 1.407 0.995 1.421  
-0.94 -0.78 -0.60 -0.35  
 0.07  0.07  0.07  0.06  
0.863 0.941 1.077 0.932 1.133 

-0.58 -0.43 -0.28  0.11  0.62 

 0.02  0.02  0.03  0.04  0.07 

0.945 1.376 0.896 1.066 0.582 

-0.11 0.00  0.22  0.75  2.68 

-0.07 -0.05 -0.03  0.04  0.15 

1.067 1.030 0.943 0.508  
0.19  0.58  1.48  2.36  
-0.19 -0.12 -0.12  0.15  
0.903 0.726    
0.22  1.24    
-0.48 -0.42     

     0GWd/t 燃料 

    15GWd/t 燃料 

    30GWd/t 燃料 

 

図 3-11 中性子低漏洩型燃料装荷パターン 図 3-12 集合体出力の比較 
                        [中性子低漏洩型燃料装荷パターン（0 ppm）] 

 

これらの出力分布の比較は、バッフル/反射体領域をモデル化するために 1次元 B/R定

数に換えて 2次元 B/R定数を使用することにより出力分布の計算精度が飛躍的に改善

されることを示している。 
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ほう素濃度 0および 1000ppmに対する B/R ノード毎の中性子束不連続因子の変化

を図 3-13に示す。ほう素濃度が増加すると、高速群の中性子束不連続因子は変わらな

いが熱群の中性子束不連続因子は大きくなる。これは、炉心/バッフル境界､すなわち水

ギャップにおける非均質計算での熱中性子束がほう素による熱中性子の吸収により大

きく低下するからである。コーナー部にあるノード 6、12と 16は高速群では小さな中

性子束不連続因子、熱群では大きな中性子束不連続因子を持つ。これらの三つのノー

ドは、2面で炉心に接している内向きコーナーであり、そこでは他のノードに比べてバ

ッフル板は約 2 倍含まれている。バッフル板の体積の増加は、高速群での中性子の減

速を減少させると同時に、より大きな熱中性子吸収を生じさせる。低減した減速は高

速群での小さな中性子束不連続因子を与えるし、高速群からの中性子減速の減少に加

えて、増大した熱中性子吸収は熱群での大きな中性子束不連続因子を引き起こす。ノ

ード 3 はフラット部の他のノードに比べて小さな高速群中性子束不連続因子と熱群で

の大きな中性子束不連続因子を持つ。これは、このノードはバッフル板に加え炉心槽

を含み大きな中性子減速の減少と共に大きな熱中性子吸収を引き起こすためである。 

バッフル板の吸収は水反射体のそれより大きい。それ故、表 3-3 に示す様に、例え

ば内向きノード 12 などの吸収断面積は他のノード例えばノード 11などとは大きく異

なる。この差は１元モデルではコーナ部に属する全てのノードに同一の定数が使用さ

れるため無視される。 

その上、コーナーでは図 3-14に示すように、1次元モデルでは炉心から漏れ出た中

性子が再び炉心に入射する効果を取り込むことができないが、2次元モデルでは計算全

体の中でこの効果を捕らえることができる。 

ほう素濃度が増加すると、ほう素が反射体の水に溶けているためバッフル板のステ

ンレススチールと反射体の吸収断面積の差が小さくなる。従って、吸収の増加により、

炉心から漏れ出た中性子がバッフル/反射体領域を横切り再び炉心に 
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図 3-13 2次元モデルによる B/Rノードの中性子束不連続因子 

 73



表 3-3  ノード 11と 12の吸収断面積の比較 

平均吸収断面積 
ノード 11 ノード 12 ほう素濃度 

1群 2群 1群 2群 

0ppm 1.783×10－３ 1.921×10－２ 2.350×10－３ 2.842×10－２ 

1000ppm 2.168×10－３ 3.857×10－２ 2.660×10－３ 4.695×10－２ 

 
 
 

 
燃料 

 
燃料 

 

 
燃料 

 

 
反射体(水) 

バッフル板 

 

 

 

 

 

図 3-14 B/Rノードを横切り再び燃料に入射する中性子 

入射する確率は小さくなる。このような状況下では､バッフル/反射体領域は 1次元計算

から得られる一組の定数を用いて表すことができる。これが、ほう素濃度 1000ppmの

時に１次元B/R定数を用いても 2次元B/R定数を用いてもコーナー周りの出力分布の

結果が同じような精度を持つ理由である。 

 全ての結果は､2 次元 B/R 定数は、非均質計算で得られた keff、ピーク出力、特に出

力分布を良く再現することができることを示している。従来の 1次元 B/R定数と比較

すると明らかに 2次元 B/R定数は計算精度を向上しており、その結果はほう素濃度の

変化に対しても安定している。 

 図 3-12は、典型的な炉心を基に計算された 2次元 B/R定数は炉心周辺の燃料集合体

が変化しても非均質計算の結果を十分に再現することを示している。すなわち、2次元

B/R 定数は燃料装荷パターンにほとんど依存しないと言える。中性子低漏洩型燃料装
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荷パターンでほう素濃度 0ppmの条件で求めた 2次元中性子束不連続因子は図 3-8に

示したものと一致することは別途確認されている。従って､同種の燃料集合体を用いて

いる同型の炉心の核設計に対しては、ほう素濃度に加えて必要な場合は水反射体の温

度変化を考慮するための減速材密度をパラメータとした B/R 定数セットを用意してお

けば良いと言うことができる。それは、その場合バッフルに接する燃料集合体の中性

子束およびスペクトルは大きく変化せず、バッフル/反射体ノードの中性子束不連続因

子はわずかしか変化しないからである。MOX 燃料の場合その核的性質は UO2燃料と

大きく異なっている。たとえば、MOX の熱吸収断面積は UO2のそれより約 5 倍大き

い。炉心周辺のUO2燃料がMOX燃料に置き換えられた場合、バッフル/反射体の境界

での熱中性子束は大きく変化し、その結果として中性子束不連続因子も大きく変化す

る。従って、MOX燃料を使用する場合は別途MOX燃料用の B/R定数を準備する必要

がある。このことは次節で検討する。 

 最後に、バッフル/反射体領域を非均質で取扱う参照解を得る計算においてバッフル

板、水反射体に中性子の輸送効果を取込める輸送等価拡散定数が使用できれば、本手

法を用いることによりノーダルコードによる炉心解析に容易に輸送効果取込むことが

でき、炉心出力分布の計算精度は格段に向上するものと期待される。 

 

3.5 MOX 炉心への適用 

 バッフル板に接して炉心周辺にMOX燃料が装荷された場合、B/R定数に与える影響

を評価するため、図 3-15に示す 3ループ炉心の対角軸の両側にMOX燃料を装荷した

燃料装荷パターンで中性子束不連続因子を計算した。 

 高速群の中性子束不連続因子を図 3-16 に、熱群の中性子束不連続因子を図 3-17 に

示す。図 3-16 より､高速群の中性子束不連続因子は MOX 燃料の有る無しに影響され

ないが、図 3-17および表 3-4から熱群の中性子束不連続因子はウラン燃料とMOX燃
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料の両方に接しているノード番号 12のノードでは約 15％の減少幅であるが、MOX燃

料に接するその他のノードでは約 30％減少していることが分かる。これは、MOX 燃

料の熱群の吸収断面積がウラン燃料より大きいため、MOX燃料とバッフル板の境界で

非均質体系での熱中性子束がウラン燃料の場合より大きく低下するためである。従っ

て、MOX燃料に面で接する B/Rノードの中性子束不連続因子は 30％低減すると言え

る。 

 MOX燃料がバッフル板に隣接して装荷されると周辺の中性子束、特に熱中性子束が

変化し中性子束を重みにして求められる B/R ノードの平均核定数が変化する。高速群

の拡散定数および断面積の変化は１％以内と僅かな変化であった。しかしながら、熱

群の吸収断面積は表 3-4に示すように、MOX燃料と角で接しているノード番号 14の

ノードでは 1.5％と変化は少ないが､これを除くMOX燃料に面で接する B/Rノードで

は約 5～12%と大きい。5％の変化はウラン燃料とMOX燃料に接する B/Rノードに対

する変化であり、その他のMOX燃料に面で接する B/Rノードでは約 10％程度減少し

ている。 

 従って､MOX 燃料がバッフル板に隣接して装荷された時の影響は、熱群での中性子

束不連続因子が約 30％ウラン燃料の場合に比べて低下することおよび熱群の吸収断面

積が約 10％減少することに集約される。 

 B/R定数がMOX炉心の出力分布に与える影響を図 3-15に示すMOX装荷炉心を用

いて検討した。基準となる B/R定数は、図 3-15の装荷パターンを用いて作成したMOX

燃料の影響を取り入れた B/R 定数である。これを用いてノーダルコード ANC により

求められた出力分布を図 3-18に B/R(MOX)として示す。他の B/R定数は、図 3-15示

す MOX 炉心において MOX 燃料をウラン燃料に置き換えたウラン炉心で作成された

MOX燃料の影響のない B/R定数である。これを用いて求められたMOX炉心の出力分

布を図 3-18 に B/R(UO2)として示す。これらの出力分布の比較から、B/R 定数の影響
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は MOX 燃料の集合体出力のみに現われ、ウラン炉心で作成された B/R 定数を用いた

場合、集合体出力を約 3％過大評価する。これは、ウラン炉心で作成されたMOX燃料

に接する B/R ノードの中性子束不連続因子が MOX 炉心で作成されたそれよりも大き

く、実効的拡散係数が小さくなるためである。これら B/R 定数の臨界ほう素濃度に与

える影響は、MOX炉心で作成された B/R定数を用いた場合は 1446ppmであり、ウラ

ン炉心で作成された B/R定数を用いた場合は 1448ppmとなり差は 2ppmである。こ

れは後者の場合、実効的拡散係数が小さくなり中性子漏れが少なくなるためである。 

 以上の検討により、MOX 燃料集合体出力に対する B/R ノード定数の影響は大きく

MOX燃料集合体が多数装荷された場合、in-out出力チルトの原因となる。また、燃料

シャッフリングによる燃料装荷パターン決定のための出力分布評価に誤差を生じ、適

切な装荷パターンの決定が難しくなる。このため、適切な B/R 定数を用いる必要があ

るが、ウラン炉心で作成した B/R ノード定数および中性子束不連続因子に対し MOX

燃料の装荷位置により補正を施すのが現実的である。MOX燃料の位置の特定のために

は、燃料ノードの中性子束のスペクトルが利用できる。例えば、中性子スペクトルの

硬さを表す指標として高速中性子束対熱中性子束の比を用いると、熱中性子の漏れを

無視した粗い近似では、 

r

a

Σ

Σ

φ

φ 2

2

1 ≈  

であり、この値はウランノードで 6.6、MOXノードでは 26.8となり 4倍も異なる。こ

の定数の差は主に熱群の吸収断面積の差から生じているものであり、従って、燃料定

数を読み込み各ノードに割り当てた段階で、B/R ノードに接する燃料ノードの上記比

を計算してMOX燃料の位置を特定し、MOXノードに接する B/Rノード定数に上述し

た補正を加えることにより B/R定数を適切に取扱う事が可能となる。 
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  図 3-15 MOX炉心燃料装荷パターン 
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図 3-16 高速群中性子束不連続因子  図 3-17 熱群中性子束不連続因子 
      （ほう素濃度 0ppm）            （ほう素濃度 0ppm） 
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0.918
0.911  
-0.8  
1.092 0.957 B/R (MOX) 
1.085 0.950  B/R (UO2) 
 -0.6  -0.7  (P B/R(U) – PB/R(M))*100/ PB/R(M)
1.019 1.192 0.995  
1.012 1.185 0.991  
-0.7 -0.6 -0.4  

1.195 0.982 1.180 1.148 
1.188 0.977 1.177 1.149  
 -0.6 -0.5  -0.3 0.1  
1.029 1.118 1.015 1.183 0.955
1.024 1.114 1.014 1.188 0.966
-0.5 -0.4 -0.1 0.4 1.2 

1.292 1.183 1.249 1.060 0.760
1.288 1.180 1.250 1.068 0.784
-0.3 -0.3 0.1 0.8 3.2 

1.031 1.022 0.981 0.558 
1.028 1.019 0.981 0.563  
-0.3 -0.3 0.0 0.9  
0.658 0.373
0.656 0.372   
-0.3 -0.3   

 

 

 
B/Rノード 
番号 

 

熱群 
中性子束 
不連続因子 
Δｆ２(％) 

( )%
2a∆Σ
 

12 ‐14.6 ‐5.4 

13 ‐28.7 ‐8.7 

14 ‐28.4 ‐1.5 

15 ‐28.1 ‐7.9 

16 ‐30.0 ‐11.7 

 

表 4-4 熱群パラメータの変化      図 3-18 燃料集合体出力 

  ( ) 22 /100* UOUOMOX XXXX −=∆          （ほう素濃度 1000ppm） 

 

3.6 反射体定数に対するほう素濃度フィードバック機能 

 炉内のほう素濃度は運転状態に応じて変化する。これに伴いバッフル/反射体領域の

反射体内のほう素濃度が変化するため B/R 定数も変化する。しかしながら、従来は適

当な B/R 定数を必要がある都度入力して使用するのみであった。このため、ほう素濃

度が変化する燃焼計算や臨界ほう素濃度サーチ計算では炉心と B/R 定数間でほう素濃

度に不一致が生じる。これに対し、燃料定数は、ほう素濃度、燃料温度、減速材密度

の基準状態からのずれを自動的に補正して炉内各位置での炉心条件の違いが核計算へ

直接反映される。このような断面積の補正は通常フィードバックと呼ばれる。このた

め、B/R の断面積に対してもほう素濃度に対するフィードバック機能を導入し、炉心

のほう素濃度と一致するほう素濃度に対応する B/R定数を使用できるようにした。 

 79



 B/R ノードの断面積および拡散係数はほう素濃度に対する１次式を用いて以下のよ

うに求めた。 

( )1
1

1
1 −

−

−
− Σ−Σ⋅

−
−

+Σ=Σ ii
i
B

i
B

i
BBi

CC
CC

 

ここで、 は炉心のほう素濃度であり､ やBC i
BC iΣ は基準となるほう素濃度とそのほう素

濃度に対応する核定数である。基準のほう素濃度は運転状態をカバーする3点とした。

この核定数の変更は収束性や計算の速さの観点から外部反復３回に対して１回行うこ

とにした（入力により変更可能）。 

 

3.7 第 3章の結論 

 ノーダルコードによる PWR 炉心計算の計算精度向上のため、バッフル/反射体領域

を表すノード定数（B/R定数）を 2次元的に計算する手法を開発した。また、従来の 1

次元モデルによる B/R定数を使用した場合と比較し、その有効性を確認した。 

 本手法は、炉心およびバッフル/反射体領域にある炉内構造物を 2次元有限差分法コ

ードで正確にモデル化し、バッフル/反射体ノードの均質化定数を位置依存で求めるも

のである。このようにして得られた 2次元 B/R定数は NEMの変更を要求せず、容易

にノーダルコードを用いた炉心計算に取込むことができる。 

 検証計算により 2次元 B/R定数は非均質計算の keff、ピーク出力を良く再現しその計

算精度は安定していることが示された。特に出力分布については、１次元 B/R 定数を

用いた場合に炉心コーナー部に接する燃料集合体に現れる最大 3.8％の出力誤差を、2

次元 B/R定数を用いることにより最大 0.5％に改善ができた。 

 ウラン炉心で作成された 2次元 B/R定数をMOX炉心に適用すると、B/Rノードに

接する MOX 燃料集合体出力に約 3％の誤差を生じる。この誤差を避けるためには、

MOX 燃料に面で接する B/R 定数の中性子束不連続因子を 30％、熱群吸収断面積を
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10％減少させれば良い事が分かった。 

 2 次元 B/R 定数は第一に炉心および反射体領域の幾何形状に依存するが、反射体で

ある冷却材には毒物であるほう酸が溶解しているため、ほう素濃度にも依存する。こ

のため、ほう素濃度をパラメータとした 2次元 B/R定数をテーブル化し、炉心のほう

素濃度に対応する B/R定数を使用できるようにB/R定数のほう素濃度フィードバック

機能を追加した。これにより炉内ほう素濃度と B/R 定数作成時のほう素濃度の不一致

を解消でき、出力分布および臨界ほう素濃度の計算精度を向上させることができる。 

 本手法に加えて、輸送計算による反射体境界での中性子流の応答を拡散計算で再現

できるような輸送等拡散定数が使用できれば輸送効果を容易にこのモデルに取り込む

ことができ、出力分布の計算精度は格段に向上する。このための輸送等価拡散定数の

計算手法については次章で述べる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 81



参考文献 

 

[１]  K. Koebke, “ A New Approach to Homogenization and Group Condensation,” 

Proc. IAEA Technical Committee Mtg. on Homogenization Methods in Reactor 

Physics, Lugano, 13-15, p.303 (1978). 

[２]  K. Koebke, “Advances in Homogenization and Dehomogenization,” Proc. Int. 

Topl. Mtg., Advances in Mathematical Methods for the Solution of Nuclear 

Engineering Problems, Munich,Vol. 2, p.59 (1981). 

[３]  K. Koebke, et.al., “Application and Verification of the Simplified Equivalence 

Theory for Burnup States,” Proc. ANS/ENS Intl. Topl. Mtg. Knoxville, Vol. 2, 

p.607 (1985). 

[４]  K. S. Smith, “Assembly Homogenization Techniques for Light Water Reactor 

Analysis,” Prog. Nucl. Energy, 17, 303 (1986). 

[５]  H. Finnemann, F. Bennewitz and M. R. Wagner, “Interface Current 

Techniques for Multidimensional Reactor Calculations,” Atomkernenergie 30, 

123 (1977). 

[６]  J. A. Rathkopf, Y. S. Liu, “A Method of Baffle/Reflector Region 

Homogenization,” Trans. Am. Nucl. Soc., 53, 247 (1986). 

[７]  Y. A. Chao, Y. A. Shattilla, T. Ida and Y. Tahara, “Challenges to Nodal 

Diffusion Methods for Cores with Mixed Oxide Fuel,” Int. Conf. Phys. Nucl. Sci. 

Technol., Long Island, New York, Vol. 1, p.9 (1998). 

[８]  K. S. Smith, K. Rempe, “Testing and Applications of the QPANDA Nodal 

Model,” Nucl. Sci. Eng., 100, 324 (1988). 

[９]  R. J. J. Stammler, M. J. Abbate, “Methods of Steady-State Reactor Physics in 

Nuclear Design,” Academic Press (1983). 

[10] M. Edenius, K. S. Smith, “New Data and Methods for CASMO and 

SIMULATE,” D. M. VerPlanck, Proc. of Topical Meeting on Reactor Physics 

and Safety, Saratoga, Vol.2, p.1115 (1986). 

 82



 

[11] E. Z. M ller, “Environment-Insensitive Equivalent Diffusion Theory Group 

Constants for Pressurized Water Reactor Radial Reflector Regions,” Nucl. Sci. 

Eng.,103, 359 (1989). 

[12] E. Z. M ller, “Improved Pressurized Water Reactor Radial Reflector Modeling in 

Nodal Analysis,” Nucl. Sci. Eng., 109, 200 (1991). 

[13] L. Pogosbekyan, et al., “A New Model for Homogenized Reflectors Based on 

Interface Matrix Technique,” Proc. Joint International Conf. on Mathematical  

Methods and Supercomputing for Nuclear Applications, Saratoga, New  York, 

Vol.1, p.153 (1997). 

[14] L. Hetzelt, et al., “Generalization of the Eqivalent Reflector Model for the 

Siemens Standard Core Design Procedure,” Proc. Mathematics and 

Computation, Reactor Physics and Environmental Analysis in Nuclear 

Applications, Madrid, Spain, Vol.1, p.139 (1999). 

[15 ] Y. Tahara, T. Kanagawa, H. Sekimoto, “Two-Dimensional Baffle/Reflector 

Constants for Nodal Code in PWR Core Design,” J. Nucl. Sci Technol., 37, 986 

(2000). 

[16] 三菱 PWRの核設計コード、MAPI-1005 改 4、(平成元年 10月)。 

[17] Y. S. Liu, A. Meliksetian and A. L. Casadei, “A Method of Baffle/Reflector 

Region Homogenization,” Trans. Am. Nucl. Soc., 53, 246 (1986). 

[18] Y. A. Shatilla, Y. A. Chao, Y. Tahara, “Theory of Westinghouse Advanced Nodal 

Code for MOX Applications,” Trans. Am. Nucl. Soc., 75,168  (1996). 

[19] K. Koebke, “Advances in Homogenization and Dehomogenization,” Proc. Int. 

Topl. Mtg., Advances in Mathematical Methods for the Solution of Nuclear 

Engineering Problems, Munich,Vol. 2, p.59 (1981). 

 83



第 4章 輸送等価拡散定数の計算法 

4.1 はじめに 

拡散計算法は、中性子挙動を計算する近似手法として各種の炉心設計、燃料取扱い

施設および臨界実験解析などに幅広く使用されている。特に PWRの場合、核分裂の約

75％が熱中性子領域で起こるため、古くから 2 群拡散計算法が使用され且つ実用化さ

れてきた。 

 現在では、炉心の高度化に対応して計算精度向上の観点から 2群ノード法に基づく 3

次元拡散計算法が一般的に用いられている。 

 近年、計算機の性能向上に伴い大容量計算と称して Characteristics法などを用いた

炉心の 2 次元輸送計算が試みられているが、炉心設計には燃焼特性やそれに伴う各種

核パラメータなどの大量な計算が必要なため輸送計算による炉心設計が定着するのは

まだまだ先のことであり、いましばらくは拡散計算による炉心設計が主流と考えられ

る。 

 炉心の拡散計算においては、燃料セルまたは集合体および反射体の拡散定数が必要

である。燃料に対しては単ピンセルモデルまたは燃料集合体モデルによる輸送計算を

行った後 B1 計算による臨界スペクトル補正により縮約･均質化を行って燃料セルの拡

散定数を求めるのが一般的である[１]。しかしながら、反射体領域の拡散定数に対して

は今だ十分な研究がなされておらず、確定した実用的な計算手法がない。 

 従来、反射体の２群拡散定数は、１次元モデルにより燃料を含む反射体領域の計算

を行い、得られた中性子束スペクトルにより各領域の拡散係数および断面積を縮約し

て求める手法が取られている。この際良く用いられるのは、輸送断面積 を用いて拡

散係数を、 

trΣ

Gtr
GD

,Σ3
1

=  
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として求められる手法である（第 1 の方法）[２]。または、１次元輸送計算から得られ

る各面での中性子流を保存する様に拡散係数を、 

∫∫

∫∫
∇

−=

ES

diff

ES

tr
g

iG

i

i

dEdSE

dEdSE

D

,
g

,
,

),(φ

),(

r

rJ

 

のような方法で求める手法である（第 2の方法）[３,４]。ここで、“tr”は輸送を、“diff ”

は拡散を意味する。 

 しかしながら、第 1 の方法ではどのように輸送断面積を作成するかの問題が残る。

また、反射体境界で中性子束および中性子流の連続性を課した場合、輸送計算による

中性子流の応答性が保存されるかは保障されていない。第 2 の方法では、輸送計算に

より得られる中性子流を用いれば、各表面で輸送計算による中性子流は保存される。

しかしながら、拡散係数が面で異なると共に物質内で変化する上、中性子流と中性子

束の勾配の両方が零になる場合は拡散係数が不定となるという欠点がある。 

 Eich[５,６]らは PWR で用いられているバッフル板および水反射体の拡散定数の計算

法を示した。バッフル板の高速群の拡散定数は、バッフル板内の中性子束を 2次式で

表し境界両端での中性子流が輸送計算と一致する様に繰返し計算により求められた。

水反射体に対しては、拡散計算の解析解に基づく中性子流が輸送計算で得られた境界

での中性子流を再現する様に高速群の拡散係数、減速断面積が繰返し計算により求め

られた。バッフル板の熱群定数にはMND定数[７]が推奨されているが、水反射体の熱

群定数は条件に応じて求めるとしている。 

 そこで本研究では、拡散計算で使用し易いような物質内で一定、且つ輸送計算によ

り得られる境界での中性子流の応答を再現する輸送等価 2 群拡散定数を求める方法

を開発した。ここでは、blacknessの手法[８]を 2群に拡張し、拡散方程式から得られ

る反射体境界での中性子流が、輸送計算による中性子流と等しくなるような反射体の
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輸送等価拡散定数（拡散係数、吸収断面積、減速断面積）を求めた。このために必要

な情報は 1次元輸送計算から求められる。本研究では連続エネルギーモンテカルロ法

による輸送計算コードMCNP[９]を用いた。 

 この様にして求めた輸送等価 2 群拡散定数を炉心の拡散計算に用いることにより、

反射体境界での輸送計算による中性子流の応答すなわちアルベドを保存する事が可能

となり、炉心の反応度および燃料集合体出力を正確に計算できるようになる。 

 

4.2 輸送等価２群拡散定数   

4.2.1 輸送等価拡散定数の導出 

 輸送計算の中性子束および中性子流を用いて輸送等価な拡散定数の組を求める。体

系は水反射体または鉄反射体付き 1 次元板状炉心を用いた。反射体内の中性子束分布

は以下の方程式により記述される。 

 ( ) 0φΣΣφ 111
2

1 =++∇− raD            （4-1) 

                    （4-2) 1222
2

2 φφφ raD Σ=Σ+∇−

添え字 1,2はエネルギー群を意味する。ここで、 

1

12
1κ D

ra Σ+Σ
=               （4-3) 

と置くと高速群の方程式は、 

01

2

11

2 =−∇ φκφ              （4-4) 
となる。この一般解は、 

( ) xx BeAex 11 κκ
1φ

−+=            （4-5) 

である。図 4-1に示す境界での中性子束 を用いれば定数 A,Bは、 r
11 φ,φ

l

TT

rT

TT

Tr

ee
eB

ee
eA

11

1

11

1

κκ
1

κ
1

κκ

κ
11 φφ,φφ

−

−

−

−

−
−

=
−

−
=

ll

 

となる。ここで、添え字 はそれぞれ反射体の左または右境界を表す。また、Tは反

射体厚さである。これらを式（4-5）に代入すれば下式が得られる。 

l,r
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( ) ( ) ( ) ( )( ){ }xTxTxxr
TT eeee

ee
x −−−

− −+−
−

= 1111

11

κκ
1

κκ
1κκ1 φφ

1
φ l  

 

            

                    l
gφ

r
gJ

                  
l
gJ r

gφ

                   

   

 

  図 4-1 反射体境界の中性子流と中性子束 

[φと は反射体境界での中性子束および全中性子流。 J

ｇはｴﾈﾙｷﾞｰ群、 は反射体の左または右境界を表す] r,l

  

  
 

厚さTの反射体に対し反射体の中央を原点とし、厚さＴ/2で割ることにより距離を無

次元化して新しい変数 

2/
2/

T
Txp −

=  

を導入すると、物質境界での中性子束を境界条件に用いて中性子束は、  
       

[ ] [ ] r

T
pT

T
pTp 1

1

1
1

1

1
1 φ

)κsinh(
)1()2/κ(sinh

φ
)κsinh(

)1()2/κ(sinh)(φ +
+

−
= l

         （4-6） 

と書ける。これを基に物質境界での中性子流を求めると、 

⎭
⎬
⎫

⎩
⎨
⎧

+−−=

−=

−=

−=

=

)κsinh(
1

φ)κcoth(φκ

φ

φ

1
11111

1

1
1

0

1
11

T
TD

dx
dp

dp
dD

dx
dDJ

r

p

x

l

l

      （4-7) 
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となる。同様にして、 

⎭
⎬
⎫

⎩
⎨
⎧

−−=

−=
=

)κsinh(
1

φ)κcoth(φκ

φ

1
11111

1
11

T
TD

dx
d

DJ

r

Tx

r

l

      （4-8) 

が得られる。これらにより、 

r

r

r

r JJJJ

11

11

11

11

φφ
β,

φφ
α

−
+

=
+
−

=
l

l

l

l

         （4-9) 

なるパラメータを導入すると、 

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+=

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−=

)κsinh(
1)κcoth(κβ

)κsinh(
1)κcoth(κα

1
111

1
111
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TD
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となり、 

( )
αβ

αβ
κcosh 1 −

+
=T             （4-10) 

および、 

αβ2
1

2
1 =κD               （4-11) 

が得られる。κ１は先の式から 

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−
+

= −

αβ

αβcosh1
κ 1

1 T
          （4-12) 

と求められ、この を用いて拡散係数は 1κ

αβ
κ

1

1
1 =D             （4-13) 

と求められる。従って,輸送計算から得られた中性子束および中性子流からα、βを求

めて式（4-12）を用いればκが得られ、式（4-13）より高速群の拡散係数が得られる

ことになる[８,１０,１１]。散乱により中性子のエネルギーが減少せず、低エネルギー群へ

の遷移がない場合は上に述べた手法により拡散計数が求められる。しかしながら中性
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子は散乱によってエネルギーを失い低エネルギー群に移行する。このため PWR炉心

では高速群と熱群の二つのエネルギー群を用いて計算を行うのが一般的である。した

がって、ここでは上記手法を熱群へ拡張して輸送等価拡散定数を求めることにする。 

 熱中性子束については、 

2

2

2

22
2

Σ
γ,

Σ
κ

DD
ra ==          （4-14) 

と置くと方程式は、 

1
2

2
2
22

2 φγφκφ −=−∇           （4-15) 

となりこの一般解はSを 

2
1

2
2

2

κκ

γ

−
=S             （4-16) 

と置くと、 

122 φφ
~

φ S+=            （4-17) 

となる。ここで、 2φ
~
は、 

0φ
~

κφ
~

2
2
22

2 =−∇           （4-18) 

の解であり下式で表される。 

r

T
pT

T
pTp 2

2

2
2

2

2
2 φ

~
)κsinh(

)1()2/κsinh(
φ
~

)κsinh(
)1()2/κsinh()(φ~ +

+
−

= l
  （4-19) 

r
22 φ

~,φ~ l
は境界での高速群,熱群の中性子束を用いて以下のように求められる。 

rrr S

S

122

122

φφφ
~

φφφ
~

−=

−= lll

           （4-20) 

 ここで Sには除去断面積が含まれるがこれは以下のように求める。まず熱群の拡散

方程式を積分することにより以下の中性子バランス式を得る。 

( ) VVAJJ ra
r

12222 φΣφΣ =+− l  

ここで A、Vは各々領域の表面積および体積である。これから熱群断面積、平均中性

子束を既知として、除去断面積を 
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( )
1

2
2

1

22

φ

φ
Σ

φ
Σ a

r
N
r V

AJJ
+

−
=

l

        （4-21) 

の様に求める。添え字 Nは中性子バランスを意味する。 

 高速群では式（4-12）、（4-13）により 、κ１が求まるため、吸収断面積と除去断

面積の和 は式（4-3）より、 

1D

B
ra )ΣΣ( 1 +

( ) 1
2
11 κΣΣ DB

ra ⋅=+          （4-22) 

と求められる。添え字 Bはこの量が Blacknessの理論を基に算出されたことを表す。

この値は高速群の中性子バランス 

   ( ) ( ) 0φΣΣ 1111 =++− VAJJ ra
r l  

より求まる 

( )
V
AJJ r

N
ra

1

11
1

φ
)ΣΣ(

l−
−=+         （4-23) 

と一般的には異なる。このため、 

            N
ra

B
raf
)ΣΣ(
)ΣΣ(

1

1

+
+

=            （4-24) 

を用いて減速断面積を 

                         （4-25) N
r

B
r f ΣΣ ⋅=

と求め、これを熱群の定数を求める際に使用する。このようにする事により、共鳴を

逃れる確立 Pが、 

( ) ( )N
ra

N
r

B
ra

B
rP

ΣΣ

Σ

ΣΣ

Σ

11 +
=

+
=         （4-26) 

のように保存される。高速群の吸収断面積は、 

            ( ) B
r

B
ra

B
a ΣΣΣΣ 11 −+=          （4-27) 

と求められる。 
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 式（4-17）、（4-19）から熱群の中性子束は、 
)(φ)1(

2
κsinhφ

~)1(
2
κsinhφ

~
)κsinh(

1)(φ 1
2

2
2

2
2

2 pSpTpT
T

p r +
⎭
⎬
⎫

⎩
⎨
⎧ ++−= l

（4-28) 

で与えられる。これを微分する事により左端・右端の中性子流は、 

{ } lll
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1
2
2

1
222

2
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κκ

Σ

~)κcosh(~
)κsinh(

κ JDT
T

DJ
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)κsinh(

κ

−
+−−= lφφ      （4-30) 

で与えられる。式（4-14）、（4-16）、（4-20）を用いると、上記中性子流は以下の様に
書ける。 
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                                      （4-32) 

となる。ここで、 

 { }rT
T

A 222
2

2
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)κsinh(
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)κsinh(
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2

2
2 T

T
C r−= lκ }               （4-33c) 

  { } ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
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−
Σ
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1

1
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2

2
2
1

2
2

2 φ)κcosh(φ
)κsinh(
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κκ
)(

D
J

T
T

D
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と置くと、 

)κ()κ( 2222 BADJ +=l
           （4-34) 
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)κ()κ( 2222 DCDJ r +=            （4-35) 

と書ける。ここでこれらの方程式を拡散係数 と を未知数にして解く。式（4-34）、

（4-35）を連立させることにより、 

2D 2κ

022 =−+− BCADAJCJ rl
          （4-36) 

となる。この方程式を について解くために、 2κ

( ) BCADAJCJF r −+−= 222κ
l

         （4-37) 
と置く。 は 2κ

              ( ) 0κ2 =F  

を二分法[１２]などの手法を用いることにより上式の根として求めることができる。拡

散係数はκ２を式（4-34）へ代入して、 

A
BJD −

=
l
2

2               （4-38) 

のように求める事ができる。この D2を用いて熱群の吸収断面積は 

2
222 κΣ Da =                  （4-39) 

と求められる。 

 しかしながら鉄反射体の厚さが約 3cm以上（すなわち熱中性子の拡散距離の 2倍程

度以上）になると、 0)( 2 =κF の根が求まらない。これは鉄がその両面で異なる物質に

接することにより各々の境界近傍での中性子のスペクトルが異なり、その厚さが熱中

性子の拡散距離の 2 倍程度以上に厚くなると鉄内部の熱中性子が燃料に接する側と水

に接する側で分離されてくることによると考えられる[１３]。この様な場合を含めて左右

の境界における輸送と拡散の中性子流の誤差を最少にする解を求めることにする。こ

のため、以下の評価関数Wを考え、これを最少にする および2D 2κ を求める。 

2
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          （4-40) 

まず、Wが に対して停留値を取る条件から 2D

0
2

=
∂
∂
D
W

              （4-41) 
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であり、これから拡散係数は以下のように表される。 
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Wにこの D2を代入することにより、 
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     （4-43) 

が得られる。この値を最少にするκ２が求める解であり、熱群の拡散係数はこのκ２を

用いて式（4-42）で与えられる。 

 Wが極値を取るための条件は 

0
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              （4-44) 

である。この条件から 
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である。このためには、 

022 =−+− BCADAJCJ rl  
が成立する（厳密解を与える式(4-36)に対応）か、もしくは次式が成立しなければな
らない。 
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すなわち、 
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ここで、 
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である。これらの式で求められるκ２はWの極小値を与えることになる。上記の手法に

より鉄反射体が薄い場合 は厳密解、鉄反射体の厚さが厚い場合 にお

いても最適な解を求めることができる。この最適解は鉄反射体境界の中性子流に誤差

を生じるが、後述する様に熱中性子流の誤差は高々4％程度であり、高速中性子流を含

めた全中性子流に対しては誤差は更に小さく実用的には問題無いと言える。図 4-1 の

反射体が 15cm など十分厚い鉄反射体の場合は、内部での熱中性子束は零近傍となり

水反射体に接する側の熱中性子束は燃料に接する側の熱中性子束の反射効果に影響を

与えない。このため燃料に接する側の拡散計数を式（4-38）から求めることにより燃

料側の中性子流を正確に取り扱うことができる。このことは式（4-40）の右辺におい

て水反射体との境界である右端に関する項を無視することに相当する。この場合水反

)3( cmT < )3( cmT ≥
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射体に接する鉄反射体側の熱群拡散係数の誤差は大きくなるが、それに伴って生じる

中性子束の誤差は、上記の理由により炉心の反応度に影響を与えない。 

4.2.2 境界条件 

 角度中性子束を球面調和関数で展開すると、 

( ) ( ) ( )
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m
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である。ここで 近似として まで取ると角度中性子束は、 1P 1=l

ΩJ ⋅+=
π4
3

φ
π4
1

Ψ               （4-49) 

と書ける。 は まで考慮された中性子流である。X-Y 平面におかれた単位面をｚ

軸の正方向（負方向）に通過する中性子の数を表す部分中性子流 は、以下の様

に表せる。 

J 1=l

)( −+
zz jj

∫∫
−

−

+

+ == ΩΩΩΩ djdj zz ΨΨ ,         （4-50) 

ここで、積分の+、-は z 成分が正（負）である全てのΩについての積分でありその大

きさを表すものとする。上式に角度中性子束を代入すると、  

z

z

J

dj

2
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4
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φ
π4
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⎠
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⎜
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         （4-51) 

および、 

zz Jj
2
1

4
φ
−=−

               （4-52) 

が得られる。式（4-51）から（4-52）を引くことにより全中性子流は、 
−+ −= zzz jjJ                （4-53) 
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と書ける。一方、輸送方程式において、角度中性子束、散乱断面積を 近似で取扱い、

１次の非等方散乱に対するエネルギー輸送を無視すると、この全中性子流は以下の様

に書ける[１４]。 

1P

φ∇−= DJ                 （4-54) 

ここで、 は拡散係数であり輸送断面積を用いてD trD Σ31= と書ける。これがいわ

ゆる拡散近似であって、ｚ軸方向の中性子流、拡散係数は以下の関係にある。 

dz
dDjjJ zzz
φ

−=−= −+
             （4-55) 

 また、式（4-51）と（4-52）を加えることにより、 

( )−+ += jj2φ                （4-56) 

が得られる。 

 これらの関係から、拡散方程式の解が、輸送計算より得られる部分中性子流を用い

て 

                   ( )−+−+ +=−= tr
g

tr
gg

tr
g

tr
gg jjjjJ 2φ,            （4-57） 

のように作られる正味の中性子流 および境界中性子束φを再現する様に求められ

れば、拡散方程式により輸送計算による部分中性子流 が再現されることになる。

すなわち輸送計算による物質境界でのアルベドが再現されることになる。以上により

輸送等価な拡散定数を求めるために物質境界に課す境界条件は、 

J

−+ tr
g

tr
g jj ,

（１）輸送計算から求められた全中性子流 

( ) ( )−+−+ −=−= lll ,,,, , tr
g

tr
gg

rtr
g

rtr
g

r
g jjJjjJ       （4-58) 

（２）輸送計算からの部分中性子流に基づく拡散近似による中性子束 

( ) ( )−+−+ +=+= lll ,,,, 2φ,2φ tr
g

tr
gg

rtr
g

rtr
g

r
g jjjj       （4-59) 

となる。 
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 輸送計算による境界中性子束と上記拡散近似による中性子束の違いは輸送効果に

よるものであり、この比は下式にて表される。 

( )−+ +
== ktr

g
ktr

g

ktr
g

k
g

ktr
gk

g jj
f ,,

,,

2
φ

φ

φ
         （4-60) 

ここで、 は反射体の左端 、右端 r を表す。この係数は拡散計算により得られる反

射体境界近傍の燃料棒出力を補正し、輸送計算から得られる正確な燃料棒出力へ補正

するための因子として利用することができる。 

k l

4.2.3 均質化 

ある領域が幾つかの領域から構成される場合(非均質体系)、計算体系のモデル化また

は計算時間節約のためにそれらの領域を一つの均質領域として取り扱う場合がある。

この様な場合、最も粗い近似として拡散係数を 

∑
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i
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V

VD
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φ

                          (4-61) 

で求めることがよく行われるが、この均質化法は簡便であるが領域境界での中性子流

を保存しないという意味で正確なものではない[4]。同様に中性子スペクトルを用いて

エネルギー縮約された拡散係数は多群拡散計算で求められた出力分布に対し誤差を

生じることが指摘されている[１５]。この原因も縮約された拡散係数が中性子流を保存

しないためである。 

 反射体領域が図 4-2 に示すようにいくつかの領域から構成されるときは、それらを

含む領域を一つの領域と見なし、4.2.1で開発された手法を均質化定数の作成へ応用す

ることが可能である。すなわち図 4-3 に示すように、輸送計算における両端の中性子

流および領域平均した中性子束と平均吸収断面積 

∑
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∑
∑

==
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ii
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V φ
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Σ

Σ
,

,         (4-62) 

を用いて 4.2.1と同様の手法を用いて輸送等価拡散定数を求めることができる。ただし
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両端での中性子束は 4.2.2で述べた様に、輸送計算から得られた部分中性子流を用いて

計算された中性子束である。 

 この均質化法では、境界でエネルギー積分された部分中性子流に基づく境界条件を

用いているため、境界での中性子流を保存すると同時にアルベドも保存するため上述

した各手法の欠点を根本的に改善することができ、拡散計算により輸送計算で得られ

た炉心の実効増倍率および出力分布を正確に再現することができる。 
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図 4-2 非均質体系での反射体領域 
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図 4-3 均質化された反射体領域 
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4.2.4 反射体定数計算モデル 

 軽水炉体系では、燃料セルおよび燃料を取り囲む反射体が水を含むため、輸送方程

式による解は少なくとも散乱のP1成分が考慮された体系計算に基づく計算結果を用い

ることが必要である。このため、SRACコード[2]では、均質化された体系のＢ１計算か

ら求められる中性子流と散乱のP1成分を用いて輸送断面積の補正を行える機能が備わ

っている。しかしながら領域毎のスペクトルを直接反映した、より正確な拡散定数を

求めるために、本研究では高次の散乱効果を直接取込め、エネルギー縮約に起因する

誤差が排除できる連続エネルギーモンテカルロ計算コードを用いた。反射体の輸送等

価な拡散定数を求めるために必要な情報は、図 4-4 に示す 1 次元炉心を MCNP[１６]に

より解析することにより求めた。使用した核データライブラリは ENDF/B-VI に基づ

くDLC-189[１７]である。 

 炉心部分には解析対象となる炉心を模擬する適当な数の燃料棒を配列し、反射体全

長は固定し、鉄反射体の厚さが変化してもその全長は変わらないものとした。水反射

体の外側境界は真空とした。 

 MCNPからの情報と拡散定数計算式の関係および計算の流れを図 4-5に示す。 

 

水 反射体全厚さ 

真空境界 反射境界 燃料棒 

水反射体 鉄反射体 

 

図 4-4 反射体定数計算用 1次元炉心モデル 
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境界中性子流  
rJJ 22 ,l  

2κ の計算（4-36）or（4-46）式 

rΣ の計算 （4-25）式 

1Σa の計算 （4-27）式 

2D の計算（4-38）or（4.42）式 

境界中性子流  
rJJ 11 ,l  

1κの計算 （4-12）式 

1D の計算 （4-13）式 

領域平均中性子束比  12 φφ  

領域平均断面積 2aΣ  

連続エネルギーモンテカルロ計算コード

ＭＣＮＰによる輸送計算 

高速群境界条件 （4-58）、（4-59）式 

2Σa の計算 (4-39) 式 

熱群境界条件 （4-58）、（4-59）式 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-5 拡散定数計算フロー 
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4.2.5 検証計算 

 反射体に輸送等価拡散定数を用いた有限差分拡散コード HIDRA[１８]（付録 6参照）

の計算結果を 2次元輸送計算コード PHOENIX-P[１９]（付録 4参照）の結果と比較する

ことにより、反射体定数作成手法の妥当性を検証した。 

 HIDRA計算に使用する燃料定数は、反射体によるスペクトルの軟化を考慮するため

に、反射体付き 1次元または 2次元炉心を PHOENIX-Pで計算し燃料領域を均質・縮

約することにより求めた。拡散係数は、均質化された全体系に対する臨界状態での B1

方程式から求まる少数群の拡散係数DG(B1)を、各領域の輸送断面積を用いて式（4-63）

により配分することにより算出されている。 

                   ( )
( )corewhole

BDD

itr

iGtr
GiG

,

,,
1,

Σ3
1
Σ3

1

⋅=′           (4-63) 

ここで iは各領域を表す。この手法により得られた拡散係数は良い近似になってはいる

が、体系計算で各領域間の中性子流を必ずしも保存するものではない。 

 反射体定数については図 4-4に示す 1次元体系をMCNPで計算し 4.2.1および 4.2.2

の手法により輸送等価拡散定数を求めた。 

 HIDRAによる拡散計算では、軸方向の漏れを零とすることにより無限増倍率を求め

た。 

（１）１次元体系増倍率 

 図 4-4 に示す体系において、濃縮度 2.6wt%235U のウラン燃料棒をセルピッチ

2.293cmで配列した 1次元炉心を解析した。PHOENIX-Pはメッシュ分割が燃料棒セ

ルピッチのみ許容されるため、反射体の全厚さは 17セル分の 38.981cm固定とし、鉄

反射体がある場合は 7セル分の 16.051cmを鉄反射体、残りの 10セルを水反射体とし

た。計算結果は表 4-1 に示すように、十分な精度で輸送計算の無限増倍率を再現して
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おり、輸送等価な反射体定数の計算手法は妥当であると言える。 

表 4-1 1次元板状炉心計算結果 

反射体 HIDRA(拡散)＊ PHOENIX-P(輸送) 誤差（％Δρ） 

水反射体 1.17309 1.17307  0.001 

鉄反射体 1.20054 1.20120 －0.045 

＊ 輸送等価拡散定数使用 

 

（２）２次元体系増倍率 

 図 4-6に示す水反射体付き 15×15燃料格子炉心を HIDRAと PHOENIX-Pを用い

て解析した。HIDRAでは水反射体に輸送等価拡散定数を使用した。計算結果を表 4-2

に示す。HIDRAと PHOENIX-Pの無限増倍率は 0.022％Δρで一致しており、輸送等

価な水反射体定数の計算手法が妥当であることが分かる。 

 
 

171.98

343.95
2.6w/oUO2 rod

22.93

燃料領域 （15×15 燃料棒）

単位: mm

水反射体 389.81   
 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-6 水反射体付 15×15燃料格子炉心 
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表 4-2 2次元炉心計算結果  

 HIDRA(拡散) PHOENIX-P(輸送) 誤差（％Δρ） 

水反射体 1.02543 1.02520 0.022 

 

（３）アルベド 

水反射体の輸送等価拡散定数の輸送計算によるアルベドの再現性を検証するために

図 4-4に示す1次元板状炉心を解析した。燃料領域は 2.6wt%235Uのウラン燃料棒をセ

ルピッチ 2.293cmで 15列配列し、その両外側に 30cmの水反射体を置いた。求められ

た水反射体の輸送等価拡散定数を表 4-3 に、MCNPによるモンテカルロ計算から得ら

れた部分中性子流を図 4-7に示す。 

 

表 4-3 水反射体定数 

鉄反射体厚さ 

(cm) 
ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑ａ ∑ｒ 

1 1.3900 4.3689×10－４ 4.6016×10－２ 
0.0 

2 9.7808×10－２ 1.6902×10－２  

0025.01075241.3 5
1 ±×= −+j

0045.01022352.1 5
1 ±×= −−j

0041.01054736.2 5
2 ±×= −−j

炉心 水反射体 真空 

0041.01016545.2 5
2 ±×= −+j

 

図 4-7 1次元モンテカルロ計算による境界中性子流 
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表 4-3の 2群定数から高速群のアルベドを計算すると、 
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β
11

11
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=

+
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D

 

となる。図 4-7に示すモンテカルロ計算による部分中性子流からアルベドを求めると 

       3261.0β
1

1
1 == +

−

j
j  

であり、求めた拡散定数は高速群のアルベドを完全に再現している事が分かる。 

 また、熱群と高速群から熱群に減速されて反射される中性子のアルベドは、 
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熱群の部分中性子流は上記アルベドを用いると以下の様に求められる。 

        
555

121222

105475.2107524.3*1886.0101655.2*8496.0

ββ

−−−

++−

×=×+×=

+= jjj

これに対し、モンテカルロ計算の結果は図 4-4から、 

        5j −− ×= 105474.22

であるので求めた定数はモンテカルロの計算結果を完全に再現している事が分かる。

また図 4-8に示すように燃料と水反射体の境界では、拡散近似の高速中性子束は輸送

計算による中性子束より約 3％高い中性子束を与えるが、熱群では誤差 0.2％と両者

はほぼ等しい中性子束を与えている。 
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図 4-8 輸送計算および拡散近似に基づく境界中性子束 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



4.3 臨界実験解析への適用 

4.3.1 TCA 鉄反射体反応度効果 

鉄および水反射体の輸送等価拡散定数の妥当性を検証するために、HIDRA コード

[17]（付録 6 参照）により鉄反射体の反応度効果を解析した。実験体系は第 2 章の図

2-3、図 2-4 に示されている 2 体系であり、使用された燃料の仕様および鉄反射体不

純物の組成は表 2-1および表 2-2に記載されている。 

 燃料定数は、水反射体による中性子スペクトルの影響を考慮するため、水反射体付

き 15×15燃料格子炉心をPHOENIX-P[18]（付録 4参照）により 2次元体系で計算し、

燃料領域を均質・縮約することにより求めた。この定数を表 4-4に示す。 

反射体の輸送等価拡散定数は、図 4-4に示す１次元炉心モデルで MCNP計算を行

い、4.2.1および 4.2.2に述べられた手法を用いて求めた。計算では水反射体、または

鉄反射体と水反射体からなる反射体全厚さを 30cmとした。図 2-3に示す体系に対応

した鉄反射体とその後方にある水反射体の定数を表 4-5、表 4-6に示す。また、図 2-4

に示す体系に対応する 10％の水を含む鉄反射体およびその後方にある水反射体の定

数を表 4-7、表 4-8 に示す。この場合の鉄反射体の定数は 4.2.3 に述べた手法により

鋼板と鋼板間の水を均質化した定数である。 

得られた拡散定数を用いて図 2-6（a）の体系でHIDRAコードにより 2次元拡散計

算を行った。燃料格子ピッチが 2.293cmと大きいため、HIDRA計算においてはメッ

シュ幅を 1/8セルピッチとした。軸方向の中性子漏れは、測定された臨界水位を用い

て下式により算出される軸方向バックリングを用いて考慮した。H=91.45cm、λ

=11.1cmである。 

 

2
2 ⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛

+
=

λ
π

H
Bz                  (4-64) 
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ここでλは軸方向の全外挿距離である。計算された実効増倍率を表 4-9、表 4-10に示

す。反応度効果は水反射体と鉄反射体の置換反応度として下式により求めた。 

( ) ( )
( ) ( ) 100×

=

=−
=

0
0

ρΔ
TkTk
TkTk

effeff

effeff
            (4-65) 

ここで Tは鉄反射体厚さ、T=0は鉄反射体の厚さ零、すなわち水反射体の場合を表す。

求められた反応度効果を測定値（表 2-4, 2-5参照）および連続エネルギーモンテカル

ロコードMVPによる 3次元計算結果（表 2-8, 2-9参照）と比較して表 4-9および表

4-10に示す。また、それらを図 4-9に図示する。 

 水を含まない鉄反射体の場合、HIDRA と MVP の計算値の差は、反射体の厚さが

15.12cm で 0.11％Δρと統計誤差 3σ≈0.10％Δρより僅かに大きいが、それ以外の

厚さでは、十分 3σ以内に収まり良く一致した｡ 

 水 10％を含む鉄反射体の場合は、反射体の厚さが 9.96cm と 15.66cm において

0.12％Δρの差を生じ、統計誤差 3σ≈0.10％Δρより僅かに大きな誤差であったが、

それ以外の厚さでは、十分 3σ以内に収まり良く一致した｡ 

 輸送等価拡散定数を用いたHIDRA計算と連続エネルギーモンテカルロ計算コード

MVP との比較においては上述した様にほぼ妥当な結果が得られ、輸送等価拡散定数

の妥当性が確認された。しかしながら、鋼板の厚さが 0.56cm から 2.80cm の範囲で

測定値とMVPの計算値との間には 0.16％Δρという若干大きな差が見られた。 

 鉄反射体の輸送等価拡散定数を求めた時の右端･左端の境界での中性子流の計算誤

差を図4-10に示す。この図より厚さ2.8cmまでは厳密解が求まり誤差は零であるが、

3.36cm で 2％程度の誤差が現れ、鉄反射体の厚さが増大するほど大きくなり、

15.12cm で 4％程度となる事が分かる。これは図 4-11 に示すように鉄反射体の厚さ

が増すにしたがって境界での中性子スペクトルの差が大きくなり、反射体内での熱群
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の断面積の変化が大きくなるため平均的な拡散係数や断面積を用いて境界の中性子

流を表現する事が困難になることを示している。この影響を、水を含まない厚さ 15cm

の鉄反射体の反応度効果について評価する。炉心と鉄反射体の境界で中性子流の誤差

が零となるように定数を求めた場合（この場合、鉄反射体と水反射体境界面でのみ誤

差が生じる）の反応度効果は 0.418％Δρとなり、両境界で中性子流の誤差を最小に

した時の 0.388％Δρ（表 4-9 参照）との差は 0.030％Δρである。この差は反応度

の測定誤差 0.044％Δρよりも小さく、実用上の問題は無いと言える。 

 なお、この燃料格子に対して測定された材料バックリングは(9.68±0.09)×  10－３ 

cm2 であり[２０,２１]、このバックリングを用いて下式により実効増倍率を求めると keff

＝1.00087±0.00250が得られた。この値は臨界に極めて近く、2次元計算から得られ

た燃料定数が妥当であることを示している。 

⎟⎟
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⎞
⎜⎜
⎝

⎛

+

⋅
+

++
= 2

22

2
12

11 Σ
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ΣΣ

1

ma

fr
f

mra
eff BDBD

k         (4-66) 

 

表 4-4 燃料定数 

Group D ∑ａ νΣｆ ∑ｒ kinf 

1 1.2067 6.7009×10－３ 5.1690×10－３ 2.9525×10－２ 

2 2.1170×10－１ 7.7072×10－２ 1.1464×10－１ 0.0 
1.35499 
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表 4-5 鉄反射体定数 

鉄反射体 
厚さ (cm) ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑ａ ∑ｒ 

1 1.0460 3.4770×10－３ 2.1153×10－３ 0.56 
2 2.8067×10－１ 1.5687×10－１  
1 1.1384 3.3569×10－３ 1.7551×10－３ 2.80 
2 4.3764×10－１ 1.2446×10－１  
1 1.1548 3.4520×10－３ 1.5804×10－３ 3.36 
2 2.9977×10－１ 1.3196×10－１  
1 1.2092 3.1149×10－３ 1.2845×10－３ 6.16 
2 1.4294×10－１ 2.4237×10－１  
1 1.2682 2.8493×10－３ 1.1407×10－３ 8.96 
2 1.8961×10－１ 1.9733×10－１  
1 1.3006 2.6643×10－３ 1.0161×10－３ 11.76 
2 2.2908×10－１ 1.6630×10－１  
1 1.3470 2.5368×10－３ 8.7950×10－４ 15.12 
2 2.6827×10－１ 1.4389×10－１  

表 4-6 水反射体定数 

鉄反射体 
厚さ (cm) ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑ａ ∑ｒ 

1 1.3900 4.3689×10－４ 4.6016×10－２ 
0.00 2 9.7808×10－２ 1.6902×10－２  

1 1.3849 4.7071×10－４ 4.6190×10－２ 
0.56 2 8.6533×10－２ 1.5142×10－２  

1 1.3175 3.8046×10－４ 4.7387×10－２ 
2.80 2  4.6543×10－２ 9.4198×10－３ 

1  1.2984 3.7942×10－４ 4.7503×10－２ 
3.36 2 5.1743×10－２ 9.9598×10－３  

1 1.1518 4.9773×10－４ 5.0754×10－２ 
6.16 2 6.3942×10－２ 1.2058×10－２  

1 1.0407 4.8718×10－４ 5.4743×10－２ 
8.96 2 1.1383×10－１ 1.8674×10－２  

1 0.93425 3.9318×10－４ 5.9755×10－２ 
11.76 2 1.8293×10－１ 2.5950×10－２  

1 0.82942 5.9531×10－４ 6.6023×10－２ 
15.12 2 2.7939×10－１ 3.3142×10－２  
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表 4-7水 10％を含む鉄反射体定数 

鉄反射体厚さ 
(cm) ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑ａ ∑ｒ 

1 1.1616 3.1207×10－３ 5.7045×10－３ 
3.73 

2 6.2559×10－１ 1.0645×10－１  

1 1.2191 3.0597×10－３ 5.1912×10－３ 
6.79 

2 1.8352×10－１ 1.6811×10－１  

1 1.2479 3.1075×10－３ 5.4406×10－３ 
9.96 

2 2.2458×10－１ 1.4658×10－１  

1 1.2436 3.1128×10－３ 5.5342×10－３ 
130.07 

2 2.5451×10－１ 1.3427×10－１  

1 1.2453 3.1787×10－３ 5.9055×10－３ 
15.66 

2 2.6862×10－１ 1.2751×10－１  

 

 

表 4-8 水 10％を含む鉄反射体後方の水反射体定数 

鉄反射体厚さ 
(cm) ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑ａ ∑ｒ 

1 1.3900 4.3689×10－４ 4.6016×10－２ 
0.00 2 9.7808×10－２ 1.6902×10－２  

1 1.3020 3.9702×10－４ 4.8354×10－２ 
3.73 2 6.6405×10－２ 1.2023×10－２  

1 1.1919 3.9027×10－４ 5.1204×10－２ 
6.79 2 4.4739×10－２ 9.3626×10－３  

1  1.0737 1.8903×10－３ 5.4730×10－２ 
9.96 2 7.5445×10－２ 1.3384×10－２  

1 0.96826 4.8185×10－４ 6.1622×10－２ 
13.07 2 1.6722×10－１ 2.3212×10－２  

1 0.90256 6.5043×10－４ 6.5181×10－２ 
15.66 2 1.7120×10－１ 2.3824×10－２  
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表 4-9 鉄反射体反応度効果 

測定値 計算値 

MVP HIDRA（輸送等価拡散定数） 鉄反射体厚さ 

（cm） 反応度効果

（％Δρ） 
反応度効果 

（％Δρ） 
実効増倍率＊  

反応度効果 

（％Δρ） 

0.00  0.000 0.000 0.99779     0.000 
0.56 -1.310 -1.154±0.034 0.98619 -1.179 
2.80 -1.341 -1.186±0.034 0.98626 -1.172 
3.36 -1.189 -1.065±0.034 0.98831 -1.027 
6.16 -0.522 -0.390±0.034 0.99455 -0.326 
8.96 -0.061     0.024±0.034 0.99811       0.032 
11.76  0.209  0.315±0.034 1.00050       0.271 
15.12  0.383   0.500±0.034 1.00167       0.388 

＊ 軸方向中性子漏れはバックリングで考慮（鉄反射体厚さ 0.0mmでの臨界水位に固定） 

 

 表 4-10  水 10％を含む鉄反射体反応度効果 

測定値 計算値 

MVP HIDRA（輸送等価拡散定数） 鉄反射体厚さ 

（cm） 
反応度効果 

（％Δρ） 
反応度効果 

（％Δρ） 
実効増倍率＊ 

反応度効果 

（％Δρ） 

0.00     0.000 0.000 0.99779 0.000 
3.73 -1.118 -1.054±0.035 0.98729 -1.066 
6.79 -0.542 -0.427±0.034 0.99295 -0.489 
9.96 -0.176 -0.113±0.034 0.99546 -0.235 
13.07 -0.013 -0.005±0.034 0.99711 -0.068 
15.66    0.115  0.076±0.034 0.99736 -0.043 

＊ 軸方向中性子漏れはバックリングで考慮（鉄反射体厚さ 0.0mmでの臨界水位に固定） 
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図 4-9 鉄反射体反応度効果 
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図 4-10 中性子流計算誤差（鉄反射体） 
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図 4-11 鉄反射体境界におけるｽﾍﾟｸﾄﾙ･ｲﾝﾃﾞｯｸｽの反射体厚さによる変化 

[ｽﾍﾟｸﾄﾙ･ｲﾝﾃﾞｯｸｽ（S.I）は高速中性子束に対する熱中性子束の比として定義されている] 

 

4.3.2 TCA 水反射体付き正方格子炉心 

 水反射体の輸送等価拡散定数の妥当性を検証するために、HIDRAコードによりTCA

の 21×21 格子炉心の増倍率および出力分布を解析した。この炉心は燃料棒ピッチ

1.956cmで配列された 2.6w/oの燃料棒からなり、臨界水位は 20℃で 46.01cm、軸方

向の外挿距離は 12.2cmである[２２,２３]。 

まず、この炉心を PHOENIX-P による 2 次元体系で解析し、燃料領域を均質化し、

2 群へ縮約することにより燃料定数を求めた。この燃料定数を表４-11 に示す。次に、

得られた燃料定数および 4.3.1で求めた水反射体の輸送等価拡散定数を用いてHIDRA

により無限増倍率、実効増倍率および出力分布を計算した。この際、メッシュ幅を 1/

４セルピッチとし、水反射体厚さを 30cm とした。無限増倍率の計算では軸方向の中

性子漏れを表す軸方向バックリングを零とすることにより求めた。 
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表 4-11 燃料定数 

物質 ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑a ν∑f ∑ｒ 

1 1.1728 8.6659×10－3 6.6455×10－3 2.3716×10－2 
燃料 

2 0.25749 9.8181×10－2 1.5668×10－3  

 

（１）増倍率の比較 

PHOENIX-P、HIDRA により得られた無限増倍率の計算結果を表 4-12 に示す。こ

の結果から輸送等価拡散定数を用いたHIDRA計算は、誤差 0.031％Δρで輸送計算の

無限増倍率を良く再現していることが分かる。このことは、使用した輸送等価な水反

射体の拡散定数の作成手法が妥当である事を示している。 

表 4-12 拡散定数の違いによる無限増倍率の比較 

 PHOENIX‐P HIDRA（輸送等価拡散定数使用） 

ｋinf 1.09391 1.09354 

 

（２）出力分布の比較 

PHOENIX-Pと HIDRAの燃料棒出力の計算値と測定値の比較を図 4-12、図 4-13

に示す。これらによると、両コードとも最大誤差は 4.15％である。燃料棒全体の誤差

を表す平均二乗誤差も表 4-13に示す様に、HIDRAによる誤差が PHOENIX-Pより

も小さいが輸送計算と同程度の誤差であり、輸送等価拡散定数が燃料棒出力計算の観

点からも妥当であると言える。 

図 4-12によると軸上にある燃料棒の 4.12％および対角軸上の 4.15％が他と比べて

特に大きな誤差を示している。軸上および対角軸上の誤差の大きな燃料棒は炉心外側
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から 2列目である。PHOENIX-Pでは燃料の実効共鳴断面積は、水に一面で接するも

の、水に二面で接するもの、全く水に接しないものの区別により燃料ピン毎に作成さ

れる。これは燃料ピンからの脱出確率が異なることを近似的に取り入れたものである。

従って、PHOENIX-Pでは炉心外側から 1列目の燃料ピンと 2列目以内の燃料ピンで

は異なる実効共鳴断面積が使用される。このため、この境界の燃料ピンである 2列目

の燃料棒の出力に若干大きな誤差が出たものと考えられる。HIDRA で使用した燃料

定数は PHOENIX-P の燃料セルを炉心全体で均質化しているため、平均的な燃料定

数となっている。このため、各燃料棒の出力誤差も平均的なものとなり PHOENIX-P

より小さな平均二乗誤差を与えたものと考えられる。 

 逆に輸送等価では軸上で水に接する燃料棒の誤差が 4.15％と大きいが、この燃料棒

に対しては図 4-14に示す 3次元MCNP計算による誤差も 2.05％と他の燃料棒と比べ

て比較的大きい。従って、実験誤差(水または燃料に接する側から発生するγ線の強度

の変化、格子板と燃料棒間の隙間による燃料棒の偏り、燃料棒のたわみなどによる誤

差)を考えればこの誤差はやむを得ないものと考えられる。 

 

表 4-13 燃料棒出力の計算誤差 

 PHOENIX-P 
HIDRA 

（輸送等価拡散定数使用） 
MCNP 

平均二乗誤差 1.80％ 1.63% 1.53% 
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図 4-12 燃料棒出力の比較  

[PHOENIX-Pによる燃料棒出力の計算誤差、誤差は（測定値‐計算値）/計算値×100] 
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         0.553 
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図 4-13 燃料棒出力の比較                   

[水反射体に輸送等価拡散定数を使用したHIDRAによる燃料棒出力計算誤差、誤差は（測定値

‐計算値）/計算値×100] 
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計算値（MCNP） 
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         0.561 
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図 4-14 燃料棒出力の比較                   

[MCNPによる燃料棒出力計算誤差、誤差は（測定値‐計算値）/計算値×100] 

 

 

 

 

 119



4.3.3 DIMPLE 炉心 

英国 AEA Winfrith Technology Centerの臨界実験装置 DIMPLE炉で行われた 2

つの臨界実験[２４]を解析した。実験体系は、12個の 16×16配列からなる燃料棒 3072

本から構成されておりセルピッチは 1.251cmである。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

燃料格子（16×16燃料棒）

水反射体 

燃料棒ピッチ 12.51ｍｍ 

図 4-15 DIMPLE‐S06A炉心 (水反射体付き炉心) 

燃料棒ピッチ 12.51ｍｍ 

水反射体 

燃料格子（16×16燃料棒）

ｽﾃﾝﾚｽｽﾁｰﾙ製ﾊﾞｯﾌﾙ板 
（厚さ 25ｍｍ） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-16 DIMPLE‐S06B炉心 (ステンレススチール製バッフル板付き炉心) 
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水反射体を持つ S06A炉心（図 4-15）と厚さ 25mmのステンレススチール製バッフ

ル板を持つ S06B炉心（図 4-16）が直径 2.6m、高さ 4mのアルミニウムタンク内に構

築された。燃料棒仕様を表 4-14に示す。燃料使用の内、密度は理論密度の 93％、被覆

管厚さ(t) と被覆管外径(D)の比（t/D）は 0.03と仮定し、デッシュ割合は零とした。ま

た、ステンレススチールの組成は重量比（wt%）で Fe:Cr:Ni:Mn=72.0:18.0:8.0:2.0と

仮定した。測定された臨界水位および軸方向バックリングを表 4-15に示す。体系寸法、

物質の組成、軸方向バックリングの測定誤差による実効増倍率の測定誤差は±0.0012

である。 

表 4-14 燃料棒仕様 

燃料棒材質 UO2 

濃縮度 3w/o 235U 

ペレット直径 10.13 mm 

被覆管外径 10.94 mm 

被覆管材質 Stainless steel 

   

表 4-15 実験結果 

  体系 1（S06A） 体系 2（S06B） 

臨界水位 476 mm 525 mm 

軸方向バックリング 24.7 m-2 21.3 m-2 

                  

燃料定数は図 4-15、図 4-16に示す体系で PHOENIX-Pにより 2次元計算を行い、

水反射体またはバッフル板に接する外側燃料セル一列とそれ以外の内部の燃料セルか

らなる 2領域に分けて均質化、2群への縮約を行うことにより求めた。得られた燃料定

数を表 4-16および表 4-17に示す。 
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 バッフル板および水の輸送等価拡散定数は1次元体系でMCNPによるモンテカルロ

計算を基に 4.2.1および 4.2.2の手法で求めた。バッフル板および水からなる領域を均

質化した定数についても 4.2.3に述べた手法を用いて求めた。この結果を表 4-18に示

す。これらの燃料定数と輸送等価拡散定数を用いて S06A, S06B の二つの体系につい

て 2 次元拡散計算を行った。拡散計算には HIDRA コードを用い、メッシュ幅は 1/4

セルピッチとし、反射体全厚さ（バッフル板がある場合はそれを含んで）を 30cm と

した。この結果を表 4-19に示す。PHOENIX-PとHIDRAの無限増倍率の差は水反射

体付炉心で 0.268％Δρ、バッフル/水反射体付炉心で 0.262％Δρとなりバイアスとし

て一定値であり、輸送等価拡散定数は異なる性質を持つ反射体付き炉心の実効増倍率

を同程度の精度で計算できることが分かった。また、バッフル/水反射体領域を均質化

した拡散定数を用いて得られた実効増倍率とバッフル反射体を非均質に扱った場合と

の実効増倍率の差は 0.065％Δρと小さく、均質化断面積の作成手法も妥当であること

が分かる。 

 先に述べた PHOENIX-Pと HIDRAの無限増倍率の差約 0.26％Δρは、水反射体、

バッフル板およびその後方にある水反射体輸送等価拡散定数が厳密解として求められ

ていることから燃料領域の拡散定数の作成に起因すると考えられる。拡散定数には、

断面積と拡散係数がある。反応 X の断面積は式（4-67）の様に体積・中性子束重みで

平均化されて求められる。 

( ) ( )
( )∫∫

∫∫=
dEdVE

dEdVEEgX
gX ,φ

,φ,Σ
Σ

,
, r

rr
          (4-67) 

これについては問題があるとは考えられない。一方、拡散係数については式（4-63）

に示すようなB1計算から得られた均質系に対する拡散係数を輸送断面積の逆比で分配

するという手法を用いている。この手法は簡便であるが、輸送計算における各領域境

界での中性子流を保存すると言う保証はない。そこで、水反射体付炉心について
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HIDRAとPHOENIX-Pの増倍率が等しくなる様に燃料の拡散係数D1, D2を調整した。

4％調整の結果、PHIOENIX-Pの増倍率と、0.041％Δρの差しかない増倍率 1.08559

を得た。従って、燃料定数の拡散係数に対し 4％の補正を採用し、バッフル板付き炉心

の燃料の拡散係数にもこの補正を適用して HIDRA で増倍率を求めると 1.07296 を得

た。これは、PHOENIX-Pの計算値と 0.017％Δρの違いでしかなくHIDRAは輸送計

算結果を再現できたとして良い。従って、0.268％Δｋの誤差は本研究で開発した、輸

送等価拡散定数によるものではなく、燃料定数の均質化に伴う拡散係数の不確定性に

起因するものである。 

 

表 4-16 燃料 2群拡散定数（水反射体炉心） 

物質 ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑a ν∑ｆ ∑ｒ 

1 1.0647 1.3184×10－2 1.0218×10－2 1.3739×10－2 
内側燃料 

2 0.36886 1.5022×10－1 2.4499×10－1  

1 1.0867 1.3618×10－2 1.0795×10－2 1.5073×10－2 
外側燃料 

2 0.31495 1.8704×10－1 3.0664×10－1  
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表 4-17 燃料 2群核定数（ﾊﾞｯﾌﾙ板付炉心） 

物質 ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑a ν∑ｆ ∑ｒ 

1 1.0630 1.3245×10－2 1.0219×10－2 1.3815×10－2 
内側燃料 

2 0.37898 1.4904×10－1 2.4300×10－1  

1 1.0553 1.3651×10－2 1.0251×10－2 1.4301×10－2 
外側燃料 

2 0.37103 1.5358×10－1 2.5063×10－1  

 

表 4-18 輸送等価 2群拡散定数 

炉心 領域 ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑a ∑ｒ 

1 1.2962 3.2691×10－4 4.6268×10－2 S06A 水反射体 
2 0.071730 1.2860×10－2  

1 1.0010 4.0251×10－3 1.1257×10－3 
ﾊﾞｯﾌﾙ板 

2 0.32192 1.5102×10－1  

1 1.2563 4.0254×10－4 4.8613×10－2 
水反射体 

2 0.048089 9.1514×10－3  

1 0.86317 1.7548×10－3 2.8545×10－2 

S06B 

ﾊﾞｯﾌﾙ板/水
反射体均質 2 2.3827 1.7504×10－1  

 

表 4-19 輸送等価拡散定数を用いた 2次元拡散計算結果 

バッフル板/水反射体（S06B炉心） 
増倍率 

水反射体  

（S06A炉心） 非均質 均質 

kinf（PHOENIX-P） 1.08511 1.07316 

kinf（HIDRA） 1.08828 1.07619 1.07543 

Δρ（％） 0.268 0.262 0.197 
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4.4 ウラン炉心と MOX 炉心の反射体定数 

 ウラン炉心で作成された反射体を構成する物質（バッフル板、水反射体）の核定数

が MOX 炉心への適用性された場合、MOX 炉心の核特性に与える影響を調べるため、

図 4-4に示す 1次元炉心の実効増倍率を検討した。1次元炉心は、DIMPLE炉心で用

いられた燃料セルを 16セル、その外側のバッフル板 2セル、さらにその外側の水反射

体 24 セルから構成されている。燃料および水反射体の両端の境界は反射境界である。

計算はバッフル板および水反射体からなる領域を非均質として取扱った場合と 4.2.3

の手法に基づいて均質化した場合の両方について行った。バッフル板、水反射体およ

びその均質媒質にはDIMPLE炉心 S06B（ウラン炉心）解析用に求めた定数を用いた。 

（１）ウラン炉心 

燃料定数は図 4-4に示す体系で PHOENIX-Pにより 1次元炉心計算を行い、バッフル

板に接する外側燃料セル一列とそれ以外の内部の燃料セルからなる 2 領域に分けて均

質化、2群への縮約を行うことにより求めた。得られた燃料定数を表 4-20に示す。こ

の燃料定数および先のバッフル板、水反射体定数を用いて HIDRA によりこの 1 次元

炉心の無限増倍率を求めた。結果を表 4-21に示す。輸送等価拡散定数を用いたHIDRA

と PHOENIX-Pの無限増倍率の差は非均質計算で約 0.24％Δρ、均質計算で約 0.29％

Δρである。このことから、 

表 4-20 ウラン燃料定数 

物質 ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑a ν∑ｆ ∑ｒ 

1 1.0721 1.3225×10－２ 1.0225×10－２ 1.3739×10－２ 
内側燃料 

2 0.37811 1.4904×10－１ 2.4312×10－１  

1 1.0642 1.3748×10－２ 1.0368×10－２ 1.4448×10－２ 
外側燃料 

2 0.36730 1.5524×10－１ 2.5354×10－１  
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輸送等価拡散定数を用いた HIDRA 計算は反射体領域の取扱いが均質、非均質によら

ず同程度の計算精度で輸送計算結果を再現している。この差は 4.3.3に述べられたよう

にステンレススチール製被覆管を持つ燃料の拡散係数の縮約・均質化に伴う誤差と考

えられ、ここでは増倍率のバイアスとして取扱う。 

表 4-21 ウラン板状炉心無限増倍率の比較 

増倍率 
計算手法 計算形状 

kinf 誤差（%Δρ） 

PHOENIX-P 
（輸送計算） 非均質 1.05223 ――― 

非均質 1.05492 0.242 
HIDRA 

（輸送等価拡散定数使用） 
均質 1.05548 0.293 

  

（２）MOX燃料 

 MOX炉心は、1次元炉心モデルにおいて燃料を濃縮度 3.0wt％235Uから 6.1wt%Puf

のMOX燃料に変更した炉心である。PHOENIX-Pにより求められた燃料定数を表4-22

に示す。この燃料定数およびウラン炉心で作成した先のバッフル板、水反射体定数を

用いて、HIDRA により無限増倍率を求めた。結果を表 4-23 に示す。ウラン炉心で作

成したステンレススチール製バッフル定数 

表 4-22 ＭＯＸ燃料定数  

物質 ｴﾈﾙｷﾞｰ群 D ∑a ν∑ｆ ∑ｒ 

1 1.1150 2.0208×10－２ 1.8925×10－２ 8.5661×10－３ 
内側燃料 

2 0.25569 5.3862×10－１ 8.8473×10－１  

1 1.1106 2.1301×10－２ 1.9399×10－２ 9.2905×10－３ 
外側燃料 

2 0.23071 5.5617×10－１ 9.3562×10－１  
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表 4-23 MOX板状炉心無限増倍率の比較 

増倍率 
計算手法 計算形状 

kinf 誤差（%Δρ） 

PHOENIX-P 
（輸送計算） 非均質 1.00910 ――― 

非均質 1.01475 0.552 
HIDRA 

（輸送等価拡散定数使用） 
均質 1.02186 1.237 

 

および水反射体定数の輸送等価拡散定数を MOX 炉心に適用した場合、HIDRA と

PHOENIX-Pの無限増倍率の差は非均質計算で約 0.55％Δρ、均質計算では約 1.24％

Δρと拡大する。すなわち、増倍率のバイアスを考慮すれば MOX 非均質炉心ではウ

ラン非均質炉心に比べ 0.320（=0.552-0.242）％Δρ高めに反応度を評価する。また、

ウラン炉心で求めた均質 B/R 定数を用いるとウラン炉心でのスペクトルの影響が残る

ためMOX炉心ではウラン炉心に比べ 0.944（=1.237-0.293）％Δρ高めに反応度を評

価する。 

 これらから以下の事が結論される。 

（１）バッフル板および水反射体を直接取扱う非均質計算でも、ウラン炉心で求めた

ステンレススチール製バッフル板、水反射体定数を MOX 炉心に適用するとウラン炉

心に比べ反応度を約 0.3％Δρ高めに評価する。 

（２）バッフル板および水反射体を均質化して取扱う均質計算の場合はウラン炉心で

求めた均質 B/R定数をMOX炉心に適用すると反応度を約 0.9％Δρ高めに評価する。 

 従って、2 次元 B/R 定数作成に用いる反射体領域に含まれる物質の輸送等価拡散定

数はウラン炉心、ＭＯＸ炉心に対応してそれぞれ別途作成するか、3.5 で述べた様に

MOX炉心に対してはウラン用 B/R定数を補正する必要がある。 
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4.5 第 4章の結論 

 PWRでは核分裂が主に熱領域で起こり且つ炉心が大きいため、炉心計算には一般に

2群拡散方程式が使用されている。このため、炉心計算には燃料定数および反射体領域

の 2 群拡散定数を準備する必要がある。炉心の増倍率および出力分布を精度よく計算

するためには、反射体境界で，より高次な計算法である輸送計算による中性子流の応

答を保存するような 2 群拡散定数を使用することが望まれる。本章ではこの意味での

輸送等価 2群拡散定数の計算法を開発し、その妥当性の検証を行った。 

 輸送等価 2 群拡散定数は反射体境界での拡散計算と輸送計算による中性子流の計算

誤差を零（厳密解）または最小にする拡散係数、吸収断面積、減速断面積として求め

る。境界条件は輸送計算による部分中性子流を用いた拡散近似に基づく中性子束と全

中性子流である。このような境界条件を課すことにより求められる拡散定数は、輸送

計算から求められた部分中性子流を再現することになる。すなわち、輸送計算による

アルベドが拡散計算で再現される。 

 求められた輸送等価 2 群拡散定数の妥当性を検証するために三つの臨界実験解析を

行った。 

（１） 鉄反射体反応度効果の解析 

 TCAを用いて測定された鉄反射体の反応度効果の解析を行った。水を含まない鉄反

射体および水 10％を含む鉄反射体の反応度効果を輸送計算コード MVP と比較した結

果、一部で統計誤差 3σ≈0.10%Δρを僅かに越える差が見られたが輸送等価拡散定数

を用いて求められた反応度効果は輸送計算による結果と良く一致した。 

（２）TCA水反射体付き正方格子炉心解析 

 TCA の 21×21 格子炉心に対し増倍率および出力分布の解析を行った。輸送等価拡

散定数を用いた場合と輸送計算コードPHOENIX-Pの無限増倍率との差は0.03％Δρ

で極めて良く一致した。また、燃料棒出力も誤差 1.63％で求めることができ、輸送等
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価拡散定数が燃料棒出力計算の観点からも妥当であることが結論された。 

（２） DIMPLE炉心解析 

 DIMPLE炉心で行われた水反射体付き炉心およびステンレススチール製バッフル板

付き炉心の臨界実験解析を行った。燃料の拡散係数の不確定性を考慮すると、輸送計

算と輸送等価拡散定数を用いた拡散計算の無限増倍率の差は水反射体付き炉心で

0.041％Δρ、ステンレススチール製バッフル板付き炉心で 0.017％Δρであった。こ

れにより輸送等価拡散定数は水反射体についてもバッフル板に対しても高精度で輸送

効果を取込めることが明らかとなった。 

 以上の実験解析により、反射体およびバッフル板の輸送等価 2 群拡散定数は測定値

または輸送計算により得られる結果を精度良く再現しており、輸送等価 2 群拡散定数

計算法の妥当性が確認された。 

最後に、ウラン炉心で求められた反射体の輸送等価拡散定数の MOX 炉心への適用

性について検討したところ、ウラン炉心で作成したバッフル板とその外側の水反射体

をMOX炉心へそのまま適用するとウラン炉心の場合に比べて炉心反応度を 0.3％Δρ

過大評価する事が分かった。このことから、反射体領域を非均質に扱う場合において

も、ウラン炉心および MOX 炉心それぞれに対して輸送等価拡散定数を作成する必要

があることが分かった。これは、中性子スペクトルが大きく異なるために生じた誤差

であり多群計算を行うか、拡散定数に対しスペクトル補正が必要である。 
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第 5章 輸送等価拡散定数を用いた 2次元均質定数の計算法 

5.1 はじめに 

 第 2 章では鉄反射体の反応度効果からバッフル板やステンレススチール製反射体を

計算する際の断面積データの妥当性を検証した。第 3 章では 2 次元バッフル/反射体

（Baffle/Reflector；B/R）領域の計算法を開発し、第 4 章ではバッフル板、水反射体

等の輸送等価拡散定数計算法を開発した。ここではこれらを統合して PWR炉心を拡散

理論に基づく 3次元ノーダルコードで解析する場合に必要となる B/Rノード定数の計

算法を示すと共に、実機プラントデータを用いた検証計算によりその妥当性を示す。

実機データとしては熱出力 2652MWｔの 3 ループプラントのデータを用いた。この炉

心は B/R領域のコーナー部が大きく、本研究で開発した 2次元 B/R定数計算手法の検

証に適した炉心である。 

 PWRでは制御棒と共に、冷却材中の可溶性毒物であるほう素の濃度を調整すること

により臨界を維持する。このほう素濃度の予測精度は主に核データに依存するが径方

向出力分布にも依存する。このため炉内出力分布と共に臨界ほう素濃度を評価するこ

とにより炉心の核設計計算法の妥当性を検討した。 

 

5.2 炉心の核計算法 

近年、MOX燃料、ガドリニア入り燃料を用いた高燃焼度燃料の導入など、軽水炉の

炉心の高度化に対応して、集合体内および炉心内の非均質性が増加してきた。このた

め、定数計算については従来のピンセル計算に替わり、輸送理論に基づく 2 次元集合

体格子計算コードが使われるようになった。ここでも、燃料集合体については、

PHOENIX-P[１]（付録 4 参照）を用いて単一集合体の 2 次元輸送計算を行うことによ

り均質定数および中性子不連続因子を求めることとした。 
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炉心計算については、精度向上の観点から燃料集合体ごとの軸方向燃焼度分布を直

接取扱うこと、燃料集合体間の中性子スペクトル干渉を炉心計算の中で現実的に取扱

うことが必要となり、3次元での計算が必要となった。これは、部分長ガドリニア入り

燃料や軸方向ブランケット燃料など将来の高度化にも対応するものである。PWRの設

計として従来の差分法で燃料棒出力まで算出する 3 次元計算は計算機能力から今なお

困難であり、このため、今では近代ノード法に基づく 3次元計算が広く使われている。 

ここでも、ノード法を採用した炉心計算コード、いわゆるノーダルコードとして 3

次元拡散計算コード ANC[２,３,４]（付録 5参照）を用いた。ANCでは燃料集合体を 4ノ

ードに分割し､炉心は同じ大きさの B/R ノード一層で取囲むモデルが採用されている。

このため、燃料の均質定数およびその周りの反射体領域の均質定数、すなわちバッフ

ル/反射体領域（B/R）定数が必要である。 

B/R 定数は 2 次元モデルを用いて求める。まず、燃料、バッフル板、水反射体、炉心

槽、熱遮蔽体からなる図 5-1に示す 1次元炉心をMCNP[５]を用いて解くことによりそ

れらの輸送等価拡散定数を求める。B/R 定数の算出のための MCNP による計算には､

第 2 章の結果に基づいて ENDF/B-VI[６]の核データを用いる。MCNP の連続エネルギ

ー断面積ライブラリはこの核データを基に AUTONJ[７]を用いて作成した。 

次に、炉心断面を 2次元的にモデル化した図 5-2に示す 2次元幾何形状にこれらの

定数を適用しHIDRAコード[８]（付録 6参照）を用いて拡散計算を行うことにより､各

メッシュ点での中性子束を求める。2 次元幾何形状および各点での中性子束を

CUDISCONコード[９]に供給することにより、B/Rノードの均質定数を求める。これら

燃料および B/R ノードの均質定数を用いて ANCで 3次元炉心計算を行い、出力分布

および臨界ほう素濃度を算出する。 

 以上述べた燃料定数計算、B/R 定数計算および炉心計算からなる炉心解析の流れを

図 5-3に示す。 
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 ここで、本章で述べる実機プラントの解析には、炉心反応度の最も確かな評価を得

るため燃料定数に、現在入手できる最新の核データである JENDL-3.3のプレリミナリ

－バージョン[１０]を使用した。使用した核データは反応度評価に重要であるU, Pu, Am, 

Cmのアクチニド核種であり、その他の構造材および核分裂生成物等の核種については

従来用いていた ENDF/B-VI をそのまま使用した。PHOENIX-P の多群断面積ライブ

ラリは、NJOYコード[１１]を用いて JENDL-3.3の核データを処理し、70群に縮約する

ことにより作成した。この時 238U の捕獲反応の共鳴積分は ENDF/B-VI を用いて

PHOENIX-P 用断面積ライブラリを作成した時と同じように 3.4％減少させた

[１２,１３,１４,１５]（付録 9 参照）。この補正に関しては、断面積自身の誤差に伴う補正であ

るのか、共鳴断面積計算法に伴う誤差であるのか未だ議論のあるところであるが、付

録 9に述べたMCNPとPHOENIX-Pを用いたTRX炉心の解析結果によれば、238U の

捕獲反応率比の測定値を再現するための断面積自体への補正であると解釈される。  

 

 

x 

燃 料 水ｷﾞｬｯﾌﾟ 炉心槽 熱遮蔽体 

水 ﾊﾞｯﾌﾙ板 水反射体

 

図 5-1 反射体内物質の拡散定数算出のための１次元炉心モデル 

 134



 

水 

ﾊﾞｯﾌﾙ板 

燃料集合体 

反射境界 

φ=0 

φ=0 

図 5-2 HIDRA計算用２次元炉心モデル 

 

5.3 炉心の概要 

 B/R 定数の検証に用いた 3 ループプラントの炉心およびその周りのバッフル板、バ

レル(炉心槽)などの炉心の断面を図 5-4 に示す。燃料は図 5-5 に示す標準的な 17×17

配列の燃料集合体であり、燃料有効長は 3.66mである。 

検証は第１サイクル（CY1）および第 3サイクル（CY3）の高温零出力（HZP）時お

よび全出力運転（HFP）時の出力分布および臨界ほう素濃度の計算値と測定値を比較

する事により行った。第 1サイクルである初装荷炉心の初回起動時は燃料が燃焼して

いないため、炉物理の観点から計算法および核データの妥当性を検討する上で最も適

した状態である。特に、零出力臨界状態は燃料の発熱がないため炉内は高温均一に保

たれており、炉心の核的特性を直接把握することができる。第 3サイクルは同一濃縮

度の燃料を毎回装荷する取替炉心の代表として捉えることができ、これを解析する事

により取替炉心における計算精度を把握することができる。 
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核データライブラリ 

AUTONJによるMCNP用連続 
エネルギーライブラリの作成 

NJOYによる PHOENIX-P用 
多群断面積ライブラリの作成 

PHOENIX-Pによる燃料集合体 
均質定数の計算 

MCNPによる 
輸送等価拡散定数の計算 

HIDRA/CUDISCONによる 
2次元 B/R定数の計算 

ANCによる 3次元炉心計算 

 

 

図 5-3 解析の流れ図 
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制御用制御棒バンクD位置 

熱遮蔽体 圧力容器 

バッフル板 炉心槽 

：制御棒位置             48 

：１次中性子源棒            2 

：２次中性子源棒            8 

：１次中性子源集合体位置        2 

：２次中性子源集合体位置        2 

：炉内核計装(M/D)を有する燃料集合体 50 

 

図 5-4 3ループ炉心断面図 
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初期炉心である第 1サイクルの炉心は濃縮度 2.0wt%の集合体 53体、3.5wt%および

4.1wt%の集合体各 52 体から構成されている。初期炉心では余剰反応度の抑制、出力

分布の平坦化および減速材温度係数を負に保つためにバーナブルポイズン(BP)と呼ば

れるパイレックスガラスからなる棒状の可燃性毒物が燃料集合体と共に炉心に装荷さ

れる。この BP棒の集合体内配置を図 5-6に示す。また、炉内燃料集合体および BP棒

の装荷パターンを図 5-7に示す。 

第 3サイクルでは濃縮度 3.5wt%235Uの燃料集合体 2体、4.1wt%235Uの燃料集合体

56体の合計 58体の新燃料が装荷された。BP棒は 16本組みが 2体使用された。また、

BP 棒の代替毒物であるガドリニウムを含むガトリニア入り燃料棒（Gd2O3-UO2）16

本が装荷されたガドリニア入り燃料集合体が用いられた。ガトリニア入り燃料棒の濃

縮度は 2.6w/o235U、ガドリニア（Gd2O3）の濃度は 6.0wt%である。第 3サイクルの燃

料装荷パターンを図 5-8に、燃料集合体内ガドリニア入り燃料棒配置を図 5-9に示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 138



 
燃料棒 

計装用案内シンブル 

シンブル 

 

 

 

 

 

図 5-5 17×17燃料集合体 

 

 

    

 

 

 

 

（a）12BP配置            （b）16BP 配置 

 

   

 

 

 

 

（c）20BP配置           （d）24BP配置図 

 

図 5-6 燃料集合体内バーナブルポイズン（BP）棒配置 
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2.0 w/o

3.5 w/o

4.1 w/o

BP Burnable poison rods

20BP

16BP

20BP

24BP

20BP

12BP

24BP

20BP

20BP

24BP

20BP

20BP

12BP

20BP

20BP 20BP 24BP

20BP 20BP 16BP

2.0 wt%

3.5 wt%

4.1 wt%

図 5-7 第１サイクル炉心装荷パターン 

2.0 w/o

3.5 w/o

4.1 w/o

Gd     Spent Gd fuel N New fuel
Gd*   Fresh Gd fuel 1 Once burn
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1
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2

N
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Gd*
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1 2 1
16BP
N

Gd*

2 1
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N

Gd

Gd*
11

1
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図 5-8 第３サイクル炉心装荷パターン 
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計装用案内シンブル 

制御棒案内シンブル 

ガドリニア入り燃料棒 

燃料棒 

 

図 5-9 燃料集合体内ガドリニア入り燃料棒配置図 

 

5.4 測定値との比較 

PWRでは運転中に小型核分裂計数管（Movable Detector: M/D）を用いて 235Uの反

応率の炉内 3次元分布を測定する。INFANTコード[１６](付録 10参照)はこの得られた

データを補間することにより全炉心 3 次元出力分布を計算する。また、運転中には炉

心を含む 1次系のほう素濃度が測定される。CBCFコード[16] (付録 11参照)はこのほう

素濃度を基に全出力･全制御棒引抜定常運転状態に補正した臨界ほう素濃度を求める。

これら出力分布および臨界ほう素濃度の測定値と計算値を比較することにより、輸送

等価拡散定数を用いた 2次元 B/R定数計算手法の妥当性を確認した。 

5.4.1 炉内出力分布  

（１） M/Dの核分裂断面積 

INFANTコードで使用するM/Dの核分裂断面積は、最新の JENDL-3.3に基づく断

面積ライブラリを用いて PHOENIX-Pの集合体計算を行い、計装用案内シンブル位置

でのスペクトルにより無限希釈断面積を 2 群に縮約することにより求めた。

ENDF/B-VIは高速群で 0.8％、熱群で 0.4％だけ JENDL-3.3より高い核分裂断面積を

与えたが、熱群の差が僅かであり出力分布の結果には大きな影響を与えないため

JENDL-3.3の結果を採用した。また、正確な測定出力分布を得るために、M/Dの核分
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裂断面積は燃料の濃縮度と集合体に装荷された BP 本数の全ての組み合わせについて

求めた。第１サイクル高温零出力時のM/Dの核分裂断面積の濃縮度依存性及び BP挿

入による効果（水の排除および吸収棒によるスペクトル変化に伴う影響）を、高速群

について図 5-10に、熱群について図 5-11に示す。 

高温全出力時についても同様に燃料の燃焼およびBPまたはGdの燃焼に伴うスペク

トルの変化を考慮し、燃焼度依存の M/D 核分裂断面積を用いた。BP なしの場合につ

いて、高速群の断面積を図 5-12 に、熱群の断面積を図 5-13 に示す。ガドリニア燃料

棒の燃焼初期には、Gdの奇数核が急激に中性子を捕獲吸収し高次の核へ移行するため

燃焼間隔を細かく取って燃焼する必要がある。このため、燃焼計算で得た断面積の変

化を燃焼度に対し５次の多項式でフィティングした結果を高速群について図 5-14 に、

熱群について図 5-15に示す。図 5-12から図 5-15に示される 4.1w/oの燃料集合体で

比較すると、Gd集合体ではGdの吸収効果により寿命初期ではスペクトルが高速側に

移行するため高速群の断面積が大きく、熱群の断面積が小さくなるが、燃焼とともに

BPが装荷されていない集合体に対する断面積の特性に近づいてくるのが分かる。 
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図 5-14  M/Dの高速群核分裂断面積の燃焼度依存性（Gd集合体、BPなし） 
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（２） 燃料集合体出力 

プラントの初回起動時の零出力炉物理試験で得られた全制御棒引き抜き時のM/Dデ

ータをNFANTコードで処理し計算値と比較した。燃料集合体出力の比較を図 5-16に

示す。炉心周辺の燃料集合体の出力は測定値と良く一致している。炉心中央に 2.6％の

誤差を持つ集合体があるが、M/Dで測定された燃料集合体全体での誤差は 1.3％と小さ

く測定値との一致は極めて良好である。また、ANCで高温全出力運転状態での燃焼計

算を行い、寿命中期の燃焼度 8900MWd/tの時点で測定された出力分布との比較を行っ

た。測定値の処理に当たっては、燃焼度依存で作成された M/D の 235U の核分裂断面

積を集合体の平均燃焼度に対して内挿して用いた。出力分布の計算値と測定値の比較

を図 5-17に示す。測定値と計算値は良く一致し、2次元 B/R定数の妥当性が確認され

た。 

 第 3 サイクルの零出力炉物理試験で得られた全制御棒引き抜き時の燃料集合体出力

の比較を図 5-18に示す。取替炉心では、燃料集合体平均燃焼度および軸方向燃焼度分

布、Gdの残存率およびその軸方向分布、BP棒の 10Bの残存率およびその軸方向分布

などの誤差により出力分布の誤差は一般的に大きくなる傾向にある。このため、第 3

サイクルでは測定された燃料集合体全体で2.4％と第1サイクルより若干大きな誤差が

得られた。 

しかしながら、高温全出力寿命中期の燃焼度 7550MWd/tの時点では測定された燃料

集合体全体の誤差は 1.0％であり、図 5-19 に示すように出力分布の計算値は測定値と

炉心全体にわたり良く一致している。このことにより、２次元 B/R 定数は取替炉心に

おける出力分布の予測においても妥当であることが確認された。 
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図 5-18 燃料集合体出力の比較（CY3, 0MWd/t, HZP, ARO） 
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5.4.2 臨界ほう素濃度 

第１サイクルおよび第３サイクルの高温零出力時および全出力運転時の臨界ほう素

濃度の測定値を計算値と比較する事により計算法の妥当性を検討した。高温零出力、

全制御棒引き抜きおよび制御バンク D 全挿入状態での臨界ほう素濃度の測定値と計

算値の比較を表 5-21に示す。測定値と計算値の差は 30ppm以内である。 

第１サイクルおよび第３サイクルの高温全出力運転時の臨界ほう素濃度の測定値と

計算値の比較を図 5-20 および図 5-21 に示す。誤差は燃焼度と共に若干変化している

が寿命を通じて 30ppm以内に収まっている。 

 高温零出力および高温全出力においても臨界ほう素濃度の予測誤差は30ppm以内に

収まっており、輸送等価拡散定数を用いた 2次元 B/R定数が炉心からの中性子漏れを

正しく評価し臨界ほう素濃度を高精度で予測できることを示している。 

 

 

表 5-1 臨界ほう素濃度の比較 （高温零出力状態） 

 
第 1サイクル 第 3サイクル 

制御棒状態  測定値 
(ppm) 

計算値 
(ppm) 

測定値 
(ppm) 

計算値 
(ppm) 

ARO＊ 1729   1714(15) ＊＊＊ 1726 1728(-2) 
D＊＊ 1604 1591(13) 1564   1567(-3) 

＊  全制御棒引き抜き状態、＊＊ 制御棒バンクD全挿入状態 
＊＊＊ 括弧内は計算誤差であり［測定値-計算値］（ppm）を表す。 
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図 5-20 臨界ほう素濃度の比較（CY1,HFP,ARO） 
予測誤差は［測定値-計算値］（ppm） 
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図 5-21 臨界ほう素濃度の比較（CY3,HFP,ARO） 
予測誤差は［測定値-計算値］（ppm） 
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5.5 拡散定数の検討 

 従来、拡散定数としては、2次元多群計算で得られた中性子スペクトルを用いて均質

縮約された断面積と、輸送断面積から種々の方法でから求められた拡散係数の組が使

用される。この場合、拡散係数を近似的に求めるために用いられている一つの簡便な

方法は、全体系を均質化した均質媒体に対する臨界状態における中性子漏れを保存す

るやり方である。これは、B1方程式から求まるG群の拡散係数をDG(B1)とし、輸送断

面積から求まる各領域の拡散係数を用いて規格化するものである。従って, 各領域の

拡散係数は、 

( )
( )corewhole

BDD

itr

iGtr
GiG

,

,,
1,

Σ3
1
Σ3

1

⋅=′ ,           (5-1) 

ここで iは各領域を表す。そこで、この手法による反射体の拡散係数を用いた場合に対

し輸送等価拡散定数を用いた場合の核特性の計算精度を評価した。 

 まず始めに、式（5-1）による拡散定数を用いて 21×21格子炉心（4.3.2参照）の無

限増倍率および燃料棒出力を計算した。結果を表 5-2および図 5-22に示す。無限増倍

率は PHOENIX-Pの計算値と比べ 0.57％Δρの過大評価となっているのに対し、輸送

等価拡散定数を用いた場合は0.03％ΔρとPHOENIX-Pの計算値と良く一致している。

また、燃料棒出力の測定値との比較を図 5-22 に示す。この図から、式（5-1）による

拡散係数は対角軸上の燃料棒に 5％を越える出力誤差を生じることが分かる。これに対

し、輸送等価拡散定数を用いた場合には図 4-13に見られるように対角線上の燃料棒に

対する誤差は大きくても 3％程度である。炉心対角線軸上で且つ炉心周辺は中性子束が

炉心の両側面からの反射体による影響を最も直接的に受け易い場所である。この線上

の燃料棒出力が正しく評価できていると言うことは、炉心からの中性子漏れが正しく

評価されていることを意味し、従って炉心の反応度も正確に評価できると言うことに
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なる。 

 次に、実機炉心解析に対する影響を評価するために 3ループプラント（5.3節参照）

の第 1 サイクル高温零出力時の炉心の実効増倍率および燃料集合体出力を計算した。

炉心計算は、式（5-1）より算出される拡散係数を用いた HIDRA 計算を基に

CUDISCONから得られた 2次元 B/R定数を用いて ANCにより行った。臨界ほう素

濃度と集合体出力誤差の結果を表 5-3 に示す。臨界ほう素濃度は 1725ppm と測定値

1729ppm に近い値を示しているが、燃料集合体の出力は、図 5-23 に示す様に、炉心

周辺の出力を 2～3％程高く、炉心中央付近の集合体の出力を 6～7％と大きく過小評価

している。この結果、炉心の平均二乗誤差は 2.9％と大きい。これに対し、輸送等価拡

散定数を用いた場合は、臨界ほう素濃度 1714ppmと測定値より 15ppm低いが、炉心

出力分布は平均二乗誤差は 1.3％と炉心周辺内部ともに測定値と良く一致している。こ

のことは、M/D により測定された反応率分布を比較することにより直接確かめること

ができる。図 5-24 には式（5-1）により算出された拡散係数を用いた解析により得ら

れた反応率分布の予測誤差を、図 5-25は輸送等価拡散定数を用いた場合の誤差を示す。

図 5-24 から式（5-1）の拡散係数を用いた場合は炉心外周の反応率を高めに、内部を

約７％と大幅に低めに評価しているのに対し、輸送等価拡散定数を用いた場合は図

5-25 から分かるように炉心中央で約３％の誤差があるものの炉心周辺の反応率も一致

しており測定値を良く再現していると言える。これらのことは輸送等価拡散定数を用

いることにより炉心からの中性子漏れが正確に評価されているこを示しており、その

有効性が確認できたと言える。式（5-1）による拡散係数を用いた場合は、濃縮度が高

い炉心周辺の燃料集合体の出力を高めに評価するため、輸送等価拡散定数を用いた場

合に比べて高い臨界ほう素濃度を与える。炉心の実効増倍率は主に核データに依存す

るがこのように出力分布によっても左右される。このため、出力分布には高い計算精

度が要求されるものであり、輸送等価拡散定数は中性子流を正確に評価することによ
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りこれを達成するものである。 

 

表 5-2 TCAの 21×21格子炉心に対する計算結果の比較 

 式（5-1）による 
拡散係数 輸送等価拡散定数 PHOENIX-P 

kinf  1.10077 1.09354 1.09391 

燃料棒出力誤差（％） 2.0 1.6 1.8 
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図 5-22 燃料棒出力の比較 

[水反射体には式（5-1）から求められた拡散定数を使用した。誤差は（測定値-計算値）/計算値
×100である] 
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表 5-3 3ループ炉心の高温零出力時の計算結果の比較 

 式（5-1）による拡散係数 輸送等価拡散定数 
臨界ほう素濃度(ppm) 1725 (4)＊ 1714 (15) 
集合体出力誤差 (％) 2.9 1.3 

＊ 括弧内の数値は誤差（測定値-計算値）を表す。 
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図 5-23 燃料集合体出力誤差（CY1, 0MWd/t, HZP, ARO） 

[式（5-1）による拡散係数を用いて計算された B/R定数を使用] 
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図 5-24 反応率分布の計算誤差（CY1, 0MWd/t, HZP, ARO） 

[式（5-1）による拡散係数を用いて計算された B/R定数を使用] 

 

誤差 (%) [(測定値-計算値)*100/計算値]
σ=1.9 %
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図 5-25 反応率分布の計算誤差（CY1, 0MWd/t, HZP, ARO） 

[輸送等価拡散定数を用いて計算された B/R定数を使用] 
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5.6 第 5章の結論 

 PWRの反射体領域の B/R定数計算法として、1次元輸送計算を基に反射体領域に含

まれる水ギャップ、バッフル板、水反射体等の輸送等価拡散定数を求め、炉心を模擬

した 2次元拡散計算にそれらの定数を適用してノーダルコード用 2次元 B/R定数を求

めた。実機 PWRの運転データを ANCで解析することによりこの計算手法の妥当性を

検証した。検証にはバッフルフラット部よりコーナー部の割合が大きい 3 ループプラ

ントを選定し、初期炉心から第 3 サイクルまで運転データをフォローして得られた出

力分布および臨界ほう素濃度を測定値と比較した結果、以下のことが分かった。 

（１） 輸送等価 2次元 B/R定数を用いた場合、径方向出力分布の計算誤差は、第１サ

イクル高温零出力時で 1.3％、寿命中期高温全出力時においても 1.2％であり計算値は

測定値と極めて良く一致した。 

（２） 燃焼が進んだ第3サイクルの高温零出力では燃料集合体の燃焼度などの誤差の

ため 2.4%と第１サイクルに比べれば誤差は若干大きくなった。出力時では核的フィー

ドバックが掛かるため出力分布が均一化され、寿命中期高温全出力では 1.0％と非常に

良い一致が得られた。 

（３） 核的フィードバックの無い高温零出力時の臨界ほう素濃度は第１サイクル

15ppm、第 3サイクルでは 3ppm以内であり、極めて高い精度で評価できることが分

かった。 

（４） 高温全出力運転中の臨界ほう素濃度は第１サイクルで 15ppm、燃料やGdの燃

焼履歴を伴う第 3サイクルでも 30ppm以内で予測でき、炉心管理上十分な精度が確保

された。 

（５） B1計算を基に求められた拡散係数を用いて得られた 2 次元 B/R 定数を使用し

た場合、出力分布は炉心周辺を 2-3％過大評価し炉心中央部を 6-7％過少評価した。炉

心全体の平均二乗誤差は 2.9％と輸送等価拡散定数を用いた場合の 1.3％に比べ大きく
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悪化した。 

 以上のことから、輸送等価拡散定数を用いて求めた 2次元 B/R定数をノード計算に

用いることにより、炉心の出力分布および臨界ほう素濃度を高精度で評価できること

が明らかとなった。 
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第 6章 結 論 

 FBRの導入の遅れから今後長期にわたり PWRが運転されると考えられ、このため

には安全性･信頼性を高めつつ更なる高燃焼度化、定格出力の上昇などの高度化を図っ

ていく必要がある。このためには、安全性に関わる炉心の核設計精度の向上、特に炉

内出力分布の計算精度を高める必要があるが、出力分布の計算精度は反射体領域の取

扱いに強く依存する。従って、ノード法を用いた炉心解析では、反射体領域の均質定

数計算手法の改良･精緻化が不可欠となる。 

このため、本研究では反射体の反応度効果を実験的に明らかにすると共に、PWR炉

心設計スキームの中に容易に取込める実際的な反射体領域均質定数の計算法を開発す

ることを目的とした。以下に、各章でこれらの研究の概要と主な成果について述べる。 

 

第 1 章では、これまで研究されてきた反射体領域の計算法を調査・検討することに

より、その問題点を明らかにし、本論文で研究すべき手法と、その目標を明確にした。

すなわち、 

（１） 反射体の反応度効果として、鉄反射体の反応度効果を実験的に明らかにする

と共に鉄の核データの妥当性を確認すること 

（２） 反射体の均質定数計算法として、従来の 1 次元モデルに対し、反射体領域の

幾何形状を直接取扱える 2次元計算法を開発すること 

（３） 反射体の輸送等価拡散定数計算法として、拡散計算に中性子輸送効果を取込

むための拡散定数計算法を開発すること 

（４） 実機適用手法と検証として、輸送等価拡散定数を 2 次元均質化法に適用し実

機 PWRを用いた解析によりその妥当性を示すこと 

の 4項目の研究が必要であることを示した。 
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第 2章では、軽水臨界集合体 TCAを用いて行った鉄反射体の反応度効果測定実験お

よびその解析結果について述べた。 

 反応度効果は、鉄に水を含まない場合と体積比で 10％の水を含む場合について測定

した。鉄板の厚さを約 2cm（バッフル板の厚さ）から 15cm へ増加することにより、

鉄に水を含まない場合は約 1.8%Δρ、水を約 10％含む場合でも約 1.5%Δρの反応度

利得が得られ、且つ鉄反射体は水反射体よりも良い反射体であることが明らかとなっ

た。また、反応度効果は厚さ約 15cm で飽和し始めることが実験的に示され、APWR

のステンレススチール製反射体の厚さを 15cmと決定できた。 

 鉄の断面積評価では、ENDF/B-VI, JENDL-3.2, JENDL-3.3の核データを用いて鉄

反射体の反応度効果を解析することによりその妥当性を評価した。この結果

ENDF/B-VIの同位体毎の断面積は誤差 0.1％Δρで測定値と良く一致する結果を与え、

測定値を最も良く再現することが分かった。 

 

第 3 章では、ノーダルコードによる PWR 炉心計算のために、拡散計算に基づいて

反射体領域を表す均質定数を 2 次元的に求める手法を開発した。本手法では、炉心お

よび反射体領域にある炉内構造物（バッフル板、水反射体、熱遮蔽体、炉心槽、原子

炉容器）を詳細メッシュで正確にモデル化することにより、従来の 1 次元モデルでは

取扱う事ができないバッフル板が炉心側にへこんでいるノードや反射体領域の構造を

直接取扱う事ができ、それらの効果を位置依存で反射体ノード定数に反映させること

ができる。実機 3 ループ炉心の反射体領域を非均質で取扱った場合とその領域を均質

定数で置き換えた拡散計算との比較により、2次元均質定数は非均質計算の keff、燃料

棒最大出力を良く再現することが示され、特に燃料集合体出力は、従来の 1 次元モデ

ルによる 3.8％の誤差を 0.5％と大きく改善することができた。 

第 4 章では、拡散計算で反射体領域内にある物質境界での中性子流を正確に取扱う
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ため、物質境界で輸送計算による中性子流の応答を保存するような輸送等価 2 群拡散

定数の計算法を開発した。また、三つの臨界実験を用いてこの拡散定数の妥当性を検

証するための解析を行った。 

鉄反射体反応度効果の解析では、鉄反射体および水反射体の輸送等価拡散定数を用

いて拡散計算にて反応度効果を計算した。水を含まない鉄反射体および水 10％を含む

鉄反射体の反応度効果をMVPによる輸送計算と比較した結果、輸送等価拡散定数を用

いて求められた反応度効果は一部で統計誤差 3σ≈0.10%Δρを僅かに越える差が見ら

れたがＭＶＰによる結果と良く一致した。次に、TCAの21×21格子炉心（濃縮度2.6w/o、

燃料棒ピッチ 1.956cm）に対し、水反射体に輸送等価拡散定数を用いて増倍率および

出力分布の解析を行った。この結果、増倍率は PHOENIX-P による輸送計算との差

0.03％Δρ、燃料棒出力は測定値との平均二乗誤差 1.63％で求めることができた。最

後に、英国 AEAの臨界実験装置 DIMPLEで行われた 16×16配列の燃料棒ブロック

12 個からなる水反射体付き炉心およびステンレススチール製バッフル板付き炉心に対

し、水反射体およびバッフル板に輸送等価拡散定数を用いて増倍率の解析を行った。

燃料の拡散係数の不確定性を考慮すると、PHOENIX-P による輸送計算との増倍率の

差は水反射体付き炉心で 0.041％Δρ、ステンレススチール製バッフル板付き炉心で

0.017％Δρで求める事ができた。 

 これらの検証計算により、反射体領域に輸送等価拡散定数を用いた拡散計算は測定

値または輸送計算結果を良く再現しており、輸送等価拡散定数の計算手法の妥当性が

確認された。 

 
第 5 章では、反射体領域の 2 次元均質定数計算法と、反射体領域を構成するバッフ

ル板、水反射体などの輸送等価拡散定数計算法を統合して PWR炉心を拡散ノード法に

より解析する場合に必要となる反射体均質定数の計算法を示すと共に、実機プラント
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データを用いて計算精度の確認を行った。実機としては炉心のコーナー部が大きい 3

ループプラントを採用し、初期炉心の第 1 サイクルと取替炉心の第 3 サイクルでの炉

内出力分布を解析した。この結果、測定された燃料集合体に対する出力の平均二乗誤

差は高温零出力時で 2.4％、高温全出力時で 1.2％であり、出力分布計算では十分な精

度を達成できたことが確認された。 

 

本研究により、軽水減速炉心に対する鉄反射体の反応度効果が実験的に明らかとな

り、APWR のステンレススチール製横方向反射体の厚さを決定することができた。ま

た、2次元反射体領域均質定数の計算法および輸送等価拡散定数計算法を開発し、それ

らを統合することにより PWRの炉内出力分布の計算精度を向上させることができた。

炉心の安全性に直接かかわる出力分布の精度良い計算法は必須であり、本研究で開発

したノード法に基づく炉心計算のための反射体領域均質定数計算法は PWR および

APWR の炉心設計精度の向上ばかりでなく、将来炉の設計にも幅広く適用できるもの

である。 
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付録1 1 次元反射体境界での中性子流と中性子束の関係 

  

高速群の中性子流と中性子束の関係は境界

面で符号も含めて、 

   ( ) 111 φ2 =+ −+ jj  

    −+ −= 111 jjJ

であるので、 を考慮すると、 +− = 111 β jj
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図 A1-1 境界における中性子流と
中性子束の関係 

であるので、 を考慮すると熱群の全中性子流は、 ++− += 221122 ββ jjj
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と置くと境界での中性子流と中性子束の関係は 
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と書ける（注１）。ところで、 

                                            
（注１） Yung-An Chao and Chang-An Suo, “A Two-Dimensional Two-Group Albedo Model for 

Pressurized Water Reactor Reflector,” Nucl. Sci. Eng., 88,103 (1984). 
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と置くと無限に厚い反射体の 2群アルベド（注２）は、 
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であるので、これらを先の中性子流と中性子束の関係式において、αに代入すると、 
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を得る。 

 従って 1 次元で無限の厚さを持つ反射体の場合、上式により境界での輸送中性子流

を再現する高速群の拡散係数 および減速断面積 を求めることができる。 1D rΣ

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

                                            
（注２）大塚益比古、“反射体の反射特性”日本原子力学会誌、Vol.2, No.5 (1960) 

 164



付録2 水位法による反応度測定誤差 

 水位法では反応度は水位を用いて下式により求められる。 
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従って測定誤差は、水位の測定誤差（H0, H1）、水位価値の比例係数 Kの測定誤差お

よび外挿距離の測定誤差から生じ、誤差の伝播法則から 
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となる。ところで、3.00U格子では、 

     K: (3.967±0.04)×103 ($･cm2)  

     λ：11.1±0.5cm 

である。水位測定誤差は“臨界実験装置による軽水減速燃料格子の核特性研究”、中

島健氏の博士論文（北海道大学 1997/12）より 

     水位測定誤差：±0.25mm （サーボマノメータ式水位計）  

を採用した。実験時の水位の範囲は 85.17～130.06cm であり、基準となる水反射体

での臨界水位は 91.45cm である。これらの値を用いて測定水位の範囲で最大となる

誤差を評価する。反応度の測定は 91.45cmを基準に行うため、H0として 91.45cmと

し、微分水位反応度に対しては最大となるＨ=85.17cmとした。これにより、 
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に対応）と（

に対応）と（

に対応）

cmc

cmcm
K

cm
H

130.06m91.45104.477
λ

ρ

130.0691.45104.432ρ

17.85(108.892ρ

2-

4

3-

×=
∂
∂

×−=
∂
∂

×=
∂
∂

−  

となる。従って誤差は、誤差の伝播法則により 

 

( ) ( ) ( )

)(102.856
108.154

5.010477.41004.010432.4025.010892.8*2δρ

2-

4-

2223423

cent×=

×=

××+×××+××= −−−

 

となる。反応度の単位を$から％に変更すると、β=0.00763であるので、 

      
)(%2180.0

100*00763.0*102.856 -2

Δρ

δρ

=
×=

となる。2σとしてこの 2 倍を取るとして最大でも測定誤差は 0.044％Δρ程度であ

る。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 166



付録3 軽水と鉄の断面積の比較 

 軽水と鉄の高速群と熱群の断面積と反射特性との関連を以下に述べる。 

高速群 

    軽水は高速で約 44b と大きな散乱断面積を持つが、平均対数エネルギー損失

ξが大きいため中性子を熱化させる効果が大きい。また、前方散乱であるため

輸送散乱断面積は小さくなり高速中性子を物質の奥へ輸送する方向である。 

    鉄は軽水に比べれば小さな散乱断面積（約 10b）を持つが、質量が大きいこと

によりξが極端に小さくほとんど中性子を熱化しない。また質量が大きいため

等方散乱となり、中性子は散乱を繰返す内に炉内に高速群の中性子として反射

される。 

熱群 

軽水は化学結合のため熱群で散乱断面積が鉄より極端に大きくなる（約 103

ｂ）、一方吸収断面積は小さい（0.66ｂ）ため中性子を良く反射する。 

鉄は熱群で軽水より散乱断面積が小さい（約 11ｂ）上に吸収断面積が大きい

（2.53ｂ）ため、中性子は散乱途中で吸収されてしまい炉内への反射は軽水よ

り少なくなる。 

 

 以下に、熱群での核断面積の比較を表 A3-1に、A3-1～A3-3に JENDL-3.2の水素、

酸素および鉄の断面積を示す。 
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表 A 3-1 熱中性子（E=0.0253EV,v=2200m/s）に対する軽水・鉄の核的性質(注 1,2) 

 質量 A 
物質密度

（g/cc） 

原子数密度 

(10-24個/cc) 
1- 0μ

（注３） ξ（注４） σS σa sλ  aΣ  D （注５） 

H2O           18.016 1.0 0.0335 0.676 0.948 103 0.66 0.290 0.022 0.164

H        1.0080 0.000089 5.3×10-5 0.3386 1.000 38 0.33 525 1.7×10-5 518 

O        16.000 0.0014 5.3×10-5 0.9583 0.120 4.2 0.0002 4760 0.000 166 

Fe           55.85 7.86 0.0848 0.9881 0.0353 11 2.53 1.07 0.215 0.345

（注１）H. R. Kroeger, NUCLEONICS 5, No.4, 51(1949). 

（注２）ANL5800,ｐ.523． 168

（注３）重心系で等方散乱の場合の実験室系での散乱角の余弦の平均：
A3
2

Ψcosμ0 == 。 

（注４）平均対数エネルギー損失： αln
α1
α1lnξ
−

+==
E
En

、ここで

2

1
1

α ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛

+
−

=
A
A

；A=1の時は 0.1ξ= 、A>10の時は
3/2

2
ξ

+
≈

A
。 

（注５）拡散係数は媒質が吸収の弱い物質であるとして、下式により求めた。 

    ( ) ( )00 μ13
λ

μ1Σ3
1

−
=

−
= s

s

D  
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図 A 3-1 水素の断面積 

 

図 A 3-2 酸素の断面積 
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図 A 3-3 鉄の断面積 
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付録4 2 次元輸送計算コード PHOENIX-P 

 PHOENIX-P はガドリニア入り燃料および MOX 燃料を使用した複雑な非均質性を

もつ燃料集合体の計算を行うことが可能な 2 次元多群燃料集合体輸送計算コードであ

り、炉心計算に必要な核定数等を算出する。 

 集合体内の中性子の振舞は大別して中性子束スペクトルおよび中性子束分布に分け

られるため、これらをノード結合法計算及び S4輸送計算により計算している。ＰＷＲ

燃料集合体を構成する単位セルには、燃料棒、制御棒案内シンブル、計装シンブル、

バーナブルポイズン棒、制御棒等がある。PHOENIX-P はこれらのセルを含む非均質

な燃料集合体の計算を行う。図 A4-1 に PHOENIX-P コードの計算の流れを示す。ま

た計算の詳細を以下に示す。 

 実効群定数作成では、計算体系に含まれる各物質の組成、形状、温度などの入力デ

ータに基づき、ライブラリの断面積データを基に IR近似および等価原理に基づいて実

効群定数を作成する。ライブラリには共鳴自己遮蔽を考慮した共鳴積分が、温度とバ

ックグラウンド断面積をパラメータとして格納されている。 

 ノード結合法計算では、集合体内各セルの各領域における詳細な中性子束スペクト

ルを求める。ノード結合法計算では各セルを一つのノードと見なし各ノードに流入す

る中性子流を用いてノードを結合する。各セルは 3 領域（燃料セルではペレット、被

覆管、減速材）に分割され、求められた中性子流及び衝突確率法により計算される各

セルの応答中性子束を用いてセル内の各領域における詳細群中性子スペクトルが計算

される。求められた中性子スペクトルにより各セルの少数群均質断面積を求め S4計算

に受け渡す。 

 S4 計算では、この均質断面積を用いて輸送計算を行い集合体内の厳密な中性子束空

間分布を求める。ノード結合法計算により得られた各セル内各領域の詳細群中性子ス

ペクトルおよびその中性子束レベルは S4計算で得られた各少数群中性子束と一致する
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ように補正される。 

 B1計算では、臨界スペクトルを計算する。2 次元輸送計算により求められた詳細群

中性子スペクトルをB1計算エネルギー群毎に臨界スペクトルで規格化することにより

最終的な集合体内詳細群中性子束を求める。 

ANC コード用データの作成では、集合体を縮約・均質化し、ANC コード用の 2 群集

合体平均マクロ定数を求める。炉心計算でのフィードバック計算に用いられる水、キ

セノン、サマリウム及び減速材中の 10B のミクロ定数について、同様な手法で縮約・

均質化を行い、2群集合体平均ミクロ定数を作成する。同時に、集合体均質化に伴う誤

差を除去するための中性子束不連続因子および、燃料棒出力を再現するためのピンフ

ァクタを以下の様に求める。 

                          
homo
s

het
sf ΦΦ= /  

燃料棒位置（x,y）でのピンファクタ PFg(x,y)は、 

                      

 ただし、上式において

),(/),(),( yxPyxPyxPF homo
g

het
gg =

Φは集合体境界面での平均中性子束、Pg(x,y)は位置(x,y)での

g群の燃料棒出力である。またhet は非均質体系、homo は均質体系を意味する。 

燃焼計算では、燃焼による組成変化を計算する。燃焼計算では、集合体内の燃料毎

に各種の生成・消滅による原子数密度変化に関する微分方程式をラプラス変換し、こ

れを解くことにより行う。燃焼計算を行う場合、中性子束計算と燃焼計算を燃焼ステ

ップ数だけ繰返して行うが、この際、燃焼に伴う組成変化を精度よく評価するために、

Predictor-Corrector法を用いている。 
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図 A 4-1 PHOENIX-Pコードの計算の流れ 
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付録5 3 次元拡散計算コード ANC 

 ANCは近代ノード法に基づく PWR炉心核特性解析用 3次元 2群拡散計算コードで

あり、PHOENIX-Pにより算出された核定数を基に炉心計算を行う。 

 ANCでは拡散計算に中性子束不連続因子を用いたノード法、燃料棒出力分布計算に

ピンパワリカバリ法を用い、短時間で従来の燃料セル単位の詳細メッシュ拡散計算コ

ードと同等の精度を達成している。図 A5-1に ANCコードの計算の流れを示す。また、

計算の詳細を以下に示す。 

 ノード法では以下の 2群の拡散方程式を解く。 

2,1,φν
λ

χ
φφ

2
2 =

⎥
⎥
⎦

⎤

⎢
⎢
⎣

⎡
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
Σ+Σ=Σ+∇− ∑

′
′′′ gD

g
gfgf

g
gggtggg  

ここで、ｇはエネルギー群、 は中性子束、 は拡散係数、gΦ gD tgΣ は全吸収断面積、 gg ′Σ

はg’群から g群への減速断面積、 gχ は核分裂収率、λは固有値(=実効増倍率 )、effk gf ′Σ

は核分裂断面積、νは核分裂当たりの中性子発生数を表す。上式をある 1 次元方向 u

に着目し、残りの 2次元方向（v,w）につき積分すると以下の 1次元拡散方程式が得ら

れる。 

( ) ( ) ( ) ( ) 0Ψ
Ψ

2

m
gu

2

=+−Σ+− uLuQu
du

ud
D m

gu
m
gu

m
gu

m
tg

m
g  

ここで、 

         ( ) ( )∫ ∫=
m
v

m
wa a

gm
w

m
v

m
gu dvdwwvu

aa
u

0 0
,,φ

1
Ψ 、 

         ( ) ( )∑
′

′′′ ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
Σ+Σ=

g

m
uggf

g
gg

m
gu uuQ Ψν

λ

χ
、 

         ：uの垂直方向の中性子の漏れ、 ( )uLm
gu

         
m
tg

m
gD Σ, ：ノード平均群定数、 
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         ：ノードmの各方向に対するノード幅。 m
w

m
v

m
u aaa ,,

 ANCコードにおいてはこの1次元拡散方程式を解く際にノード展開法を用いており、

ノードmのノード内中性子束Φgu
m(u)を 4次の多項式で展開している。この展開係数は、

0次～2次の係数については、ノード平均中性子束およびノード境界における部分中性

子流を用いて求められ、3次および 4次の係数は、拡散方程式に対して重みつき残差法

を適用することにより決定する。また、uに垂直方向の流れ ( )uLm
gu についても 2次の多

項式を用いている。 

 ノード境界における部分中性子流とノード中性子束との関係はFickの法則により以

下のように求まる。 

( )

0

,, φ

=

−=−
u

m
gum

g
mout

gul
min

gu du
ud

DJJ l  

( )
m
uau

m
gu

g
min

gur
mout

gur du
ud

DJJ
=

−=−
φ,,

 

上記よりノード境界上の流出中性子流は、そのノードへの入射中性子流およびノード

内中性子束より求められる。一方、あるノードの流出中性子流は隣接ノードから見る

と入射中性子流となるため、平均中性子束と共に、入射及び流出中性子流を次々と各

ノードに対し求められる。なお、ノード内中性子束の各展開係数は、ノード平均中性

子束、入射及び流出中性子流を含んだ式からなっているため、逐次求め直す必要があ

る。部分中性子流が求まると、各ノードの解析方向 u の中性子漏れはそのノードへの

入射及び流出中性子流の差として求められる。この中性子漏れは他の 1 次元 v または

w 方向を解く際にそれと直交する方向の中性子漏れとして考慮され、これを繰返すこ

とにより 3次元中性子束分布を求めることができる。これらの計算の流れを図 A5-1に

示す。 
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 ノード計算ではノード内の核定数は一定であるとしてノード平均均質核定数Σg, Dg

を用いている。この均質核定数を用いて集合体平均の中性子束を正確に求めるために

は、燃料集合体境界で中性子束の不連続性を許す中性子束不連続因子を導入する必要

がある。 ANC においてはこの中性子束の不連続性を拡散方程式に取り入れるために

実効断面積として、 

   
g

geff
g

g

geff
g f

D
f

Σ
=

Σ
=Σ ,    

を用いている。これら ANCのノード計算で用いられる均質核定数及び中性子束不連続

因子は PHOENIX-Pの単一集合体モデルまたは 4集合体モデルにより求められる。 

 ANCコードでは炉心のノード毎の平均中性子束計算終了後、各ノード内の燃料セル

単位の出力分布の計算を行っている。この燃料セル単位の出力分布は、以下に示す重

ね合わせ法により求めている。 

   ),(),(),( , yxPFyxPPyxP g
ANC

homoggg ⋅⋅=   

ここで、 

  gP ：    ｇ群のノード平均出力、 

  ：  ノード表面での平均中性子束を境界条件として求められる均質体系で

のｇ群の出力分布。 

ANC
homogP ,

  ：PHOENIX-Pにより算出されるピンファクタ ),( yxPFg

 ANCコードで使用されるノード平均 2群核定数には、キセノン及び減速材中のほう

素の寄与は含まれていない。これらの寄与及びドップラ効果、減速材密度、スペクト

ルの炉心平均状態からのずれに対する補正を、各ノード毎に実施し、これに基づき中

性子束分布を求める。上記核定数の補正は、中性子束に依存するため収束するまで繰

返し計算を実施する。 
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図 A 5-1 ＡＮＣコードの計算の流れ 
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付録6 2 次元拡散計算コード HIDRA  

 HIDRAコードは、燃焼度の関数としての2群定数等を入力とする2群2次元拡散計算

コードであり、減速材密度、キセノン濃度、及びドップラ効果の空間分布を考慮に入

れた計算が可能である。燃料交換も容易に行うことができ、燃料交換を含む2次元出力

分布の計算、および燃焼計算に用いるが、制御棒効果、減速材温度係数、ドップラ係

数、ほう素価値等の炉心特性計算にも使用される。 

2群の拡散方程式は、 

effkD )φνφν(φφφ 2f21f11r1a11
2

1 Σ+Σ=Σ+Σ+∇−  

1r2a22
2

2 φφφ Σ=Σ+∇− D  

である。ここで、 は中性子束、 、gφ gD agΣ 、 fgΣν 、 rΣ はそれぞれｇ群の拡散係数、

吸収断面積、（核分裂当たりの発生中性子数）×（ｇ群の核分裂断面積）、1群から2群

への減速断面積を表す。また、 は固有値すなわち実効増倍率を表す。上式を、５点

階差式で近似し階差方程式にしたものを数値的に解いて中性子束分布を求めている。

HIDRAコードにおいては、群定数は燃焼度の関数として、表形式で入力される。各メ

ッシュ点の燃焼度より、燃焼度の前後３点の燃焼度に対応する群定数を用いて、内挿

によりメッシュ点ごとの群定数を求める。この群定数には、キセノン、及び減速材中

のほう素の寄与は含まれていない。これらの寄与、及びドップラ効果、減速材密度の

寄与は、空間依存を考慮して群定数を補正することで計算に含めている。新たに補正

された群定数より求めた中性子束分布は、一般に前の中性子束分布と異なるので、再

び、求まった中性子束分布により補正された群定数を用いて拡散計算を行う。このよ

うにして、中性子束分布が矛盾なく収束するまで繰返し計算を行う。求まった中性子

束分布を用いて、下式により、各メッシュ点ごとの出力分布を計算する。 

effk
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2211 φκφκ ffP Σ+Σ=  

ここで、 は第ｇ群の分裂断面積、fgΣ κ は核分裂あたり発生するエネルギー（MeV/分

裂）を表す。この出力分布を使用して、次のステップの燃焼度分布を計算し、中性子

束分布を求める。これを繰返して、燃焼計算を進めている。 

核的フィードバックとしては以下の効果を補正している。 

（１）キセノン効果の補正 

 キセノンの効果は、群定数中の吸収断面積に対し、メッシュ点ごとに計算されたキ

セノンの原子数密度をもとに、吸収断面積を補正をしている。特に、キセノン効果を

群定数と別にして考慮するのは、キセノン濃度は出力分布に依存して変化し、その吸

収断面積が106バーン程度と特に大きいので中性子束分布に与える影響が大きいため

である。 

（２）ドップラ効果の補正 

 ドップラ効果によって出力の大きい所では、1群の吸収断面積が増大する。出力は空

間依存性を持つので、ドップラ効果も空間依存性を持つ。HIDRAコードでは、下式に

より、メッシュ点ごとにドップラ効果を考慮している。 

2

1

2

1
a1a1 11

)0.1()(
a

a
Pa

PaP
+

−
+

+Σ=Σ  

ここで、Pは全出力時の平均出力を1.0に規格化した各メッシュ点での出力であり、

は、群定数表より内挿して求めたメッシュ点nでの1群の吸収断面積、  は

燃料の濃縮度や燃焼度に依存する定数である。 

( 0.1Σ1a ) 21, aa

（３）減速材密度の変化による補正 

 減速材密度の変化による効果についても、空間依存を考慮し、下記項目について群

定数への補正を行う。 

① 水の分子数密度の変化による効果 
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各メッシュ点の出力に対応するエンタルピー上昇に伴う減速材の平均密

度ρの変化を基に断面積の補正を行う。 

② 減速材中のほう素の効果 

減速材中のほう素の効果としては、10Bの中性子吸収を考慮し、メッシュ点

ごとに吸収断面積を補正する。 

③ スペクトルが変化する効果 

減速材密度の変化によるスペクトル変化に伴う群定数への効果をメッシュ

点ごとに補正する。    

 燃焼計算では、下式により各メッシュ点での燃焼度を求める。 

BUPtBUTtBU Δ)()Δ( 00 ×+=+ 、 24ΔΔ ××=
tP

WBUT  

ここで、BUは各メッシュ点の燃焼度（MWd/t）、 BU∆ は T∆ の間の炉心平均の燃焼度

増分、 T∆ は燃焼時間幅（h）、Pは平均出力を1.0に規格化した各メッシュ点での出力、

Wは全燃料装荷量(MTU)、Ptは全出力(MWt)を表す。バーナブルポイズンの燃焼は別途

下式で行う。 

TaaetBUTtBU ′+−+=+ Δ)φσφσ(
00

2211)()Δ(  

ここで、BUは各メッシュ点でのバーナブルポイズン棒中のB10の残存率、 T ′Δ は

（秒）、 はB10のｇ群のミクロ吸収断面積を表す。 3600×∆T agσ

 HIDRAでは臨界ほう素濃度調整を行える機能があり、減速材中のほう素濃度を、入

力として与えられた固有値 （通常は臨界状態を考えた ）になるようなほう

素濃度を求める事ができる。臨界ほう素濃度調整は、ほう素濃度を繰返し変化させて、

固有値 を に収束させることにより計算している。 

0
effk 0.10 =effk

effk 0
effk
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付録7 原子炉容器照射量の評価 

 図 A7-1、A7-2に示す 1次元モデルを用いてステンレススチール製反射体が原子炉容

器の照射量に与える影響を概略評価した。発電用原子力設備に関する技術基準を定め

る省令第 12条を参考に、本評価では 1MeV以上の中性子束を評価対象とした。なお、

容器の材質は低合金（JIS G 3120、JIS G 3204相当）であるがここではステンレスス

チールとした。幾何学的寸法は PWRの炉心コーナー部に相当するものを用い、水ギャ

ップと炉心槽間のバッフル板と水反射体をステンレススチールに置き換えた。計算は

連続エネルギーモンテカルロコード MCNP4B を用いた。エネルギー毎の中性子束の

計算結果を表 A7-2に示す。 

 

 

 

 

 

 

x 

燃料棒 水ｷﾞｬｯﾌﾟ 炉心槽 

水 ﾊﾞｯﾌﾙ板 水反射体 原子炉容器 

図 A 7-1 PWR炉心用 1次元モデル 

 

 

x 

燃料棒 水ｷﾞｬｯﾌﾟ 炉心槽 

水 水反射体 原子炉容器 ｽﾃﾝﾚｽｽﾁｰﾙ製反射体 

 

 

 

 

 

 

図 A 7-2 ステンレススチール製反射体付炉心用 1次元モデル 
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表 A 7-1 原子炉容器での中性子束 

 
エネルギー領域 Baffle/Reflector＊ 

Stainless steel 
Reflector 

10MeV～1MeV 
1.87390×10-4 

（5.71700×10-4） 
1.92160×10-4 

（5.80412×10-4） 

1MeV～0.625eV 
4.94048×10-4 

（1.36980×10-3）

5.78978×10-4 

（1.65210×10-3）
中性子束 

0.625eV～0eV 
8.67502×10-5 

（5.62494×10-3） 
1.00182×10-4 

（6.45511×10-3） 

燃 料

部分 

全核分裂率 10MeV～0eV 7.56644×10-3 8.68762×10-3 
10MeV～1MeV 3.82822×10-8 9.59672×10-9 
1MeV～0.625eV 9.52725×10-7 7.60350×10-8 原子炉容器部分 
0.625eV～0eV 3.29195×10-8 4.16055×10-8 

無限増倍率  0.89993±0.00077 1.03062±0.00074 
＊ 括弧内の数値は各エネルギー範囲毎の核分裂率 

 

 反射体の材質を変えた場合、炉内に反射される中性子のエネルギー領域が異なるた

め、炉心部分の中性子スペクトルが変わり、核分裂割合が変動する。このため、炉内

の出力密度を同一条件にして比較するため中性子束を核分裂率で補正した。この結果、

1MeV以上の中性子束は 

 PWR炉心では  810828.3φ −×=

 ｽﾃﾝﾚｽｽﾁｰﾙ製反射体付炉心では 9
3

3
9 10358.8

1068762.8
1056644.71059672.9φ −

−

−
− ×=

×

×
××=  

となり、ステンレススチール反射体を装荷することにより中性子束は 0.2倍に減少する。

すなわちこの場合は約 1/4 になる。ＡＰＷＲ炉心では現行最大の 4 ループ炉心に対し

て約 1/3になると評価されている。これに対し、L3Pの場合、照射量の低減割合は装荷

方式にもよるが約 20～40％である（注１）。 

                                            
（注１） V. O. Uotinen, “Experience with Low-Leakage Fuel Management in LWRs,” Trans. Am. 

Nucl. Soc., 46, p.92 (1984). 
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付録8 K=1 の場合のノード内中性子束 

 本文 3.3.1 ノード内中性子束分布において、式（3-2）で K=1 の場合の解を考える。

まず、K=1の場合は式（3-2）が以下の様になる。 

( ) 0φ
11

φ 1
2

2
2

2
1

1
22 =∇⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+−∇∇

LL
 

ここで、 2
2

2
1

11
ν

LL
+＝２ と置くと、 ( ) 0φν 1

222 =−∇∇ と書けるのでこの解は、 

0φ,0φνφ 1
2

1
2

1
2 =∇=−∇ または  

の解の線形結合で表される。上の第 1 式の解は式（3-5b）または（3-7b）に与えらて

いる通りであり、 

)νsinh()νcosh()νsinh()νcosh(φ 2211ν ybyaxbxa ′+′+′+′=  

である。第 2式は Laplaceの方程式であり、 0φΔ = の解は X,Y成分が分離できると仮

定すると 

( ) ( )yx YX φφφ=  

と書ける。これを Laplaceの方程式に代入すると、 

( ) ( ) ( ) ( )y
dy

ydx
dx

xd
Y

Y
X

X φα
φ,φα

φ 2
2

2
2

2

2

−==  

ここで、 

（１） の場合 0α=

( )( )

DCyBxyAx

dcybaxYX

+++=

++== φφφ0
 

が解となる。これは、式（3-3a）で 0μ= に対応する解である。 

（２） の場合 0α≠

( ) ( ){ } ( ) ( ){ }yDyCeBeA xx αsinααcosαααφ
0α

αα
α +⋅+=∑

≠

−  

が解となる。同様に、βを零でない実数として、 
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( ) ( ){ } ( ) ( ){ }∑
≠

− +⋅+=
0β

ββ
β βsinββcosβββφ xDxCeBeA yy  

も解である。従って、一般解は下式で与えられる。 

βααβ φφφ +=     

αまたはβを任意の実数とした、より一般的な解は、 

βα0 φφφφ ++=  

となる。従って、ノード内中性子束は、この全ての解の和であり、 

νβα0 φφφφφ +++=  

となる。この解の係数が境界条件から決定されるべきものである。しかしながら、ノ

ードの内の中性子束を決めるために用いる事ができるのはノード境界平均中性子流と

ノードコーナーの中性子流の 8個の境界条件のみである。従って、 は無視せざる

を得ず、結局、 

βαφ,φ

( ) )νsinh()νcosh()νsinh()νcosh(,φ 22111 ybyaxbxaDCyBxyAxyx ′+′+′+′++++=  

となる。 
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付録9 TRX 炉心の解析 

  TRX1/2 炉心で測定された反応率比（注１）の計算値と測定値を比較することにより

238Uの捕獲反応断面積の妥当性と調整量を検討した。 

（１）炉心の仕様と反応率の測定結果 

  燃料仕様および燃料格子の仕様を表 A9-1、表 A9-2 に示す。また、測定された反応

率比を表 A9-3に示す。 

表 A 9-1 燃料仕様 

領域 外径 
(cm) 同位体 原子数密度

(1024Atoms/cm3) 
235U 6.253×10-4 

燃料 0.4915 238U 4.7205×10-2 
ボイド 0.5042 ⎯ ⎯ 
被覆管 0.5753 Al 6.025×10-2 

1H 6.676×10-2 
減速材  16O 3.338×10-2 

 
表 A 9-2 燃料格子仕様 

 TRX-1 TRX-2 備考 
 燃料棒本数  764  578  
 燃料棒ピッチ(cm)  1.8060 (1.6807)＊  2.1740 (2.0231)  
 水対燃料体積比  2.35  4.02  
 ﾊﾞｯｸﾘﾝｸﾞ(10-4cm-2)  57±1   54.69±0.36 000526.02 =zB  
 格子配列    三角配列   三角配列  

＊ 減速材の体積を保存した正方格子のピッチ 
 

表 A 9-3 反応率比測定値 
測定ﾊﾟﾗﾒｰﾀ TRX-1 TRX-2 備考＊ 
ρ28 1.320±0.021 0.837±0.016 

238U epithermal capture/238U 
thermal capture 

δ25 0.0987±0.0010 0.0614±0.0008 
235U epithermalxfission/235U

thermal fission 
δ28 0.0946±0.0041 0.0693±0.0035 238U fission/235U fission 

C* 0.797±0.008 0.647±0.006 238U capture/235U fission 

＊ Thermal cut-offは 0.625eV 

                                            
（注１） BNL-19302 (ENDF-202), “Cross Section Evaluation Working Group Benchmark  

Specifications”, National Nuclear Data Center, Brookhaven National Lab. (1974). 
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（２）TRX1の解析 

 等価矩形セルで行った TRX1炉心の解析結果を以下に示す。MCNPではスペクトル

の効果を考慮するために実効増倍率が 1.0近傍になるよう軸方向長さを 38cmとし、径

方向は反射境界を持つセルで行った。PHOENIX-P での計算値は 238U の共鳴積分を

3.4％減じる補正が無い場合とある場合について結果を示す。 

 

表 A 9-4 MCNPによる解析 
 ENDF/B-VI JENDL3.3＊ 
ρ28 1.392 (1.055)＊＊ 1.348 (1.021) 
δ25 0.1006 (1.019) 0.0994 (1.007) 
δ28 0.1024 (1.082) 0.1000 (1.057) 
C* 0.810 (1.016) 0.809 (1.015) 

            ＊235U,238Uのみ JENDL3.3 Preliminary version,＊＊ 括弧内は C/E 
 

表 A 9-5 PHOENIX-Pによる解析 
ENDF/B-VI (Hot spectrum)  

238Uの補正無し 238Uの補正有り 
keff 0.98872 0.99595 
ρ28 1.386 (1.050)＊ 1.338 (1.014) 
δ25 0.0976 (0.989) 0.0976 (0.989) 
δ28 0.0974 (1.030) 0.0988 (1.044) 
C* 0.810 (1.016) 0.795 (0.997) 

           ＊ 括弧内は C/E 
 

表 A 9-6 PHOENIX-Pによる解析 
JENDL3.3 (Hot spectrum)＊  

238Uの補正無し 238Uの補正有り 
keff 0.99384 0.99952 
ρ28 1.354 (1.026)＊＊ 1.313 (0.995) 
δ25 0.0954 (0.967) 0.0954 (0.967) 
δ28 0.0953 (1.007) 0.0950 (1.004) 
C* 0.804 (1.009) 0.790 (0.991) 

＊ 235U,238Uのみ JENDL3.3 Preliminary version,＊＊ 括弧内は C/E 
 

（３）TRX2による解析結果 

 等価矩形セルで行った TRX2炉心の解析結果を以下に示す。MCNPではスペクトル

の効果を考慮するために実効増倍率が 1.0近傍になるよう軸方向長さを 39cmとし、径
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方向は反射境界を持つセルで行った。PHOENIX-P での計算値は 238U の共鳴積分を

3.4％減じる補正が無い場合とある場合について結果を示す。 

 

表 A 9-7 MCNPによる解析 
 ENDF/B-VI JENDL3.3＊ 
ρ28 0.868 (1.037)＊＊ 0.849 (1.014) 
δ25 0.0619 (1.008) 0.0611 (0.995) 
δ28 0.0732 (1.056) 0.0719 (1.038) 
C* 0.651 (1.006) 0.654 (1.011) 

           ＊235U,238Uのみ JENDL3.3 Preliminary version、＊＊ 括弧内は C/E 
 

表 A 9-8 PHOENIX-Pによる解析 
ENDF/B-VI (Hot spectrum)  

238Uの補正無し 238Uの補正有り 
keff 0.99369 0.99803 
ρ28 0.865 (1.033)＊ 0.840 (1.004) 
δ25 0.0599 (0.976) 0.0599 (0.976) 
δ28 0.0689 (0.994) 0.0697 (1.006) 
C* 0.649 (1.003) 0.641 (0.991) 

      ＊ 括弧内は C/E 
 

表 A 9-9 PHOENIX-Pによる解析 
JENDL3.3 (Hot spectrum)＊  

238Uの補正無し 238Uの補正有り 
keff 0.99622 0.99992 
ρ28 0.853 (1.019)＊＊ 0.828 (0.989) 
δ25 0.0591 (0.963) 0.0591 (0.963) 
δ28 0.0682 (0.984) 0.0680 (0.981) 
C* 0.648 (1.002) 0.639 (0.988) 

      ＊ 235U,238Uのみ JENDL3.3 Preliminary version ＊＊ 括弧内は C/E 
 
 以上の結果から ENDF/B-VI、JENDL-3.3 の両ライブラリともρ28を過大評価して

おり 238Uの捕獲共鳴が測定値よりも大きいことが分かる。このため、実効断面積を作

成する際に用いられる捕獲共鳴積分値を減じることは妥当である。ただし、軽水炉に

近い減速材対燃料比を持つ TRX1 の解析結果である表 A9-4 および表 A9-6 からは

JENDL-3.3の場合補正量は 2％程度で良いと考えられる。 
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付録10 INFANT コードの出力分布計算法 

INFANTコードでの３次元的出力分布計算手法を以下に示す。 

 
 ∑

= ⎪⎭

⎪
⎬
⎫

⎪⎩

⎪
⎨
⎧

⋅⎟
⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
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⎛
⋅ω=

L

i

Mea
jiCal

ji

Cal
jk

i
Mea

jk R
R
P

P
1

.
,.

,

.
,.

,

Thermal
ji

Thermal
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if
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jiR ,,,,

.
, φφ σ+σ=

 

ここで、 ：集合体ｋの軸方向位置ｊでの測定出力、 .
,
Meas

jkP

     ：集合体ｋの軸方向位置ｊでの出力の計算値、 .
,
Cal

jkP

    ：計測用シンブル i、軸方向位置ｊでの M/D による反応率、 .
,
Meas

jiR

     ：計測用シンブルi、軸方向位置ｊでの計算による反応率、 .
,
Cal

jiR

    ω   ：計測用シンブルiでの M/D による反応率を集合体ｋの出力の計算に反

映させるための重み因子であり、計算に使用される L個の計測用シン

ブルに対して と規格化されている、 

i

0.1
1

=ω∑
=

L

i
i

Thermal
ji

Fast
ji ,, ,φφ  ：計測用シンブル i、軸方向位置ｊでの計算による高速群および熱群の

中性子束、 

 ：計測用シンブル iでのM/Dの高速群および熱群の核分裂断面積の計算

値。 

Thermal
if

Fast
if ,, , σσ
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付録11 CBCF コードの臨界ほう素濃度の計算法 

 PWR発電プラントで採取された 1次系のほう素濃度は、CBCFコードによりほう素

濃度測定時の運転条件が補正され、全出力全制御棒引抜き運転条件の臨界ほう素濃度

が求められる。 

( ) ( ) ( ) ( ) ( ){ }
dB

d
BB SmXePMTCD

MeasCorrec

ρ

1
ΔρΔρΔρΔρΔρ ,

.. ⋅+++++=  

ここで、 ：全制御棒引抜き全出力運転状態に補正されたほう素濃度 .CorrecB

    ：測定ほう素濃度、 .MeasB

    (  ：制御用制御バンクD挿入に伴う反応度変化、 )DΔρ

    (  ：制御用制御バンク C挿入に伴う反応度変化、 )CΔρ

   (  ：1次冷却材温度変化に伴う反応度変化 )MTΔρ

                       ( )⎟
⎠
⎞⎜

⎝
⎛ −⋅= .

..
.

ρ Ref
ModMod

Mod
TTdT

d 、 

    (  ：原子炉出力変化に伴う反応度変化)PΔρ ( )⎟
⎠
⎞⎜

⎝
⎛ −⋅= Ref.

FuelFuel
Fuel

TTdT
dρ 、 

    ：キセノン、サマリウムの状態変化に対応する反応度変化、 ( ) SmXe,Δρ

                ( ) ( ) ( ) ( )( )..
ΔρΔρΔρΔρ

Ref
SmSm

Ref
XeXe −+−=  

     dB
dρ  ：ほう素価値。 
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に深く感謝いたします。 

 鉄反射体の反応度効果の測定は日本原子力研究所燃料サイクル安全工学部臨界安全

研究室(当時)と三菱原子力工業株式会社(当時)の共同研究の成果に基づくものでありま

す。この実験においては臨界安全研究室の皆様に多くの御指導、御協力を頂きました。

当時の研究室長小林岩夫氏(現、原子力エンジニアリング(株))には準備段階から実験、

更には学会での発表に到るまで全般にわたり御指導頂きました。また、当時研究室に

おられた三好慶典（現NUCEF研究室長）、須崎武則、村上清信、広瀬秀行、新田一雄

の各氏には装置の製作・認可、実験および測定技術など全てに渡って御指導頂きまし

た。なお、NUCEF 研究室の山本俊弘氏には実験結果をまとめるにあたり貴重な御指

摘と御助言を頂きました。ここに感謝いたします。 

 PWR炉心の反射体領域をノード法で取扱うための2次元反射体領域均質定数計算法

の開発に当たっては、三菱重工業株式会社の金川孝氏の協力を得、米国Westinghouse

社の Baocheng Zhang氏からは討論を通して貴重な助言を頂きました。また、計算コ

ードの作成・検証に当たっては、近藤順子、田村育子（当時コンピュータソフト開発(株)）

両氏の協力を得ました。ここに感謝いたします。 

 輸送等価拡散定数の計算手法の開発に当たっては、Westinghouse 社の Yung-An 

Chao 氏にレビューをして頂き､株式会社グローバル･ニュークリア･フュエル･ジャパ

ンの山本宗也氏からは Blackness 理論と拡散定数について貴重なコメントを頂きまし

た。臨界実験による検証および輸送等価拡散定数を基に作成された 2 次元反射体領域

均質定数の実機による検証には、エンジニアリング開発(株)の一杉洋子、野田英行、谷
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和洋の各氏の協力を得ました。また、連続エネルギーモンテカルロ計算コードMCNP

用高温ライブラリの作成には原研の前川藤夫氏の協力を得ました。ここに深く御礼申

し上げます。 

 この他、三菱重工業株式会社の井田俊一、青木繁明、松本英樹、駒野康男の各氏な

らびに炉心技術部の皆様には本研究につき御議論頂き貴重な御助言を頂きました。ま

た、学会等の場におきまして多くの皆様に本研究に関する討論や貴重な御指摘、御助

言を頂きました。ここに感謝いたします。 

 なお、最後に本研究を理解し、常に著者を支えて励ましてくれた母ちよをはじめ、

妻年江、子供達玲奈と瑠衣に感謝します。 

 
                           

2002年 9月 

                             田原義壽 
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