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1.1 背景 

沸騰現象は液体から蒸気への相変化を伴うため，単相流体の熱伝達と比較して格段に高い熱伝

達が得られる．このため工業的に冷却を目的として各種工業用プラントやボイラを用いた発電設

備，原子炉の緊急炉心冷却，電子デバイスの冷却など，応用は多岐にわたっている．特に，沸騰

冷却は鉄鋼の製造プロセスにおいて，生産設備の保護用冷却，鋼材の熱処理用冷却，製品の冷却

時間短縮用冷却など多くの工程で利用されている． 

沸騰熱伝達と関係の深い熱処理用冷却では製品の強度や加工性，靭性の確保のために熱間圧延

後の制御冷却が行われ，特に急冷が求められる工程では噴流冷却が用いられる． 

この熱処理工程では，極力同じ温度で変態させることにより，均一な処理組織を得ることを目

的として，変態開始直上の温度から冷却を開始し，所定の処理温度 (変態温度等) までは急冷する．  

この急冷により，降温の間の変態開始や変態進行は抑制されるが，その反面，位置により冷却

に差が生じ，温度分布不均一が発生する． 

従来の熱処理プロセスでは，鋼材は約 900℃の均一温度から常温まで連続的に急冷されるため，

熱伝達の不均一性はそれほど顕在化しなかった．これに対し制御圧延プロセスでは，初期温度分

布が不均一であり，かつ 600～400℃で水冷を停止するため，悪影響が顕在化している． 

薄板製造においても厚板製造においても，圧延後の水冷における近年の課題はほとんど，この

冷却時の温度分布不均一による塑性変形起因の，冷却後 (常温時) の変形，残留応力の問題である．

鋼板の水冷過程における鋼板内の温度分布不均一を減じることは，現在の鋼板冷却技術の最も大

きな課題である． 
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1.2 衝突噴流冷却 
ノズルからの噴流を高温固体に衝突させ，面上に形成される液膜によって冷却を行う衝突噴流

冷却では高い熱流束が得られる．この冷却過程では膜沸騰，遷移沸騰，核沸騰，単相強制対流熱

伝達と移行すると同時に高温面上に各熱伝達様式が共存するという複雑な非定常冷却となってい

る．鋼板の水冷過程における温度分布が生じる要因を大別すると，流体側因子では，流速，流れ

の形態（射流と常流），水温が挙げられ，固体側因子では表面粗さ，酸化膜がある．これらの要因

が複雑に干渉する．鋼板表面温度分布を計測するとともに，各熱伝達様式の境界位置を明らかに

する必要がある． 

しかし，実際の製鉄プロセスでは冷却設備出口での非接触温度計による測温値が参考となるの

みで熱電対による継続的な温度測定が困難であるため，鋼板内温度分布を鋼板冷却実験や固体内

熱伝導を数値計算で求めることとなる． 
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1.3 過去の研究例 

1.3.1 鋼板冷却 

比較的簡単な設備で高い熱伝達率が得られる衝突噴流では Wolf ら[1]のレビューがあるが，多く

の研究は衝突領域に着目している．また比較的大きな伝熱面を用いた場合でも，定常的熱除去を

目的としているためか，加熱量を増加していく方向での熱伝達を議論したものが多い． 

Monde らの研究[2]によれば，飽和の衝突噴流沸騰系の限界熱流束は実験条件によって四つの特

性領域に分類され，それぞれの領域における予測式が提案されている． 

また，サブクール液を用いた衝突噴流沸騰系の限界熱流束の予測式も門出ら[3]によって示され

ている． 

一方で過渡沸騰冷却においては，熊谷[4]らは，飽和温度の二次元水噴流を銅ブロック（上端面

150×20 mm）に衝突させ，噴流速度が大きいほど伝熱面上で熱伝達の促進される領域は広がり固

液接触開始温度も高いことを示している．続いて熊谷[5]らは，サブクール度を 50K まで変化させ

た二次元水噴流冷却実験で固液接触開始温度は，サブクール度が高いほど，また衝突点に近いほ

ど高いことを示している． 

また，鈴木[6]はステンレス鋼板水冷過程における遷移沸騰熱伝達特性について実験的研究を行

い，表面粗度が 5 μm 以下の薄板並みの鋼板では温度分散は射流と常流という流れの形態によっ

て生じ，温度分散低減のためには流れの制御を行い，表面粗度の分散を低減することが必要であ

るとしている． 

 

1.3.2 ウェッティング 

高温物体の非定常冷却過程では各沸騰熱伝達様式と単相強制対流熱伝達様式が現れ，熱伝達の

様式によってその熱伝達率が大きく異なることから，各様式の境界の速度，特にウェッティング

（膜沸騰から核沸騰に遷移する位置）を明らかにすることが冷却伝熱特性を把握する上で非常に

重要になる．ウェッティング速度に関する研究は，原子炉安全解析の必要性から流下液膜による

垂直高温乾き面の冷却について数多く行われている．  

 このウェッティング速度に関して先駆的な山内のモデル解析解[7]があるが，液膜先端壁部温度

とぬれ域表面の熱伝達率およびその分布を与える必要がある． 

ウェッティング速度を決定するためには熱伝達率分布，熱流束支配型あるいは表面温度支配型

の固液接触条件などの仮定を必要とするため，その予測結果が普遍的に適用できない欠点がある．

そこで，ウェッティングの機構に立脚したモデル化が必要である．最近大竹ら[8]はプール沸騰熱

伝達特性を境界条件とする高温面内の 2 次元非定常熱伝導に基づくウェッティング速度の予測モ

デルを提案している． 

一方，衝突噴流冷却中に現れるウェッティング速度を研究した例については，Hatta ら[9]はサブ

クール度 80 K，初期温度 900 ℃の高温ステンレス板の衝突噴流冷却実験において核沸騰後縁位置

rb の傾向が時刻のべき関数式 
n

b tCr ⋅=      (1.1)  
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で整理されることを示している． 

光武ら[10]は，高温ブロックの非定常冷却実験結果から核沸騰後援位置半径 rb の傾向が時刻の

べき関数式でよく整理され，(1.1)式を支配する比例定数 C およびべき乗 n に及ぼす，材質・噴流

速度・サブクール度の影響を示した． 

 

1.3.3 気液界面と相変化 

沸騰現象は相変化を含み気液界面が時間的空間的に不規則に変動するためその支配方程式は複

雑なものとなる．柳田[11]のように，沸騰のパターン（核沸騰，膜沸騰）を簡単なルールでシミュ

レーション（CML 法）し，沸騰現象の本質を追求したものがある． 

気液二相流を数値計算する際の基礎式として，質量保存式，運動量保存式，エネルギー式があ

る．自由界面は時々刻々場所と形状を変える特殊な移動境界とみなすことができ，この計算を行

うためには，界面の位置を決定するモデルと，自由界面上で満たさなければならない境界条件と

しての物理条件が不可欠である． 

界面位置を決定する方法として，流体とともに移動する座標系を用いて界面位置を追跡する方

法と界面位置を追跡するために特別なモデルを用いる方法がある．任意の界面形状に適用できる

汎用的な解析方法としては，MAC（Mark and Cell）法[12]や VOF（Volume of Fluid）法[13]などが

よく知られている．特に VOF法は計算セルごとに流体の体積占有率である VOF関数 Fを定義し，

この F の輸送方程式を解くことにより自由表面の形状を決定するために，計算効率がよく，かつ

液体体積の保存に関しても精度がよい．また多相流体へも比較的容易に解ける．ただし，VOF 法

はもともと相変化を生じていない流体界面を含む流れ場に対して開発されたものである． 

白川ら[14]は加熱面上のヘリウム中および水中の気泡の成長問題において相変化を考慮した

VOF 法による熱流動解析手法を提案している． 

円形衝突噴流冷却では相変化を含まない温度範囲において，Fujimoto ら[15]が流れ場を MAC 法，

固体側熱伝導を差分法によって解き，定常状態で液膜厚さが石谷ら[16]の式と良く合うことを示し，

非定常状態において衝突点近傍の熱流束が時間発展とともに減少することを報告している． 
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1.4 本研究の目的 
鋼板冷却過程において時空間的な表面温度分布が問題であるが，沸騰現象を考慮した衝突噴流

冷却をシミュレートした例は見当たらない． 

そこで，本研究では単一ノズルによる衝突噴流冷却を対象とし，VOF 法に相変化を考慮して流

体側と固体側の双方をシミュレートし，鋼板表面近傍温度分布の予測を目的とする．それととも

に鋼板冷却の実験的研究を行い，鋼板温度変化，液膜の広がりの様子に注目し，数値解析によっ

て得た予測値と実験値を比較し，数値解析手法の妥当性を評価する． 
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2.1 計算の指針 

衝突噴流冷却では，膜沸騰，遷移沸騰，核沸騰，単相強制対流様式が現れ，各様式が混在する

複雑な非定常冷却である．特に遷移沸騰から核沸騰へ移行する固液接触の判定条件が問題となる

が，沸騰現象は気液界面が時空間的に変動し，相変化をともなうため，その支配方程式は複雑な

ものとなる．自由界面追跡コードで最も成功した VOF 法に相変化を加えて，単一ノズルからの円

形水噴流を用いて SUS304 鋼板の冷却過程をシミュレートする．VOF 法で気液二相流の流れを解

析する場合には，液相の運動のみを解く１流体計算法と液相と気相の運動を同時に解く２流体計

算法がある．ここでは蒸気の運動も考慮するため２流体計算法を用いる．基礎式の数値計算には

有限差分法を用いる． 
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2.2 基礎式 

基礎式の導出にあたり，以下の仮定を設ける． 

 

(1) 流れ場は非圧縮・層流として取り扱う． 

(2) 表面張力，粘性力，重力の影響を考慮する． 

(3) 水の粘性係数，ステンレス鋼板（SUS304）の熱伝導率，比熱の温度依存性を考慮し，水の密

度，熱伝導率，比熱，表面張力，蒸気の粘性係数，密度，熱伝導率，比熱，鋼板の密度は一定と

する． 

(4) 計算領域において跳水は生じないとする． 

(5) 流れ場と鋼板との熱伝達を考慮する． 

(6) 相変化は界面を含む流体領域の最下層セルで，そのセルの水温が飽和温度以上の場合に生じる

ものとする． 

(7) 平行平板の放射伝熱の式を適用し，熱放射を考慮する． 

③ 

z 

⑤ 

⑥ ①

② 

④

⑦

r 
0 

Fig.2.1 Schematic diagram of computational domain. 
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 以上をもとに 2 次元円柱座標系において基礎式を導出した．VOF 法では計算セル内の液相体積

割合 F を与え，F が 1 ならば液相とし，F が 0 ならば気相であり，0<F<1 のとき気液界面が存在す

る．この F の輸送方程式は次のようになる． 

 

0)(1
=

∂
∂

+
∂
∂

+
∂
∂

z
FvrFu

rrt
F

    (2.1)  

 

なお，相変化により減少する液体の体積は考慮しない． 

また，質量保存式，運動量保存式（保存形）は次のようになる． 
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ここで， 



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であり，f は表面張力を体積力の形で表したものである． 

流体と鋼板のエネルギー保存式は次のようになる． 


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基礎式に用いる物性値は F を用いて以下のように計算する． 

)1( FF vwl −+= ρρρ      (2.8)  

)1( FF vwl −+= ννν      (2.9)  

)1( FF vwl −+= λλλ      (2.10)  

)1( FcFcc vvwwll −+= ρρρ     (2.11)  

物性値を以上の式で計算すれば流体側計算領域のすべてのセルにおいて，質量，運動量および

エネルギーが保存されるので，界面セルに境界条件式を適用する必要はない． 

表面張力が支配的な流れを解析する場合，自由表面を数値で正確に表現し，その表面形状から

流れに及ぼす力を正確に表現しなければならない．表面張力の評価は界面の曲率から Laplace の式

より圧力差を求め，その圧力差と界面の傾きから検査体積に働く力を計算する方法で行う．液面

形状 z = z( r )は曲率 
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











+
=

2)/(1
/1
drdz
drdz

dr
d

R
    (2.12)  

を差分化し，液面形状 r = r ( z ) も同様に曲率を差分化し，表面張力の計算に用いた． 

 

2.2.1 熱伝達様式 

 非定常冷却過程を膜沸騰域，核沸騰域，非沸騰域と分類し，以下に示す仮定を置き各計算セル

において基礎方程式を解く． 

 まず始めに各熱伝達様式の判定基準について述べる．流体側最下部メッシュ（鋼板に接するメ

ッシュ）において次の条件によって各熱伝達様式を定義する． 

 

(1) 非沸騰域 

 鋼板表面温度が 100 ℃以下で，計算セルが液相（F = 1）である場合． 

(2) 核沸騰域 

 鋼板表面温度が 100℃以上で鋼板表面温度がぬれ限界温度以下の場合． 

(3) 膜沸騰域 

 鋼板表面温度がぬれ限界温度以上の場合． 

 

 ここでぬれ限界温度は，バルク液温に対する極小熱流束条件を示す Dhir-Purohit の整理式を用い

た． 

subMHF TT ∆+= 8201     (2.13)  

 

2.2.2 相変化 

 前節で示した沸騰域において，Fig.2.2 に示す蒸気膜から水流に伝わる熱流束 qV→Lが正で，計算

セル内の水温が飽和温度以上の場合に，この熱流束 qV→Lを潜熱 hfg（2.255×106 J/kg）として気液

界面から蒸気を発生させる．蒸気の発生速度 v は次式に示す換算蒸気速度を用いる． 

fgg

LV

h
q

v
ρ

→=     (2.14)  

 また，核沸騰域の上層セルにおいて水温が飽和温度よりも低い場合には，vρghfgδz を流体の内

部発熱とする．液相体積割合 F の体積誤差は質量保存の式(2.2)と密接に関係するため，水温が飽

和温度以上の場合には，メッシュの体積を 1 としたときの単位時間あたりの蒸気発生率を質量保

存式の残差の補正値とする． 
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(a) Boundary cell              (b) Inner cell 

Fig.2.2 Heat flux. 

  Plate 

Vapor   

Water      

ｑVV

T 

ＴW 

ｑp

(＝ｑVV
)

ｑLL

Calculation cell  

Heat flux  
Vapor

Water   

ｑV

T  

ＴW   

ｑL L
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2.2.3 ドナー・アクセプター法 

 Fig.2.3 に流体側計算領域で使用するスタガードメッシュを示す．r, z 方向の格子番号をそれぞれ

i, j で表すと(2.1)式の差分は次式になる． 

( ) ( )
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−+

−+

+

==

==

−
−

−
−=

   

ここでセル面を通って移動する液体量(δFn)を単純な内挿により計算すると，数値拡散により界

面形状はぼやけてしまうので，界面形状を考慮したドナー・アクセプター法[13]により式(2.16)を

計算する．Fig.2.4 のように上流側のセルをドナーセル(D1)，下流側のセルをアクセプタセル(A1)

とし，セル面を通って移動する液体量を次式によって計算した． 

]0,)1()1max[(

]),,[min(

11

11

DDAD

DDAD

rFtuFCF

urFCFtuFsignF

δδ

δδδ

−−−=

+=
   (2.17)  

 ここで，max 関数は，移動する気体量がセル内の気体量以上になるのを防ぎ，min 関数はする

液体量がセル内の液体量以上になるのを防ぐ．また，sign 関数は，移動体積の方向を示す．FAD

は液体移動量の推定値であり，原則として，界面がほぼ法線方向に移動する場合，アクセプタセ

ルの F 値(FA1)を用い，それ以外の場合，ドナーセルの F 値(FD1)を用いる．ゆえに，通過するセル

面が界面に対し法線方向と接線方向のどちらに近いかを求めなければならない．そこで周りのセ

ルを Fig2.4 のように設定し，セル H1 と H2 の F 値の積により界面方向を決定する．FAD計算方法

をまとめると Tab 2.1 になる．このドナー・アクセプター法では得られた F 値が 10-6 であるときに

は F = 0 とし F 値が 1 - 10-6 であるときには F = 1 として丸め誤差の影響を排除している． 

 

                 
 

Fig.2.3 Staggered mesh.        Fig.2.4 Cell definition in donor-acceptor method.   

 

 

 

 

(2.15)

 (2.16)
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Fig.2.5 Surface patterns in donor-acceptor method. 

 

Tab.2.1 Donor-acceptor method. 

Conditions Pattern No. FAD 

FH1･FH2≠0 1 FA1 

FD1･FD2≠0 2 FD1 
FH1･FH2=0 

FD1･FD2=0 3 FA1 

 

2.2.4 離散化 

 Fig.2.3 に示す変数配置を用いて，基礎式を差分化する．流れ場は SOLA 法で，温度場は陰解法

で解く．一例として(2.3)式の差分化表示を示す． 

( )11
1

,),( ++
+

+
∂
∂

−=







+

∆
− nn

x
nn

x

nn

vug
r
pvuf

t
uuρ   (2.18)  

f と g はそれぞれ対流項と粘性項を示す．(2.3)，(2.4)式の非線形性を有する対流項には第二次風

上差分を用いる．(2.6)，(2.7)式は SOR 法を用いて計算する． 

Pattern1 Pattern2 Pattern3 



 17

2.3 計算条件の設定 
 計算は対称性を考慮して，2 次元円柱座標を用いた．解析領域には流体側，固体側ともに噴流

の衝突点近傍でメッシュが細かくなる Fig.2.6 に示す不等間隔格子を用いた． 

時間刻みΔt はクーラン数 C が 0.05 以下となるように決定した． 









∆
∆

∆
∆

=
z
tv

r
tuC ,min     (2.19)  

 (2.6)，(2.7)式で使用するセル境界面における熱伝導率は調和平均で与えた． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.6 Calculation mesh. 

 

2.3.1 境界条件 
 本計算で使用した流れ場と温度場の境界条件を以下に記す．流れ場は SOLA 法を用いているた

め圧力の境界条件が不要である． 

 

流れ場 

①水冷面 ： 0=u  0=v        (2.20) 

②対称軸 ： 0=u         (2.21) 
③ノズル出口 ： 0=u  inUv −=       (2.22) 

④自由流出面 ： 0=
∂
∂
z
u

 0=
∂
∂
r
v

      (2.23) 

⑤自由流出面 ： 0=
∂
∂
r
u

 0=
∂
∂
r
v

      (2.24) 

 

温度場 

①水冷面 ： rTT =  
z
T

z
T s

s ∂
∂

−=
∂
∂

− λλ      (2.25) 

②対称軸 ： 0=
∂
∂
r
T

 0=
∂
∂
r
Ts       (2.26) 

③ノズル出口 ： inTT =        (2.27) 

④自由流出面 ： 0=
∂
∂
z
T

       (2.28) 

Nozzle 
Fluid 

Plate 

C
en

te
r a

xi
s 
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⑤自由流出面 ： 0=
∂
∂
r
T

       (2.29) 

⑥側面 ： 0=
∂
∂
r
Ts        (2.30) 

⑦裏面 ： ( ) ( )[ ]44 273273 +−+−=
∂
∂

− airBc
s TT
z
Ts σελ    (2.31) 
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2.4 計算方法 
 本研究のフローチャートを Fig.2.7 に示す． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.7 Flowchart of simulation. 

 

(2.1)，(2.2)，(2.3)，(2.4)式を差分化し，SOLA 法を基本としたアルゴリズムで数値計算する． 

(1) (2.1)式をドナー・アクセプター法で解くことにより次時刻の界面形状を決定する． 

(2) 得られた F から表面張力項を計算する． 

(3) (2.2)，(2.3)，(2.4)式を SOLA 法で解き，u，v，p を求める． 

(4) 圧力補正式には次式を用い，Gauss の消去法で解く． 

u⋅∇=







∇⋅∇

t
p

δ
δ

ρ
11

    (2.32)  

Input initial condition 

Calculation F 

Set of initial condition

Set u,v 

Get u,v,p and T

Get Tp 

Output

t+⊿t

End

Set t 

Consideration of phase change 
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(5) (2.6)式から陰解法により流体の温度 T を計算する． 

(6) 熱伝達様式を判定する． 

(7) (2.7)式から陰解法により鋼板温度 Tp を計算する． 

(8) 次のタイムステップの計算を行う． 

以上の手順を所定の時刻まで繰り返す． 

 

2.4.1 計算点 

 本計算の計算条件を示す．基本条件はノズル出口径がφ16，φ6 mm の 2 種類でそれぞれ 

水温を 30，50，70℃と変化させた． 

 

Tab.2.2 Calculation condition. 

半径方向最小メッシュサイズ  mm 0.5 

軸方向最小メッシュサイズ  mm 0.05 

ノズル出口流速  m/s 0.83，5.89 

水温 ℃ 30，50，70 

半径方向長さ  mm 71.4，64.7 

軸方向長さ  mm  6.9 

板厚  mm 10 
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3.1 実験装置 
3.1.1 実験装置概略 

高温鋼板冷却時の温度を測定するため，実験装置本体は，試験材支持台，試験材となっており，

本装置は試験材を加熱するための加熱系，ポンプ等からなる冷却水を供給するための水系，試験

材に取り付けられた熱電対等からなる測定系およびビデオカメラからなる複雑な沸騰冷却現象を

観測するための観測系から構成されている．実験装置の概略図を Fig.3.1 に示す． 

 

 
 

1:Heated plate 2:Plate holder 3:Furnace 4:Tank 5:Heater 6:Valve 7:Pump 8:Flowmeter 9:Nozzle 10:Shutter 

11:Thermocouples 12:Recorder 13:Video camera 

 

Fig.3.1 Experimental apparatus. 
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3.1.2 加熱系 

雰囲気炉（ヤマザキ電機製） 

雰囲気ガスは窒素であり，最高 1450 ℃まで加熱することができる(Fig.3.2)．試験材冷却開始温

度が 800 ℃の場合は炉内の温度を 870 ℃に設定し，30 分程度試験材を加熱した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
3.1.3 水系 
水系は研究所備え付けの恒温タンク(Fig.3.2)，ポンプ（HITACHI 製）

(Fig.3.3)，流量計，ノズルから構成されており，これらは配管およびブレ

ードホースで連結されている．使用したノズルは出口径がφ16.8 mm，φ

6 mm の 2 種類である． 

 

流量計（RYUTAI KOGYO 製） 

 試用液として工業用水を用いた．流量範囲は 0～50 l/min であり，精度

は±0.2 l/min である(Fig.3.5)． 

 

温度調節計（OMRON 製） 

恒温タンクに蒸気を混入することによって水温を最大 80 ℃まで変化

させることができる．水温の精度は±1 ℃である(Fig.3.6)． 

 
3.1.4 測定系 

試験材（SUS304） 

ステンレス熱延鋼板（SUS304）を用い，形状は 150×150×10 ｍｍで片面にバフ研磨（十点平

均粗さ RZ=4 μm）を施した．この試験材は SUS304 製の支持台によって保持されており，試験材

と支持台はボルトの点接触により位置決めを行った． 

 

Fig.3.4 Pump. 

Fig.3.2 Furnace. 

Fig.3.3 Tank. 

Fig.3.5 Flowmeter. 

Fig.3.6 Regulator. 
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Tab.3.1 Chemical component of SUS304 [%]. 

C Si Mn P S Ni Cr Mo その他

≦0.08 ≦1.00 ≦2.00 ≦0.045 ≦0.030 8.00/10.50 18.00/20.00 - - 

 

熱電対（川惣電機製） 

 鋼板温度を測定するため用いた．使用した熱電対は K 型シース熱電対（接地型）シース径はφ

1.0 ｍｍ，素線径は 0.2 mm である．試験材に加工されたφ1.1 mm，深さ 9 mm の穴に熱電対を挿

入し，シース部を折り曲げてアルミ箔によって試験材に固定した． 

試験材周辺および熱電対取り付け位置を Fig.3.7～9 に示す．試験材は 3 種類用い，試験材①は 5

点（中心から 0，15，30，45，60 mm の位置），試験材②は 10 点（中心から 0，10，15，20，25，

30，35，40，45，60 mm の位置），試験材③は 4 点（中心から 0，15，30，45 mm の位置）熱電対

を取り付ける．特に試験材②では，衝突領域と流水領域とで領域分けを行うため熱電対を 10 本使

用した．Tab.3.2 に熱電対の検査報告を示す． 

1

15 15 15 15

z

x

φ1.1

10

150

15
0

 
Fig.3.7 Schematic of Heated Plate ①. 

 



 25

φ1.1 105555555 15

   

15 15 15
φ1.1

 

Fig.3.8 Schematic of Heated Plate ②.    Fig.3.9 Schematic of Heated Plate ③. 

 

Tab.3.2 Thermocouples. 

温度 

100℃ 

温度 

300℃ 

温度 

500℃ 

規準値   許容差 

4.096ｍV±0.104ｍV

          ±2.5℃

 規準値   許容差

12.209ｍV±0.104ｍV

          ±2.5℃

 規準値   許容差 

20.644ｍV±0.160ｍV 

          ±3.8℃ 

熱起電力 

ｍV 

偏差 

ｍV 

熱起電力

ｍV 

偏差 

ｍV 

熱起電力

ｍV 

偏差 

ｍV 

4.117 

100.5℃ 

＋0.021 

＋0.5℃ 

12.204 

299.9℃ 

－0.005 

－0.1℃ 

20.618 

499.4℃ 

－0.026 

－0.6℃ 

 

デジタルマルチメータ（YOKOGAWA 製，ORM1300） 

 鋼板温度を測定する熱電対の電圧測定に用いた．サンプリング周波数は 20 Hz で測定を行った

(Fig.3.10)． 

Tab.3.3 Recorder.       

レンジ K 

測定可能範囲  －200.0～1300.0℃ 

確 度 ±（0.2％ of rdg+1.5℃） 

  

基準接点補償確度 ±1℃ 

 

 

             Fig.3.10 Recorder. 
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3.1.5 観測系 

ビデオカメラ（SONY 製） 

 冷却の様子を観察するために用い，30 fps で撮影を行った． 
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3.2 実験手順 
以下に示す手順で実験を行った． 

 
1. ノズルの位置決めを行う． 
2. 熱電対を取り付けた試験材を加熱炉に入れる． 
3. 流量計に備え付けられた弁を調整して流量を決定する． 
4. 温度制御盤を操作して水温を決定する． 
5. 鋼板が初期温度以上まで加熱されたことを確認して，炉から試験材を取り出し台に置く 
6. ノズルからの水流が試験材にかからないようにシャッターにより防いでおく． 
7. 試験材の温度が冷却開始温度付近になると温度を測定するとともに，ビデオカメラで撮影す

る． 
8. 冷却開始温度になったと同時にシャッターを外し，冷却を開始する． 

9. 以後，2.～8.の手順を繰り返す． 
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3.3 実験条件 
 噴流冷却過程における熱伝達様式の特徴を調査するため，Tab.3.4 に示す実験を行った．流量は

10 l/min とし，Fig.3.11 に示すようにノズル出口レイノルズ数 ReDが 20000 以下ならば層流[17]で

あり，ノズル出口径はφ16.8 mm とφ6 mm の 2 種類用い，ノズルから鋼板表面までの距離はそ

れぞれ 300，150 mm とした． 

Tab.3.4 Experimental condition. 

 水温 [℃] ReD 冷却開始温度 [℃] 熱電対個数 

非沸騰実験 30 1.57×104 100 5 

30 1.57×104 800 10 

50 1.57×104 800 10 沸騰実験 （層流） 

 70 1.57×104 800 10 

30 4.40×104 800 4 

50 4.40×104 800 4 沸騰実験 （乱流） 

 70 4.40×104 800 4 

 

 
Fig.3.11 Region of flow pattern [17]. 
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4.1 放射状流れ 

単一の噴流が水平平板に衝突し，半径方向へ流れる射流液膜は Reri が一定であればδ/ri と r/ri

はノズル径にかかわらず一つの曲線となる．Watson は運動量積分式を用いて液膜厚さの近似値を

求め[18]，流れが層流のとき (δ/ri)Reri
1/3が (r/ri)Reri

-1/3 の関数として表され，流れがすべて乱流の

場合は (δ/ri)Reri
1/9 が (r/ri)Reri

-1/9 の関数として表される関係を導いている．なお，δは液膜厚さ

であり，r は半径，ri は衝突時噴流半径，Reri はレイノルズ数，Watson は発達液膜の相似速度分布

を全域にわたって用いているが，石谷ら[16]は仮定する速度分布が膜厚の計算結果におよぼす影響

を調べるため，三次式近似 f = ‐(1/2)η3+(3/2)ηと四次式近似 f = 2η-2η3+η4 の両速度分布につ

いて近似膜厚を求め，四次式近似した解が実験値とよく合うことを示した．ただし f は無次元速

度であり，ηは無次元座標である．この四次式近似を用いた膜厚の近似式は次のように与えられ

る． 

r*≦ra*で 
*2/1** /5.001.1 rr +=δ     (4.1)  

r*>ra*で 
*2** /3315.041.1 rr +=δ    (4.2)  

ただし r* = Reri
-1/3(r/ri)，δ* = (δ/ri)Reri

1/3 であり，ra*は境界層厚さと膜厚が等しくなる無次元半

径である． 

相変化のない常温で本数値解析法による水膜厚さ分布と式 (4.1) ，(4.2) と比較した結果を

Fig.4.1 に示す．衝突点から半径方向に液膜が広がるにつれて，膜厚は次第に薄くなりやがて最小

厚さ (約 0.17 mm) となり，その後増加する．また，鋼板表面ほど流速は小さくなることがわかる．

よって，非加熱で流れ場の予測が可能である． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.4.1 Steady state velocity profile in the liquid film and distribution of film thickness 

(d = 3.2 mm, u = 5.9 m/s). 
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4.2 非定常逆問題 

 熱は拡散現象の一つであり，測温位置が表面から 1 mm程度でも温度伝播遅れが存在するため，

内部温度に基づく表面熱伝達の評価は本質的に 2次元あるいは 3次元の非定常逆問題に帰着する．

ここでは 1 次元非定常逆問題解[19]を用いて表面熱流束と表面温度の評価を行う．0～800 ℃の間

で熱伝導率と比熱はそれぞれ 38，23 ％変化するため温度依存性を考慮する． 

 境界条件が時刻ごとに変化する１次元変物性熱伝導方程式を解く．未来時刻の表面熱流束が線

形に変化すると仮定し（Fig.4.2），その熱流束を用いた測定点の温度と予測値との差が最小になる

ように熱流束と表面温度を決定する． 









∂
∂

∂
∂

=
∂
∂

x
T

xt
Tc λρ     (4.3)  

 次式のように将来時刻 tm+k-1 における熱流束が直線的に変化すると仮定する． 

11 2 −+ −= mmm qqq      

112 232 −++ −=−= mmmmm qqqqq     

…      

11 )1( −−+ −−= mmrm qrrqq      

将来時刻における温度は次式のようにおく． 
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 この実測値との差が最小となるように予測値を決定する． 
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つまり，次式を解くことになる． 
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Fig.4.2 Connected linear heat flux functional form. 

 

 伝熱面に垂直な方向を x とし，温度を T，伝熱面の温度伝導率をα，熱伝導率をλ，熱伝達率

を h とする． 

境界メッシュにおける 1 次元差分安定条件は次式となる． 









+
∆

≥
∆

∆
1

2
2

λα
xh

t
x

    (4.10)  

加熱面厚さは 10 ｍｍなので SUS304 の物性値，衝突噴流冷却熱伝達率の概算値である 104 

W/(m2･K)[6]を用いて条件を満たすように時間刻みΔt と境界メッシュサイズΔx を決定した．左

辺の値は 0.618，右辺は 0.0426 である． 



 33

4.3 非沸騰域 
 まず鋼鈑初期温度を 100℃とした非沸騰域噴流冷却において数値解析値と実験値を比較する．

ノズルから噴出された水流はなめらかな液膜となり鋼板上を流れる(Fig.4.3)． 

 

 
Fig.4.3 Photograph of transient cooling (t = 8 sec). 

 

 冷却開始後数十 msec で液膜は鋼板全面を覆うため，Fig.4.4 に示すように一様に各測定点におけ

る温度は降下する．衝突点に近いほど温度降下は大きいが，x = 45, 60 mm においてその傾向が異

なっていることは，板端部の過冷の影響だと考えられる． 

Fig.4.5 に実験値と計算値の比較を示す．両者は時間の経過とともに数℃ほど差が生じているが，

ほぼ一致している．ここで x = 60 mm の位置の温度は実験値のほうが計算値よりも約 5～6℃低い

原因は，板端部の様子を計算では断熱条件としているが，実験では放射ロスが生じており過冷の

影響であると考えられる． 
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Fig.4.4 Temperature history. 
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Fig.4.5 Comparison of calculated temperature with experimental value. 

 

また，Fig.4.6 に冷却開始から 8 sec 間隔で流体側の温度分布と固体側の等温線を示す．液体の温

度は鋼鈑表面近傍において上昇しており，衝突点近傍では鋼板表面温度が急激に降下し，時間発

展とともに水温と鋼鈑表面温度の差は小さくなる． 

よって，非沸騰域では測定点における温度を予測の可能性を確認した． 
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Fig.4.6 Calculation fluid and plate temperature distribution with elapsed time. 
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4.3 沸騰域（層流） 
4.3.1 冷却の様子 

 ビデオカメラでの観察から冷却時の特徴を挙げる． 

 

Fig.4.7 Photograph of transient cooling (TW=30 ℃, t = 0.1, 0.3, 5 ,55 sec). 

 

 

Fig.4.8 Photograph of flow boiling (TW = 50 ℃, t = 0.1 sec). 

 

 

Fig.4.9 Photograph of flow boiling (TW = 70 ℃, t = 0.1 sec). 

 

(1) 膜沸騰域 

水温 70 ℃のみ(Fig.4.9)，噴流が鋼板に衝突した直後に高音が鳴り，鋼板上を液膜がなめらかに

流れる状態が観察された．これは他の水温と比較して飽和温度に近いため，噴流衝突直後に蒸気

膜が形成され，膜沸騰が生じたものと思われる． 

(2) 固液接触不安定域 

冷却開始直後の数百 msec 程度の短時間，噴流は鋼板に衝突後，鋼板に沿って広がり飛散する．

鋼板表面は高温であるため，噴流と鋼板の間は蒸気により分離され，固液接触は起きていないと

考えられる．よどみ点近傍には白い領域が観察されるが，そこは，ぬれと乾きが交互に現れる不

安定な固液接触状態にあるものと考えられる (Fig.4.7 (t = 0.1 sec), Fig.4.8)． 

この現象の持続時間は水温が低いほど短い．これは，供給される液と鋼板の条件による，鋼板

表面での蒸発する液の量の違い (蒸気膜厚さ) が関係あるものと思われる．すなわち，供給される

液の温度が飽和温度に近いと，鋼板表面に衝突後すぐに蒸発し，蒸気膜厚さは厚くなるので，安
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定な固液接触が起きるまで時間がかかるが，液の温度が低いと蒸発するまで時間がかかり，蒸気

膜厚さは薄くなるので，すぐに蒸気膜が破れ，頻繁に固液接触が起きる． 

(3) 固液接触開始域 

その後，白い領域のなかよどみ点近傍から，激しい沸騰音とともに液膜の跳ね上げが見られ，

その外側には液体はほとんど供給されなくなる．液膜の跳ね上げ位置より内側の領域では，固液

接触が継続して行えるようになったものと考えられる (Fig.4.7 (t = 0.3 sec))． 

(4) 固液接触面拡大域  

よどみ点近傍での固液接触が継続して存在するようになると，その後は時間の経過とともに固

液接触面が鋼板中心から外周部に向かって拡大を開始する． 

そのときの鋼板上に，よどみ点中心より単相強制対流熱伝達，沸騰熱伝達領域 (白く見える環

状部分) が存在する(Fig.4.7 (t = 5 sec))． 

ただし，単相強制対流域と沸騰領域との境界位置は，実際は図のように明確なものではなく，

徐々に遷移しているものと思われる．境界付近での正味の蒸気発生はみられないが，水温 70 ℃

では蒸気泡らしきものは観察された．その理由として，伝熱面表面に形成された蒸気泡は伝熱面

に付着したままか，あるいはバルク液体内を移動中に完全に凝縮するということが考えられる． 

沸騰域の外周の固液接触線上では，激しい沸騰により液膜流が鋼板に対して 10～20 °の角度

で液滴として飛散され，固液接触線の外側は乾燥面のままと思われるが，液膜の流動など鋼板上

の状態は，蒸気などにより観察することができなかった． 

沸騰領域の幅Δxb は，約 1 mm で水温による変化は見られなかった． 

Black zone の定義は，「衝突点近傍のぬれ領域」とあいまいなものだが，本研究では，衝突点を

中心に広がる沸騰領域後縁部までの黒く見える領域を Black zone とし，その半径を xb とする

(Fig.4.10)． 

 

 

Fig.4.10 Photograph of flow boiling (TW = 30 ℃, t = 3 sec). 

 

(5) 単相強制対流域 

 固液接触境界線が矩形板の端に到達後，加熱面は単相液膜流で覆われた(Fig.4.7 (t = 55 sec))． 
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4.3.2 表面熱流束および表面温度 

 Fig.4.11 に測定点における温度と xbの位

置の時間変化（水温 Tw = 70 ℃）を示す．

衝突点近傍（x = 0～20 mm）では冷却開始

と同時に急激に温度が低下する． 

Fig.4.12 に 1 次元非定常逆問題を解くこ

とによって求めた表面熱流束と xb の位置

の時間変化を示す．最大熱流束は x = 25 

mm 以降ではほぼ 1.3×106 W/m2 をとり，x 

= 20 と 25 を境に衝突領域と流水領域に分

けられる．最大熱流束は沸騰領域Δxb で生

じるものと思われるが，沸騰領域到達以前

に最大熱流束に達している．これは，冷却

開始時刻を中心位置の温度降下によって

判断していることによる時間差や熱電対

の応答性，非定常 1 次元逆問題の信頼性の

問題が挙げられる． 

Fig.4.13 に測定点における温度 Tm（x=30 

mm）と逆算によって得た温度 Teとの差を

示すが，逆算結果は測定温度の±0.3℃内に

ある．非沸騰域において逆算値は数値解析

値の最大熱流束で 58％，表面温度は 30℃

の差がある．沸騰域での表面温度と表面熱

流束の逆算値について，推定誤差を検討す

る際，水冷面の境界条件を設定する必要が

あるが，Black zone と乾燥領域で分け，そ

の位置が時間とともに移動する移動境界

条件として解く．Black zone 内では水冷面

の熱伝達率を与え，乾燥領域では断熱条件

とする．今後解析が必要である． 

 また Fig.4.14 に衝突領域と流水領域とそ

れぞれの代表値である，x = 0, 30 mm の沸

騰曲線を示す．x = 0 mm では過熱度 500 K

程度で最大熱流束を示す．x = 30 mm では

膜沸騰域が存在している． 
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Fig.4.11 Time evolution of temperature and xb. 
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Fig.4.12 Time evolution of surface heat flux and xb. 
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Fig.4.13 Time evolution of temperature. 
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Fig.4.14 Boiling curve. 

 

4.3.3 Black zone 

 水冷却実験の観察結果から各水温での Black zone の広がりを Fig.4.15 に示す．冷却初期は(4.11)

式で示される時刻のべき関数による近似で，その後は(4.12)式の直線近似によって表す．その比例

定数 a，b，α，βは最小二乗法によって決定した．このべき関数近似と直線近似の交差する位置

をそれぞれ破線で示す．水温が低いほど，噴流衝突後に xb は急激に広がる．なお式の形は物理的

な理由に基づいたものではなく，もっとも xbの傾向を示すものとして選択されたものであり，a，

α，βの比例定数は有次元であることに注意を要する． 

b
b atx =     (4.11)  

βα += txb     (4.12)  
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平均的な Black zone の広がり速度は水温 30，50，70℃でそれぞれ，3.4，1.6，1.0 mm/sec であ

った．この沸騰後縁位置の移動と数値解析における膜‐核沸騰境界位置の移動とを比較する．本

来ならば固液接触開始点 xb +Δxbを比較すべきであるが，沸騰後縁位置としても大差は生じない

ため Black zone を測定した． 
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Fig.4.15 Time evolution of xb. 
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4.3.4 固液接触率 

 これまで示したように衝突噴流冷却では核沸騰と膜沸騰の混在状態である遷移沸騰域が高温に

まで及ぶ．そこで，ぬれと乾きが交互に現れる核沸騰域において固液接触率（α = 0.5）を考慮し，

水冷面における流体と鋼板の速度，温度境界条件は次のように設定した． 

sTT
z
u αα ==
∂
∂ ,     (4.13)  

固液接触を仮定した場合の測定点における温度変化（水温 Tw = 70℃）を Fig.4.16 に示す．膜-

核沸騰境界位置の判定条件であるぬれ限界温度は 441℃とした．x = 30，45 mm の位置における計

算値の温度は実験値で示すような緩やかな温度降下（先行冷却）が見られず，核沸騰熱伝達によ

る急激な温度降下となっている． 

Fig.4.17 は表面熱流束および表面温度を計算値と逆算値で比較したものである．実験値から得ら

れた熱流束は x = 30，45 mm でそれぞれ 19，37 sec に最大値をとるが，計算値の表面熱流束は冷

却開始後 10 sec の間に 5×106 W/m2 程度の値を示し，その後緩やかに低下する． 

また，Fig.4.18 に示す膜沸騰メッシュに接する核沸騰メッシュの位置の変化は 10 sec 足らずで板

の端まで達し，核沸騰熱伝達が鋼板領域の大部分を占めている．このことは核沸騰領域が比較的

狭いΔxb 内に生じるという実験結果と異なるものである． 

Fig.4.19 に示す流体と固体と等温線（100℃刻み)では，矢印で示す位置より外側に高温の蒸気膜

が存在しているが，時間が経過するとともに蒸気膜は薄くなり液膜が鋼板を覆うようになる． 

核沸騰域において固液接触率を仮定したシミュレーションでは，衝突中心近傍に限らずその周

囲の流水部分においても急激な温度降下を示しており，この流体-固体間の境界条件は実現象と異

なる． 
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Fig.4.16 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.17 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 
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Fig.4.18 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 

 

 

 
 

 

 
Fig.4.19 Time evolution of distribution of fluid and plate temperature 

Upper: t =2.7 sec, Lower: t =6.4 sec. 
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4.3.5 周期的固液接触 

 衝突噴流冷却において大部分の冷却は核沸騰域で行われており，この核沸騰域において周期的

に固液を接触することにより熱伝達を増加させた．その接触の周期は 4.0×10-6 sec とした．なお，

定常加熱系の遷移沸騰域における蒸気泡発生の周期は数十 msec といわれている．接触時間内の

温度浸透厚さは 0.0165 mm であり，鋼板厚さ方向表面メッシュサイズ 0.939 mm に比べて小さい． 

 Fig.4.20 に測定点における温度を計算値と実験値で比較したものを示すが，x = 45 mm の位置で

10 sec の間は緩やかな温度降下となっているが，計算値は固液接触による急激な温度降下が実験

値よりも早い時刻で生じている．衝突中心から離れるにつれて最大熱流束が発生する時刻も次第

に遅くなるが，その値は 10７程度であり予測値と大きく異なる(Fig.4.21)． 

 Fig.4.22 に核沸騰の先端位置と Black zone の時間変化を示す．計算値は実験値よりも速い速度で

板の端まで到達するが，広がりの傾向は再現している． 

 Fig.4.23 に流体と固体の等温線を示す．冷却初期には液滴が飛散し高温の蒸気膜が存在している

が，次第にその厚さは薄くなり液膜が鋼板に覆う領域で温度が低下している． 

 しかしながら，周期的な固液接触を考慮すると熱流束のオーダーが予測値よりも 1 オーダー高

く流水領域においても高熱流束を示すため，この数値解析手法は妥当でない． 
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Fig.4.20 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.21 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 
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Fig.4.22 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 
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t = 3.2 sec 

  

  
t = 6.4 sec 

  

  
t = 10 sec 

Fig.4.23 Time evolution of distribution of fluid and plate temperature. 
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4.3.6 ノンスリップ条件 

 本計算においてこれまで固液接触率の考慮，核沸騰域における周期的な固液接触を考慮してき

たが，実現象の測定点温度，表面熱流束，表面温度の時間変化と定量的に大きく相違する．そこ

で，鋼板と流体との境界にノンスリップ条件を用いて解析を行う． 

 Fig.4.24 において x = 0 mm の位置の冷却曲線は実験値と定量的に良い一致を示す．x = 45 mm の

位置の計算値温度は冷却開始直後から緩やかに降下するが，時間発展とともに実験値との差が大

きくなり，急激な温度降下を再現することができていない．また，x = 15，30 mm の位置の温度履

歴は実験値と大幅に異なる． 

 x = 30 mm 以降では温度降下が緩やかであるため熱流束の値も小さい．冷却開始から 40 sec 経過

するとようやく急激な温度降下を示し，徐熱量も上昇してくる（Fig.4.25）． 

 Fig.4.26 に示す Black zone の比較は,固液接触率を考慮した条件では実験値よりも広がりが速く,

ノンスリップ条件では実験値よりも広がりが遅い． 

 境界条件として固液接触率を与えたものとノンスリップ条件としたものおよび逆算結果との沸

騰曲線の比較を示す（Fig.4.27）．固液接触率を考えると核沸騰域の傾向を再現しているものの，

全領域において熱流束は予測値よりも高い値を示す．境界条件をノンスリップ条件とすると，熱

流束のオーダーは予測値と近い値を示すが，遷移沸騰域から核沸騰域への移行が再現できていな

い．このことから核沸騰域への遷移判定条件をさらに改良する必要がある． 

 なお，鋼板表面の境界条件は，鋼板表面温度を指定すること，鋼板表面の熱伝達条件を指定す

ること，鋼板と流体の固液接触割合を考慮すること等が挙げられるが，現状ではノンスリップ条

件が最適である． 
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Fig.4.24 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.25 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 
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Fig.4.26 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 
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Fig.4.27 Comparison of calculated boiling curve with estimated. 

 

4.3.7 メッシュサイズの影響 

 流体と鋼板の表面近傍では軸方向に急激な温度勾配があるため，本計算で軸方向厚さの影響を

調査した．軸方向最小メッシュサイズを 0.05 mm から 0.15 mm へ変更した．軸方向メッシュ数は

双方とも等しくしたため，流体側解析領域の軸方向長さはそれぞれ 6.9 mm と 20.7 mm である． 

 Fig.4.28 に示す測定点温度の時間変化は，よどみ点から離れるにつれ同時刻における計算値と実

験値の差が大きくなっている．流体側軸方向最小メッシュサイズを 3 倍にすると全体的に冷却が

進み，特に衝突領域において急激に温度が降下している．Fig.4.29 に示す表面熱流束と表面温度は，

x = 15 mm の位置においてメッシュサイズの影響が顕著である． 
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Fig.4.28 Comparison of calculated temperature with experimental value 

Left: zmin = 0.05 mm, Right: zmin = 0.15 mm. 
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Fig.4.29 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value 

Left: zmin = 0.05 mm, Right: zmin = 0.15 mm. 
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Fig.4.30 Mesh size effect of distribution of fluid and plate temperature (t = 4.0 sec) 

Upper: zmin = 0.05 mm, Lower: zmin = 0.15 mm. 

 

流体側軸方向メッシュサイズは温度勾配や蒸気膜厚さに影響を及ぼすことが示唆される．熱流

束の定量的な評価のためには，沸騰域の蒸気膜の厚さ（100 μm 程度と予想される）や固液接触

の周期が必要とされる． 

なお，半径方向最小メッシュサイズを 0.50 mm から 0.84 mm へ，半径方向メッシュ数を 44 から

33 へ変更したが，流れ場と温度場に対する影響は，軸方向に対するメッシュサイズの変更と比較

して小さかった． 

 

4.3.8 水温 50℃ 

 水温を 50℃とし，流体－固体間の境界条件にノンスリップ条件を採用して衝突噴流冷却数値解

析を行った．膜沸騰から核沸騰への遷移判定条件であるぬれ限界温度は 601℃とした． 

 実験では噴流衝突点近傍（x = 0～30 mm）は冷却開始直後に温度が急激に降下するが，計算で

は噴流衝突点を除き温度降下が緩やかであり，熱流束の立ち上がりも鈍く絶対値は半分以下とな

る（Fig.4.31, 32）．Fig.4.33 に示す Black zone の比較であるが，計算値の膜-核沸騰境界位置は冷却

初期において広がりが遅くなっている． 
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Fig.4.31 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.32 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 
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Fig.4.33 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 

 

 Fig.4.34 に示す沸騰曲線から計算値は最大熱流束が明確でなく，低過熱度の核沸騰域では緩やか

な曲線である．急激な温度勾配である限界熱流束域が現れない．計算では蒸気膜がなめらかに存

在しているが，噴流冷却では発生した蒸気に対する凝縮能力が高いため安定な蒸気膜は形成され

ず，形成されてもすぐに崩壊する．この蒸気膜の崩壊を考慮した数値計算のモデル化が求められ

る． 
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Fig.4.34 Comparison of calculated boiling curve with estimated. 
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4.3.9 水温 30℃ 

 水温を 30℃とし，ぬれ限界温度を 761℃とし計算を行った．実験では噴流衝突点近傍（x = 0～

35 mm）で急激に温度降下するが，計算値では鋼板全領域において顕著な温度降下を示す(Fig.4.35)． 

 熱流束はピークが鮮明でなく，単相強制対流域に近い低過熱度の核沸騰域のオーダーである

(Fig.4.36)． 

 ぬれ限界温度が初期温度に近いため，膜-核沸騰境界位置は冷却開始後すぐに板の端まで達する

（Fig.4.37）． 

沸騰曲線の形状は予測値と異なり，低過熱度ではほぼ熱流束の値はほぼ一定である．これはぬ

れ限界温度が 761℃という高温であるため，冷却開始直後に板の端まで核沸騰が生じており核沸

騰領域が比較的狭い範囲に限られるという実現象と異なっているものと考えられる(Fig.4.38)． 

 

 

0 20 40 60
0

200

400

600

800

t [sec]

T 
[℃

]

calculated
experimental value

Tw=30 ℃

x [mm] 0 15 30 45

 
Fig.4.35 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.36 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 

 

0 20 40 60
0

20

40

60

80

t [sec]

x b
 [m

m
]

experimental value
calculated

Tw=30 ℃

End of heated surface

 

Fig.4.37 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 
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Fig.4.38 Comparison of calculated boiling curve with estimated. 

 

4.3.10 固液接触開始温度 

 数値解析において膜沸騰から核沸騰へ移行する際のぬれ限界温度は TMHF=201 + 8ΔTsub によっ

て決定を行ったが，実験から見積もった固液接触開始温度を示す．沸騰領域Δxb は衝突開始を除

いてほぼ変化しないため，固

液接触開始位置 xb +Δxbが各

熱電対位置を通過したときの

表面温度を求めると Fig.4.39

になる（画像が不鮮明な点は

掲載していない）． 

逆算値より求めた表面温度

の精度が問題であるが，この

ぬれ限界温度 Tcrt は水温 70℃

では x = 30 mm 以降で約

380℃である．よどみ点近傍で

はサブクールされた液体の強

制的な供給により，液体が蒸

発して蒸気膜を形成する前に

固液接触を開始してしまうこ

とや，蒸気膜が形成されてもその蒸気膜は不安定ですぐに崩壊してしまう可能性が高いことが考

えられる．そして，よどみ点からの距離が大きくなるにつれて，その効果が弱くなり，ぬれ限界

温度が低くなるものと思われる． 

大気圧下で水のライデンフロスト温度は，280℃以上となる．固液接触開始温度は実験条件によ

って大きく異なり，その予測モデルが求められる．数値計算手法ではノズル半径の 2 倍の位置は

衝突直後から非沸騰域としているが，固液接触開始温度を踏まえて決定する必要がある． 
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Fig.4.39 Solid-liquid contact temperature. 
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4.4 沸騰域（乱流） 
 ノズル出口レイノルズ数 ReDが 4.40×104 である乱流域の噴流冷却について述べる． 

 

4.4.1 冷却の様子 

 

 

 

 

 

Fig.4.40 Photograph of flow boiling (TW = 30 ℃, t = 0.1 sec). 

 

 ノズル出口の見かけ流速は 5.89 m/s であり層流域と比較して流速が高いため，衝突開始数百

msec の間，液膜は鋼板に沿って広がる領域が狭く冷却水は勢いよく飛散する（Fig.4.40）．同じ水

温の層流域実験と比較して Black zone の広がりも速い（Fig.4.41）．この理由は，流速が高いと気

液界面が不安定となり安定な蒸気膜が形成されにくく，蒸気膜が発生しても崩壊しやすく，固液

接触も頻繁に起こるためだと考えられる．また，水温が低いほど，発生した蒸気に対する凝縮能

力が高く，安定な蒸気膜が形成されにくいためだと考えられる． 
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Fig.4.41 Time evolution of black zone 

Left: ReD = 4.40×104, Right: ReD = 1.57×104. 

 

 Fig.4.42 に xb の広がりを冷却初期と冷却後期とでそれぞれべき乗近似，直線近似した式の比例

定数の水温による変化を示す．a，b，α，βともに水温との線形関係が見受けられる．なお，Hatta[9]

らはｂが 0.5 の値を示すことを報告している． 
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Fig.4.42 Relationship between constant a and temperature of jet, 

Relationship between exponent b and temperature of jet, 

Relationship between constant α and temperature of jet, 

Relationship between constant β and temperature of jet. 

 

4.4.2 水温 30℃ 

 計算値と実験値の測定温度，表面熱流束と表面温度，Black zone の比較を示す（Fig.4.43～45）．

ぬれ限界温度が高温であるため，流水領域（x = 45 mm）の計算値は先行冷却域が現れず急激に温

度降下するが，x = 30，45 mm の熱流束はピーク値が推定値よりも若干遅い．流水領域の熱流束

時間 x = 15 mm の位置における沸騰曲線は低過熱度においても高熱流束を示す．温度変化の微分

値である熱流束の評価を行うには，空間的な温度分布と時間的な温度分布の再現が必要である． 
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Fig.4.43 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.44 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 
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Fig.4.45 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 
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Fig.4.46 Comparison of calculated boiling curve with estimated. 

 

4.4.3 水温 50℃ 

 計算値と実験値の測定点温度，表面熱流束と表面温度，Black zone の比較を示す（Fig.4.47~49）．

冷却初期の x = 30 mm の位置の温度変化と熱流束変化は良い一致を示すが，急激な温度降下は差

が生じている．急冷点の広がりは冷却開始 8 sec 後から傾向が異なっている．x = 15，30，45 mm

における沸騰曲線は遷移沸騰域において計算値と逆算値は比較的よく一致しているが，核沸騰域

において計算値は以前高熱流束のままである（Fig.4.50）．以上のことから遷移沸騰から核沸騰へ

の遷移条件が問題である． 
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Fig.4.47 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.48 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 
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Fig.4.49 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 
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Fig.4.50 Comparison of calculated boiling curve with estimated. 

 

4.4.4 水温 70℃ 

 Fig.4.51 に冷却曲線，Fig.4.52 に表面熱流束，表面温度の比較を示す．Fig.4.53 に Black zone の

比較を示す．Fig.4.54 の沸騰曲線から計算値は膜沸騰が生じていることを示しているが，遷移沸騰

から核沸騰への遷移が問題となり，低過熱度においても高熱流束のままである．数値計算では，

気液界面の温度でなくセルの水温を判定条件として，その水温が飽和温度以上で，蒸気膜から水

流に伝わる熱流束が正の場合に蒸気を発生させている．飽和温度以下の場合には液体の内部発熱

として蓄えられている．熱流束の定量的な議論を行うためには，軸方向の蒸気膜厚さを考慮した

水温分布を再現する必要がある．また，高温の安定した蒸気膜が存在していることによる影響が

大きい．高温固体上にマクロ液膜の存在を仮定するなど，モデルの本質的な改良が必要である． 
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Fig.4.51 Comparison of calculated temperature with experimental value. 
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Fig.4.52 Comparison of calculated surface heat flux and 

surface temperature with estimated value. 
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Fig.4.53 Comparison of calculated wetting front and experimental value. 



 64

101 102 103105

106

107

q 
[W

/m
2 ]

ΔTsat [K]

x=15 mmTw=70 ℃

estimated value

calculated

 
Fig.4.54 Comparison of calculated boiling curve with estimated. 

 

4.4.5 水温，ノズルレイノルズ数の影響 

Fig.4.55，56 にそれぞれ水温とノズルレイノルズ数が沸騰曲線に及ぼす影響を示す．水温が低い

ほど発生した蒸気に対する凝縮能力が高く，流速が高いと気液界面が不安定になりやすいため，

沸騰曲線は高熱流束側へ移動する． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

101 102 103105

106

107

q 
[W

/m
2 ]

ΔTsat [K]

x=30 mm

Tw [℃]
30
50
70

101 102 103105

106

107

q 
[W

/m
2 ]

ΔTsat [K]

x=30 mm

Tw [℃]

30
50
70

 

Fig.4.55 Temperature of jet effect of boiling curve 

Left: ReD = 1.57×104, Right: ReD = 4.40×104. 
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Fig.4.56 ReD effect of boiling curve. 
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5.1 結論 
 衝突噴流冷却シミュレーションとその検証実験を行い以下の結論を得た． 

 

 数値解析の検証結果 

■非沸騰域において鋼板表面近傍の温度分布予測の可能性を示した． 

■流体と固体間の境界条件にノンスリップ条件を用いることによって，衝突点近傍および乾燥領

域の温度分布を傾向的に再現できるが，沸騰領域の温度分布は再現が困難である． 

 

 実験から現象の観察および解析結果 

■水温が 70℃以下では発生した蒸気に対する凝縮能力が高く膜沸騰が生じにくい． 

■水温が低く，流速が速いほど，安定な蒸気膜が形成されにくくなり沸騰曲線は高熱流束側へ移

動する． 
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5.2 今後の展望 
 

■より正確な蒸気膜厚さや固液接触の周期を見積もり，それを計算モデルに考慮する． 

■蒸気発生条件および蒸気凝縮条件を見直す． 

■固液接触の判定条件にぬれ限界温度と熱伝達率分布を与える熱伝達率支配型，臨界蒸気膜厚さ

以下の熱流束に至ると固液接触が発生すると考える熱流束支配型，あるいは沸騰曲線から固液接

触を予測するなどの改良を加える． 

■飛散液滴と鋼板の間にマクロ液膜の存在を仮定するなど，衝突噴流冷却のモデル化に改良を加

える． 
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主要記号 
 

F : F 関数（液体体積占有率）  [-] 

  g : 重力加速度    [m/s2] 

  r : 水平方向座標    [m] 

  t : 時間     [s] 

  u : 水平方向速度    [m/s] 

  v : 垂直方向速度    [m/s] 

  z : 垂直方向座標    [ｍ] 

  p : 圧力     [Pa] 

  T : 温度     [℃] 

  f : 体積力     [N/m2] 

μ : 粘性係数    [Pa･s] 

ρ : 密度     [kg/m3] 

  c : 比熱     [J/(kg･Ｋ)] 

  σ : 表面張力    [N/m] 

  τ : 応力テンソル    [N/m2] 

  σB : ステファン・ボルツマン定数  [W/(m2･K4)] 

  εc : 水冷面の放射率    [-] 

  ReD : ノズルレイノルズ数   [-] 

  xb : ブラックゾーン    [mm] 

 

添字 

  v : 蒸気 

  l : 水（液体） 

  s : 鋼鈑 

  r : 水平成分 

  z : 垂直成分 
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