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1.　序論
　近年，地球温暖化防止のため，エネルギー利用の一
層の高効率化が求められている．発電に伴う排熱利用
を可能とする，分散型のミニ，あるいはマイクロコー
ジェネレーションの広範な普及に大きな期待が寄せら
れている．これを受けて，送電端出力 100kW以下のマ
イクロガスタービン（µGT）が実用化されている (1)．よ
り小規模の5kW級，効率40%のµGT実現の可能性と開
発課題が示されている (2)．
　しかし，ガスタービン単体では効率の高い再生器を
用いたとしても，40%程度の熱効率が限界と見られ，燃
料電池との複合化によって，効率を飛躍的に向上する
方法が模索されている．中でも固体酸化物形燃料電池
（SOFC）は 900oCから 1000oC程度の高温で動作するた
め，その排熱でタービンを駆動し動力回収を行うこと
により，極めて高い効率を実現することが期待されて
いる．既にこのようなサイクルにより 70%を超える発
電効率が得られる可能性が示されている (3)．さらに，
200kW, 300kW級の実証プラントによる試運転(4)も開始
されつつあるが，これまでの研究の多くは200kW級以

上の規模のシステムを対象としている．
   本研究では，小規模な事業所や集合住宅での利用を前
提とした，出力30kWのµGT-SOFCハイブリッドシステ
ムを取り上げ，そのサイクル解析を行う．この背景と
して，増加の著しい民生用エネルギー需要に対応する
必要があるとともに，ハイブリッドシステムの小型化
が，実用化の足かせとなっているSOFCの加工・製造コ
ストの低減に結びつく可能性があることを指摘できる．
　本論文では，マイクロガスタービンと燃料電池の複
合化の有効性に関してエクセルギーを指標とした評価
を行い，µGT-SOFCハイブリッドシステムの特徴を明
確にする．また，主要なサイクルパラメーターがサイ
クル性能に及ぼす影響を評価し，µGT-SOFCハイブ
リッドシステムを設計する際の設定指針を示す．さら
に，出力30kWのµGT-SOFCハイブリッドシステムの概
念設計を行い，システム全体の大きさを見積もる．
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        Small distributed generation systems are currently attracting much attention because of their

high energy utilization efficiency.  Among them, a hybrid system based on micro gas turbine

(µGT) and solid oxide fuel cell (SOFC) is expected to achieve a much higher efficiency than

traditional µGT.  In this paper, we investigate the effects of cycle design parameters on the perfor-

mance and feasibility of a µGT-SOFC hybrid system for small apartments and businesses.  As a

result, a general design strategy is found that less direct fuel input to combustor as well as higher

recuperator efficiency lead to higher generation efficiency, while higher steam-carbon ratio mod-

erates requirements for the material strength.  It is also confirmed that the hybrid system is much

superior to the recuperated gas turbine in terms of its power efficiency and aptitude for small

distributed generation.  The conceptual design of a 30kW µGT-SOFC hybrid system, of which

diameter and height are 750mm and 1500mm, respectively, is shown to give a power efficiency

over 65% (LHV) in the best possible case.
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T ：温度 K

V ：電圧 V

W ：仕事率 W

i ：電流 A

n ：化学種のモル数 mol

p ：圧力 atm

x ：各成分モル分率
δ ：セル構成材料の厚み mm

η ：効率
ρ ：抵抗率 Ω cm

π ：圧力比

　　添字
cell ：燃料電池セル
ref ：改質反応
shf ：シフト反応
an ：アノード電極
ca ：カソード電極
el ：電解質
net ：実質的な量
act ：活性化分極
SOFC：固体酸化物形燃料電池
c ：圧縮機
t ：タービン
DA ：直流－交流変換器
gen ：発電機
gcfc ：SOFC燃料昇圧機
gcgt ：燃焼器燃料昇圧機
blow ：ブロアー
in ：構成要素の入口
out ：構成要素の出口

２．対象とするシステム
　マイクロガスタービン・固体酸化物形燃料電池
（µGT-SOFC）ハイブリッドシステムの構成を図 1に示
す．図中の温度，仕事等は後述する概念設計の条件に
基づくサイクル解析の結果である．燃料としては常温
常圧のメタンCH

4
が供給されるものとする．

　本システムでは，まず空気を圧縮し，再生器で加熱
する．再生器を通過した空気，CH

4
をSOFCに供給して

発電を行う．SOFCの排気ガス中には，未反応のH
2
，CO，

CH
4
が含まれるので，これにCH

4
を加え，後段の燃焼器

において燃焼させる．燃焼ガスによりタービンを駆動
し動力発生・発電を行う．タービンから吐出されるガス
は再生器の加熱源として利用したのちに排出される．
　本システムにおけるCH

4
の改質は，SOFCの排気ガス

中の水蒸気を利用した内部改質とし，排気ガスを再循
環させることにより改質に必要な水蒸気を供給する方
式を前提としている．この方式により，外部に水蒸気

Fig. 1   µGT-SOFC hybrid system

Table 1   Cycle analysis conditions

発生器を持つことなく，自立した構成となる．

３．　サイクル解析の手法　
　3・1　仮定事項　　　　　サイクル解析を単純化するために
次の仮定事項を設けた．以下，特にことわらない限り
解析条件を表 1の通りとする．
(1) 物質は系外に漏れない．

(erutarepmeTlleC o )C 0001

(erutarepmeTtelnIenibruT o )C elbairaV

)-(oitaRerusserP 0.5

)Wk(tuptuOlatoT 03

)%(ssenevitceffEerutarepmeTrotarepuceR 58

)%(ycneiciffEcitabaidArosserpmoC 37

)%(ycneiciffEcitabaidAenibruT 08

)%(ycneiciffElacinahceMTG 59

)%(ycneiciffEcitabaidArewolB 07

)%(ycneiciffElacinahceMrewolB 09

)%(ycneiciffEcitabaidArosserpmoCsaG 06

)%(ycneiciffElacinahceMrosserpmoCsaG 09

)-(oitaRnobraCmaetS 3

(ytisneDtnerruC m/A 2) 0003

H
2

)%(oitaRnoitazilitU 08

)mm(ssenkcihTedohtaC 2

)mm(ssenkcihTedonA 1.0

)mm(ssenkcihTetylortcelE 20.0

)%(porDerusserPCFOS 5

)%(porDerusserPremrofeR 4

)%(porDerusserPretliF 5.0

)%(porDerusserPtneV 5.0

)%()ediSriA(porDerusserProtarepuceR 3

)%()ediStsuahxE(porDerusserProtarepuceR 2

(erutarepmeTcirehpsomtA O )C 51

)%(ycneiciffErotareneG 89

)%(ycneiciffEretrevnI 39

Recuperator

SOFC

Cathode

Anode

DC

AC

Compressor
Turbine

Filter

Vent

Blower

C
o

m
b

u
st

o
r

Reformer
CH4

225oC

15oC

1000oC

887oC

1000oC

1000oC

1150oC

837oC
406oC

Air

8.2kW 15.5kW

23.6kW

6.4kW

0.0384kg/s

9.69 x10-3 kg/s

TIT:1150oC,  Tcell:1000oC,  Pressure Ratio:4.0 ,

S/C:4.0,  Recuperator Effectiveness:95% ,

Generation Efficiency:66.5%

Heat

Gas 

Comp.

Exhaust

337

627



マイクロガスタービン・固体酸化物形燃料電池ハイブリッドシステムのサイクル解析

(2) 放熱，伝熱による損失は無視する．
(3)  SOFCは集中定数系として解析する．
(4)  反応は平衡に達するまで進む．
(5)  反応は一定の温度・圧力・組成で起こるものとし，
反応容 器内でのこれらの分布は考えない．

(6) 定常運転のみを考える．
(7) CH

4
の改質は，セルスタックの発熱を利用した間接

内部改質方式とし，アノード電極には改質後の混合
ガスが流入する．

(8) アノード出口，カソード出口，改質器出口の温度は
セルの反応温度と等しい．

(9) 燃焼器では SOFCから排出されるH2，CO，CH4お
よび新たに投入されるCH

4
が完全燃焼する．

　3・2　反応熱，平衡定数　　　　　燃料電池の解析を行うた
めには改質器の反応，セルの反応を評価するために反
応熱，平衡定数を求める必要がある．まず，反応熱に
ついては JANAF表 (5)より生成エンタルピーを求め，反
応前後の差をとることにより求めた．平衡定数は
JANAF表 (5)より生成ギブスエネルギーを求め，反応前
後の差をとることにより反応ギブスエネルギー∆Gを得
た．∆Gより平衡定数Kは以下の式 (1)より計算できる．
すなわち，気体定数をRとすると，次のように表せる．

K
G

RT
= -ÊË

ˆ
¯exp

D
　 (1)

反応熱，平衡定数は温度の多項式で近似した．
　3・3　マイクロガスタービン　圧縮機，タービンの
解析は文献 (6)の方法によった．燃焼器では，はじめに
出口温度を与え，繰り返し計算によって投入すべき燃
料の量を求めた．燃焼熱は3・2の方法により求めた．ガ
スタービンから取り出せる電力は，タービン仕事W

t
，圧

縮機仕事W
c
，燃焼器燃料昇圧機仕事W

gcgt
，発電機効率

η 
gen
，ガスタービン機械効率η 

mgt
から次のように計算で

きる．

  
W W W Wgt gen mgt t c gcgt= -( ) -η η 　 (2)

　本解析では，表 1に示す通り，圧縮機断熱効率 73%，
タービン断熱効率 80%を設定している．これらの数値
は，出力 10kWのガスタービンにおいて，各々 75.7%，
83.3%の断熱効率が得られるとの報告例(7)に基づいて決
定した．
　3・4　改質器　　　　　改質器では，水蒸気を含むアノード
反応ガスと燃料とが反応し，セルにて発生する熱の供
給を受け反応が進行する．この反応は，次のように評
価できる(3)．

　改質反応 CO3HOHCH 224 +→+ (3)

　シフト反応 222 COHOHCO +→+ (4)

改質反応は吸熱反応，シフト反応は発熱反応である．

　改質反応の平衡定数をK
ref
，シフト反応の平衡定数を

K
shf
とすると，各々の平衡定数は，成分の分圧を用いて

次のように表すことができる．

K
p p

p pref = H2 CO

CH4 H2O

3

(5)

K
p p

p pshf = H2 CO2

CO H2O
(6)

式 (5)，(6)に3・2の方法により求めたK
ref 
，K

shf
を与え，

繰り返し計算によって改質反応，シフト反応の反応モ
ル数 ∆n

ref 
，∆n

shf
を算出することができる．なお，K

ref 
，

K
shf
の計算の際は，改質器の出口温度がセル温度と等し

いものと仮定した．また改質反応の反応温度として，入
口温度と出口温度の算術平均を与えた．以上の手順か
ら反応モル数を求めた後，3・2の方法より反応エンタ
ルピーを求め，入口，出口のエンタルピーを考慮して
エネルギーバランスよりセルから受け取る熱Q

ref
を求め

た．なお，混合ガスのエンタルピーの計算に当たって
は文献 (6)の方法を用いた．特にCH

4
のエンタルピーの

計算には文献 (8)の定圧比熱の多項式近似を用いた．
　3・5　セル　　　　　
　　　　　3・5・1　理論起電力　セルでは次の反応が起こる．

　水素の酸化 OHO2/1H 222 →+ (7)

　一酸化炭素の酸化 22 COO1/2CO →+ (8)

反応前後でのギブズエネルギーの変化を ∆GH2 とする
と，理論起電力は次のように求まる (15)．

V
F

G
RT

F

p

p p
an

an ca
H2 H2

H2O

H2 O2

= - -
Ê

Ë
Á

ˆ

¯
˜

1

2 2
D ln ,

, ,
(9)

式 (9)を式 (1)を用いて整理すると，

V
RT

F
K

x

x
x pan

an
ca caH2 H2

H2O

H2
O2= -

Ê

ËÁ
ˆ

¯̃
+ ( )Ï

Ì
Ô

ÓÔ

¸
˝
Ô
Ǫ̂2

1

2
ln ln ln,

,
,       (10)

一酸化炭素の酸化についても同様に計算できる．

V
RT

F
K

x

x
x pan

an
ca caCO CO

CO2

CO
O2= -

Ê

ËÁ
ˆ

¯̃
+ ( )Ï

Ì
Ô

ÓÔ

¸
˝
Ô
Ǫ̂2

1

2
ln ln ln,

,
,      (11)

平衡定数は 3・2の方法により計算することができる．
　3・5・2　反応量　ここで，平衡定数の定義より，ア
ノードの酸素の分圧は次式で表すことができる．

p
K

p

p K

p

pan
an

an

an

an
,

,

,

,

,
O2

H2

H2O

H2 CO

CO2

CO

=
Ê

ËÁ
ˆ

¯̃
=
Ê

ËÁ
ˆ

¯̃
1 1

2 2

          (12)

式 (12)を用いることにより，式 (10)で計算される水素
の酸化による起電力と式 (11)で計算される一酸化炭素
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の酸化による起電力は等しくなる．
　計算の際には，まず水素利用率より水素の反応量を
求める．簡単のため電極の電位は全て，入口と出口の
各成分のモル数の平均を用いて計算することにする．
反応前の各成分のモル数はnに添え字を付け，水素の反
応モル数を∆n

H2
，一酸化炭素の反応モル数を∆n

CO
と表

すことにすると式 (12)より，

1 0 5

0 5

1 0 5

0 5K

n n

n n K

n n

n n
an

an

an

anCO

CO2 CO

CO CO H2

H2O H2

H2 H2

,

,

,

,

.

.

.

.

+
-

=
+
-

D
D

D
D         (13)

となる．反応量の前の係数1/2は起電力を入口と出口の
平均成分で与えたためのものである．式 (13)に∆n

H2
を

与えると∆n
CO
を求めることができる．

　3・5・3　分極　実際のセルでは，内部抵抗による電
圧降下（分極）が発生し，実質的な起電力は理論起電
力よりも低くなる．この内部抵抗の要因としては，反
応に必要な活性化エネルギーに起因する活性化分極，
反応ガスの不均一により発生する濃度分極，電極の電
気抵抗と電解質のイオン電導抵抗による抵抗分極を考
えることができる．ここでは活性化分極ならびに，抵
抗分極による電圧降下を考慮に入れることとする．濃
度分極は他の分極と比較して小さくなる(15)ので考慮し
ていない．
　これまでに，SOFCにおける分極特性に関するいくつ
かの報告例 (9)(10)を見ることができるが，構成材料の違
いやガス組成により複雑な特性を示す．電極反応機構
の解明を目的とした詳細な検討等も行われている(11)が，
現段階で理論的に算出することは困難である．そのた
め，実験式を利用した推定を行うことが必要となる．水
素発生等の電解反応の活性化過程における過電圧を推
定する実験式としてButler-Volmerの式 (12)がよく知られ
ているが，電解反応の逆のプロセスであるSOFCの電極
反応における過電圧が，この式による推定値と比較的
良く一致すると言われている (13)．一方で，電極におけ
る酸素分圧の影響を考慮した実験式を使用した平板型
セルの性能解析に関する報告例(14)も見られるが，いず
れの方法が適切であるかについて明確な評価結果が無
く，汎用性を有する活性化分極の推定方法は確立され
ていない．このような状況を受けて，本解析では，活
性化分極の推定式として，Butler-Volmerの式から導か
れるTafelの式と類似の特性を表す次の式(15)を用いるこ
ととした．　

　V V
J J

J J
J Jact a

c o

c o
o=

( )
+( )

Ï
Ì
Ô

ÓÔ

¸
˝
Ô
Ǫ̂

+( )ln /

ln /
ln /

1
1           (14)

ここで，V
a
ならびに J

o
は各々次のように表される．

　V Ta = ( )0 074 1273. / 　           (15)

　 Jo
T= ¥- +10 107520 4 51 4( / . ) 　           (16)

　 Jc = ¥0 4 104. 　           (17)

　式 (14)～ (17)は，円筒型のセルの解析に使用されて
いる(15)が，Butler-Volmerの式に基づいていることから，
セル形状に依存せず適用可能であると考えられる．
　抵抗分極については，セル構成材料の抵抗率を次の
各式で見積もることができる (3)．

　  ρan T= -( )0 00298 1392. exp / 　           (18)

　  ρca T= ( )0 008114 600. exp / 　           (19)

　  ρel T= ( )0 00294 10350. exp / 　           (20)

これらの抵抗率からセルにおける電圧降下を推定する
際には，円筒，平板等のセル構造に応じた等価回路（梯
子型回路近似ならびに分布定数回路近似）による詳細
な解析 (14)(15)が必要となるが，ここでは簡便化のために
セル構成材料の厚さの影響のみを考慮した推定を行う．
　本解析では，セルの形状やスタック構成等を考慮し
ていないことから，単セル間を接続するインターコネ
クターの抵抗については考慮していない．インターコ
ネクターに使用される酸化物材料の抵抗率は比較的大
きい (16)．単セルの積層化に際しては，酸化物材料の厚
みを2.0µm程度の薄膜とし，さらにNiによる接続が行
われる (17)．このような場合には，インターコネクター
の抵抗はそれほど大きくならないことが予想され，イ
ンターコネクターを無視したことが解析結果に及ぼす
影響は小さいと考えられる．
　本解析における過電圧の算出結果の一例を図 2に示
す．図2は温度を媒変数として電流密度と過電圧の関係
を示している．電極および電解質の厚みは表1に示して
いる通りである．実線が全過電圧を示し，破線が活性
化過電圧を示している．両者で挟まれた部分が電気抵
抗ならびにイオン電導抵抗による電圧降下を表してい
る．動作温度1000oCで電流密度が3000A/m2の場合に電
圧降下は 0.159Vになる．この値は，既に報告されてい
る各種の実験結果 (18)-(21)と比較して同程度である．
　また，SOFCでは電極における炭素析出が問題となる
場合があるが，本解析では特に考慮していない．その

Fig. 2  Relation between current density and overpotential
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Fig. 3   Breakdown of exergy consumption

理由は次の通りである．表2は表1の条件で解析した場
合のアノード入口ガスの組成の一例を示したものであ
る．表2から分かるように，アノード入口ガスにはCH

4

はほとんど含まれず，H
2
Oが 35%程度含まれることか

ら，炭素析出が発生することはないと予想される．な
お，アノード入口に直接CH

4
を供給する直接内部改質

の場合には，炭素析出を考慮した評価 (22)が必要になる
と考えられる．
　3・5・4　SOFC出力　前項に述べた活性化分極V

act
，

および抵抗分極を考慮すると，セルの実質的な電圧は
次のように表すことができる．

  
V V V Jnet act an an ca ca el el= - - + +( )H2 ρ δ ρ δ ρ δ          (21)

と求まる．また，電流は反応モル数より算出できる．

i F n F n= +2 2D DH2 CO　           (22)

従って，SOFCで発生する電力は，次のように表される．

¢ =W V iSOFC net 　           (23)

しかし，SOFCの運転のための補機の駆動に必要な電力
をSOFCの出力でまかなうことを想定すると，実際に利
用することのできる電力は，次のように表される．

  
W W W WSOFC DA SOFC gcfc blow= ¢ - -η 　           (24)

　3・5・5　エネルギーバランス　SOFCのエネルギー
バランスの計算に当たってはアノード出口，カソード
出口の温度が等しいものと仮定する．まず，入口のエ
ンタルピーH

in
 および反応エンタルピー∆H

cell
を求める．

これらと先に示した SOFCの出力と改質に要する熱と
から出口のエンタルピーH

out
を算出することができる．

H H H W Qout in cell SOFC ref= + -( ){ } - ¢ -( )D           (25)

アノードのガスとカソードの空気を混合した温度をH
out

より求め，それをアノード，カソードそれぞれの出口
温度とする．アノードから出たガスの一部は改質反応
の水蒸気を供給するため再循環される．再循環される
部分と燃焼器に入る部分の比はS/C比から決める．本研
究ではアノード，カソードの各出口温度をセルの温度
と等しいと仮定し，はじめにセルの温度を与え，繰り
返し計算により，所定のセル温度となるような燃料投
入量を算出した．
　なお，本研究では，発電効率は燃料電池と燃焼器に
投入した燃料の低位発熱量の和で定義するものとする．

４ .　ハイブリッドシステムの特徴
　µGT-SOFCハイブリッドシステムでは 70%近い発電
効率が期待できる．この理由を明らかにするため，エ

クセルギー解析を行った（図 3）．再生ガスタービンに
ついてもセラミックガスタービンを想定し，タービン
入口温度（TIT）を1250oCとした．エクセルギー消費の
割合は投入した燃料のエクセルギーに対して定義して
いるので，出力の割合は発電効率とは異なる．ハイブ
リッドシステムを再生ガスタービン単体と比較すると，
燃焼損失，排気損失が著しく減少していることがわか
る．再生ガスタービンでは燃料から一度熱を得てから
タービンで仕事を取り出しているのに対して，ハイブ
リッドシステムでは直接電力を取り出していることに
より，燃焼の際に失われていたエクセルギーの一部を
電力として取り出すことができると考えられる．一方，
SOFC単体と比較すると，排気損失，再生器損失が大き
く減少している．SOFC後段にタービンを置くことによ
り，排気から有効に仕事を回収するとともに，再生器
における，低温側，高温側の温度差が小さくなり，伝
熱によるエクセルギー損失も低減されている．
　出力規模が小さくなると性能は低下すると考えられ
る．そこで，出力規模が効率に及ぼす影響を比較する

Table 2  Composition of anode inlet gas

( T
cell

 = 1000 oC,  π = 4.0,  S/C = 4.0 )

Table 3   Effect of power output size on fuel consumption

Table 4   Effect of intake air temperature on fuel consumption
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ために，ハイブリッドシステム，再生ガスタービン単
体の双方について，出力規模を30kW，300kWの二通り
に変化させ性能を計算した．なお，出力規模により，圧
縮機，タービン効率および，機械効率が影響を受ける
ものとした．また，ハイブリッドシステムにおいてガ
スタービンで得られる出力は全体の5分の1程度である
ことを考慮して，各要素効率を与えた．結果を表3に示
す．電力 1kWを得るのに必要な燃料の発熱量を 30kW

と 300kWで比較すると再生ガスタービンでは 0.23kW

増加しているのに対して，ハイブリッドシステムでは
0.07kWの増加にとどまっている．ハイブリッドシステ
ムは出力規模の影響が小さく，小型化に適したシステ
ムである．
　ガスタービンでは特に大きな電力需要のある夏場に
外気温の上昇により，性能が低下する．この影響を評
価するため，圧縮機入口温度を再生ガスタービン，ハ
イブリッドシステムの双方について 15oC，30oCの2通
りに変え，性能を計算した（表 4）．再生ガスタービン
では 30oCのとき 15oCのときと比較して 1kWの電力を
得るために必要な燃料は0.12kW増加する．これに対し
て，ハイブリッドシステムでは0.03kWの増加にとどま
る．このことからハイブリッドシステムは外気温の影
響を受けにくいサイクルであるということができる．

5.  　ハイブリッドシステムの設計指針
　サイクルパラメーターには各々に設定可能な範囲が
存在する．例えば，圧縮機，タービンの断熱効率など
は出力規模により，おおよそ決まってしまい，大きく
向上することは難しい．一方，圧力比は自由に設定し
うる．本章ではセル反応温度と TITがサイクルに及ぼ
す影響について述べた後，比較的自由に設定すること
が可能な再生器効率，S/C比，圧力比，TITの選定指針
を示す．
　5・1　SOFCセル反応温度，タービン入口温度（TIT）
　SOFCセル反応温度，TITを変数としてサイクル計算
を行った．発電効率を図4に示す．発電効率はセル反応
温度が高くなるとともに上昇する．しかし，セル反応
温度が上昇すると高温に耐えうる材料を使わなくては
ならないため，高コストとなる．また，熱衝撃を軽減
するため，起動に著しく時間がかかる．次節以後，現
時点で限界と考えられる 1000oCとして，解析を行う．
　一方，セル温度を一定としてTITが高くすると，一般
のガスタービンとは逆に発電効率は低下する．図5に投
入される燃料の発熱量を示す．太線はSOFCの改質器入
口に投入される燃料と燃焼器に投入される燃料の合計，
細線はSOFCに投入される燃料である．両者にはさまれ
た部分が燃焼器に投入される燃料である．セル反応温
度一定の条件のもとに，TITを下げると燃料電池に投入
される燃料が増加し，燃焼器に投入される燃料は減少

する．ある TITで燃焼器に投入される燃料がゼロとな
り，それ以上TITを下げることはできなくなる．燃焼器
に投入される燃料は熱源としてタービンを駆動するの
みなのに対して，SOFCに投入される燃料はSOFCで直
接電力を発生した後排熱でタービンを駆動しているの
で，より有効に利用されていると考えられる．このた
め，燃料器に投入される燃料が減少し，燃料電池に投
入される燃料が増加したことが，TITが下がると効率が
高くなる理由であると考えられる．
　全体の出力のうち，SOFCで得られる部分の割合を図
6に示す．セル反応温度が上がると出力のうちSOFCの
割合が増加し，TITが上がるとSOFCの割合は低下する．
また，燃焼器に投入される燃料が0のとき，SOFCの割
合は最大となり，セル反応温度によらず約80%となる．

Fig. 4   Dependency of system efficiency on TIT

Fig. 5   Effect of cell temperature and TIT on heat input

Fig. 6   Fractional and total heat inputs
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　5・2　再生器温度効率　再生器温度効率を変化させ
たときの発電効率を図７に示す．TIT一定の条件のもと
で再生器温度効率を上げると発電効率は低下する．こ
の理由を以下に説明する．再生器温度効率を上げると
カソード入口温度が上昇する．すると，セル出口温度
一定の条件のもとでは，熱収支よりSOFCの単位空気流
量あたりの燃料投入量が減少することになる．これは
SOFCにおける酸素利用率（図 8）から確認できる．ま
た，SOFCに投入される燃料の絶対量も減少する（図9）．
その結果，セルから流れ出て燃焼器で燃焼する未反応
成分が減少する（図10）．従って，燃焼器出口温度一定
の条件のもとでは燃焼器に投入される燃料が増加する
（図9）．一方，再生器温度効率を高くすると燃焼器への
燃料投入量が0となる．つまり，図9で実線と破線が等
しくなる TITが低くなる．再生器温度効率を高めると
同時に，TITを下げると，燃焼器への燃料投入量を低く
保つことができる．このとき発電効率（図7）は上昇す
る．従って，再生器温度効率の向上による排熱回収量
の増加を発電効率の向上に結びつけるためには再生器
温度効率向上と同時に TITを下げ，燃焼器への燃料投
入量を低く保たなくてはならない．
　5・3　S/C比　　　　　改質器入口における水蒸気とメタン
のモル数の比を Steam Carbon（S/C）比と呼ぶ．S/C比
が決まるとアノードガスの内，再循環する量が決まる．
　S/C比を増やすと燃焼器への燃料投入量が 0となる

Fig. 7   Effect of recuperator effectiveness on efficiency Fig. 9  Heat input required at various recuperator effectiveness

Fig. 8   Effect of recuperator effectiveness on O
2
 utilization

 in SOFC

Fig. 10  Effect of recuperator effectiveness on H
2
 mass flow

 into combustor

TITは低くなる（図11）．S/C比の上昇によって，アノー
ド入口の高温のガスの流量が増加するため，セル出口
温度一定の条件のもとでは，セルの熱収支よりSOFCで
の燃料投入量が減少する（図11）．すると，アノードよ
り，燃焼器へ流れ出る未燃成分が減少しTITは下がる．
発電効率はTIT一定の条件のもとにS/C比を上げると大
きく低下するが，TITを下げて，燃焼器への燃料投入量
を一定とすると，発電効率の減少はわずかである（図
12）．またS/C比を上げるとTITの低下に伴って，ター
ビン出口温度（図 13）を下げることができる．例えば
S/C比が3.0から4.0になると燃焼器への燃料投入量が0

となるTITは1210oCから1165oCに低下する．この際ター
ビン出口温度は845oCから810oCに低下する．再生器高
温側入口温度が850oCから900oCを超えると，金属製よ
り高価なセラミック製再生器を使用する必要がある(23)．
S/C比を上げ，金属製再生器を利用することができれ
ば，若干の発電効率低下を考慮しても有利であるとい
える．
　5・4　圧力比　　　　　前節までに再生器温度効率は可能な
限り高くとることが有効であり，S/C比を上げるとター
ビン，再生器の材料の耐熱の条件を緩和できることが
わかった．そこで，以下では再生器温度効率η

R
を95%，

S/C比を 4.0とする．
　圧力比，TITを決定するためこの2つの変数を変化さ
せてサイクル計算を行った．発電効率を図 14に示す．
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TITを一定とすると，圧力比πが高いほうが効率は高く
なる．圧力比が上がると，タービン出口の温度が下が
り，カソード入口温度が下がる．SOFCセルの熱収支よ
り，燃料投入量が増加し，アノードから燃焼器へ流れ
出る未反応成分が増加する．その結果，TIT一定の条件
のもとでは燃焼器へ投入される燃料が減少する．一方，
圧力比が上がると燃焼器への投入燃料が0となる．つま
り，図 15で実線と破線が等しくなるTITが上がる．燃
焼器への燃料投入量が 0になる TITをとると仮定する
と，圧力比4.5で発電効率は最高となる（図14）が，こ
の付近で圧力比を変化させても発電効率への影響は小
さい．
　一方，圧力比の決定に際しては材料強度も考慮する
必要がある．タービン出口温度（図 16）は圧力比が高

Fig. 12   Dependency of efficiency on S/C ratio

Fig. 11   Heat input at various S/C ratio

Fig. 13   Effect of S/C ratio on turbine outlet temperature

Fig. 15   Effect of pressure ratio on heat input

Fig. 16   Effect of pressure ratio on turbine output temp.

Fig. 17   Turbine tip speed at various pressure ratio

Fig. 14   Dependency of efficiency on pressure ratio
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Fig. 18   Conceptual design of a 30kW micro gas turbine

and SOFC hybrid system

Recuperator

Compressor & Turbine

Generator

Space for Pipes

Cell Stack

Insulation

Pressure Vessel

Anode Recirculation Blower

�2
00

15
00

�750条件上有利である．このことから，タービン出口温度
とタービン周速の両者が各々許容範囲の値となるよう
に圧力比を設定しなくてはならない．

6. 　概念設計
　5・4節で述べたように発電効率と材料強度を考慮し
て圧力比を4.0と設定した．燃焼器への投入燃料が少な
いほど発電効率は高くなるが，アノードからの未反応
成分を確実に燃焼させるためにある程度の新たな燃料
投入が必要であると考えられる．そこで燃焼器の投入
燃料の発熱量を 1.5kW程度とすると，図 15よりTITは
11 5 0 oC となる．このとき燃焼器では，空気流量が
0.0384kg/sで温度上昇が150oCであり，安定な燃焼を保
持するための小容積での希薄燃焼技術の開発が必要と
なる．また，新たな燃料投入を必要としない高温触媒
燃焼技術 (24)の採用も検討する必要があろう．なお，上
記の条件では，発電効率は 66.5%となる．
　この条件のもとに概念設計を行い，システム各部の
大きさを評価した．セルスタックの大きさの見積もり
は次のように行った．反応量から求めた電流をあらか
じめ設定した電流密度で割ることによりセルの総面積
を求めた．一方，既存の実験機 (25)のセルの厚さが5mm

であるので，改質器流路の厚みなどを3mmとして，セ
ル一組あたり，8mmとした．概念設計図を図18に示す．
本体の大きさはおおよそ家庭用冷蔵庫程度であり，一
台で30kWの電力が得られることを考慮すると，大きさ
が普及の妨げになるとは考えられない．
　

7.　結論
　µGT-SOFCハイブリッドシステムのサイクル解析，
および概念設計を行い次の知見を得た．
(1) µGT-SOFCハイブリッドシステムでは，理想的には
出力30kWで発電効率65%を達成できる可能性があ
る．

(2) 30kWのµGT-SOFCハイブリッドシステムの大きさ
は家庭用冷蔵庫程度である．

(3) ハイブリッドサイクルは再生ガスタービン，SOFC

単体よりもエクセルギーの燃焼損失，排気損失が小
さい．

(4) ハイブリッドサイクルは再生ガスタービンと比較し
て，出力規模，外気温度が燃料消費量に及ぼす影響
が小さい．

(5) 燃焼器へ直接投入される燃料は少ない方が発電効率
は高い．つまり，セルの反応温度が一定であれば，
TITは低い方が発電効率は高い．

(6) 各パラメーターの設定の際には燃焼器への燃料投入
量がゼロになることによる制約がある．

(7) 再生器温度効率は高く設定したほうが発電効率は高
いが，同時にTITを下げ，燃焼器への燃料投入量を

低く保たなくては発電効率は低下してしまう．
(8) S/C比を上げると発電効率は若干低下するが，TIT，
タービン入口温度を低くすることができ，材料選定
の上で有利である．

(9) 発電効率最大となる圧力比が存在するが，圧力比の
決定には発電効率のみならず，タービン出口温度お
よびタービン周速を考慮せねばならない．
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