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1

第 1 章

緒　論

1.1 緒　言

大量のエネルギー消費による化石燃料の枯渇や二酸化炭素の排出による地球温暖化など，

前世紀が残したエネルギー・環境問題に直面する 21世紀の人類にとって，エネルギー供

給の安定化や環境保全は最重要課題である．我が国における主要エネルギーの大部分は大

規模発電システムからの電力供給によるが，従来型大型発電所は，電力の最大需要地であ

る都市部から離れた遠隔地に集中して立地しているため，電力を供給する際に送配電損失

が発生すること，発電所の排熱を利用しようとしても熱の長距離輸送が困難であることな

ど，エネルギー有効利用の面で課題を抱えている．このような背景の中，現在分散型エネ

ルギーシステムが注目されている．分散型エネルギーシステムとは，電力需要地の近辺に

設置された小規模電源による発電システムで，発電装置からの排熱を蒸気や温水の形で給

湯，空調などに有効利用することが可能となること，送配電損失の低減が図れることなど

の特徴を有する．また，電力需要には日格差，年格差，地域差があり，小規模地域あるい

は家庭ごとで負荷変動に柔軟に対応できる利点がある．分散型システムの発電装置にはマ

イクロガスタービンや燃料電池などがあげられ，実用化および高性能化に向けて研究，開

発が進められている．

マイクロガスタービン（Micro gas turbine，以下MGTと略記する）とは，慣例として

発電出力が 300kW程度以下のものを総称していうが，近年では小型化が進み，30～100kW

級MGTの普及が進展している [1]．MGTの発電効率は，再生サイクルを採用することによ

り 25～30%（LHV）に達し，小型ガスタービンとしては比較的高い発電効率が期待できる．

また，タービンの排熱から温水を取り出すなどコージェネレーションシステムとして利用

すれば，総合熱効率は 70～80%に達し，大型火力発電所で採用されるコンバインドサイク

ル発電の発電効率を大幅に上回る．一方，燃料電池は従来の熱機関に比べて発電効率が高

く，環境適合性に優れていることから，将来の水素エネルギー社会をターゲットにしたエ

ネルギー変換装置としての可能性がある．燃料電池は電解質の種類によって，固体高分子
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形（PEFC），リン酸形（PAFC），溶融炭酸塩形（MCFC），固体酸化物形（SOFC）に分

類され，それぞれ利用方法が異なる．PEFCは低温作動のため起動が早く，出力密度が高

いため小型軽量化が可能となり，自動車用動力源あるいは家庭用小型コージェネレーショ

ンシステムの電源として利用できる．MCFCや SOFCは高温作動のため排熱を利用するこ

とができ，MGTとの複合発電により高効率分散型システムの実現が可能となる．米国エ

ネルギー省（U.S. DOE）のNETL（National Energy Technology Laboratory）は，環境負

荷低減及び高効率化による 21世紀の電力供給システムの確立を目的としたVision 21プロ

グラムの中で，発電効率 75%（LHV，天然ガス使用）の発電プラントの実現を目指し，燃

料電池・ガスタービンハイブリッドシステムの研究，開発を進めている [2, 3]．

分散型発電を主目的とするMGTや燃料電池を利用した小規模エネルギーシステムの開

発およびその高性能化の要請を受け，本研究では，(1)従来のガスタービンシステムよりも

高性能なシステムを提案し，その検証を行うこと，(2)システムの主要要素である燃焼器お

よび燃料電池の高度化のための指針を示すことを目的として以下の研究を行う．

1. 再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの性能解析

2. 固体酸化物形燃料電池・ガスタービン複合発電システムの性能解析

3. 燃焼過程におけるエントロピー生成の解析

4. 固体酸化物形燃料電池の内部プロセス解析とエクセルギー損失評価

5. 円筒型内部改質 SOFCの性能解析

1，2の研究では，小型ガスタービンシステムとして再生型蒸気噴射ガスタービンシステム，

燃料電池をトッピングとするガスタービンシステムとして固体酸化物形燃料電池（SOFC）・

ガスタービン複合発電システムにそれぞれ着目し，既存のシステムよりも高性能なシステ

ム構成を提案し，性能解析を行う．3，4の研究では，燃焼および SOFCにおける内部プロ

セスを解析し，非平衡熱力学に基づいたエントロピー生成解析により，要素内部で損失が

生じる要因を究明する．5の研究では，SOFC単セルの内部に改質器を組み込ませた円筒

型内部改質 SOFCについて性能解析を行い，電極反応による発熱と改質反応による吸熱の

熱需給の最適化を図る．

1.2 従来の研究

1.2.1 水噴射，蒸気噴射ガスタービンシステムに関する研究

水噴射，蒸気噴射ガスタービンシステムは，水あるいは蒸気をガスタービンの作業流体

中に添加し，出力を増加させることを目的としたシステムである．比較的簡便なシステム

構成で単純や再生サイクルよりも高い発電効率を期待することができるため，小規模で電
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気を多く利用することを目的とする高発電効率小型ガスタービンシステムに適すると考え

られる．

水あるいは蒸気をガスタービンの作業流体に添加する蒸気混入型ガスタービンシステムは，

これまでに様々な型式が提案されており，多くのシステム解析が行われてきた [4−32]．水を

ガスタービン作業流体に添加するシステムでは，HAT（Humid air turbine）サイクル [4–16]，

RWI（Recuperated water injected）サイクル [5, 13, 17–19]，EGT（Evaporative gas turbine）サ

イクル [20]，REVAP（Regenerative evaporation）サイクル [21]，MAT（Moisture air turbine）

サイクル [22]などがある．一方，蒸気を作業流体に添加するシステムでは，タービン下流の

排熱ボイラで生成した過熱蒸気を燃焼器に噴射し，単純サイクルの出力および効率の向上

を目的とした STIG（Steam injected gas turbine）サイクルと呼ばれる蒸気噴射システムが

あり，従来から性能解析や経済性評価など多くの研究が行われてきた [8, 9, 13, 23–29]．再生熱

交換器を有する蒸気噴射システムでは，DRIASI（Dual recuperated intercooled aftercooled

steam injected）サイクル [30]や部分再生二流体ガスタービンシステム（Partial regenerative

dual fluid gas turbine system）[31]が提案されている．Wangら [32]は STIGサイクルに吸気

冷却，再生サイクルを導入したシステムの解析を行っている．

また，実機のガスタービンに STIGサイクルが導入されたものとして，General Elec-

tric(GE) LM-5000，LM-2500，Allison 501-KHなどがある [25, 29, 33, 34]．

1.2.2 固体酸化物形燃料電池・ガスタービン複合発電システムに関する研究

高温型燃料電池である固体酸化物形燃料電池（Solid oxide fuel cell，以下 SOFCと記す）

は作動温度が約 900～1000℃であり，その作動温度がガスタービン入口温度（TIT）に近い

ため，SOFCとガスタービンを複合した高効率発電システムを構成することが可能となる．

SOFC・ガスタービン複合発電システム（以下，SOFC-GT複合システムと略記する）に

関しては，これまでに多くの性能解析が行われている [35−57]．SOFC-GT複合システムの

性能が，システムおよび SOFCの作動条件に大きく影響されることから，Palssonら [35]，

Massardoら [36]，森ら [37]はシステムの圧力比や空気比，タービン入口温度（TIT），SOFC

の入口温度や燃料利用率がシステムの効率に及ぼす影響を検討している．また，材料の制

約，寿命，コスト面から SOFCの作動温度の低温化が進められており，Palssonら [38]は，

低温型 SOFC-GT複合システムを対象として解析を行っている．

システムの構成については，高効率化のための構成としてHAT，STIGサイクルと組み

合わせた SOFC-HATシステム [39, 40]，SOFC-STIGシステム [36, 40–42]，蒸気タービン（ST）

サイクルを導入した SOFC-GT/STシステム [36, 40, 43]，再熱を行うRH(Reheat)-SOFC-GT

システム [44, 45]などが提案されている．また，Campanariら [46]は排熱回収としてヒートポ

ンプを設置した SOFC-GT-HPシステム，波江ら [47]やRienscheら [48]は，排ガス中のCO2
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の分離を目的とする SOFC-GT複合システムの解析を行っている．SOFCの構造において

も，アノードガスおよびカソードガスの再循環 [42, 43, 47, 49–53]やセルを直列に連結するスタッ

ク構造 [54]などにより高性能化が図られている．円筒型 SOFCの場合には，セルの内部に

空気予熱のための流路が設けられており，効率的な熱の需給を行う構造を持つ [51–53]．

一方，分散型エネルギーシステムとしてマイクロガスタービン（MGT）の開発，普及が

進められていることから，MGTとの組み合わせによる SOFC-MGT複合システムを対象と

した解析も行われている [46, 51–53, 55]．SOFC-MGT複合システムにおける部分負荷特性も解

析されており [51–53, 56, 57]，部分負荷運転時でも高い発電効率が期待できることを明らかにし

ている．Siemens-Westinghouse社は，220kW（SOFC出力 176kW, GT出力 47kW）SOFC-

GT複合システムの実証プラントの試運転を行っており [58, 59]，発電効率は 57%（LHV）に

達している．

1.2.3 燃焼におけるエントロピー生成解析

エネルギーシステムの各構成要素における熱，物質の輸送や反応過程を解析し，要素内

部におけるエントロピー生成を分析することにより，システム高性能化のための指針を示

すことができる．これまでにも熱交換器や燃焼器等の熱機器における不可逆損失の低減の

ための形状，作動条件の最適化が行われてきた．

Bejan[60]は，チャネル内対流熱伝達における熱伝導，粘性に起因するエントロピー生成

を解析し，熱伝達による不可逆損失の評価および低減のための解析手法を考案した．また，

エントロピー生成の最小化手法を熱交換器の設計に適用し，最適な流路の経路長を求めて

いる [61]．Sanら [62]は平行平板間の流れ，Poulikakosら [63]は平板上および円柱回りの流れ

を対象とし，熱伝導，粘性，物質拡散に起因するエントロピー生成を解析し，流れ場の形

状の最適化によるエントロピー生成の最小化を行っている．

燃焼過程におけるエントロピー生成の解析も行われている [64–69]．Puri[64]，Hiwaseら [65]

は液滴燃焼，Dattaら [66]は噴霧燃焼，Arpaciら [67]は平面火炎におけるエントロピー生成

およびエクセルギー損失の解析を行っており，エクセルギー損失を低減させるための燃焼

を制御するパラメータを検討している．Dattaら [68]は，層流拡散火炎におけるエントロ

ピー生成速度を解析し，入口空気温度および空燃比がエントロピー生成に及ぼす影響を分

析している．その結果，拡散火炎のエクセルギー損失の大部分が温度勾配による熱伝導に

起因することを明らかにしている．Dunbarら [69]は，拡散火炎におけるエクセルギー損失

の約 75%が熱伝導に起因することを示している．

1.2.4 固体酸化物形燃料電池の開発動向と性能解析

固体酸化物形燃料電池（SOFC）は分散型エネルギーシステムにおけるエネルギー変換

装置として，現在注目されている．SOFCは他の燃料電池と比べて発電効率が高く，作動
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温度が約 1000℃と高いので電極触媒を必要としない．また，電池の排熱を利用して燃料の

内部改質を行うことが可能である．

現在開発されているSOFCは，幾何学的な形状により円筒型，平板型，モノリス型に分類

される [70–73]．円筒型 SOFCには長い円筒状の単セルを複数本束ねて並列に接続する円筒縦

縞型と，1本の支持管上に複数の短い円筒状の単セルを直列に接続する円筒横縞型の 2種類

のセルがあり，円筒縦縞型は Siemens-Westinghouse社 [72, 74, 75]，円筒横縞型は三菱重工 [76]

によってそれぞれ開発が進められている．平板型 SOFCはZtec，SOFCo，Siemens，Sulzer

Hexis，Rolls Royce，Global Thermoelectric，Ceramic Fuel Cells Ltd等多数のメーカーに

よって開発されており [71, 77–81]，その構造は平面状のインタコネクタの両面に燃料，空気供

給用の溝を設け，そのインタコネクタで平板セルを挟み，多数段積層してスタックを構成

する．Sulzer Hexisは小型コージェネレーションシステム用として 1kW級円盤型 SOFCを

製作している [71, 78, 79]．Allied Signal社 [82, 83]，三菱重工 [84]が開発しているモノリス型（一

体型）は平板型の一種で，波状の燃料極/電解質/空気極 3層一体膜を平板のインタコネク

タで挟み積層する並行流型と，平板状の電極，電解質板を波状のセパレータで挟み積層す

る直交流型の 2種類の構造がある．

SOFCの高性能化のため，これまでにセルの性能特性や内部の熱，物質，電子等の輸送現

象に関する数値解析が行われてきた [85–93]．Campanari[85]，Nagataら [86]，Boersmaら [87]

は円筒型SOFCを対象とし，作動条件がセルの性能に及ぼす影響や，内部改質がセルの出力

特性や内部の温度分布に及ぼす影響を分析している．Achenbach[88]，Iwataら [89]，Yakabe

ら [90, 91]は平板型 SOFCを対象とし，チャネルが直交流，並行流，対向流の場合について，

それぞれセルの性能や内部の温度，濃度，電流密度分布を解析している．また，Ferguson

ら [92]は，円筒型，平板型，円盤型各セルの性能を比較し，形状やそのパラメータが性能に

及ぼす影響を分析している．Aguiarら [93]は円筒型 SOFCにおいて，間接内部改質を行っ

た場合の改質反応と電極反応の熱需給について検討している．

1.3 本研究の目的と各章の概要

本研究では，小規模エネルギーシステムの開発およびその高性能化の要請を受け，再生

型蒸気噴射ガスタービンシステムと固体酸化物形燃料電池（SOFC）・ガスタービン複合発

電システムに着目し，従来型システムよりも高性能なシステム構成を提案し，性能解析を

行う．また，エクセルギー解析に基づいてシステム各構成要素のエクセルギー損失を評価

することにより，本研究で考案したシステムが既存のシステムに比べて高効率となる原因

を示し，高性能エネルギーシステムの構築のための指針及び性能の限界を明らかにする．

また，小型ガスタービンや燃料電池・ガスタービン複合システムでは，主要要素である



6 第 1 章 緒　論

燃焼器，燃料電池のエクセルギー損失が支配的となることから，燃焼および SOFCにおけ

る内部プロセスを解析し，要素内部で損失が生じる要因を究明する．本解析では，内部プ

ロセス解析と非平衡熱力学に基づいたエントロピー生成解析を組み合わせ，熱伝導，物質

拡散，反応，電子，イオンの輸送の各プロセス単位で燃焼，SOFC内部のエクセルギー損失

を定量的に分析する手法を確立し，要素性能の高度化のための基本的指針を明らかにする．

さらに，SOFC単セルに改質器を組み込ませた円筒型内部改質 SOFCについて性能解析

を行い，改質器の触媒密度を制御することで電極反応による発熱と改質反応による吸熱の

熱需給の最適化を図るなど，高性能 SOFCの開発のための可能性を追求する．

本論文の構成および概要は次の通りである．

第 2章では，再生サイクルを蒸気噴射ガスタービンシステムに導入した再生型蒸気噴射

ガスタービンシステムを解析し，圧力比や蒸気流量がシステムの熱効率や比出力に及ぼす

影響を評価する．また，エクセルギー解析により従来型システムの性能と比較し，効率向

上のためのシステムの構成方針を示すことによって，再生型蒸気噴射システムが高効率小

型ガスタービンシステムとして優れた性能を持つことを明らかにする．さらに，再生型蒸

気噴射ガスタービンシステムを熱電可変システムとして適用した場合について，システム

における熱と電力の出力内訳や総合効率を評価する．

第 3章では，SOFC・ガスタービン複合システム高効率化のための複合方式として多段

型複合方式を提案し，提案システムおよび従来から検討されているシステムについて性能

の定量的評価・比較を行う．熱効率による性能評価では，圧力比およびタービン入口温度

（TIT）がシステムの熱効率に及ぼす影響を示し，最高効率を得るための方針を示す．また，

エクセルギー解析により，各々のシステム各要素でのエクセルギー損失特性を定量的に評

価し，複合方式改善によるシステム高性能化の原因や方針およびその効果を明らかにする．

第 4章では，層流予混合および拡散火炎を対象として，燃焼場におけるエントロピー生

成を粘性消散，熱伝導，物質拡散，反応の各過程ごとに解析し，それぞれの過程が燃焼にお

けるエントロピー生成に及ぼす影響を評価する．燃焼のエクセルギー損失に寄与する過程

を特定し，またその特性が火炎の構造や燃料の種類，当量比および流体の流入温度によっ

て異なることを明らかにすることにより，エクセルギー損失低減のための方針を示す．

第 5章では，SOFCの電極，電解質内部における熱伝導，物質拡散，酸素イオン・電子

の輸送および単極反応の各プロセスを解析し，セル内部の温度分布およびガス成分の濃度

分布を示す．また，温度，圧力，ガス濃度がセルの熱効率，端子電圧に及ぼす影響も示す．

さらに，エントロピー生成およびエクセルギー損失を解析することにより，電極，電解質

内部でエクセルギーが損失する原因を明らかにする．

第 6章では，円筒型セルの内部に改質器を組み込んだ円筒型内部改質 SOFCを対象とし

て，熱，物質，イオン，電子の移動および改質，電極反応過程を解析し，セル内部の温度，
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濃度，電位，電流密度分布を明らかにする．また，セル内部で急激な温度勾配が生じるの

を防ぐため，改質器の触媒密度を下げた場合について解析し，セル内部の濃度，温度分布

を示す．

第 7章では，本研究で得られた結論を総括する．
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第 2 章

再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの性能解析

2.1 緒　言

小型ガスタービンを利用した高効率分散型エネルギーシステムの開発において，システ

ムの小型化，軽量化が重要視されるため，構成の簡便な単純あるいは再生サイクルを用い

ることが多い．単純および再生サイクルは，蒸気を発生させるだけの排ガス温度を有する

ため，排熱ボイラをガスタービンシステムの下流に設置し，蒸気の生成を行うことが可能

となる．その蒸気を利用する手段は，空調や工業用プロセス蒸気などの熱の用途に用いる

方法とガスタービンあるいは蒸気タービンの作業流体として用いる方法がある．蒸気噴射

ガスタービンシステムは，排熱ボイラで生成した蒸気をガスタービンの作業流体に噴射す

る比較的簡便なシステムの構成で，単純や再生サイクルよりも高い発電効率を期待するこ

とができるため，小規模で電気を多く利用することを目的とする高発電効率小型ガスター

ビンシステムに適すると考えられる．

水あるいは蒸気をガスタービンの作業流体に添加する蒸気混入型ガスタービンシステム

は，これまでに様々な型式が提案されており，多くのシステム解析が行われてきた [1−29]．

水をガスタービン作業流体に添加するシステムでは，HAT（Humid air turbine）サイク

ル [1–13]，RWI（Recuperated water injected）サイクル [2, 10, 14–16]，EGT（Evaporative gas

turbine）サイクル [17]，REVAP（Regenerative evaporation）サイクル [18]，MAT（Moisture

air turbine）サイクル [19]などがある．Rao[1]によって考案されたHATサイクルは，圧縮機

出口の圧縮空気をHumidifierあるいは Saturatorと呼ばれる加湿器に通し，タービンの排

熱を利用して空気の加湿を行うシステムである．Traversoら [10]は，加湿器を用いることに

より水と空気の混合によるエクセルギー損失を小さくできることを示している．RWIサイ

クルは再生サイクルの圧縮機出口の空気に水噴射を行うシステムであり，再生熱交換器の

上流で水噴射を行うことにより圧縮空気の温度を下げ，熱交換器での熱回収を増大させる

効果がある．Chiesaら [2]，El-Masri[14]はRWIサイクルに ICR（Intercooled recuperated）

サイクルを導入したシステムの解析を行っている．EGT，REVAPサイクルはRWIサイク
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ルと同様のシステム構成であり，これらの水噴射システムは，加湿器を設置せずに水を作

業流体に添加するという点でHATサイクルと異なる．Utamuraら [19]によって提案された

MATサイクルは，圧縮機入口の吸気に水噴霧を行い，吸気の冷却により圧縮動力を低減さ

せることを目的としたシステムである．

蒸気を作業流体に添加するシステムでは，タービン下流の排熱ボイラで生成した過熱蒸

気を燃焼器に噴射し，単純サイクルの出力および効率の向上を目的とした STIG（Steam

injected gas turbine）サイクルと呼ばれる蒸気噴射システムがあり，従来から性能解析や経

済性評価など多くの研究が行われてきた [5, 6, 10, 20–26]．Macchiら [23]は STIGサイクルに中間

冷却サイクルを導入した ISTIG（Intercooled steam injected gas turbine）サイクル，Rice[24]

は STIGサイクルに再熱サイクルを導入したシステムの性能解析を行っている．再生熱交

換器を有する蒸気噴射システムでは，DRIASI（Dual recuperated intercooled aftercooled

steam injected）サイクル [27]や部分再生二流体ガスタービンシステム（Partial regenerative

dual fluid gas turbine system，以下PRDFと記す）[28]が提案されている．DRIASIサイク

ルは，蒸気噴射，再生，水噴射を組み合わせたシステム構成をもち，タービンの排ガスを

用いて再生熱交換器における空気予熱および排熱ボイラにおける蒸気の生成を行うシステ

ムである．PRDFは圧縮空気の一部に排熱ボイラで発生させた蒸気を噴射し，その空気を

再生熱交換器で予熱して，燃焼器に供給するシステムである．Wangら [29]は STIGサイク

ルに吸気冷却，再生サイクルを導入したシステムの解析を行っている．

実機のガスタービンに STIGサイクルが導入されたものとして，General Electric(GE)

LM-5000，LM-2500，Allison 501-KHなどがある [22, 26, 30, 31]．各出力はそれぞれ 32.6，19.2，

4.9MW（蒸気噴射を行わない場合），50.7，26.4，6.8MW（蒸気噴射を行う場合）であり，

蒸気噴射により単純サイクルの出力が 1.4～1.5倍程度増加する．

蒸気噴射ガスタービンシステムに関して，これまでに提案されている多くのシステムは

高圧力比で最高効率になる特性を持ち，圧力比を低くすることが望まれる小型ガスタービ

ンに適したシステムの構成方法の検討はなされていない．本章では，低圧力比で高効率と

なる特性を有する再生サイクルを蒸気噴射ガスタービンシステムに導入した再生型蒸気噴

射ガスタービンシステムについて，排熱ボイラで生成した過熱蒸気を燃焼器に噴射する構

成と圧縮機出口に噴射する構成の 2種類のシステムを示し，圧力比や蒸気流量が各システ

ムの熱効率や比出力に及ぼす影響を評価する．さらに，再生型蒸気噴射システムと再生型

システム（以下では，水噴射や蒸気噴射を行わない再生型ガスタービンシステムを，単に

再生型システムと記す），水噴射システムおよび従来型蒸気噴射システムである STIGシ

ステムについて，熱効率やエクセルギー解析により性能特性の比較を行い，各システム性

能特性が異なる原因を明確にし，効率向上のためのシステムの構成方針を示す．これらに

よって，再生型蒸気噴射システムが高効率小型ガスタービンシステムとして優れた性能を
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持つことを明らかにする．また，蒸気噴射ガスタービンシステムは，熱と電力の負荷バラ

ンスを変化させて併給する蒸気噴射ガスタービン熱電可変システムとしての利用が可能で

あり，本章で検討する再生型蒸気噴射ガスタービンシステムを熱電可変システムとして適

用した場合について，システムにおける熱と電力の出力内訳や総合効率を評価する．

2.2 記　号

本章で用いる記号を以下に記す．

AC 空気圧縮機

C 燃焼器

FC 燃料圧縮機

GT ガスタービン

HE 熱交換器

HRSG 排熱回収ボイラ

r 圧力比

2.3 解析条件および手法

システムの解析条件を表 2.1に示す．タービンの冷却は行わないものとする．また，シス

テムの性能は定常状態を解析し，構成要素における放熱および圧力損失は無視する．解析

はプロセスシミュレーターHYSYS[32]を用いて行う．システム解析の手順を図 2.1に示す．

まず，圧縮機，熱交換器，燃焼器，タービンおよび排熱ボイラの各要素からなるシステム

表 2.1: システムの解析条件

Fuel CH4

Inlet temperature of fuel and air 25.0 ℃

Inlet pressure of fuel and air 1.0 atm

Adiabatic efficiency of compressor and turbine 80.0 %

Turbine inlet temperature (TIT) 1200 ℃

Temperature effectiveness of heat exchanger 83.0 %

Pinch point of HRSG > 5.0 ℃
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Construct the flow diagram of gas turbine system

Set the performances of compressor and turbine

(adiabatic efficiency, pressure ratio) 

Set the system inlet conditions

(temperature, pressure, flow rate of fuel)

Calculate the mass flow, temperature, pressure and

gas concentration in each component

END

NO

YES

Set the flow rate of air

Set the temperature of air at the heat exchanger outlet

Set the flow rate of steam

Temp. effectiveness convergence

Turbine inlet temp. convergence

YES

Pinch point of HRSG > 5oC

NO

NO

YES

図 2.1 システム解析の手順

を構築し，圧縮機，タービンの断熱効率および圧力比，システム入口の温度，圧力，燃料

および蒸気流量を設定する．次に空気流量および熱交換器出口の空気温度を仮定し，流体

計算を開始する．流体計算では，ガス成分やその物性値を考慮し，質量，エネルギー保存

則に基づいて各構成要素における温度，圧力，ガス濃度などの状態量を計算する．気液平

衡状態の計算は Peng-Robinson状態方程式に基づいて行う．タービン入口温度（TIT）お

よび熱交換器の温度効率が予め設定した数値に収束するまで，空気流量と熱交換器出口の
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空気温度を変化させてループ計算を行う．最後に排熱ボイラのピンチポイントの温度差が

条件を満足していれば計算を終了する．本研究では，これらの計算によって得られたデー

タから要素におけるエクセルギー損失を求め，熱効率およびエクセルギー効率によりシス

テムの性能評価を行う．

2.4 水噴射ガスタービンシステムの性能解析

水噴射ガスタービンシステムには，圧縮機入口の空気に水噴射することによる吸気冷却

の効果や，再生器入口に水噴射することによる排熱回収量の増加の効果がある．本節では，

再生型システムと水噴射を組み合わせた水噴射ガスタービンシステムについて，構成の異

なった 2種類のシステムの性能評価，比較を行う．

2.4.1 系統図

水噴射ガスタービンシステム I型の系統図を図 2.2に示す．空気圧縮機の入口で標準状態

の乾き空気を仮定し，飽和湿り空気となるまで水を噴射する．単位燃料流量あたりの水噴

射量は，圧縮機内に水が混入できないため少なく，0.5～0.6kg/kg-fuel 程度である．水噴射

を行うことにより圧縮機入口温度を 25℃からおよそ 8℃程度まで下げることができ，それ

により圧縮機出口温度は低下する．水噴射 I型には，吸気冷却による圧縮動力を低減させ

る効果と，圧縮機出口温度の低下による熱交換器での排熱回収量を増加させる効果があり，
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水噴射 I型の熱効率は再生型よりも高くなる．空気の入口条件が乾き空気ではなく，相対

湿度 60%の湿り空気であるとすると，飽和湿り空気となるまでの水の供給量は少なくなる

ため，水噴射の効果による効率の上昇は乾き空気の場合よりも小さくなる．MATサイク

ルは圧縮機の吸気に微細水滴を混入させるシステムで，吸気冷却および蒸気混入により出

力は増加する．水噴射 I型は再生型システムにMATサイクルを導入したシステムであり，

MATサイクルの吸気冷却作用により再生型システムの効率を高めたものである．

水噴射システム II型の系統図を図 2.3に示す．このシステムはRWIサイクルと同様の構

成をもつシステムである．従来から提案されているHATサイクルの場合，圧縮機出口に加

湿器を設置し，タービンの排熱で生成した温水に圧縮空気を接触させることにより水を空

気に混入させる．さらにその後，高湿度の空気は再生熱交換器に入り，タービンの排熱を

表 2.2: 水噴射 I型の最適条件および性能

Pressure ratio 5.0

Air ratio 4.85

Water/fuel mass ratio 0.57 kg/kg

Specific power 251.8 kW/(kg/s)

Exergy efficiency 41.4 %

Thermal efficiency (HHV) 38.5 %
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表 2.3: 水噴射 II型の最適条件および性能

Pressure ratio 6.0

Air ratio 3.59

Water/fuel mass ratio 8.0 kg/kg

Specific power 316.1 kW/(kg/s)

Exergy efficiency 43.4 %

Thermal efficiency (HHV) 40.2 %

回収する．これにより，タービンの排熱回収を再生熱交換器における空気予熱および加湿

器における水の加熱の 2段階で行ったことになる．本章における水噴射 II型は，圧縮機出

口の高温の圧縮空気に水を直接噴射することにより，加湿器の設置を省略している．噴射

された水は，高温の圧縮空気および再生熱交換器で回収するガスタービンの排熱によって

加熱され，燃焼器入口では完全に過熱蒸気になる．再生熱交換器入口の圧縮空気は噴射さ

れた水で冷却されるため，排ガスの最終温度は 120℃程度まで下がり，その際に必要な水

の噴射量は I型に比べて大幅に多くなり，8.0kg/kg-fuel である．多量の水を噴射するため，
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システムの空気比は再生型に比べて大幅に減少する．排ガスの排熱（顕熱）の多くは水に

よって回収されるため，水噴射によって再生型の効率は向上する．しかし，排ガス中に大

量の蒸気が含まれることになり，排ガスにおける潜熱損失が増大する．

水噴射システム I型および II型の最適条件および性能を表 2.2，表 2.3に示す．

2.4.2 熱効率および比出力による性能評価

図 2.4に水噴射ガスタービンシステムについて，圧力比と熱効率および比出力の関係を示

す．図中のWI-1，WI-2はそれぞれ水噴射システム I型，II型を表す．また，Regenerative

は水噴射を行わない再生型システムである．水噴射システムの熱効率は再生型よりも高く

なり，特に，水噴射 II型の熱効率は高く，最高効率は圧力比 6のとき 40.2% (HHV) であ

る．また，両水噴射システムとも圧力比の低いところで高効率となる傾向がある．比出力

は水噴射 II型が大きく，これは水噴射量が多く，空気比が小さくなるためである．

2.5 再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの性能解析

蒸気噴射ガスタービンシステムは，ガスタービンの排熱を排熱ボイラで回収し，蒸気を

生成することで排ガスを有効に利用することを目的としたシステムである．本節では，再
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生サイクルと蒸気噴射システムを組み合わせた再生型蒸気噴射ガスタービンシステムにつ

いて，蒸気の噴射位置の異なった 2種類のシステム構成を示し，圧力比や蒸気流量が各シ

ステムの性能に及ぼす影響を熱効率や比出力により評価する．また，再生を行わない蒸気

噴射システムである STIGシステムとの性能の比較を行う．

2.5.1 系統図

再生型蒸気噴射ガスタービンシステム I型の系統図を図 2.5に示す．排熱回収ボイラで生

成した過熱蒸気の全量が燃焼器に噴射される．蒸気の生成により排ガスの最終温度は 100

℃程度まで下がり，その際の単位燃料流量あたりの蒸気流量は 9.0kg/kg-fuel である．従来

表 2.4: 再生型蒸気噴射 I型の最適条件および性能

Pressure ratio 12.0

Air ratio 2.83

Steam/fuel mass ratio 9.0 kg/kg

Specific power 385.4 kW/(kg/s)

Exergy efficiency 43.9 %

Thermal efficiency (HHV) 40.7 %
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表 2.5: 再生型蒸気噴射 II型の最適条件および性能

Pressure ratio 7.0

Air ratio 3.77

Steam/fuel mass ratio 7.5 kg/kg

Specific power 320.6 kW/(kg/s)

Exergy efficiency 45.6 %

Thermal efficiency (HHV) 42.4 %

から提案されている STIGシステムは，単純型システムの排熱で生成した蒸気を燃焼器に

注入する方式であるが，本章で検討した再生型蒸気噴射 I型は再生型システムと蒸気噴射

を融合したものである．

再生型蒸気噴射システム II型の系統図を図 2.6に示す．II型では，排熱回収ボイラで生

成した過熱蒸気の全量が圧縮機出口に噴射される．システムに供給された水が排熱ボイラ

と熱交換器の 2段階で排熱を回収するため，蒸気流量は I型に比べると少なく，その流量

は 7.5kg/kg-fuel である．このシステムと従来型の STIGシステムと異なる点は再生型と融
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合させていることと，熱交換器の上流側に蒸気噴射を行うことである．

再生型蒸気噴射システム I型および II型の最適条件および性能を表 2.4，表 2.5に示す．

2.5.2 熱効率および比出力による性能評価

図 2.7，図 2.8に再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの圧力比と熱効率および比出力の

関係を示す．図中のRSTIG-1およびRSTIG-2はそれぞれ再生型蒸気噴射システム I型，II

型を表す．また，Simple，Regenerativeはそれぞれ蒸気噴射を行わない単純型，再生型シス

テム，STIGは STIGシステムである．STIGシステムの熱効率は圧力比を高めるとともに

上昇するのに対し，本章で検討した再生型蒸気噴射システムには低圧力比で高効率となる

特性がある．また，再生型蒸気噴射システムの熱効率は既存の単純型，再生型および STIG

システムよりも高く，I型と II型を比較すると II型のほうが最高効率は高くなる．II型は

最高効率をとる圧力比が I型に比べて低く，圧力比 7のとき 42.4% (HHV) を得る．一方，

比出力に関しては，噴射蒸気量の最も多い STIGシステムが大きくなる傾向がある．II型

は噴射蒸気量が他の蒸気噴射型に比べて少なく，そのため比出力は小さくなる．

2.5.3 蒸気流量の変化に伴う性能特性

図 2.9，図 2.10(a),(b)に STIGおよび再生型蒸気噴射システムについて，システムに噴射

する蒸気流量をパラメータとした場合の圧力比と熱効率の関係を示す．蒸気流量は単位燃
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料に対するシステムに噴射する蒸気の質量流量の比で示している．各蒸気噴射システムと

も蒸気流量の増加によって著しく熱効率は増加する傾向はあるが，その特性はシステムに

よって異なる．図 2.9に示される STIGシステムでは，蒸気流量が 0のとき，各圧力比にお

いて単純型システムと同じ効率を示すが，蒸気流量の増加により効率は上昇し，圧力比 15，

蒸気流量 10.5kg/kg-fuel のとき最高効率 38.8% (HHV) を得る．蒸気流量を 12.0kg/kg-fuel

まで増加させると，圧力比を高めても熱効率は上昇しなくなる．その原因は排ガス中の潜熱

による損失が増大するためである．図 2.10(a),(b)に示される再生型蒸気噴射システムでは，

蒸気流量の増加による効率向上の効果は，特に高圧力比のときに著しく大きくなる．I型の

場合，圧力比が 4以下の領域では，蒸気流量の増加とともに効率は低下する．圧力比 12，蒸

気流量 9.0kg/kg-fuel のとき最高効率 40.7% (HHV) に到達し，そのときの最高効率を得る

ための最適蒸気流量は STIGシステムの場合よりも少なくなる．蒸気流量が 10.5kg/kg-fuel

まで増加すると熱効率は低下し，その原因は STIGシステムの場合と同様である．II型の

場合，圧力比 7，蒸気流量 7.5kg/kg-fuel のとき最高効率 42.4% (HHV) に到達し，最適蒸

気流量は I型の場合よりも少なくなる．蒸気流量を 7.5kg/kg-fuel 以上にすると，排熱ボイ

ラでピンチポイントの温度差が小さくなり，蒸気の生成が不可能となる．
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2.6 エクセルギー評価

図 2.11(a),(b)に，再生型蒸気噴射システム I型，II型のエクセルギーフローを示す．シ

ステムに投入されるエクセルギーに対する各要素でのエクセルギー損失，熱交換器および

排熱ボイラで回収されるエクセルギーおよび出力の割合を%値で示している．各システム

の圧力比，蒸気流量は，表 2.4，2.5に示された値を用いている．両システムとも，燃焼器

におけるエクセルギー損失の割合が大きくなる傾向がある．また，II型は I型に比べて熱

交換器で回収するエクセルギー量が大きく，その原因は，I型の場合は空気のみで排熱を回

収するのに対し，II型の場合は空気および蒸気の両方で排熱を回収できることによる．

図 2.12に単純型，再生型，水噴射，STIGおよび再生型蒸気噴射システムの構成要素で

のエクセルギー損失特性を示す．図はシステムに投入されるエクセルギーに対する各要素

でのエクセルギー損失および出力の割合を示している．各システムの圧力比および水，蒸

気流量は，最高効率のときの条件を選んでいる．単純型，再生型，STIGシステムの圧力比

は，それぞれ 17，5，15，STIGシステムの蒸気流量は 10.5kg/kg-fuelである．水噴射およ

び再生型蒸気噴射システムの圧力比，蒸気流量は，表 2.2，2.3，2.4，2.5に示された値であ

る．再生型蒸気噴射システムが再生型システムに比べて高効率となるのは，蒸気の生成に

よって排ガスのエクセルギーを回収し，排ガスのエクセルギー損失を低減していることに

よる．また，再生型蒸気噴射システムの効率は水噴射システムの効率よりも高くなる傾向

がある．水噴射 II型の場合，熱交換器内で水が蒸発する際に排ガスとの温度差が大きくな

り，そのため熱交換器での損失が増大するが，再生型蒸気噴射システムは，蒸気発生およ

び再生熱交換器で温度差の少ない熱交換が可能となり，損失を小さくできる．蒸気噴射シ

ステムでは，再生型蒸気噴射システム II型の効率が最も高くなる．これは，システムに噴

射する蒸気流量を他の蒸気噴射システムに比べて少なくでき，また蒸気発生で温度差の小

さい熱交換を行うことにより，排熱ボイラにおける潜熱によるエクセルギー損失を小さく

できるためである．STIGシステムは蒸気流量が多く，また，排熱ボイラ内で高温のタービ

ン排熱を水によって回収し，ボイラ内の高温側と低温側の温度差が大きくなるため，排熱

ボイラの損失は大きくなる．水噴射や蒸気噴射システムの場合，混合過程における損失が

大きくなる傾向があり，これは，水や蒸気を噴射する際の伝熱等による不可逆損失が原因

であると考えられる．
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図 2.11 再生型蒸気噴射システムのエクセルギーフロー
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図 2.12 各システムのエクセルギー損失の比較

2.7 再生型蒸気噴射ガスタービン熱電可変システム

蒸気噴射ガスタービンシステムの場合，排熱ボイラで生成した蒸気を外部へ取り出し，プ

ロセス蒸気として利用することもでき，ガスタービンシステムに噴射する蒸気とプロセス

蒸気として用いる蒸気の流量を制御することにより，出力割合を変えて熱と電力を併給す

ることが可能となる．本節では，再生型蒸気噴射ガスタービンシステムを対象とし，熱と

電力の出力割合を変化させて同時に供給する蒸気噴射型熱電可変システムとして適用した

場合について出力内訳および総合効率の評価を行う．
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2.7.1 熱電可変システム系統図

図 2.13に熱と電力を併給する際の蒸気噴射型熱電可変システムの系統図を示す．システ

ムに供給される水は排熱回収ボイラの蒸発器で飽和蒸気となり，一部プロセス蒸気として

システムの外部へ取り出されて利用される．残った蒸気は過熱器で過熱蒸気となり，再生型

蒸気噴射システム I型の場合は燃焼器へ，II型の場合は圧縮機出口へそれぞれ噴射される．

2.7.2 熱電可変システムの熱および電力の出力特性

図 2.14(a),(b)に，再生型蒸気噴射熱電可変システム I型，II型について，ガスタービン

システムに噴射する蒸気流量と外部に取り出すプロセス蒸気流量の割合を変えたときの熱

および電力による出力の内訳を熱効率で示す．各システムに供給する水の総流量および圧

縮機の圧力比は，電力のみ出力する場合の熱効率最大時の値（表 2.4，2.5に示された値）

を用いている．排熱ボイラの蒸発器で生成した蒸気の全量をプロセス蒸気として用いる場

合，ガスタービンシステムへは蒸気が噴射されないため，電力による出力は再生型システ

ムと同出力となり最小となる．一方，熱負荷は大幅に増加し，熱電可変システムの総合効

率はいずれのシステムも 70% (HHV)を上回り，最大となる．また，出力内訳も電力に比べ

て熱負荷の占める割合のほうが大きくなる．蒸気の全量をガスタービンシステムに噴射す

る場合，電力の熱効率は最大値となるがプロセス蒸気の生成は行われず，熱負荷がないた

め，システムの総合効率は電力のみの熱効率となり最小となる．
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EvaporatorSuperheater

Exhaust gas

Water

Exhaust heat boiler

Power

図 2.13 再生型蒸気噴射ガスタービン熱電可変システム
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図 2.14 再生型蒸気噴射熱電可変システムの出力内訳
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2.8 結　言

本章では，構成の異なった 2種類の再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの性能特性を

示し，それらのシステムと再生型システム，水噴射型システムおよび STIGシステムの性

能を熱効率やエクセルギー評価により定量的に比較した．その結果，再生型蒸気噴射シス

テムについて，以下の知見を得た．

(1) 再生型蒸気噴射ガスタービンシステムは，排熱ボイラでの蒸気の生成により，排ガス

のエクセルギーの回収を容易にし，再生熱交換器での熱回収も比較的容易であるため，

再生型システムよりも効率は改善される．また，再生型蒸気噴射システムは，作業流

体中に蒸気が混入するため，再生型に比べて空気比が小さくなり，それにより比出力

が大きくなる．

(2) 水噴射ガスタービンシステムに比べて，再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの熱効

率は高くなる．水噴射システム II型は，熱交換器内で水が蒸発し，温度差の大きい熱

交換を行うため，エクセルギー損失が大きくなるが，再生型蒸気噴射システムは，蒸気

発生および再生熱交換器で温度差の少ない熱交換が可能となり，比較的エクセルギー

損失が小さくなることが原因である．

(3) 従来型の再生熱交換器を持たない STIGシステムに比べて，再生型蒸気噴射システム

は蒸気流量が少なく，排熱ボイラで温度差の小さい熱回収を行うため，熱効率は高く

なり，効率が最大となる最適圧力比は低くなる．また，蒸気を圧縮機出口に噴射する

再生型蒸気噴射 II型は，蒸気を燃焼器に噴射する I型よりも熱効率は高くなる．その

原因は再生器で蒸気による熱回収を行い，システムに供給する蒸気流量を少なくする

ことにより，排熱ボイラ内で温度差の小さい熱交換を可能にし，潜熱による損失を小

さくできるためである．さらに，II型には I型よりも低圧力比で最高効率を得る特性

がある．

(4) 再生型蒸気噴射システムは，熱電可変システムとして，熱と電力の出力割合を変えて

併給することが可能となり，熱負荷最大時には，システム総合効率は 70% (HHV) を

上回る．電力として得られる比率は，STIGシステムより多くできる．
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第 3 章

固体酸化物形燃料電池・ガスタービン複合発電シス
テムの性能解析

3.1 緒　言

燃料電池は従来の小型ガスタービンに比べて発電効率が高く，環境適合性に優れている

ことから，小規模分散型エネルギーシステムをターゲットにしたエネルギー変換装置とし

て開発が期待されている．高温型燃料電池である固体酸化物形燃料電池（Solid oxide fuel

cell，以下 SOFCと記す）は作動温度が約 900～1000℃であり，その作動温度がガスタービ

ン入口温度（TIT）に近いため，SOFCとガスタービンを複合した高効率発電システムを

構成することが可能となる．

SOFC・ガスタービン複合発電システム（以下，SOFC-GT複合システムと略記する）に

関しては，これまでに多くの解析が行われている [1−23]．SOFC-GT複合システムの性能が，

システムおよび SOFCの作動条件に大きく影響されることから，Palssonら [1]，Massardo

ら [2]，森ら [3]はシステムの圧力比や空気比，タービン入口温度（TIT），SOFCの入口温

度や燃料利用率がシステムの効率に及ぼす影響を検討している．また，材料の制約，寿命，

コスト面から SOFCの作動温度の低温化が進められており，Palssonら [4]は，SOFCの作

動温度が 800℃程度である低温型 SOFC-GT複合システムを対象として解析を行っている．

システムの構成については，高効率化のための構成として SOFCと HAT（Humid air

turbine）サイクルを組み合わせたSOFC-HATシステム [5, 6]，SOFCとSTIG（Steam injected

gas turbine）サイクルを組み合わせた SOFC-STIGシステム [2, 6–8]，SOFC-GT複合システ

ムの下流に蒸気タービン（ST）サイクルを導入したSOFC-GT/STシステム [2, 6, 9]，高圧，低

圧各タービンの前にSOFCを設置し，1段目タービン後のSOFCで再熱を行うRH(Reheat)-

SOFC-GTシステム [10, 11]などが提案されている．また，Campanariら [12]は SOFC-GT複

合システムの下流に排熱回収としてヒートポンプを設置した SOFC-GT-HPシステム，波

江ら [13]やRienscheら [14]は，排ガス中の CO2の分離を目的とする SOFC-GT複合システ

ムの解析を行っている．SOFCの構造においても，アノードガスおよびカソードガスの再
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循環 [8, 9, 13, 15–19]やセルを直列に連結するスタック構造 [20]などにより高性能化が図られてい

る．円筒型 SOFCの場合には，セルの内部に空気予熱のための流路が設けられており，効

率的な熱の需給を行う構造を持つ [17–19]．

分散型エネルギーシステムとしてマイクロガスタービン（Micro gas turbine，以下MGT

と記す）の開発，普及が進められていることから，MGTとの組み合わせによるSOFC-MGT

複合システムを対象とした解析も行われている [12, 17–19, 21]．Campanariら [17]，Costamagna

ら [18]，Massardoら [21]は 50kW級MGTを対象とし，総出力がそれぞれ 260kW，300kW，

390kWのSOFC-MGT複合システムで発電効率が 60%（LHV）を上回ることを示している．

Magistriら [19]は 5kW級MGTを対象とし，総出力 36kWの SOFC-MGT複合システムに

おいて，発電効率を 56%（LHV）と算出している．また，SOFC-MGT複合システムにお

ける部分負荷特性も解析されており [17–19, 22, 23]，部分負荷運転時でも高い発電効率が期待で

きることを明らかにしている．Siemens-Westinghouse社は，220kW（SOFC出力 176kW,

GT出力 47kW）SOFC-GT複合システムの実証プラントの試運転を行っており [24, 25]，発

電効率（LHV）は 57%である．300kW（SOFC出力:251kW, GT出力:67kW）および 1MW

（SOFC出力:818kW, GT出力:218kW）プラントも計画中であり，発電効率（LHV）はそ

れぞれ 57%，59%を見積もっている．

本章では，SOFC-GT複合システムの高効率化のための SOFCとガスタービンの高性能

複合方式として多段型複合方式を提案し，その提案システムおよび従来から検討されてい

るシステムについて，性能の定量的評価・比較を行う．熱効率による性能評価では，圧力

比およびTITと熱効率の特性を明確にし，最高効率を得るための方針を示す．また，エク

セルギー解析により，各々のシステム各要素でのエクセルギー損失特性を定量的に評価し，

複合方式改善によるシステム高性能化の原因や方針およびその効果を明らかにする．

3.2 記　号

本章で用いる記号を以下に記す．

AB アフターバーナ

AC 空気圧縮機

C 燃焼器

E 理論起電力 V

F ファラデー定数 kJ/(V · mol)

G ギブスの自由エネルギー kJ/mol

H エンタルピー kJ/mol
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FC 燃料圧縮機

GT ガスタービン

HE 熱交換器

HRSG 排熱回収ボイラ

r 圧力比

SOFC 固体酸化物形燃料電池

uf 燃料利用率

V 単セル電圧 V

ηcell セル発電効率

ηth 理論熱効率

ηv 電圧効率

3.3 システムの構成と解析条件

SOFCとガスタービンの複合方式の改善によるシステムの高性能化を図ることを目的と

し，次節以降で，標準型，内部熱回収型，多段型各 SOFC-GT複合システムについて性能

解析を行う．システムの性能解析はプロセスシミュレーターHYSYS[26]を用いて，ガス成

分やその物性値を考慮して行う．システムの解析条件を表 3.1，表 3.2に記す．

SOFCの性能および作動条件を表 3.1のように設定する．燃料はメタンとし，内部改質

表 3.1: SOFCの性能および作動条件

Type of fuel cell Solid oxide fuel cell

(Internal reforming)

Fuel CH4

Operating temperature 950 ℃ (inlet)/1050 ℃ (outlet)

Unit cell voltage 0.7 V

Fuel utilization ratio 80 %

Electric generation efficiency 48 % (HHV)(
DC output

HHV of CH4

= 0.48
)

Fuel reforming Steam reforming

S/C ratio = 3.0



42 第 3 章 固体酸化物形燃料電池・ガスタービン複合発電システムの性能解析

表 3.2: ガスタービンシステムの作動条件

Atmospheric temperature 25 ℃

Atmospheric pressure 1.0 atm

Adiabatic efficiency of compressor and turbine 80 %

Temperature effectiveness of heat exchanger ≤ 90 %

Pinch point of HRSG ≥ 30 ℃

を行うものとする．電池入口および出口の燃料，空気等の温度は，それぞれ 950℃，1050

℃とする．セル電圧は温度，圧力および電極のガス組成によって変化するが，本解析では

化学種分圧による補正を考慮せず，電池温度 1000℃に相当する単セル電圧を 0.7Vと予測

し，一定値とする．燃料利用率（SOFCに供給される燃料に対して反応する燃料の割合）は

80%とする．セルの発電効率は，SOFCに供給される燃料の高位発熱量（HHV）に対する

直流電気出力の割合で定義する．また，発電効率は式 (3.1)に示すように，理論熱効率，電

圧効率および燃料利用率の積で求まる．

ηcell = ηth · ηv · uf =
∆G

∆H
· V

E
· uf (3.1)

以下に示されるネルンストの式

∆G = −nFE (3.2)

（nは燃料 1molが電極反応によって消費される際に関与する電子数であり，メタンの場合

n =8である）により，式 (3.1)は式 (3.3)のように変形でき，単セル電圧 0.7V，燃料利用

率 80%に相当する発電効率を 48%（HHV）と見積もる．

ηcell = −8FE

∆H
· V

E
· uf =

8 × 96.487 × 0.7 × 0.8

890.3
= 0.48 (3.3)

燃料改質の方法は水蒸気改質とし，電池内での炭素析出を避けるため，水蒸気と燃料中の

炭素のモル比を 3.0とする．以上の設定値は，従来の標準的な数値である [27]．

表 3.2にガスタービンシステムの作動条件を示す．システムの性能は定常状態を解析し，

また，構成要素における放熱および圧力損失は考慮しないものとする．

3.4 標準型SOFC-GT複合システム

3.4.1 系統図

SOFCとガスタービンの複合方式が最も単純である標準型 SOFC-GT複合システムの系

統図を図 3.1に示す．圧縮機で圧縮された燃料，空気および改質用水蒸気は，再生熱交換器
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図 3.1 標準型 SOFC-GT複合システム

(HE)において 800℃程度まで予熱され，さらにアフターバーナ (AB)で 950℃（SOFCの

作動温度）まで予熱される．その後，燃料および空気は SOFCで反応し，1050℃の排ガス

が次にアフターバーナに供給される．アフターバーナ内では SOFCでの未反応燃料および

外部から供給される追い炊き燃料を燃焼させ，燃焼ガスの温度は 1125℃まで上昇する．そ

の際，発熱の一部を燃料および空気の予熱に用いる．1125℃の燃焼ガスはタービンに供給

され，870℃程度の高温ガスが排出される．タービンの排熱は，再生熱交換器における燃

料，空気の予熱および排熱ボイラ (HRSG)における蒸気の生成に用いられる．排熱ボイラ

では 215℃の燃料改質用の蒸気を生成させ，その後，燃料側に混入させるものとする．ター

ビン排熱で蒸気を生成し，作業流体中に蒸気噴射することには，タービン出力増加の効果

がある．SOFC内部では温度上昇を 100℃に抑制するため，電池内の空気流量は過剰とな

り，空気利用率は低くなる．燃料，空気の予熱および排熱ボイラでの改質用蒸気の生成は

タービンの排熱を用いるが，950℃まで予熱を行うため，タービンの排熱のみで予熱を行

うことは不可能となる．そのため，アフターバーナに直接，追い炊き燃料を供給して再熱

を行い，アフターバーナ内で予熱の一部を補う必要がある．標準型 SOFC-GT複合システ

ムの最適条件および性能を表 3.3に示す．
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表 3.3: 標準型 SOFC-GT複合システムの最適条件および性能

Pressure ratio 3.0

Turbine inlet temperature 1125 ℃

Fuel flow ratio SOFC 0.70

AB 0.30

Air ratio SOFC 5.85

System 4.11

Power ratio SOFC 0.58

GT 0.42

Thermal efficiency (HHV) 58.6 %

3.4.2 熱効率による性能評価

タービン入口温度（Turbine inlet temperature，以下 TITと記す）をパラメータとした

場合の圧力比と熱効率の関係を図 3.2(a), (b)に示す．標準型の場合，SOFCから排出され

る未反応燃料をアフターバーナで完全に燃焼させると，SOFCの排ガス温度は 1125℃まで

上昇する．TITが 1125℃以下の場合を図 3.2(a)に，1125℃以上の場合を図 3.2(b)に示す．

TITが 1125℃以下の場合，圧力比によって再生熱交換器で回収できる熱量が変化し，そ

れによりアフターバーナでの予熱に必要な追い炊き燃料の流量が変化するため，図中のA

領域とB領域で効率の特性が異なる．B領域では，再生熱交換器の温度効率を上限の 90%に

維持し，予熱に必要な追い炊き燃料を最小限供給するという条件のもと，各圧力比でシステ

ムの効率が最適となるように計算した結果をプロットしている．圧力比が低くなるにつれ

て再生熱交換器での排熱回収が増加するため，追い炊き燃料は少なくできる．しかし，圧力

比がある値以下になると，再生器出口の排ガス温度が低くなるため，排熱ボイラでのピン

チポイントの温度差が下限の 30℃未満にならないよう，再生熱交換器の温度効率を 90%以

下に下げる必要性が生じる．図中のA領域では，排熱ボイラのピンチポイント温度差を 30

℃に維持できるように熱交換器の温度効率を設定し，さらに予熱に必要な追い炊き燃料を

最小限供給するという条件のもと，各圧力比で効率が最適となるように計算した結果をプ

ロットしている．

一方，1125℃以上の場合，TITを上昇させるための追い炊き燃料が多量に必要となるた

め，TITの上昇とともに熱効率は低下する．

システムの熱効率は圧力比の低い領域で高効率となる．このとき，追い炊き燃料は比較

的少なくでき，再生熱交換器の温度効率を 90%に維持できる条件である．また，TITの上

昇により効率が向上するとは限らず，TIT上昇のために燃料を供給するのは効率低下の原
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因となる．最適点の効率はTIT 1125℃，圧力比 3のとき 58.6%であり，その条件での諸量

は表 3.3に記している．

3.5 内部熱回収型SOFC-GT複合システム

内部熱回収型 SOFC-GT複合システムは，SOFC内で発生した排熱を用いてセルの内部

で燃料および空気の予熱を行うシステムである．空気を予熱するセル構造は従来からも提

案されているが [17–19]，本システムでは，燃料，空気の両方を予熱する方式とする．このシ

ステムは SOFCの内部で熱の循環が行われるので，電池を冷却するための空気量を少なく

でき，システムの空気比を下げる効果がある．また，燃料改質の蒸気の供給方式は，SOFC

の外部から排熱ボイラで発生させた蒸気を投入する方式（蒸気投入方式）と蒸気を含んだ

アノード排ガスの一部を回収し，アノード入口まで再循環させる方式（燃料循環方式）が

考えられる．蒸気投入方式に比べて燃料循環方式の場合，排熱回収ボイラの設置が不要で

あり，またアノード排ガス中の未反応燃料の一部が再び反応に用いられるため，燃料利用

率が向上する利点がある．本節では，内部熱回収型 SOFC-GT複合システムについて，蒸

気投入方式と燃料循環方式の性能を比較する．
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図 3.3 内部熱回収型 SOFC-GT複合システム（蒸気投入方式）
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図 3.4 内部熱回収型 SOFC-GT複合システム（燃料循環方式）

3.5.1 系統図

図 3.3，図 3.4に内部熱回収型 SOFC-GT複合システムの系統図を示す．図 3.3は蒸気投

入方式，図 3.4は燃料循環方式である．燃料，空気の予熱は SOFC内部でも行うので，アフ

ターバーナ出口で 800℃程度まで予熱を行えばよい．ただし，燃料循環方式の場合，1050

表 3.4: 内部熱回収型 SOFC-GT複合システム（蒸気投入方式）の最適条件および性能

Pressure ratio 6.0

Turbine inlet temperature 1100 ℃

Fuel utilization ratio 80.0 %

Air ratio 2.01

Power ratio SOFC 0.72

GT 0.28

Thermal efficiency (HHV) 66.7 %
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表 3.5: 内部熱回収型 SOFC-GT複合システム（燃料循環方式）の最適条件および性能

Pressure ratio 4.0

Turbine inlet temperature 1100 ℃

Anode gas recycle ratio 60.0 %

Fuel flow ratio supplied fuel 0.88

(Anode inlet) circulated fuel 0.12

Fuel utilization ratio 91.0 %

Air ratio 2.39

Power ratio SOFC 0.79

GT 0.21

Thermal efficiency (HHV) 69.5 %

℃のアノード排ガスの 60%をアノード入口へ再循環させるため，燃料は電池入口で 670℃

まで予熱すればよい．内部熱回収型の場合，アフターバーナでの予熱に用いる追い炊き燃

料は不要となる．燃料循環方式は排熱ボイラを設置しないため，最終の排ガス温度は蒸気

投入方式よりも高くなる傾向があるが，排ガス中に含まれる水蒸気が少ないので潜熱によ

る損失は小さくなる．また，改質用蒸気はアノード排ガスの 60%を再循環させることによ

り，電池入口で S/C比を 2.4に維持する．内部熱回収型 SOFC-GT複合システムの最適条

件および性能を表 3.4，表 3.5に示す．

3.5.2 熱効率による性能評価

内部熱回収型の圧力比と熱効率の関係を図 3.5に示す． また，図中では蒸気投入方式

（Steam addition layout）と燃料循環方式（Fuel circulation layout）の熱効率を比較してい

る．蒸気投入方式の場合は，排熱ボイラのピンチポイントが 30℃未満になるのを避けるた

め，再生用熱交換器の温度効率を 85%としている．TITはともに 1100℃とする．システ

ムの熱効率は低圧力比で高くなる傾向があり，各方式の効率を比較すると，蒸気投入方式

に比べ燃料循環方式のほうが高くなる．最高効率は，蒸気投入方式の場合 66.7%（圧力比

6），燃料循環方式の場合 69.6%（圧力比 4）であり，これらの最適条件の諸量は表 3.4，表

3.5に示している．
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図 3.5 内部熱回収型 SOFC-GT複合システムの熱効率

3.6 多段型SOFC-GT複合システム

多段型 SOFC-GT複合システムには，複数の SOFCを直列に並べることにより空気利用

率を高め，システム全体の空気比を下げる効果があり，後段の SOFCに供給される空気の

予熱が不要となる．また，1段目の SOFCから排出される未反応燃料の一部が後段での電

池の反応に用いられるため，SOFC全体の燃料利用率は単体の 80%よりも高くできる．本

節では，2段型および 3段型 SOFC-GT複合システムについて性能を評価する．

3.6.1 2段型SOFC-GT複合システム系統図

2段型 SOFC-GT複合システムの系統図を図 3.6に示す．SOFC入口，出口の温度はそれ

ぞれ 950℃，1050℃であるので，2つの電池間に熱交換器を設置して前段からの排ガスを

冷却し，その熱を燃料，空気の予熱に用いるものとする．それにより，燃料および空気は，

アフターバーナ出口で 850℃程度まで予熱すればよく，また，後段の SOFCに供給される
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図 3.6 2段型 SOFC-GT複合システム

燃料，空気を予熱する必要がないため，予熱に用いる追い炊き燃料は標準型の場合に比べ

て大幅に少なくできる．2段型 SOFC-GT複合システムの最適条件および性能を表 3.6に

示す．

3.6.2 2段型システムの熱効率による性能評価

2段型システムの圧力比と熱効率の関係を図 3.7に示す．パラメータである TITについ

ては，電池の未反応燃料をすべて燃焼させたときの燃焼ガス温度（1124℃）を上限とする．

圧力比の選び方によって，アフターバーナに追い炊き燃料を供給する必要のある再熱領域

（図中のA領域およびB領域を合わせた部分）と供給する必要のない非再熱領域（図中の

Non reheatの部分）が存在する．また，多段型の場合も，再熱領域内では標準型の場合と

同様にA領域とB領域に分けられる．A領域とB領域の特性の違いは，標準型の場合と同

様である．圧力比の低い非再熱領域では，タービン出口温度が高く，タービンの排熱のみ

で燃料，空気の予熱および改質用蒸気の生成を行うことが可能であるため，追い炊き燃料

は不要である．一方，圧力比の高い再熱領域では，タービン排熱のみで予熱が行えないた

め，アフターバーナに追い炊き燃料を供給し，熱量を補う必要がある．TITを低く設定す
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表 3.6: 2段型 SOFC-GT複合システムの最適条件および性能

Pressure ratio 3.5

Turbine inlet temperature 1124 ℃

Fuel flow ratio 1st SOFC 0.47

2nd SOFC 0.42

AB 0.11

Fuel utilization ratio 88.5 %

Air ratio SOFC 3.10

System 2.75

Power ratio 1st SOFC 0.34

2nd SOFC 0.37

GT 0.30

Thermal efficiency (HHV) 66.9 %

ると，アフターバーナ内において燃焼ガス温度を下げる必要があるため，燃料，空気で回

収する熱量は増加する．それに伴って再生熱交換器での予熱に必要な熱量が少なくなるた

め，タービンの排熱は余剰し，システムの熱効率は低下する．2段型の場合も圧力比の低

い領域で高効率となり，最適点の効率はTIT 1124℃の場合 66.9%であり，その条件での諸

量を表 3.6に記している．多段型において，熱効率が標準型に比べ著しく改善される原因

は，アフターバーナでの予熱に必要な追い炊き燃料を少なくできること，システム全体の

空気比を小さくでき，システムの排熱が減少すること，SOFC1段目から排出される燃料が

後段で利用できるため，総合的な燃料利用率が増加することによる．
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図 3.7 2段型 SOFC-GT複合システムの熱効率

3.6.3 3段型SOFC-GT複合システム系統図

3段型 SOFC-GT複合システムの系統図を図 3.8に示す．2段型に比べて，SOFC全体の

燃料，空気の利用率はさらに向上する．各 SOFC間で予熱を行うため，燃料および空気は

アフターバーナ出口で 770℃程度まで予熱すればよく，予熱に必要な追い炊き燃料は 2段

型に比べて少なくできる．また，多段型システムの場合，2段目あるいは 3段目の SOFCで

行う燃料改質は，前段から排出されるアノード排ガス中に含まれる水蒸気で行うことが可

能である．それゆえ，1段目の電池に外部から蒸気を投入すれば，2段目および 3段目の電

池には蒸気を投入する必要はなくなる．改質用蒸気の供給系統として，SOFCの全段に蒸

気を投入する方式（全段蒸気投入方式）を図 3.9に，1段目のみに蒸気を供給する方式（1

段目蒸気投入方式）を図 3.10に示す．1段目蒸気投入方式は，全段蒸気投入方式よりも排熱

ボイラで生成させる蒸気量を減らすことができる利点がある．本節では，3段型 SOFC-GT
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図 3.8 3段型 SOFC-GT複合システム
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図 3.9 全段蒸気投入方式（S/C mole ratio = 3.0）
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図 3.10 １段目蒸気投入方式（S/C mole ratio = 1.1）

表 3.7: 3段型 SOFC-GT複合システム（全段蒸気投入方式および１段目蒸気投入方式）の

最適条件および性能

All cells steam addition 1st cell steam addition

Pressure ratio 6.0 4.0

Turbine inlet temperature 1124 ℃ 1124 ℃

Fuel flow ratio 1st SOFC 0.32 0.37

2nd SOFC 0.29 0.31

3rd SOFC 0.31 0.32

AB 0.08 0.0

Fuel utilization ratio 91.7 % 92.1 %

Air ratio SOFC 2.05 2.18

System 1.89 2.18

Power ratio 1st SOFC 0.23 0.25

2nd SOFC 0.24 0.26

3rd SOFC 0.27 0.27

GT 0.26 0.22

Thermal efficiency (HHV) 68.8 % 70.9 %
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複合システムについて，全段蒸気投入方式と 1段目蒸気投入方式の 2方式について検討す

る．各方式の最適条件および性能を表 3.7に示す．

3.6.4 3段型システムの熱効率による性能評価

3段型の圧力比と熱効率の関係を図 3.11に示す．また，図中では全段蒸気投入方式（All

cells steam addition）と 1段目蒸気投入方式（1st cell steam addition）の熱効率を比較し

ている．Non reheat領域，A領域および B領域の特性は図 3.7と同様である．熱効率は 2

段型に比べて 3段型のほうが高くなる．また，3段型についても 2段型と同様，低圧力比

で追い炊き燃料が不要となる非再熱領域が存在する．3段型の 2方式を比較すると，1段目

蒸気投入方式のほうが全段蒸気投入方式よりも最高効率は高くなる．全段蒸気投入方式は，

排熱ボイラで生成する蒸気量が多く，図中のA領域で排熱ボイラでのピンチポイントの温

度差を 30℃以上に維持するために最小限の追い炊き燃料を供給する必要がある．A領域で

圧力比を高めても効率がほとんど向上しないのは，供給される追い炊き燃料が増加するこ

とによる．一方，1段目蒸気投入方式は蒸気流量が少ないためにA領域は存在せず，全段
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蒸気投入方式よりも最高効率は高くなる．3段型の最高効率はそれぞれ，全段蒸気投入方

式の場合 68.8%（圧力比 6），1段目蒸気投入方式の場合 70.9%（圧力比 4）である．これら

の最適条件の諸量は表 3.7に示している．

3.7 エクセルギー評価

各 SOFC-GT複合システムのエクセルギー評価を図 3.12に示す．全投入燃料の保有する

エクセルギーに対するシステム各要素でのエクセルギー損失および出力の内訳を%値で示

している．各システム圧力比，TITなどの条件は，前述の最高効率をとるときの最適値を選
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図 3.12 SOFC-GT複合システムのエクセルギー損失の比較
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んでいる．SOFC-GT複合システムの場合，主反応器である SOFCのエクセルギー損失は

10%程度である．一方，SOFCを持たないガスタービンシステムの場合，主反応器である燃

焼器のエクセルギー損失は 25～30%程度あり，要素全損失の中でも占める割合は最も大き

い．SOFC-GT複合システムが従来のガスタービンシステムに比べて高効率となるのは，主

反応器であるSOFCのエクセルギー損失が小さいことが主原因である．また，SOFC-GT複

合システムの高効率化において，アフターバーナでのエクセルギー損失を低減することが，

システムの効率向上に効果的である．標準型はシステムに投入する全燃料のうちの 30%が，

燃料，空気予熱のための追い炊き燃料としてアフターバーナに投入されるので，アフター

バーナでの損失は大きくなる．さらに，空気が過剰となるので排ガス流量は多く，排ガス

による損失は大きくなる．一方，内部熱回収型は追い炊き燃料が不要で，特に燃料循環方

式には燃料利用率を高める効果がある．また，多段型には SOFC全体の燃料利用率を高め，

追い炊き燃料の割合を少なくする効果がある．これらの効果と空気利用率の向上により，標

準型に比べ，内部熱回収型や多段型ではアフターバーナおよび排ガスによるエクセルギー

損失を小さくでき，システムの効率は改善される．

3.8 結　言

本章では，SOFC-GT複合システムにおいて高性能化を図るために多段型複合方式を提

案し，各複合システムの性能を定量的に評価，比較した．その結果，以下の知見を得た．

(1) 標準型，内部熱回収型，多段型のいずれのシステムも低圧力比で高効率となる傾向が

ある．また，標準型および多段型システムは，TITや圧力比の条件に応じて，アフター

バーナへ追い炊き燃料を供給し，燃料，空気の予熱をアフターバーナ内の燃焼ガスを

用いて行う必要がある．多段型は，圧力比の低い領域で追い炊き燃料が不要である．

(2) SOFC-GT複合システムの主反応器である SOFCのエクセルギー損失は，従来のガス

タービンシステムにおける燃焼器のエクセルギー損失よりも大幅に小さくなる．SOFC-

GT複合システムが従来のガスタービンよりも高効率となるのは，主反応器のエクセ

ルギー損失が小さいことによる．

(3) 標準型の効率が低くなる原因は，アフターバーナにおけるエクセルギー損失が大きい

ことによる．多段型や内部熱回収型にシステムの構成を改善することにより燃料およ

び空気の利用率は向上し，アフターバーナでの損失および排ガスによる損失を小さく

できる．

(4) 本章で提案した 3段型 (1段目蒸気投入方式) SOFC-GT複合システムの熱効率は，内

部熱回収型よりも高く，70% (HHV) を超える．
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第 4 章

燃焼過程におけるエントロピー生成の解析

4.1 緒　言

ガスタービン等のエネルギー変換システムの性能評価や不可逆損失の低減を行う上で，

エントロピー生成およびエクセルギー損失の解析は有効な手法である．エネルギーシステ

ムの各構成要素における熱，物質の輸送や反応過程を解析し，要素内部におけるエントロ

ピー生成を分析することにより，システムの高性能化のための指針を示すことが可能とな

る．これまでにもエントロピー生成解析により，熱交換器や燃焼器等の熱機器における不

可逆損失の低減のための形状，作動条件の最適化が行われてきた．

Bejan[1]は，チャネル内対流熱伝達における熱伝導，粘性に起因するエントロピー生成

を解析し，熱伝達による不可逆損失の評価および低減のための解析手法を考案した．また，

エントロピー生成の最小化手法を熱交換器の設計に適用し，最適な流路の経路長を求めて

いる [2]．Sanら [3]は平行平板間の流れ，Poulikakosら [4]は平板上および円柱回りの流れを

対象とし，熱伝導，粘性，物質拡散に起因するエントロピー生成を解析し，流れ場の形状

の最適化によるエントロピー生成の最小化を行っている．

燃焼過程におけるエントロピー生成の解析も行われている [5–10]．Puri[5]，Hiwaseら [6]は

液滴燃焼，Dattaら [7]は噴霧燃焼，Arpaciら [8]は平面火炎におけるエントロピー生成お

よびエクセルギー損失の解析を行っており，エクセルギー損失を低減させるための燃焼を

制御するパラメータを検討している．Dattaら [9]は，層流拡散火炎におけるエントロピー

生成速度を解析し，入口空気温度および空燃比がエントロピー生成に及ぼす影響を分析し

ている．その結果，拡散火炎のエクセルギー損失の大部分が温度勾配による熱伝導に起因

することを明らかにしている．Dunbarら [10]は，拡散火炎におけるエクセルギー損失の約

75%が熱伝導に起因することを示している．

燃焼のエクセルギー損失は，ガスタービン等の燃焼システム構成要素の全エクセルギー

損失中で占める割合が最も大きい．反応を伴う多成分の流れ系における不可逆損失は，粘

性消散，熱伝導，物質拡散，反応によって生じるエントロピー生成が原因であり [11]，各過
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程によるエントロピー生成を解析することにより，燃焼におけるエクセルギー損失が大き

くなる原因を分析することができる．これまでの燃焼におけるエントロピー生成の解析で

は，火炎構造の違いによる特性が明確にされておらず，また，燃焼場を総括反応により解

析しているため，現実の素反応や多成分拡散が考慮されていない．本章では，素反応およ

び多成分拡散を考慮した層流予混合および拡散火炎を対象として，燃焼場の局所における

エントロピー生成を粘性消散，熱伝導，物質拡散，反応の各過程ごとに解析し，それぞれ

の過程が燃焼のエントロピー生成に及ぼす影響を評価する．また，燃料の種類，当量比お

よび流体の流入温度が各過程のエントロピー生成に及ぼす影響を示すとともに，エクセル

ギー解析により，燃焼におけるエクセルギー損失特性を定量的に分析する．燃焼のエクセ

ルギー損失に寄与する過程を特定し，またその特性が火炎の構造やパラメータによって異

なることを明らかにすることにより，エクセルギー損失低減のための方針を示す．

4.2 記　号

本章で用いる記号を以下に記す．

g 重力加速度

H エンタルピー

Hi i成分のエンタルピー

ji i成分の質量流束

ni i成分のモル数

p 圧力

q 熱流束

ri i成分の反応量

S エントロピー

Si i成分のエントロピー

T 温度

U 内部エネルギー

v 速度

wi i成分の質量分率

µi i成分の化学ポテンシャル

ρ 密度

τ 粘性力

φ 当量比
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4.3 基礎方程式

4.3.1 燃焼の数値計算に用いる基礎式

以下の質量，運動量，エネルギー，化学種成分の各保存式に基づいて燃焼過程の数値計

算を行う．

質量保存式 :
Dρ

Dt
= −ρ(∇ · v) (4.1)

運動量保存式 : ρ
Dv

Dt
= −∇p − (∇ · τ ) + ρg (4.2)

エネルギー保存式 : ρ
DH

Dt
= −(∇ · q) − (τ : ∇v) +

Dp

Dt
(4.3)

化学種成分保存式 : ρ
Dwi

Dt
= −(∇ · ji) + ri (4.4)

4.3.2 エントロピー保存式

不可逆損失が起こる系ではエントロピーが増大する．このエントロピーの生成に対する

定量的な表現を，エントロピー保存式を導くことによって得ることができる [11]．

エントロピー保存式についても質量，運動量，エネルギー，化学種成分保存式と同様に，

次のような一般的な保存式の形で表現できる．

ρ
DS

Dt
= −∇ · jS +

Φ

T
(4.5)

jSは拡散によるエントロピーの流束，Φ/T はエントロピーの内部生成速度である．また，

各項については，左辺は対流項，右辺第 1項は拡散項，右辺第 2項は生成項を表す．

式 (4.5)のエントロピー保存式を定量的に表現するため，式 (4.6)に示される不可逆過程

の熱力学の基礎式を用いる．

dU = TdS − pdV +
∑

i

µidni (4.6)

dU，dSは，それぞれ内部エネルギー，エントロピー変化，pdV は仕事である．

式 (4.6)と質量保存式（式 (4.1)），エネルギー保存式（式 (4.3)），化学種成分保存式（式

(4.4)）からエントロピー保存式は式 (4.7)の形で表現できる．
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ρ
DS

Dt
=

1

T

[
−(τ : ∇v) − (qc · ∇lnT ) −

(∑
i

ji · ∇µ′
i

)
−
(∑

i

µi · ri

)]

−
[
∇ ·

(
qc

T
+
∑

i

ji · Si

)]
(4.7)

式 (4.7)中のqc，µi，µ′
iについては，式 (4.8)～(4.10)により求める．

qc = q −∑
i

Hiji (4.8)

Hi = TSi + µi (4.9)

∇µ′
i = ∇µi + Si∇T (4.10)

式 (4.8)におけるqcは，全熱流束から物質の拡散によるエンタルピー輸送を引いたもので，

温度勾配による熱伝導が支配的となる．

式 (4.5)と比較すれば，式 (4.7)の左辺は対流項，右辺第 1項は生成項，第 2項は拡散項

を意味することがわかる．式 (4.5)におけるΦは次の形をとる．

Φ = Φ1 + Φ2 + Φ3 + Φ4 (4.11)

Φ1 = −(τ : ∇v) (4.12)

Φ2 = −(qc · ∇lnT ) (4.13)

Φ3 = −
(∑

i

ji · ∇µ′
i

)
(4.14)

Φ4 = −
(∑

i

µi · ri

)
(4.15)

Φ1からΦ4の各エントロピー生成項と流れ系の各過程の関係については，Φ1は粘性消散に

起因するエントロピー生成，Φ2は温度勾配による熱伝導に起因するエントロピー生成，Φ3

は物質の拡散に起因するエントロピー生成，Φ4は反応に起因するエントロピー生成を意味

する．また，式 (4.7)の右辺第 2項の拡散項から，エントロピーの拡散は温度勾配による熱

伝導および物質の拡散に起因することがわかる．
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4.4 解析手法および条件

質量，運動量，エネルギー，化学種成分の各保存式をもとに，素反応および多成分拡散

を考慮して層流予混合および拡散火炎を解析する．各保存式は差分法により離散化して数

値計算を行う．また，熱力学的諸量および輸送係数はCHEMKINデータベース [12, 13]を用

いて求める．

層流予混合火炎の解析では，定常 1次元層流予混合火炎を対象とし，CHEMKINの汎用

プログラム [14]を用いて行う．燃料は水素，メタンの 2種類とし，水素の燃焼では 8成分

（H2, O2, H2O, N2, O, H, OH, HO2）の化学種および 16の素反応式 [15]，メタンの燃焼では

32成分の化学種および 186の素反応式 [16]を考慮する．NOxに関する素反応は考慮しない

ものとする．計算領域は 100mmとし，この領域に不等間隔格子を配置する．計算格子幅

は最小のところで 0.001mmである．層流拡散火炎の解析では，軸対称噴流拡散火炎を対象

とし，燃料は窒素で希釈した水素（体積分率でH2:N2=0.3:0.7）とする．考慮した化学種お

よび素反応は予混合火炎の場合と同様である．計算領域は軸方向 100mm，半径方向 70mm

とし，不等間隔格子を配置する．計算格子幅は最小のところで 0.005mmである．

燃焼過程におけるエントロピー生成の解析では，エントロピー保存式をもとに，粘性消

散，熱伝導，物質拡散，反応の各過程に起因するエントロピー生成量を定量的に算出する．

エントロピー保存式は，前述の燃焼過程の数値計算によって得られた化学種のモル分率，速

度，温度を用いて解くことができる．

4.5 層流予混合火炎におけるエントロピー生成解析

本節では，1次元層流予混合火炎におけるエントロピー生成およびエクセルギー損失を

解析し，燃料，当量比および流体の流入温度がエントロピー生成に及ぼす影響を明らかに

する．

4.5.1 水素燃料の火炎におけるエントロピー生成

燃料として水素を用いた場合の予混合火炎における化学種のモル分率および温度の分布

を図 4.1に示す．当量比は φ=1.0，流入温度は 25℃である．xは火炎面に対して垂直方向

の任意の距離である．主要な反応域が存在する x=1.0～1.5mmの領域では，温度が著しく

上昇し，H2Oおよび活性化学種の濃度が増加する．また，生成物濃度や温度が平衡状態と

なる位置はおよそ x=10mmであり，主要な反応域から平衡状態になるまでの距離は長くな

る．燃焼速度は 2.17m/sであり，文献 [17]に記されている値とほぼ一致する．

図4.2にエントロピー生成速度を各過程ごとに示す．Viscous dissipationは粘性消散，Heat
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4.5. 層流予混合火炎におけるエントロピー生成解析 67

conductionは熱伝導，Mass diffusionは物質拡散，Reactionは反応に起因するエントロピー

生成速度をそれぞれ意味し，Totalはそれらの合計を表す．また，Entropy diffusionは拡散

によるエントロピーの流出（負値）あるいは流入量（正値）である．エントロピー生成速

度は，x=1.0～1.5mmの領域で大きくなり，図 4.1における火炎の反応域の位置とほぼ一致

する．エントロピー生成速度を積算することによって求めた各過程のエントロピー生成量

を比較すると，反応に起因するエントロピー生成量が最も多くなり全体の 72.6%を占める．

熱伝導に起因するエントロピー生成量は全体の 21.6%で 2番目に多い．物質拡散に起因す

るエントロピー生成量は，反応，熱伝導に比べると少なく，粘性消散に起因するエントロ

ピー生成は他のものに比べて無視できるほど小さい．

4.5.2 メタン燃料の火炎におけるエントロピー生成

燃料としてメタンを用いた場合の予混合火炎における化学種のモル分率および温度の分

布を図 4.3に示す．当量比は φ=1.0，流入温度は 25℃である．x=2.0～2.5mmの領域に主

要な反応域が存在し，温度が著しく上昇する．その中でも活性化学種の濃度は，温度が約

1700Kに達する領域で著しく増加する．燃焼速度は 0.38m/sであり，文献 [17]に記されてい

る値とほぼ一致する．

図 4.4にエントロピー生成速度を各過程ごとに示す．x=2.5mmより上流側では，熱伝導

に起因するエントロピー生成が大きく，活性化学種の生成が著しいx=2.5mmより下流側で

は，反応に起因するエントロピー生成が支配的となる．反応によるエントロピー生成速度

の最大値は，熱伝導に起因するエントロピー生成速度の最大値の約 2倍である．各過程の

エントロピー生成量を比較すると，反応に起因する生成量が最も大きく，全体の 55.3%を

占める．熱伝導に起因するエントロピー生成量は全体の 37.9%を占め，比較的大きくなる

が，反応による生成量に比べると小さい．式 (4.7)のエントロピー生成項において，反応に

よるエントロピー生成速度は反応域の温度が上昇するとともに減少する．全体のエントロ

ピー生成量に対する反応によるエントロピー生成量の割合が，水素の燃焼の場合に比べて

小さくなるのは，メタンの燃焼のほうが主要な反応域の温度が高くなるためと考えられる．
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4.5.3 当量比のエントロピー生成に及ぼす影響

当量比を φ=0.7とした場合のメタンを燃料とする予混合火炎の化学種濃度および温度の

分布を図 4.5に示す．φ=1.0の場合に比べて，反応域での温度勾配が緩やかになり，反応域

の領域幅が広くなる傾向がある．

図 4.6にエントロピー生成速度を各過程ごとに示す．φ=1.0の場合に比べて反応域が広が

ることにより，エントロピーの生成領域幅が広くなることがわかる．全体のエントロピー

生成量に対する各過程によるエントロピー生成量の割合は，φ=1.0の場合と比べてほぼ同

じであるが，当量比を減少させることによって温度が下がるため，エントロピー生成量は

増加する．

4.5.4 流入温度のエントロピー生成に及ぼす影響

流体の流入温度を 500℃とした場合のメタンを燃料とする予混合火炎の化学種濃度およ

び温度の分布を図 4.7に示す．流入温度 25℃の場合に比べて，反応域での温度，化学種濃

度の変化は著しくなり，主要な反応域の幅は小さくなる．また，最終温度も 2457Kまで上

昇する．

図 4.8にエントロピー生成速度を各過程ごとに示す．流入温度 25℃の場合に比べて反応

域が狭くなることにより，各過程のエントロピー生成領域幅も狭くなる．流入温度 25℃の

場合に比べて反応域での温度勾配が著しくなるため，熱伝導に起因するエントロピー生成

速度は流入温度 25℃の場合よりも大きくなるが，反応域が狭いため，熱伝導によるエン

トロピー生成量は大幅に小さくなる．各過程に起因するエントロピー生成量を比較すると，

反応に起因するエントロピー生成量が最も大きく，全体の 73.3%を占める．熱伝導に起因

するエントロピー生成量は全体の 17.6%である．
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4.5.5 燃焼過程におけるエクセルギー損失

燃焼場の局所におけるエントロピー生成速度を積算し，エントロピー生成量を求めるこ

とによって，燃焼におけるエクセルギー損失を算出することができる．エントロピー生成

量とエクセルギー損失の関係は次式のようになる．

Eloss = T0 · dS (4.16)

Elossはエクセルギー損失，T0は標準状態の温度，dSはエントロピー生成量である．

予混合火炎における熱伝導，物質拡散，反応の各過程のエクセルギー損失率を図 4.9に示

す．粘性消散のエクセルギー損失は無視できるほど小さいため，図中では省略している．エ

クセルギー損失率は，燃料のエクセルギーに対する各過程に起因するエクセルギー損失の

割合として定義する．水素，メタンの燃料のエクセルギーは，それぞれ 237.2kJ/(mol-fuel)，

818.0kJ/(mol-fuel)である．

燃料のエクセルギーのうち水素燃料の場合 20%，メタン燃料の場合 27.5%が損失し，そ

の 90%以上が熱伝導および反応に起因する．中でも反応に起因するエクセルギー損失が最

も大きくなる．当量比を φ=1.0から φ=0.7に下げることにより，反応および熱伝導に起因

するエクセルギー損失が増大し，それにより，全エクセルギー損失も 32.8%まで増加する．
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図 4.9 予混合火炎におけるエクセルギー損失率



4.6. 層流拡散火炎におけるエントロピー生成解析 73

一方，流入温度を 25℃から 500℃に上昇させると，熱伝導に起因するエクセルギー損失が

大幅に少なくなり，全エクセルギー損失も 18.5%まで減少する．

4.6 層流拡散火炎におけるエントロピー生成解析

本節では，軸対称噴流拡散火炎におけるエントロピー生成を解析する．火炎構造および

計算領域を図 4.10に示す．円管ノズルの内側を燃料，その周囲を空気が並行に流れる．ノ

ズルの内径および外径は，それぞれ 4.8mm，6.0mmとする．また，ノズルから噴出される

燃料の流速分布は平均流速 3.5m/sの放物線分布，周囲空気の流速は 1.7m/sの一様流速と

し，燃料，空気の流入温度はそれぞれ 25℃とする．zはノズル先端からの軸流方向の距離，

rは中心軸からの半径方向の距離を表す．z=100mm断面，r=70mm断面では自由流出境界

Computation 

Domain

Fuel 
3.5m/s

z

r

Air 1.7m/s

70 mm

1
0
0
m
m

6 mm

nozzle

2
5
m
m

cross section of z

図 4.10 噴流拡散火炎の構造および計算領域
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図 4.11 噴流拡散火炎における濃度，温度分布



4.6. 層流拡散火炎におけるエントロピー生成解析 75

0 5 10 15 20
0

10

20

30

40

50

60

0

500

1000

1500

2000

r  mm

E
n
tr
o
p
y
 g
e
n
e
ra
ti
o
n
 r
a
te

k
J
/(
K
 m

3

 s
)

T
e
m
p
e
ra
tu
re
  
K

Total

Temp
Heat conduction

Reaction

Mass diffusion

Viscous dissipation

　(a) z=25mm

0 5 10 15 20
0

10

20

30

40

50

60

0

500

1000

1500

2000

r  mm

E
n
tr
o
p
y
 P
ro
d
u
c
ti
o
n
 R
a
te

k
J
/(
K
 m

3

 s
)

T
e
m
p
e
ra
tu
re
  
K

Total
Temp

Heat conduction

Reaction

Mass diffusion

Viscous dissipation

(b) z=50mm

0 5 10 15 20
0

10

20

30

40

50

60

0

500

1000

1500

2000

r  mm

E
n
tr
o
p
y
 P
ro
d
u
c
ti
o
n
 R
a
te

k
J
/(
K
 m

3

 s
)

T
e
m
p
e
ra
tu
re
  
K

Total
Temp

Heat conduction

Reaction

Mass diffusion

Viscous dissipation

(c) z=75mm

図 4.12 噴流拡散火炎におけるエントロピー生成速度
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とする．

噴流拡散火炎の z=25，50，75mm断面における化学種のモル分率および温度の分布を図

4.11に示す．主要な反応域は r=3.0～4.0mm付近に存在し，温度およびH2Oの濃度が最も

高くなる．下流へ進むにつれて水素濃度は低くなり，それに伴って反応量も減少する．ま

た，反応域での温度勾配は緩やかになる．

図 4.12に各断面における粘性消散，熱伝導，物質拡散，反応に起因するエントロピー生

成速度を示す．温度勾配が著しくなる領域において，熱伝導に起因するエントロピー生成速

度が大きくなり，それにより，全体のエントロピー生成速度も大きくなる．H2Oおよび活

性化学種の濃度が大きく，温度がピークに達する領域では，反応に起因するエントロピー

生成速度が最大になる．しかし，反応に起因するエントロピー生成速度の最大値は，熱伝導

の最大値よりも小さくなる．物質拡散によるエントロピー生成量は，反応によるエントロ

ピー生成量と同程度である．下流に進むにつれて，反応域での温度勾配が緩やかになるた

め，熱伝導によるエントロピー生成速度は著しく減少し，それにより全体のエントロピー

生成速度も減少する．

拡散火炎では，熱伝導に起因するエントロピー生成量が支配的となり，それに比べて反

応によるエントロピー生成量は小さくなる．全エントロピー生成量に対する反応に起因す

るエントロピー生成量の割合が，予混合火炎の場合に比べて小さくなるのは，予混合火炎

の場合は比較的温度の低い領域でも反応が起こるのに対し，拡散火炎の場合は温度がピー

クに達する領域で主要な反応が起こるためである．

4.7 結　言

本章では，素反応および多成分拡散を考慮した層流予混合，拡散火炎を対象として，粘性

消散，熱伝導，物質拡散，反応の各過程に起因するエントロピー生成およびエクセルギー

損失を定量的に解析した．それにより，燃焼のエクセルギー損失に寄与する過程を特定し，

またその特性が火炎の構造やパラメータによって異なることを明らかにした．得られた知

見を以下に記す．

(1)予混合火炎では，反応に起因するエントロピー生成が支配的となる．全エントロピー

生成量に対する反応に起因する生成量の割合は，メタン燃料の場合よりも水素燃料の

場合のほうが大きくなる．また，燃料のエクセルギーのうち，水素燃料の場合 20.0%，

メタン燃料の場合 27.5%が燃焼過程で損失し，その 90%以上が反応および熱伝導に起

因する．

(2)当量比を減少させることにより火炎温度が低くなるため，反応および熱伝導に起因す
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るエントロピー生成量が増大し，それにより全エントロピー生成量も増加する．各過

程によるエントロピー生成の内訳は，当量比を減少させてもほぼ同じである．

(3) 流体の流入温度を上昇させることにより，熱伝導に起因するエントロピー生成量が大

幅に少なくなり，それにより全エントロピー生成量も減少する．熱伝導によるエント

ロピー生成量が減少するため，全エントロピー生成量に対する反応に起因する生成量

の割合は大きくなる．

(4) 拡散火炎では，熱伝導に起因するエントロピー生成が支配的となり，反応によるエント

ロピー生成の割合は予混合火炎の場合に比べて小さくなる．これは，予混合火炎の場

合は比較的温度の低い領域でも反応が起こるのに対し，拡散火炎の場合は温度がピー

クに達する領域で主要な反応が起こるためである．物質拡散によるエントロピー生成

量は，反応による生成量と同程度である．
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第 5 章

固体酸化物形燃料電池の内部プロセス解析とエクセ
ルギー損失評価

5.1 緒　言

固体酸化物形燃料電池（Solid oxide fuel cell, 以下 SOFCと記す）は分散型エネルギーシ

ステムにおけるエネルギー変換装置として，現在注目されている．SOFCは他の燃料電池

に比べて発電効率が高く，高温の排熱を有することから，ガスタービンと組み合わせたハ

イブリッドシステムを構築することが可能となり，その発電効率は従来のガスタービンシ

ステムを大幅に上回る．

SOFCの高性能化のため，これまでにセルの性能特性や内部の熱，物質，電子等の輸送

現象に関する数値解析が行われてきた [1–9]．SOFCは形状により円筒型と平板型に大別さ

れ，Campanari[1]，Nagataら [2]，Boersmaら [3]は円筒型 SOFCを対象とし，作動条件がセ

ルの性能に及ぼす影響や，内部改質がセルの出力特性や内部の温度分布に及ぼす影響を分

析している．Achenbach[4]，Iwataら [5]，Yakabeら [6, 7]は平板型 SOFCを対象とし，チャ

ネルが直交流，並行流，対向流の場合について，それぞれセルの性能や内部の温度，濃度，

電流密度分布を解析している．また，Fergusonら [8]は，円筒型，平板型，円盤型各セルの

性能を比較し，形状やそのパラメータが性能に及ぼす影響を分析している．Aguiarら [9]は

円筒型 SOFCにおいて，間接内部改質を行った場合の改質反応と電極反応の熱需給につい

て検討している．

これまでの SOFCの単セルあるいはスタックの解析モデルでは，電解質によって隔てら

れたアノード及びカソードの単極反応に伴う発熱あるいは吸熱やそれによる電解質内部の

熱伝導が考慮されておらず，電極，電解質内部における温度分布は明らかにされていない．

溶融炭酸塩形燃料電池（MCFC）については，吉葉 [10]が単極反応熱に伴う電極，電解質内

部の熱輸送および温度分布を解析し，解析モデルを構築する際の妥当性や精度の検証を行っ

ている．電極反応および他の不可逆過程による発熱やそれらによる熱輸送は，電極，電解

質内部の温度分布に影響を与え，特に，内部改質型 SOFCの場合は，アノード側で吸熱の
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改質反応が起こるため，セル内部で温度差が生じると考えられる．また，発電に直接関わ

る電極及び電解質の内部におけるエクセルギー損失解析はこれまでに行われておらず，セ

ル内部のエクセルギー損失を解析することにより，性能向上のための指針を示すことが可

能となる．本章では，SOFCの電極，電解質内部における熱伝導，物質拡散，酸素イオン・

電子の輸送および各電極の単極反応の各プロセスを解析し，セル内部の温度分布およびガ

ス成分の濃度分布を示す．また，SOFCの性能は作動条件によって大きく変化することか

ら，温度，圧力，ガス濃度がセルの熱効率，端子電圧に及ぼす影響を示す．さらに，上記

の各プロセスに起因するエントロピー生成およびエクセルギー損失を解析することにより，

電極，電解質内部でエクセルギーが損失する原因を明らかにする．

5.2 記　号

本章で用いる記号を以下に記す．

Dij 細孔内での 2成分系の拡散係数 m2/s

Dij,free 自由空間での 2成分系の拡散係数 m2/s

E 理論起電力 V

F ファラデー定数 J/(V mol)

∆G ギブスの自由エネルギー変化 J/mol

h 混合ガスのエンタルピー J/kg

hi i成分のエンタルピー J/kg

∆H エンタルピー変化 J/mol

ic 電流密度 A/m2

ji i成分の質量流束 kg/(m2 s)

Mi 分子量 kg/mol

mi i成分の質量流量 kg/(m2 s)

pi i成分の分圧 atm

R 一般気体定数 J/(mol K)

ri 電極反応における反応量 mol/s

s 混合ガスのエントロピー J/(kg K)

si i成分のエントロピー J/(kg K)

∆S エントロピー変化 J/(K mol)

san アノード界面の導電率 S/m2

sca カソード界面の導電率 S/m2
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T 絶対温度 K

Vact 活性化分極 V

Vcell 単セル電圧 V

Vconc 濃度分極 V

Vr 抵抗分極 V

v 速度 m/s

wi i成分の質量分率

zan アノード厚さ m

zca カソード厚さ m

zel 電解質厚さ m

zi 荷電粒子 iの価数

εp 空隙率

ηcell セルの実用効率 %

ηth セルの理論熱効率 %

λ 熱伝導率 W/(m K)

µ 混合ガスの粘性係数 kg/(m s)

µi i成分の化学ポテンシャル J/kg または J/mol

µ̃i i成分の電気化学ポテンシャル J/mol

ρ 密度 kg/m3

ρan アノード抵抗率 Ω m

ρca カソード抵抗率 Ω m

ρel 電解質抵抗率 Ω m

ρr 抵抗率 Ω m

τt 細孔内屈曲率

上付き添字

0 標準状態

下付き添字

1 カソード主流側

2 カソード・電解質界面

3 アノード・電解質界面

4 アノード主流側

an アノード



82 第 5 章 固体酸化物形燃料電池の内部プロセス解析とエクセルギー損失評価

ca カソード

el 電解質

i 化学種 i成分

j 化学種 j成分

5.3 解析対象

解析の対象とする SOFC単セルを図 5.1に示す．セルの構造は，2つの電極（アノード，

カソード）及び電解質から成る．燃料は水素，酸化剤は空気とする．反応に用いられる水

素および酸素は，アノード，カソードにそれぞれ供給され，電極内を拡散する．カソード

では，酸素が電子と結合し，酸素イオンを生成する．酸素イオンは電解質内を移動し，ア

ノードと電解質の界面に達すると水素と反応し，水蒸気を生成する．その際，電子は酸素

から放出される．電極反応の主な反応場は，電極・電解質界面に存在する三相界面となる．

Cathode AnodeElectrolyte

1 2 3 4

z

ca
z

el
z

an
z

0

e- e-

O2 H2

H2O
N2

O2-

e-

+
_

図 5.1 SOFC単セル解析モデル
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表 5.1: セル要素の厚みおよび熱伝導率

Component Thickness Thermal conductivity

Anode (Ni/YSZ cermet) zan = 100 × 10−6 m 11.0 W/(m K)

Cathode (LaSrMnO3) zca = 2.0 × 10−3 m 2.2 W/(m K)

Electrolyte (YSZ) zel = 40 × 10−6 m 2.7 W/(m K)

しかし，カソード材料は電子，酸素イオンの両方を通す混合導電体であるため，酸素のイ

オン化は，カソード内部およびカソード・電解質界面の両方で起こる可能性があり，その

支配的な反応場は多孔の条件によって異なる．本解析では，アノード，カソードの各単極

反応は，電極・電解質界面でのみ起こると仮定する．各単極反応は次の通りである．

Anode: O2− + H2 =⇒ H2O + 2e−

Cathode:
1

2
O2 + 2e− =⇒ O2−

電極および電解質の厚み，熱伝導率は表 5.1のように定める．各要素の厚みは，Siemens-

Westinghouse社製カソード支持型の円筒型 SOFCの厚み [11]とする．また各材料の熱伝導

率は文献 [2]による．本章では，電解質膜に対して垂直な z軸方向の内部プロセスを解析す

る．境界条件として両電極の外側で同じ温度を与えるものとし，ゼーベック効果による熱

起電力および電極，電解質内部のトムソン効果は考慮しないものとする．

5.4 基礎方程式

SOFCの内部プロセス解析に用いる基礎方程式を以下に記す．

5.4.1 セル内の濃度分布および温度分布

i成分の質量流量をmiとすると，Fickの拡散法則から式 (5.1)が得られ，電極内部の濃

度分布を求めることができる．

ji = mi − wi

∑
i

mi = −ρDij
dwi

dz
(5.1)

miと電流密度 icには以下の関係がある．

mH2 = −MH2 ·
ic
2F

(5.2)
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mO2 = MO2 ·
ic
4F

(5.3)

mH2O = MH2O · ic
2F

(5.4)

式 (5.1)における電極内の拡散係数は式 (5.5)により求める [12, 13]．本解析では，εp/τt = 0.1

とする．

Dij = Dij,free · εp

τt

(5.5)

エネルギー保存式を解くことにより，電極および電解質内部の温度分布を得る．電極内

の温度分布は式 (5.6)によって求める．多孔体である電極内では，z方向の各点において固

体部分と気体部分の温度が等しいものとする．

ρv
dh

dz
= − d

dz

[
−λ

dT

dz
+
∑

i

hi

(
−ρDij

dwi

dz

)]
+ ρr · i2c (5.6)

左辺は対流項，右辺第 1項は拡散項，第 2項はジュール発熱の項である．各電極材料の抵

抗率は，後述の式 (5.17)，(5.18)により求める．

また，電解質内の温度分布は式 (5.7)によって求める．

d

dz

(
−λ

dT

dz

)
= ρel · i2c (5.7)

電解質の抵抗率は，後述の式 (5.19)により与える．

5.4.2 理論起電力およびセル電圧

単セルの理論起電力Eは式 (5.8)により求めることができる [14]．

E = −∆G0

2F
+

RT

2F
ln

pH2 · p1/2
O2

pH2O

(5.8)

SOFCの実際の電圧は，分極による電圧降下が生じるため，理論起電力よりも低くなる．

実際の単セル電圧は式 (5.9)で求める [14]．

Vcell = E − (Vconc,an + Vconc,ca + Vact,an + Vact,ca + Vr) (5.9)

5.4.3 濃度分極

濃度分極は，電極内のガスの濃度変化によって生じる電圧降下であり，電極・電解質界面

と主流側のガス分圧による起電力の差である．アノードおよびカソードの濃度分極は，そ

れぞれ式 (5.10)，(5.11)で求める [2]．

Vconc,an =
RT

2F
ln

pH2O,3 · pH2,4

pH2,3 · pH2O,4
(5.10)

Vconc,ca =
RT

4F
ln

pO2,1

pO2,2

(5.11)
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5.4.4 活性化分極

活性化分極は，電極反応が活性化エネルギーを必要とするために現れるもので，反応の

遅れによって生じる電圧降下である．アノード，カソード各電極における活性化分極を，電

流密度に対してそれぞれ式 (5.12)，(5.13)により求める [15]．

ic =
RT

3F
san

[
exp

(
2FVact,an

RT

)
− exp

(−FVact,an

RT

)]
(5.12)

ic =
RT

4F
sca

[
exp

(
2FVact,ca

RT

)
− exp

(−2FVact,ca

RT

)]
(5.13)

電極界面の導電率 san，scaは次式で与える [16, 17]．

san = 125.6 × 1010exp
(−138000

RT

)
· p0.15

O2,3 (5.14)

sca = 62.7 × 106exp
(−136000

RT

)
· p0.5

O2,2 (5.15)

5.4.5 抵抗分極

抵抗分極は，電極内の電気抵抗および電解質内の酸素イオン移動の際の抵抗による電圧

降下である．抵抗分極は式 (5.16)により求める．

Vr = ic · (ρanzan + ρcazca + ρelzel) (5.16)

アノード，カソードおよび電解質の抵抗率は，式 (5.17), (5.18), (5.19)により与える [18]．

ρan = 0.00298 exp
(−1392

T

)
(5.17)

ρca = 0.008114 exp
(

600

T

)
(5.18)

ρel = 0.00294 exp
(

10350

T

)
(5.19)

5.4.6 熱効率

セルの熱効率は，内部に供給された水素の高位発熱量（HHV）に対する直流電気出力の

割合で定義し，次式で求める．

ηcell =
∆G

∆H0
· Vcell

E
× 100 (5.20)

5.5 エントロピー保存式

エントロピー生成およびエクセルギー損失解析に用いるエントロピー保存式を以下に記す．
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5.5.1 電極，電解質内部のエントロピー保存式

電極内部のエントロピー保存式を式 (5.21)に示す．

ρv
ds

dz
=

1

T


4

3
µ

(
dv

dz

)2

+
λ

T

(
dT

dz

)2

−∑
i

{(
−ρDij

dwi

dz

)
· dµ′

i

dz

}
+ ρr · i2c




− d

dz

[
−λ

T

dT

dz
+
∑

i

{(
−ρDij

dwi

dz

)
· si

}]
(5.21)

右辺第 1項は生成項，第 2項は拡散項であり，生成項は，粘性消散，熱伝導，物質拡散，

電気抵抗によるジュール発熱の各過程に起因するエントロピー生成から成る．dµ′
i/dzは式

(5.22)により求める．

dµ′
i

dz
=

dµi

dz
+ si

dT

dz
(5.22)

電解質内部のエントロピー保存式を式 (5.23)に示す．

1

T


λ

T

(
dT

dz

)2

+ ρel · i2c

− d

dz

(
−λ

T

dT

dz

)
= 0 (5.23)

左辺第 1項は生成項，第 2項は拡散項であり，生成項は，熱伝導およびイオンの移動の際

のジュール発熱に起因するエントロピー生成を表す．

5.5.2 電極・電解質界面でのエントロピー生成

電極・電解質界面でのエントロピー生成 dS [J/(K s)] は，電極反応に起因し，式 (5.24)

により求める．

dS = − 1

T

∑
i

(µ̃i · ri) (5.24)

イオンや電子など荷電粒子のポテンシャルエネルギーは，化学ポテンシャル µiではなく，

µiに電気エネルギーを足した電気化学ポテンシャル µ̃iで表現する必要がある．電気化学ポ

テンシャルは次式で求める [19]．

µ̃i = µi + ziFEi (5.25)

ziは荷電粒子 iの価数，Eiは荷電粒子 iにかかる電位であり，ziFEiは粒子 1molの電気エ

ネルギーを意味する．なお，中性分子は zi=0である．
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5.6 解析手法

SOFCの内部プロセス解析では，熱伝導，物質拡散，イオン・電子の移動，各電極の単

極反応を考慮する．また，各ガス成分の物性値はCHEMKINデータベース [20, 21]を用いる．

解析手順を以下に記す．

(1) セルの電流密度を仮定し，境界条件として両電極の外側で圧力，温度，ガス濃度を仮

定する．両電極の外側では同じ温度，圧力を与えるものとする．また，圧力は電極内

部で一定とする．本解析では，典型的な計算条件を表 5.2のように定める．

(2) 仮定した電流密度から各ガス成分の流量を求め，式 (5.1)の拡散式を解くことにより，

電極内部の濃度分布を得る．電極内の温度，濃度変化は小さいため，拡散式で ρDijを

一定値として，濃度分布を解析的に算出する．

(3) 理論起電力および濃度，活性化，抵抗分極を計算する．また，各分極からセルの端子

電圧，電気出力，熱効率を算出する．

(4) エネルギー保存式を解き，電極および電解質内部の温度分布を得る．ただし電極・電

解質界面における境界条件は，後述の式 (5.26), (5.27)を与える．

(5) 上述までの解析で求めた電極，電解質内部の圧力，温度，濃度，電位分布からエントロ

ピー保存式を解き，各場所でのエントロピー生成速度をプロセスごとに算出する．ま

た，エントロピー生成速度をセルの内部で積分し，セル全体のエントロピー生成量を

求めることにより，エクセルギー損失を算出する．

5.7 境界条件

温度分布を求める際の電極・電解質界面における境界条件を式 (5.26), (5.27)に示す．

アノード・電解質界面:(
λan

dTan

dz
− λel

dTel

dz

)
+ Vact,an · ic + (∆Gan − ∆Han) · ic

2F
= 0 (5.26)

カソード・電解質界面:(
λel

dTel

dz
− λca

dTca

dz

)
+ Vact,ca · ic + (∆Gca − ∆Hca) · ic

2F
= 0 (5.27)

左辺第 1項は熱伝導による熱収支，第 2項は活性化分極による発熱，第 3項の∆G − ∆H

（= −T∆S）は，単極反応のエントロピー変化による発熱あるいは吸熱を表す．

アノード，カソードの単極反応を総括した，水素の燃焼反応における反応前後のエント

ロピー変化は，水素，酸素，水蒸気の熱力学データベースを用いて計算で求めることがで
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表 5.2: 計算条件

Fuel H2

Current density 3000 A/m2

Anode side:

Pressure 1 atm

Temperature 1273.15 K

H2/H2O mole fraction 0.9/0.1

Cathode side:

Pressure 1 atm

Temperature 1273.15 K

O2/N2 mole fraction 0.21/0.79

表 5.3: 単極反応のエントロピー変化による発熱量
（pO2 : 0.21atm，Temperature: 1000℃）

(−T∆S)an -14832.3 J/(mol-fuel)

(−T∆S)ca 74352.0 J/(mol-fuel)

−T∆S 59519.7 J/(mol-fuel)

きるが，それぞれの単極反応のエントロピー変化の内訳は，実験で求める必要がある [22]．

単極反応のエントロピー変化による発熱量−T∆S（= ∆G−∆H）は，文献 [22]よりカソー

ド側を仮定すると，表 5.3のようになる．

5.8 電極，電解質内部の温度分布および濃度分布

電極，電解質の内部プロセスを解析することにより，電極，電解質内の温度分布および

電極内のガス成分の濃度分布を求める．計算条件は，表 5.2に示した条件を用いている．

図 5.2，図 5.3に電極，電解質内部における温度分布および濃度分布を示す．電極，電解

質内部の温度は，カソード側の単極反応が発熱反応であるため，カソード・電解質界面で

最大となる．しかし，セル内部の最大温度差は約 0.03Kと小さく，電極，電解質の内部プ

ロセスが温度分布に及ぼす影響は小さい．電極内部の濃度については，アノード側の水素

濃度はほとんど変化しないが，カソード側の酸素濃度は，拡散によってモル分率が 0.21か
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図 5.3 電極内部の濃度分布

ら 0.16まで減少し，アノード側の水素に比べて濃度変化が大きい．この原因は，電極の厚

みがアノードに比べてカソードのほうが厚いこと，酸素の拡散係数が水素の拡散係数に比

べて小さいことによると考えられる．
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5.9 作動条件のセル性能に及ぼす影響

温度，圧力およびH2，O2濃度とセルの熱効率の関係を図 5.4～図 5.7に示す．各図中に

は，理論効率および実用効率を示すと同時に，表 2の典型的な計算条件で解析した際に得

られた熱効率もプロットしている．また，グラフの右軸には，セルの熱効率に対する電圧

値を記す．

図 5.4にセルの作動温度と熱効率の関係を示す．図中の記号は，(a)は濃度分極，(b), (c)

はカソード，アノードの活性化分極，(d), (e), (f)はカソード，電解質，アノードの抵抗分

極を示す．理論効率は温度の上昇とともに低下するのに対し，実用効率は，約 1400Kまで

温度の上昇とともに増加する．セルの損失の大部分は，電極反応による活性化分極が占め

る．本解析では，アノード，カソード内の電流は厚み方向のみにしか流れないので，電極

の抵抗分極による電圧降下は小さい．しかしながら，実際のセルでは，電流が電極および

インタコネクタの表面上を流れるため，抵抗分極による電圧降下は活性化分極と同様に大

きく，セルの損失に大きな影響を及ぼす [11]．

圧力と熱効率の関係を図 5.5に示す．圧力を高めると熱効率は上昇し，1atmから 10atm

に上げると，実用効率は 56.6%から 64.3%まで，およそ 8%向上する．

アノード，カソード各電極の水素，酸素濃度とセルの熱効率の関係を図 5.6，図 5.7に示

す．アノード側の水素濃度を高めることにより熱効率は向上する．水素のモル分率が 0お

よび 1.0付近のところでは，効率が著しく変化する．

また，カソード側の酸素濃度を高めることにより熱効率は上昇する．酸素のモル分率が

0.1以下に低下すると，効率は著しく低下し，電流密度 3000A/m2の場合，酸素のモル分率

0.064以下ではカソード・電解質界面に酸素が供給されなくなり，カソード側の電極反応が

生じなくなる．図 5.8に，カソード外側の酸素濃度と限界電流密度の関係を示す．カソー

ド内の酸素の濃度勾配が小さくなると拡散する酸素量が減少するため，電流密度は減少す

る．限界電流密度は，カソード・電解質界面における酸素のモル分率を 0とし，カソード

内の酸素濃度差を最大としたときの電流密度である．カソード外側の酸素濃度が低下する

とともに，限界電流密度は減少する．

電流密度とセルの熱効率の関係を図 5.9に示す．計算条件は表 5.2の条件を用いている．

図中における記号の表記は図 5.4と同様である．電流密度の増加とともに活性化分極，抵

抗分極が増加するため，実用効率は減少する．

SOFC単セルの性能を表 5.4に示す．計算は表 5.2の条件を用いている．実際の SOFC単

セルの端子電圧は，Siemens-Westinghouse社製円筒型 SOFC[11]でおよそ 0.7V（作動温度

1000℃，電流密度 3000A/m2），Sasakiら [23]の円筒型 SOFCの性能試験で 0.72Vである．

また，Campanari[1]やNagataら [2]による円筒型 SOFCの数値解析ではそれぞれ単セル電
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表 5.4: SOFC単セルの性能

Electromotive force 1.0 V

Concentration polarization 9.0 × 10−3 V

Anode 9.0 × 10−4 V

Cathode 8.1 × 10−3 V

Activation polarization 0.14 V

Anode 0.04 V

Cathode 0.09 V

Ohmic polarization 0.013 V

Anode 3.0 × 10−6 V

Cathode 7.8 × 10−4 V

Electrolyte 0.012 V

Cell voltage 0.84 V

Power density 2.5 kW/m2

Thermal efficiency（HHV）

Theoretical 67.3 %

Practical 56.6 %

圧を 0.64V，0.67Vと見積もっている．本解析で求めた単セルの電圧は 0.84Vであり，実際

のセルに比べて高くなる．この原因は，条件として仮定したアノード側の水素濃度が，実

際のセルの流れ方向で平均した水素濃度よりも高いこと，電極やインタコネクタの表面上

を電流が流れることによって生じる抵抗分極が考慮されていないことによると考えられる．

5.10 電極，電解質のエントロピー生成とエクセルギー損失

電極，電解質内部プロセスの解析から得られた濃度，温度，電位分布をもとに，エント

ロピー生成解析を行い，電極，電解質内部におけるエクセルギー損失を求める．計算条件

は，前節と同様，表 5.2の条件を用いる．

5.10.1 電極，電解質内部におけるエントロピー生成

電極，電解質内部における各プロセスのエントロピー生成速度を図 5.10に示す．エント

ロピー生成速度 φ/T は，常用対数で示されている．電極でのエントロピー生成の起因とな
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表 5.5: 電極・電解質界面におけるエントロピー生成速度

Cathode/Electrolyte 2.19 × 10−1 J/(K m2 s)

Anode/Electrolyte 1.04 × 10−1 J/(K m2 s)

Total 3.23 × 10−1 J/(K m2 s)

るプロセスには，粘性消散，熱伝導，物質拡散，電気抵抗によるジュール発熱がある．電

極，電解質の内部では，速度，温度，濃度勾配に大きな変化が生じないため，各プロセス

のエントロピー生成速度の分布は，ほぼ一定となる．カソードにおける各過程のエントロ

ピー生成速度を比較すると，物質拡散に起因するエントロピー生成が最も多く，その順序

は，ジュール発熱，熱伝導，粘性消散である．電解質では，酸素イオン移動時の抵抗によ

るジュール発熱および熱伝導に起因するエントロピー生成があり，ジュール発熱に起因す

るエントロピー生成速度が大きく，セルの全構成要素の中でも最も大きくなる．アノード

のエントロピー生成の起因となるプロセスはカソードと同様であり，アノードにおいても

物質拡散に起因するエントロピー生成が最も大きくなる．アノードはカソードに比べて温

度勾配が著しく，そのため，熱伝導に起因するエントロピー生成速度はカソードよりも大

きくなる．

5.10.2 電極・電解質界面のエントロピー生成

電極・電解質界面の電極反応に起因するエントロピー生成速度を表 5.5に示す．各値は

式 (5.24)に基づいて計算したものである．カソード側のほうがアノード側よりもエントロ

ピー生成速度が大きくなる傾向がある．

5.10.3 エクセルギー損失評価

図 5.11に，SOFCで消費される全エクセルギーに対する，各プロセスのエクセルギー損

失および出力の内訳を%値で示す．粘性消散および熱伝導による損失は無視できるほど小

さいため，図中における表示は省略する．SOFCで消費されるエクセルギーとは，セルに

供給される燃料および空気が保有するエクセルギーと，セルから排出される水蒸気が保有

するエクセルギーの差であり，ギブスの自由エネルギー変化で求めることができる．消費

されるエクセルギーのうちの約 16%は損失となり，その大部分は電極反応に起因すること

がわかる．物質拡散やジュール発熱に起因する損失は電極反応による損失に比べて極めて

小さい．また，物質拡散，電極反応，ジュール発熱によるエクセルギー損失比率は，表 5.4

における濃度分極，活性化分極，抵抗分極の比率にそれぞれ等しくなる．

図 5.12に電極，電解質の内部および電極・電解質界面におけるエクセルギー損失をプロ
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セスごとに示す．図 5.11と同様，粘性消散および熱伝導による損失の表示は省略する．カ

ソード・電解質の界面およびアノード・電解質の界面における各極の電極反応に起因する

エクセルギー損失が支配的で，全損失の約 86%を占める．中でも，カソード・電解質界面

での損失のほうが大きくなる．カソードでは物質拡散によるエクセルギー損失，電解質内
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部ではジュール発熱による損失が支配的であるが，全体に占める割合は小さい．

5.11 結　言

本章では，SOFCの電極，電解質内部におけるプロセスの解析を行うことにより，温度

分布およびガス成分の濃度分布を求め，また，作動条件がセルの性能に及ぼす影響を示し

た．さらに，内部プロセスに起因するエントロピー生成を解析することにより，電極，電

解質でエクセルギーが損失する原因を明らかにした．主な結果を以下に記す．

(1)電極，電解質内における温度変化は小さく，内部プロセスが温度分布に及ぼす影響は

小さい．また，電極内部のガスの濃度変化は，電極の厚さやガスの拡散係数によって

影響を受け，カソードの厚みが大きい場合では，酸素濃度の変化が大きくなる傾向が

ある．

(2)温度，圧力の上昇とともにセルの実用効率は向上する．また，水素，酸素濃度の増加

により熱効率は上昇する．カソード側の酸素濃度が大幅に減少すると，一定の電流密

度を維持してセルを作動させることができなくなる．電流密度はカソード内の酸素の

濃度差に影響を受け，限界電流密度は，酸素濃度の低下とともに減少する．

(3)電極，電解質内部におけるエクセルギー損失の大部分は，電極・電解質界面における

電極反応の損失によって占められる．中でもカソード・電解質界面での反応に起因す

るエクセルギー損失が最も大きくなる．電極では物質拡散に起因する損失，電解質で

はジュール発熱に起因する損失が支配的であるが，電極反応による損失に比べると小

さく，熱伝導や粘性消散による損失は無視できるほど小さくなる．
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第 6 章

円筒型内部改質SOFCの性能解析

6.1 緒　言

固体酸化物形燃料電池（Solid oxide fuel cell，以下 SOFCと略記する）は，他の燃料電池

と比べて発電効率が高く，作動温度が約 1000℃と高いので電極触媒を必要としない．また，

電池の排熱を利用して燃料の内部改質を行うことが可能である．これまでに開発されてい

る SOFCは，幾何学的な形状により円筒型，平板型，モノリス型に分類される [1–4]．円筒型

SOFCには長い円筒状の単セルを複数本束ねて並列に接続する円筒縦縞型と，1本の支持管

上に複数の短い円筒状の単セルを直列に接続する円筒横縞型の 2種類のセルがあり，円筒

縦縞型は Siemens-Westinghouse社 [3, 5, 6]，円筒横縞型は三菱重工 [7]によってそれぞれ開発

が進められている．平板型 SOFCは Ztec，SOFCo，Siemens，Sulzer Hexis，Rolls Royce，

Global Thermoelectric，Ceramic Fuel Cells Ltd等多数のメーカーによって開発されてお

り [2, 8–12]，その構造は平面状のインタコネクタの両面に燃料，空気供給用の溝を設け，そ

のインタコネクタで平板セルを挟み，多数段積層してスタックを構成する．Sulzer Hexisは

小型コージェネレーションシステム用として 1kW級円盤型 SOFCを製作している [2, 9, 10]．

Allied Signal社 [13, 14]，三菱重工 [15]が開発しているモノリス型（一体型）は平板型の一種

で，波状の燃料極/電解質/空気極 3層一体膜を平板のインタコネクタで挟み積層する並行

流型と，平板状の電極，電解質板を波状のセパレータで挟み積層する直交流型の 2種類の

構造がある．

SOFCで使用可能な燃料は水素および一酸化炭素であり，メタンが主成分である天然ガ

スを用いる場合は燃料改質を行う必要がある．SOFCの内部改質の方式には，改質触媒を電

池室に直接充填する直接内部改質方式と，触媒を充填した改質器をセルの本体あるいは周

辺に組み込む間接内部改質方式がある [16, 17]．全てのメタンを直接内部改質で改質すると電

極上で著しい温度勾配が生じ，セルの破損を引き起こすため，間接内部改質により予めメ

タンを改質しておく必要がある [1, 17]．円筒型 SOFCにはセルの内側を空気が流れるカソー

ド支持型と燃料が流れるアノード支持型の 2種類のセル構造があり，カソード支持型を採
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用している Siemens-Westinghouse社製円筒型 SOFCの場合，セルの前段あるいはスタック

間に改質器を設置し，メタンの大部分を予め改質することによって，セルへの熱の負担を

軽減している [1, 5]．一方，アノード支持型の場合は燃料がセルの内側を流れるため，単セ

ルの内部に管状の改質器を組み込むことが可能となる．この場合，発熱である電極反応と

吸熱である改質反応との間の効果的な熱需給により，メタンの改質を各単セルの内部で行

うことができる．Aguiarら [17]，Nagataら [18]は，数値計算により内部改質器を有する円筒

型 SOFCの性能特性やセル内部の温度分布を解析している．

本章では，円筒型セルの内部に改質器を組み込んだ円筒型内部改質 SOFCを対象として，

熱，物質，イオン，電子の移動および改質，電極反応過程を解析し，セル内部の温度，濃度，

電位，電流密度分布を明らかにする．改質反応は強い吸熱反応であり，また，その反応速度

が速いため，改質器入口で急激な温度低下が生じる．改質器での急激な温度低下は，電極，

電解質内部で著しい温度勾配を生じさせる原因となり，セラミック材料を用いる SOFCに

とって望ましくない [17]．本研究では，改質器内の急激な温度低下を防ぐため，改質器の触

媒密度を下げた場合についての性能解析も行い，セル内部の濃度，温度分布を示す．

6.2 記　号

本章で用いる記号を以下に記す．

A 断面積 m2

E 理論起電力 V

Ea 活性化エネルギー J/mol

F ファラデー定数 J/(V mol)

∆G ギブスの自由エネルギー変化 J/mol

h 混合ガスのエンタルピー J/kg

hi i成分のエンタルピー J/kg

I 電流 A

i 電流密度 A/m2

iH2，iCO 部分電流密度 A/m2

K 平衡定数

ka,H2，ka,CO 定数 A/m2

k0 頻度因子 mol/(h g MPa1+a)

Mi 分子量 kg/mol

mi i成分の質量流量 kg/(m2 s)
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Nu ヌッセルト数

P ぬれぶち長さ m

p 圧力 MPa

pi i成分の分圧 MPa

R 一般気体定数 J/(mol K)

Ract,H2，Ract,CO 反応抵抗 Ω m2

Ran アノード抵抗 Ω

Rca カソード抵抗 Ω

Rel 電解質抵抗 Ω

ri i成分の反応量 kg/(m3 s)

rCH4 改質による反応量 mol/(h g)

Ta 空気流路内の温度 K

Tcell セル温度 K

Tf 燃料流路内の温度 K

Tr 改質器内の温度 K

Twall 改質器壁面温度 K

u 速度 m/s

Vact 活性化分極 V

Vcell 単セル電圧 V

Vconc 濃度分極 V

Vp 分極 V

wi i成分の質量分率

Xi i成分のモル濃度

α 熱伝達率 J/(m2 s K)

λ 熱伝導率 W/(m K)

ρ 密度 kg/m3

上付き添字

0 標準状態

下付き添字

a 空気流路

f 燃料流路

r 改質器
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an アノード

ca カソード

el 電解質

6.3 解析対象

解析の対象とする円筒型内部改質 SOFCの模式図を図 6.1に示す．円筒型セルの中央部

に内部改質器が設置されており，メタン燃料はまず改質器に供給される．燃料改質は水蒸

気改質とし，また改質の際に炭素が析出するのを防ぐため，メタンと同時に水蒸気を供給

する．改質反応は強い吸熱反応であるため，セル内部の電極反応によって生成した熱は改

質器へ移動する．メタンの改質反応により H2と COが生成し，これらが SOFCの燃料と

なる．H2と COを含む改質ガスは改質器出口で折り返し，燃料流路へ供給される．H2お

よびCOはアノード電極を拡散して酸素イオンと反応し，電極反応によって生成したH2O

およびCO2は燃料流路へ排出される．一方，空気は円筒型セルの外側へ供給される．空気

流路内のO2はカソード電極を拡散し，電子と結合して酸素イオンとなり，電解質へ入る．

電極反応によってセル内部で温度が著しく上昇するのを防ぐため，空気流量は過剰にする

必要がある．

CH4

H2O

H2     H2O

CO CO2

Internal reformer

Air

Air

H2     H2O

CO CO2

Cathode

Support tube + Anode

Electrolyte

Air

図 6.1 円筒型内部改質 SOFCの模式図
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H2O

H2

CO

H2O

CO2

H2

CO

H2O

CO2

z

r
Air channel

Fuel channel

Internal reformer

Air

Cathode

Electrolyte

Anode

Support tube

O2

i
E

図 6.2 円筒型内部改質 SOFCの解析モデル

Internal reformer

Cathode

Anode

Support tube

Fuel channel

Electrolyte

図 6.3 円筒型セル内部の回路モデル
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図 6.2に解析モデルを示す．改質器および燃料，空気流路内では，質量，エネルギー，化

学種成分保存式に基づき，z方向について流体計算を行う．反応に関しては，改質器で改質

反応およびシフト反応，燃料流路でシフト反応を考慮する．また，セルの内部ではアノー

ド，カソード両電極内のガス拡散を r方向について計算する．セル内の温度は厚み方向で

一定とし，z方向の温度分布を考慮する．

セル内部を流れる電流の回路モデルを図 6.3に示す．電流は円筒型セルの内部を周方向

に流れるものとし，周方向の電流分布はキルヒホッフの法則より逐次に計算する．

6.4 基礎方程式

円筒型内部改質 SOFCの解析に用いる基礎方程式を以下に記す．

6.4.1 改質器および燃料，空気流路

改質器および燃料，空気流路内の流体計算に用いる基礎方程式を表 6.1に示す．各流路

内における流れ方向の温度，ガスの濃度分布は，質量，エネルギー，化学種成分保存式に

より求める．

(1)ガスの質量流量と電流密度の関係 燃料，空気流路と電極の界面ではガスの流入，流

出があり，i成分の質量流量miと電流密度 iには以下の関係がある．燃料流路とアノード

の界面におけるH2，H2O，CO，CO2の質量流量は式 (6.1)，(6.2)に，空気流路とカソード

の界面におけるO2の質量流量は式 (6.3)に示す．また，iH2，iCOはそれぞれH2と COの

電極反応の比率で分配された部分電流密度であり，式 (6.4)の関係がある．

mH2 = −MH2 ·
iH2

2F
mH2O = MH2O · iH2

2F
(6.1)

mCO = −MCO · iCO

2F
mCO2 = MCO2 ·

iCO

2F
(6.2)

mO2 = −MO2 ·
i

4F
(6.3)

i = iH2 + iCO (6.4)

(2)反応計算 反応計算に関しては，改質器内で改質反応およびシフト反応，燃料流路内

でシフト反応を考慮する．改質およびシフト反応の反応式は以下の通りである．

Reforming: CH4 + H2O ⇐⇒ 3H2 + CO

Shift: CO + H2O ⇐⇒ H2 + CO2
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表 6.1: 改質器および燃料，空気流路内の解析に用いる基礎式

Reformer

Mass :
d

dz
(ρu) = 0

Energy : ρu
dh

dz
=

Pr

Ar

αr(Twall − Tr)

Species : ρu
dwi

dz
= ri

Fuel channel

Mass :
d

dz
(ρu) =

Pf

Af

∑
i

mi

Energy :
d

dz
(ρuh) =

Pf

Af

[∑
i

(mihi) + αf(Tcell − Tf )

]
− Pr

Af
αf(Tf − Twall)

Species :
d

dz
(ρuwi) =

Pf

Af

mi + ri

Air channel

Mass :
d

dz
(ρu) =

Pa

Aa

∑
i

mi

Energy :
d

dz
(ρuh) =

Pa

Aa

[∑
i

(mihi) + αa(Tcell − Ta)

]

Species :
d

dz
(ρuwi) =

Pa

Aa
mi

表 6.2: 改質用触媒の特性および反応速度パラメータ [19]

Catalyst Ni/ZrO2 cermet

Porosity, % 55

Zirconia, vol % 30

Mean pore size, µm 1.05

Bulk density, g/cm3 4.374

Reaction order of CH4 1.0

Reaction order of H2O α = −1.28

Activation energy, kcal/mol Ea = 17.8

Frequency factor, mol-CH4/(h g-catalyst MPa1+a) k0 = 490.0
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改質の反応計算では，温度およびCH4，H2Oの分圧から触媒 1gに対するCH4の反応量 rCH4

を式 (6.5)により求める [19]．改質用触媒の特性および計算に必要な反応速度パラメータは

表 6.2に示す．改質による反応量は，改質器内の触媒密度により変化する．

rCH4 = k0 exp
(
− Ea

RT

)
pCH4p

a
H2O (6.5)

シフト反応は，反応速度が早いため，流路内の各点で常に平衡に達していると仮定する．

反応計算では，温度から平衡定数を求め，平衡定数と各成分の体積モル濃度が式 (6.6)を満

たすように反応量を算出する．

Kshift = exp
(
−∆Gshift

RT

)
=

XH2XCO2

XCOXH2O

(6.6)

Kshift，∆Gshiftはそれぞれシフト反応の平衡定数，ギブスの自由エネルギー変化である．

(3)熱伝達率 各流路における熱伝達率は式 (6.7)により求める [20]．

α =
Nu · λ

dh
(6.7)

燃料および空気流路ではNu = 3.66とする [18]．多孔質である改質器では，熱は壁面および

触媒の両方から流体に伝わるため，Nuは燃料，空気流路での値よりも大きくなる．改質

器におけるNuは式 (6.8)により求める [21]．

Nu = 12
1 + κ

κ

(
κ =

λfluid

λsolid

)
(6.8)

κは改質器内の流体部分と固体部分の熱伝導率の比である．本解析では κ=0.4とする．

6.4.2 セルの電極，電解質内部

(1)理論起電力，セル電圧および分極 理論起電力，セル電圧，濃度分極，カソード側活

性化分極および電極，電解質の抵抗率の計算は前章と同様である．本解析では改質を考慮

しているため，SOFCの燃料はH2およびCOの 2種類となる．それにより，アノード側の

活性化分極はH2と COのそれぞれについて計算する必要がある．H2，COの反応抵抗は，

温度およびH2，COの分圧から式 (6.9)，(6.10)を用いて求める [22]．

1

Ract,H2

=
2F

RT
ka,H2

(
pH2

p0

)m

exp
(
− Ea

RT

)
(6.9)

1

Ract,CO

=
2F

RT
ka,CO

(
pCO

p0

)m

exp
(
− Ea

RT

)
(6.10)
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In-1 In In+1

Rca Rca

RelRel Rel

Ran Ran

En-1-Vp
En-Vp En+1-Vp

Ica,nIca,n-1

Ian,n-1
Ian,n

図 6.4 電極，電解質内部の回路モデル

m=0.25，ka,H2 = 2.13 × 108，ka,CO = 2.98 × 108A/m2，Ea=110000J/molとする．

H2，COの反応抵抗および電流密度から，アノード側の活性化分極を式 (6.11)により算

出する [17]．

Vact,an = Ract,H2 · iH2 = Ract,CO · iCO (6.11)

(2)電極内部の濃度分布 電極内部の濃度分布は，前章と同様に式 (5.1)より求める．ただ

し，アノードではH2，H2O，CO，CO2の 4成分を考慮するため，拡散係数は有効拡散係

数を用いる．

(3)セル内の周方向電流分布 電流はセルの内部を周方向に流れるものとし，周方向の電

流分布はキルヒホッフの第 1法則（式 (6.12)，式 (6.13)）および第 2法則（式 (6.14)）を用

いて，逐次に計算する．図 6.4に計算で用いる電極，電解質内部の回路モデルを示す．

Ian,n = Ian,n−1 − In (6.12)

Ica,n = Ica,n−1 + In (6.13)

(En − Vp) − RelIn − RcaIca,n = (En+1 − Vp) − RelIn+1 − RanIan,n (6.14)

Eは理論起電力，Ian，Ica，Ielはアノード，カソード，電解質を流れる電流，Ran，Rca，Rel

はそれぞれの抵抗である．Vpは濃度分極と活性化分極の和であり，式 (6.15)により求める．

Vp = Vconc,an + Vconc,ca + Vact,an + Vact,ca (6.15)
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6.5 解析手法および条件

解析手順を図 6.5に示す．まず，セルの構造および燃料，空気の流入条件（温度，圧力，

流速，濃度），電流密度を設定する．次に，改質器壁面の温度およびセル内部の温度，電

流密度の初期分布を仮定し，計算を開始する．流体計算は，改質器，燃料流路，空気流路

の順で行い，その後，燃料，空気流路内のガスの温度，濃度を用いてセル内部の計算を行

う．セル内部の計算では電極内のガス拡散を考慮し，理論起電力，分極，電流分布を求め

Set the cell structure and size

Set the operating conditions 

(inlet temperature, pressure, velocity, concentrations, current)

Set the initial distributions of current and temperature 

in the electrodes

Compute the gas concentration and temperature distributions 

in the reformer

Compute the gas concentration and temperature distributions 

in the fuel and air channels

Calculate the current distribution based on Kirchhoff law

Calculate the temperature distribution in the electrodes

Calculate the electromotive force and polarizations

END

NO

NO

YES

YES

Convergence of temp. in the electrodes

Convergence of temp. at reformer wall

図 6.5 解析手順
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表 6.3: セルの大きさ

Cell length 300 mm

Diameter of reformer 6.0 mm

Outer diameter of fuel channel 10.0 mm

Inner diameter of air channel 16.4 mm

Outer diameter of air channel 22.0 mm

Support tube thickness 2.0 mm

Anode thickness 0.15 mm

Cathode thickness 1.0 mm

Electrolyte thickness 0.05 mm

表 6.4: 計算条件

Reformer inlet Pressure 1.0 atm

Temperature 1173 K

Velocity 0.9 m/s

Gas composition CH4: 0.25

(Mole fraction) H2O: 0.75

Air channel inlet Pressure 1.0 atm

Temperature 1173 K

Velocity 1.5 m/s

Gas composition O2: 0.21

(Mole fraction) N2: 0.79

Current density 3000 A/m2

る．電流分布の計算は周方向，流れ方向について行い，周方向の電流分布はキルヒホッフ

の法則により求め，流れ方向の電流分布は各点の電位差が等しくなるように計算する．ま

た，求めた電流分布からジュール発熱，電極反応による発熱を考慮して，セル内部の温度

分布を解析する．電流分布が変化すると，セルの温度および電極・流路界面で流入，流出

するガス流量が流れ方向の各点で変化し，それにより燃料，空気流路における温度，濃度

分布も変わるため，燃料，空気流路の計算とセル内部の計算の間でループ計算が必要とな

る．ループ計算はセル内の温度分布が収束するまで行う．また，改質器と燃料流路間でルー
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プ計算を行い，改質器壁面温度が収束すれば，全計算を終了する．各ガス成分の物性値は

CHEMKINデータベース [23, 24]により求める．

セルの大きさを表 6.3に示す．セルの長さは 300mmとし，半径方向の寸法は改質器外径

6.0mm，燃料流路外径 10.0mm，空気流路内径 16.4mm，空気流路外径 22.0mmとする．改

質器の外壁の厚みはないものとする．また，各セル要素の厚みは，支持管 2.0mm，アノー

ド 0.15mm，カソード 1.0mm，電解質 0.05mmとする．

表 6.4に計算条件を示す．改質器，空気流路に流入される燃料，空気の圧力，温度は，

1atm，900℃とする．燃料はメタンとし，S/C比（=水蒸気モル数/燃料中の炭素モル数）

が 3となるように水蒸気を同時に供給する．燃料および空気の流速は，それぞれ 0.9m/s，

1.5m/sとし，その場合の空気比は 4.2となる．電流密度は 3000A/m2とする．

6.6 結果および検討

6.6.1 改質器および燃料，空気流路内の温度，濃度分布

図 6.6に改質器，燃料，空気流路およびセル内部の温度分布を示す．改質器入口付近で

は，強い吸熱である改質反応が起こるため，温度が急激に低下する．燃料，空気流路内や

セル内部では，電極反応の発熱により，流れ方向（z座標が減少する方向）に沿って温度は

上昇する．しかしながら，改質反応が起こる領域では，熱が改質器へ移動するため，温度

は著しく低下する．セルの最大温度差はおよそ 220Kに達し，z=0.05～0.07m付近で急激

な温度勾配が生じる．SOFCの材料となるセラミックは，熱伝導率が小さく，急激な温度

勾配下では熱応力により破損する [1]．そのため，セル内部で生じる大きな温度差は材料面

で望ましくない．

改質器および燃料，空気流路内の濃度分布を図 6.7，図 6.8，図 6.9に示す．各ガスの濃度

はモル分率で示している．改質器では，z=0.06m付近でCH4濃度がほぼ 0になり，改質反

応が終了する．燃料流路内では，アノード側の電極反応でH2，COが消費され，H2O，CO2

が生成されるため，流れ方向に沿ってH2，CO濃度が減少し，H2O，CO2濃度が増加する．

また，空気流路内では，カソード側の電極反応でO2が消費されるため，O2濃度が減少す

る．しかし，空気流量が過剰のため，O2濃度は大きく減少しない．
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図 6.6 改質器，燃料，空気流路およびセル内部の温度分布
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6.6.2 電極内のガス濃度分布

図 6.10に電極内におけるH2，CO，O2の濃度分布を示す．(a)，(b)にはアノード内のH2，

COのモル分率，(c)にはカソード内のO2のモル分率を示している．アノード内部ではH2，

COが，カソード内部ではO2が半径方向（H2，COは r座標が増加する方向，O2は r座

標が減少する方向）にそれぞれ拡散する．改質反応が生じる z=0～0.06mの領域では，セ

ル内部の温度が低下するため，シフト反応により CO濃度が減少し，H2濃度が増加する．

そのため，z軸方向のH2の濃度勾配は緩やかになり，COの濃度勾配は著しくなる．また，

改質反応が起こる温度の低い領域では，セルの内部抵抗が大きくなるため，電流密度は著

しく減少する．そのため，H2，CO，O2が電極内を拡散する量は減少し，半径方向の濃度

勾配は小さくなる．

6.6.3 理論起電力，セル電圧および分極の分布

理論起電力，各分極，セル電圧の分布を図 6.11に示す．燃料，空気の流れ方向（z座標

が減少する方向）に沿ってセルの温度が高くなり，また H2，O2濃度が減少するため，理

論起電力は低下する．しかしながら，改質反応が起こる z=0～0.06mの領域ではセルの温

度が低下するため，理論起電力は高くなる．セルの内部で生じる電圧降下の大部分は，カ

ソード側の活性化分極および抵抗分極に起因する．活性化分極は，活性化エネルギーによ

る電極反応の遅れ，抵抗分極は，電流が電極，電解質内部を流れることに起因する電圧降

下である．改質反応が起こる領域では，セルの温度が低下することにより，活性化分極が

大きくなる．

6.6.4 電流密度分布

図 6.12に電流密度分布を示す．燃料，空気流の上流側では理論起電力が高くなるため，

電流密度も大きくなる．改質反応が起こる z=0～0.06mの領域では，セルの温度が低くな

るため，電極反応の反応抵抗および電気抵抗が増大し，電流密度は著しく減少する．

6.6.5 単セルの性能

単セルの性能を表 6.5に示す．電流密度が 3000A/m2のとき単セルの端子電圧はおよそ

0.67Vであり，Siemens-Westinghouse社製円筒型 SOFCの性能とほぼ同じである [3]．燃料

および空気利用率は，それぞれ 73.4%，17.5%である．また，その場合の単セルの熱効率は

42.8%（HHV）となる．
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表 6.5: 単セルの性能

Current density 3000 A/m2

Cell voltage 0.67 V

Power 25.1 W

Fuel utilization ratio 73.4 %

Air utilization ratio 17.5 %

Thermal efficiency (HHV) 42.8 %

6.6.6 改質器触媒密度がセルの性能に及ぼす影響

図 6.13に改質用触媒の密度を下げた場合の改質器内部の濃度分布を示す．(a)，(b)，(c)

には表 6.2の触媒密度を 50%，25%，10%にしたときの改質器内のガスのモル分率をそれ

ぞれ示している．触媒密度を下げることにより反応速度が低下するため，反応領域は長く

なる．触媒密度が 50%，25%，10%と下がるにつれて，改質反応の反応領域は，それぞれ

0.08m，0.13m，0.25mと長くなる．

改質用触媒の密度を下げた場合の改質器，燃料，空気流路およびセル内部の温度分布を

図 6.14示す．(a)，(b)，(c)には表 6.2の触媒密度を 50%，25%，10%にしたときの改質器，

燃料，空気流路，セル内部の温度分布をそれぞれ示している．触媒密度を下げることによ

り反応速度が遅くなるため，改質器の入口付近で生じる温度低下は小さくなり，10%まで

減少させると，改質器入口付近で温度は下がらなくなる．また，触媒密度を下げ，改質反

応による著しい温度低下を小さくすることにより，セルの内部で生じる温度差も小さくで

きる．触媒密度を 50%，25%，10%に下げると，セル内部の最大温度差はそれぞれ 200K，

155K，82Kと小さくなり，セルの最高温度もそれぞれ 1396K，1380K，1331Kと低くでき

る．セル内部で急激な温度勾配が生じるのを防ぎ，また最高温度を下げることは，セラミッ

ク材料を用いる SOFCにとって効果的であると考えられる．

図 6.15に改質器の触媒密度がセルの性能に及ぼす影響を示す．触媒密度を下げても，セ

ルの熱効率，端子電圧にはほとんど影響がないことがわかる．
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図 6.13 触媒密度が改質器の濃度分布に及ぼす影響
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図 6.14 触媒密度が改質器，燃料，空気流路およびセル内部の温度分布に及ぼす影響
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6.7 結　言

本章では，円筒型内部改質 SOFCを対象として，熱，物質，イオン，電子の移動および

改質，電極反応過程を解析し，セル内部の温度，濃度，電位，電流密度分布を明らかにし

た．また，改質器の触媒密度を下げた場合のセルの性能に及ぼす影響も検討した．主な結

果を以下に記す．

(1) 燃料の改質反応は強い吸熱反応であり，反応速度も速いため，改質器入口付近で温度

が急激に低下する．また，改質器内部の急激な温度低下により，セル内部で著しい温

度勾配が生じる．電極，電解質材料にセラミックを用いる SOFCにとって急激な温度

変化は，熱応力による破損につながり望ましくない．

(2) 電圧降下の大部分は，カソード側の活性化分極および抵抗分極による．活性化分極は

電極反応に起因する電圧降下であり，抵抗分極は電流が電極，電解質内部を流れるこ

とに起因する電圧降下である．

(3) 改質器に充填された触媒の密度を下げることにより，改質反応の反応速度を遅くでき

るため，改質器入口付近で生じる急激な温度低下を小さくできる．また，改質器内部の
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温度低下を小さくすることにより，セル内部で急激な温度勾配が生じるのを防ぎ，最

高温度も下げることができる．触媒密度を下げてセル内部で生じる温度勾配を小さく

することは，セラミック材料を用いる SOFCにとって効果的であると考えられる．
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第 7 章

結　論

　本研究では，分散型エネルギーシステムの開発およびその高性能化の要請を受け，再生

型蒸気噴射ガスタービンシステムおよび固体酸化物形燃料電池（SOFC）・ガスタービン複

合発電システム（以下，SOFC-GT複合システムと記す）に着目し，従来型システムより

も高性能なシステム構成を提案し，性能解析を行った．システムの最適な作動条件を示し，

また，エクセルギー解析に基づきシステム各構成要素のエクセルギー損失を評価すること

により，本研究で考案したシステムが従来型システムに比べて高効率となる原因を示し，高

性能エネルギーシステム構築のための指針及び性能限界を明らかにした．

また，小型ガスタービンや燃料電池・ガスタービン複合システムでは，主要要素である

燃焼器，燃料電池のエクセルギー損失が支配的となることから，燃焼および SOFCにおけ

る内部プロセスを解析し，要素内部で損失が生じる原因を示した．本解析では，内部プロ

セス解析と非平衡熱力学に基づいたエントロピー生成解析を組み合わせ，熱伝導，物質拡

散，反応，電子，イオンの輸送の各プロセス単位で燃焼，SOFC内部のエクセルギー損失

を定量的に分析する手法を確立し，要素性能の高度化のための基本的指針を明らかにした．

さらに，SOFC単セルに改質器を組み込ませた円筒型内部改質 SOFCについて性能解析

を行い，改質器の触媒密度を制御することで電極反応による発熱と改質反応による吸熱の

熱需給の最適化を図るなど，高性能 SOFCの開発の可能性を示した．

得られた結果は各章の終わりでまとめているが，要約すると以下のとおりである．

第 2章では，構成の異なった 2種類の再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの性能特性

を示し，それらのシステムと再生型システム，水噴射型システムおよび STIGシステムの

性能を熱効率やエクセルギー評価により定量的に比較した．その結果，再生型蒸気噴射シ

ステムについて，以下の知見を得た．

(1) 再生型蒸気噴射ガスタービンシステムは，排熱ボイラでの蒸気の生成により，排ガス

のエクセルギーの回収を容易にし，再生熱交換器での熱回収も比較的容易であるため，

再生型システムよりも効率は改善される．また，再生型蒸気噴射システムは，作業流
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体中に蒸気が混入するため，再生型に比べて空気比が小さくなり，それにより比出力

が大きくなる．

(2)水噴射ガスタービンシステムに比べて，再生型蒸気噴射ガスタービンシステムの熱効

率は高くなる．水噴射システム II型は，熱交換器内で水が蒸発し，温度差の大きい熱

交換を行うため，エクセルギー損失が大きくなるが，再生型蒸気噴射システムは，蒸気

発生および再生熱交換器で温度差の少ない熱交換が可能となり，比較的エクセルギー

損失が小さくなることが原因である．

(3)従来型の再生熱交換器を持たない STIGシステムに比べて，再生型蒸気噴射システム

は蒸気流量が少なく，排熱ボイラで温度差の小さい熱回収を行うため，熱効率は高く

なり，効率が最大となる最適圧力比は低くなる．また，蒸気を圧縮機出口に噴射する

再生型蒸気噴射 II型は，蒸気を燃焼器に噴射する I型よりも熱効率は高くなる．その

原因は再生器で蒸気による熱回収を行い，システムに供給する蒸気流量を少なくする

ことにより，排熱ボイラ内で温度差の小さい熱交換を可能にし，潜熱による損失を小

さくできるためである．さらに，II型には I型よりも低圧力比で最高効率を得る特性

がある．

(4)再生型蒸気噴射システムは，熱電可変システムとして，熱と電力の出力割合を変えて

併給することが可能となり，熱負荷最大時には，システム総合効率は 70% (HHV) を

上回る．電力として得られる比率は，STIGシステムより多くできる．

第 3章では，SOFC-GT複合システムにおいて高性能化を図るために多段型複合方式を

提案し，その提案システムおよび従来から検討されているシステムの性能を定量的に評価，

比較した．その結果，以下の知見を得た．

(1)標準型，内部熱回収型，多段型のいずれのシステムも低圧力比で高効率となる傾向が

ある．また，標準型および多段型システムは，タービン入口温度（TIT）や圧力比の条

件に応じて，アフターバーナへ追い炊き燃料を供給し，燃料，空気の予熱をアフター

バーナ内の燃焼ガスを用いて行う必要がある．多段型は，圧力比の低い領域で追い炊

き燃料が不要である．

(2) SOFC-GT複合システムの主反応器である SOFCのエクセルギー損失は，従来のガス

タービンシステムにおける燃焼器のエクセルギー損失よりも大幅に小さくなる．SOFC-

GT複合システムが従来のガスタービンよりも高効率となるのは，主反応器のエクセ

ルギー損失が小さいことによる．

(3)標準型の効率が低くなる原因は，アフターバーナにおけるエクセルギー損失が大きい

ことによる．多段型や内部熱回収型にシステムの構成を改善することにより燃料およ

び空気の利用率は向上し，アフターバーナでの損失および排ガスによる損失を小さく
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できる．

(4) 本章で提案した 3段型 (1段目蒸気投入方式) SOFC-GT複合システムの熱効率は，内

部熱回収型よりも高く，70% (HHV) を超える．

第 4章では，素反応および多成分拡散を考慮した層流予混合，拡散火炎を対象として，粘

性消散，熱伝導，物質拡散，反応の各過程に起因するエントロピー生成およびエクセルギー

損失を定量的に解析した．それにより，燃焼のエクセルギー損失に寄与する過程を特定し，

またその特性が火炎の構造やパラメータによって異なることを明らかにした．得られた知

見を以下に記す．

(1) 予混合火炎では，反応に起因するエントロピー生成が支配的となる．全エントロピー

生成量に対する反応に起因する生成量の割合は，メタン燃料の場合よりも水素燃料の

場合のほうが大きくなる．また，燃料のエクセルギーのうち，水素燃料の場合 20.0%，

メタン燃料の場合 27.5%が燃焼過程で損失し，その 90%以上が反応および熱伝導に起

因する．

(2) 当量比を減少させることにより火炎温度が低くなるため，反応および熱伝導に起因す

るエントロピー生成量が増大し，それにより全エントロピー生成量も増加する．各過

程によるエントロピー生成の内訳は，当量比を減少させてもほぼ同じである．

(3) 流体の流入温度を上昇させることにより，熱伝導に起因するエントロピー生成量が大

幅に少なくなり，それにより全エントロピー生成量も減少する．熱伝導によるエント

ロピー生成量が減少するため，全エントロピー生成量に対する反応に起因する生成量

の割合は大きくなる．

(4) 拡散火炎では，熱伝導に起因するエントロピー生成が支配的となり，反応によるエント

ロピー生成の割合は予混合火炎の場合に比べて小さくなる．これは，予混合火炎の場

合は比較的温度の低い領域でも反応が起こるのに対し，拡散火炎の場合は温度がピー

クに達する領域で主要な反応が起こるためである．物質拡散によるエントロピー生成

量は，反応による生成量と同程度である．

第 5章では，SOFCの電極，電解質内部におけるプロセスの解析を行うことにより，温度

分布およびガス成分の濃度分布を求め，また，作動条件がセルの性能に及ぼす影響を示し

た．さらに，内部プロセスに起因するエントロピー生成を解析することにより，電極，電

解質でエクセルギーが損失する原因を明らかにした．主な結果を以下に記す．

(1) 電極，電解質内における温度変化は小さく，内部プロセスが温度分布に及ぼす影響は

小さい．また，電極内部のガスの濃度変化は，電極の厚さやガスの拡散係数によって

影響を受け，カソードの厚みが大きい場合では，酸素濃度の変化が大きくなる傾向が
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ある．

(2)温度，圧力の上昇とともにセルの実用効率は向上する．また，水素，酸素濃度の増加

により熱効率は上昇する．カソード側の酸素濃度が大幅に減少すると，一定の電流密

度を維持してセルを作動させることができなくなる．電流密度はカソード内の酸素の

濃度差に影響を受け，限界電流密度は，酸素濃度の低下とともに減少する．

(3)電極，電解質内部におけるエクセルギー損失の大部分は，電極・電解質界面における

電極反応の損失によって占められる．中でもカソード・電解質界面での反応に起因す

るエクセルギー損失が最も大きくなる．電極では物質拡散に起因する損失，電解質で

はジュール発熱に起因する損失が支配的であるが，電極反応による損失に比べると小

さく，熱伝導や粘性消散による損失は無視できるほど小さくなる．

第 6章では，円筒型内部改質 SOFCを対象として，熱，物質，イオン，電子の移動およ

び改質，電極反応過程を解析し，セル内部の温度，濃度，電位，電流密度分布を明らかに

した．また，改質器の触媒密度を下げた場合のセルの性能に及ぼす影響も検討した．主な

結果を以下に記す．

(1)燃料の改質反応は強い吸熱反応であり，反応速度も速いため，改質器入口付近で温度

が急激に低下する．また，改質器内部の急激な温度低下により，セル内部で著しい温

度勾配が生じる．電極，電解質材料にセラミックを用いる SOFCにとって急激な温度

変化は，熱応力による破損につながり望ましくない．

(2)電圧降下の大部分は，カソード側の活性化分極および抵抗分極による．活性化分極は

電極反応に起因する電圧降下であり，抵抗分極は電流が電極，電解質内部を流れるこ

とに起因する電圧降下である．

(3)改質器に充填された触媒の密度を下げることにより，改質反応の反応速度を遅くでき

るため，改質器入口付近で生じる急激な温度低下を小さくできる．また，改質器内部の

温度低下を小さくすることにより，セル内部で急激な温度勾配が生じるのを防ぎ，最

高温度も下げることができる．触媒密度を下げてセル内部で生じる温度勾配を小さく

することは，セラミック材料を用いる SOFCにとって効果的であると考えられる．
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