
Title アークプラズマと溶融池の相互作用を考慮した三次元
ティグ溶接モデルの開発

Author(s) 荻野, 陽輔

Citation 大阪大学, 2014, 博士論文

Version Type VoR

URL https://doi.org/10.18910/34460

rights

Note

The University of Osaka Institutional Knowledge Archive : OUKA

https://ir.library.osaka-u.ac.jp/

The University of Osaka



 

 

 

博士学位論文 

 

アークプラズマと溶融池の相互作用を考慮した 

三次元ティグ溶接モデルの開発 

 

 

 

 

荻 野 陽 輔 

 

2014 年 1 月 

 

 

大阪大学大学院工学研究科 

 

 



i 

 

目次 

 

第 1章 緒論          1 

 1.1 アーク溶接プロセスの現状と課題      1 

 1.2 アーク溶接プロセスの可視化       3 

 1.3 本研究の目的と方針        4 

 1.4 本論文の構成         5 

 

第 2章 3 次元ティグアーク-溶融池モデル      7 

 2.1 緒言          7 

 2.2 アークプラズマの巨視的取り扱い      7 

 2.3 支配方程式         8 

 2.4 物性値          10 

 2.5 本モデルにおける仮定        13 

 2.6 計算手法         13 

  2.6.1 速度場ならびに圧力場       14 

  2.6.2 温度場         19 

  2.6.3 電磁場         19 

 2.7 溶融池の対流駆動力        21 

 2.8 金属蒸気挙動の記述        22 

 2.9 境界条件         22 

  2.9.1 速度場ならびに温度場の境界条件      22 

  2.9.2 電磁場の境界条件        24 

 2.10 結言          28 

 

第 3章 3 次元ティグアーク-溶融池モデルによる数値解析    29 

 3.1 緒言          29 

 3.2 2電極ティグ溶接プロセスへの適用      29 

  3.2.1 解析条件         29 

  3.2.2 実験装置         30 

  3.2.3 単電極ティグアークと 2電極ティグアークの比較    31 

  3.2.4 電極配置の影響        37 



ii 

 

 3.3 継手形状の変化が熱源特性に及ぼす影響     41 

  3.3.1 開先継手におけるアークプラズマの熱源特性    42 

  3.3.2 隅肉継手におけるアークプラズマの熱源特性    49 

 3.4 結言          54 

 

第 4章 表面変形を考慮した 3次元溶融池モデル     57 

 4.1 緒言          57 

 4.2 自由表面の追跡モデル        57 

  4.2.1 PLIC-VOF 法        57 

  4.2.2 対流駆動力         61 

  4.2.3 ダムブレイク現象の解析ならびに実験との比較    62 

 4.3 熱輸送モデル         64 

 4.4 解析結果         65 

  4.4.1 仮想熱源モデル        65 

  4.4.2 表面変形が生じた際のマランゴニ対流による溶込み形成現象  66 

  4.4.3 熱源移動モデルと母材移動モデルの比較     69 

 4.5 結言          71 

 

第 5章 ティグ溶接の 3次元統合モデル      72 

 5.1 緒言          72 

 5.2 統合モデルの概要        72 

 5.3 解析結果         73 

  5.3.1 開先継手の変形と熱源特性の変化      73 

  5.3.2 隅肉継手の変形と熱源特性の変化      82 

  5.3.3 大電流アーク溶接における溶込み形成現象     84 

 5.4 今後の課題と展望        88 

  5.4.1 圧力の解析結果に及ぼす解析パラメータの影響    89 

  5.4.2 ガスメタルアーク溶接モデルに向けた展開-3次元溶滴移行モデル  92 

 5.5 結言          100 

 

第 6章 結論          103 

 



iii 

 

謝辞           108 

 

参考文献          109 

 

本論文に関する著者の発表論文       117 

 



1 

 

第 1章 緒論 

 

1.1 アーク溶接プロセスの現状と課題 

 ものづくりの現場において，材料は曲げ加工や成型加工，切断，穴あけ，接合といった

様々な加工プロセスを通じて構造物となり製品となる．ものづくり分野の国際競争が激し

くなる中，加工プロセスの高品質・高効率化に対するニーズが急速に高まっている．中で

も，自動車・鉄道車輌・航空機などの輸送機器，電力・ガスなどのエネルギープラントや

石油化学プラントなどのインフラ構造物の製造にはアーク溶接法が多く用いられている． 

 このアーク溶接法は電極の種類や溶融している部分を大気から保護する方法によってい

くつかに分類される[1]．本研究では電極としてタングステンもしくは少量のセリウム・ラ

ンタンやその酸化物を添加したタングステンを用い，溶接部の保護のために周囲にアルゴ

ン等の不活性ガスを流し込むティグ(TIG: Tungsten Inert Gas)溶接を対象とする．Fig. 1.1 に

ティグ溶接の概略図とアークプラズマの外観を示す．ティグ溶接は不活性ガスを用いて溶

接部を保護するため，高品質な溶接が可能なプロセスである．また，スパッタやヒューム

の発生量も少なく，作業環境も良好である．さらに，軟鋼をはじめ高張力鋼，低合金鋼，

ステンレス鋼など実用金属のほとんどに適用することができる．そのため，石油・化学プ

ラントなどにおける圧力容器，熱交換器などの耐圧部，耐食・耐摩耗などの高い継手性能

が要求される分野や補修溶接などに広く利用されている．しかしながら，他のアーク溶接

プロセスと比較すると効率がかなり低いといった問題点がある．このティグ溶接を含め

アーク溶接プロセスは製造業の各分野で広く用いられている技術である．そのため，さら

なる高効率・高品質化が強く求められており，新たなプロセスの提案や溶接材料の開発，

溶接電源の改良など様々な取り組みがなされている[2-16]． 

 

Fig. 1.1 Schematic diagram of TIG arc welding process and appearance of TIG arc plasma 
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 アーク溶接プロセスではアーク放電を用いて溶接部に対してエネルギーを集中させ，母

材が溶融・凝固することで接合が達成される．溶接プロセス中には，高々1 cm
3程度の領域

に物質の固体・液体・気体の三態，さらにはプラズマが混在している．この時，アークプ

ラズマは最大 20000 K 程度に達し非常に急峻な温度勾配を持ち，直接目視できないほどの

高輝度な発光を伴うほか，内部には秒速数百メートルに達するプラズマ気流が発生してい

る．また，溶融池においては 2000 K以上に達する溶融金属が様々な駆動力を受けて流動し

変形する．さらに，アークプラズマと溶融池の間では溶融池表面からの金属蒸気の発生や

溶融池表面形状の変化などの複雑な相互作用を及ぼしあっている． 

 溶接プロセス後には急激な加熱・冷却を経た溶接部は製品の一部となる．この際，適切

な施工がなされないと溶接部の強度や耐食性は劣化し，同時に変形や残留応力が発生する

など継手品質の要求を満たさなくなることもある．また，溶接施工中の溶接条件のわずか

な違いによって多種多様な溶接欠陥が発生することがある．さらに，溶接技術者・技能者

の経験・ノウハウに依存して施工後の継手品質は大きく異なる．すなわち，溶接後の継手

品質は非常にばらつきが大きく，完全には保証されていないのが現状である．そのため，

実際の製品の溶接プロセスにおいては，溶接施工要領書(WPS)にしたがった手順で施工が

行われる．通常，WPSのデータベースは過去の製品に対して実績が集められたもので，そ

れが参照され利用される．もし，実績のない新たな製品を作るのであれば，溶接品質を確

認するために様々な試験が行われることとなる． 

 このように溶接プロセスには不完全性が内包されている．このことから，溶接プロセス

は ISO9000sや JIS Z 9900 において，「後工程で実施される検査・試験によって要求された

品質を確保できているか，十分に検証することのできない工程」すなわち「特殊工程」と

されており，溶接施工全体に対する管理と妥当性確認が重要であるとされている[17, 18]．

そのため，現状においては溶接施工そのものに要するコストのほかに，検査や試験にかか

るコストも非常に大きな割合を占めている．このような背景を踏まえて本研究では，高品

質・高効率な溶接プロセスを施工後の継手品質が保証される検査フリーな溶接プロセスで

あると捉える． 

 本研究では，この溶接プロセスの不完全さは溶接プロセス中の現象の複雑さが引き起こ

しているものと考えている．この現象の複雑さゆえに現状においてアーク溶接現象は十分

に理解されているとは言い難い．溶接プロセスの高度化を確立するためには溶接プロセス

中のアーク溶接現象そのものをより深く理解し，複雑な現象を予測・制御することが必要

不可欠である．さらには，溶接技術者・技能者のノウハウや経験といった感覚的なものを，

定量的に表現し科学的な観点から考察していくことが重要であると考えられる． 
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1.2 アーク溶接プロセスの可視化 

 近年，より高度なアーク溶接プロセスの確立に向けて，アーク溶接現象そのものに対す

る理解を深めるために，アーク溶接現象を可視化する取り組みが盛んに行われている．可

視化の方法としては実験観察によるものと数値解析モデルによるシミュレーションの大き

く 2種類に分けることができる． 

 まず，実験観察を通じた可視化の取り組みとしては溶滴移行形態の変化[19]や溶融池の

表面状態を観察したもの[20, 21]，母材表面に作用するティグアークのアーク圧力を計測し

たもの[22-24]などが報告されている．特に，アークプラズマや溶融金属などの温度場を計

測するために，計測対象に対して非接触で擾乱を与えない手法である分光分析を適用し，

アークプラズマ[25]，溶融池表面[26-28]，溶滴[29, 30]といったアーク溶接プロセスの主要

素に関して温度を計測した例は多く報告されている．近年では，計測機器の発達も著しく，

より複雑で高度な計測例が報告されるようになってきた[31-33]．たとえば，辻村らは，溶

滴移行ならびに溶融した金属より生じる金属蒸気の混入を考慮した動的なミグ溶接の温度

計測を行い，形成される溶滴形状によってアークプラズマ内の温度場・金属蒸気の濃度分

布が変化することを報告している[34]．ほかにも Nomuraらによるトモグラフィー手法を用

いてタンデムティグアークの 3 次元的な温度分布の計測や[35]，Goett らによる溶融池の温

度分布ならびに放射率の測定などの報告がある[36]．さらにこの分光分析によるもの以外

でも，Haelsigらによるアーク溶接中の熱伝導，放射などのエネルギーバランスを詳細に検

討したものや[37]，Dreher らによる溶接中のガス流の可視化しシールド性を検討したもの

が報告されている[38]． 

 つづいて，数値解析によるシミュレーションを用いたものについて述べる．近年，計算

機の著しい発展に伴って，アーク溶接プロセスに関する数値シミュレーション技術も大き

く進歩している．アーク溶接現象の数値解析モデルは，電極中心軸を対称軸とした軸対称

現象を仮定した 2次元軸対称モデルがほとんどであり，アークプラズマ[39, 40]，溶融池[41, 

42]，溶滴移行[43, 44]のそれぞれの現象を独立したものと捉えたものが多かった．この中で

も，溶融池現象に関しては，表面形状の変化を考慮したものや[45]，適用範囲の広い 3 次

元モデルなど比較的多くのモデルが報告されている[46-48]．しかしながら，これらの溶融

池モデル内で用いる熱源モデルは，アークプラズマからの入熱やアーク圧力をガウス分布

や二重楕円モデル[49]などで近似し，解析結果が実験結果によく一致するように熱源半径

などの形状を調整するものである．また，これらの熱源モデルを用いずに 2 次元軸対称モ

デルで算出された入熱分布や圧力分布を 3次元溶融池モデルに入力するモデルもある[50]．

これらのモデルは実験結果をよく表現することは可能であるが，モデル内において任意に
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調整するパラメータが多くアーク溶接現象そのものを表現しているとは言い難く，アーク

溶接現象の理解を深めるモデルを構築するためには熱源，すなわちアークプラズマの特性

をより詳細に把握することが重要となっている． 

 一方で，近年ではアークプラズマと溶融池，溶滴を同時に解析する統合化モデルが報告

されつつある[51-53]．たとえば，Yamamoto らはティグ溶接を想定したモデルにおいて，

溶融池より発生する金属蒸気のアークプラズマへの混入を考慮することにより，解析によ

り求まる溶融池形状が実験結果とよく一致することを報告している[54]．また，Hertel らは

ミグ溶接を想定したモデルを構築し，金属蒸気や溶滴移行現象を含む非常に複雑な系にお

ける解析に成功している[55]．しかしながら，これらの統合モデルは 2 次元軸対称モデル

であり，静止状態の溶接など軸対称な現象にしか適用できない．さらに詳細なアークプラ

ズマの特性を表現するためには，3次元モデル化が必要不可欠であり[56-58]，3次元アーク

プラズマモデルによる解析結果を 3次元溶融池モデルに適用した例や[59]，3次元統合モデ

ルも報告され始めているが[60, 61]，適用例は未だ少ないのが現状である． 

 本研究では，これらの可視化手法のうち数値解析シミュレーションによるものに注目す

る．解析モデルにおいては数多く存在するパラメータを分離して取り扱うことができるこ

とや，外乱を排除して現象を捉えることができるため，より理論的な議論が可能である点

において有用であると考えている． 

 

1.3 本研究の目的と方針 

 本研究は現時点において不完全なアーク溶接技術に着目し，最終的には，溶接終了時点

において溶接品質が保証される信頼性の高い検査フリーな溶接プロセスを構築することを

目指して着手したものである．そのためには，アーク溶接現象を定量的に表現する手法を

確立する必要があり，本研究では現象予測とその制御につながる数値解析モデルを開発す

ることを目的とした．本研究では数あるアーク溶接プロセスの中でもティグ溶接プロセス

に注目し，モデル構築を行う．ティグ溶接は非消耗電極を用いるため電極の溶融・移行を

伴わず，その溶接現象は他のプロセスと比較すればシンプルであり，アーク溶接現象全体

を理解する上での基盤になるものと考えている． 

 本研究で構築するモデルは，多種多様な溶接現象に対応できる 3次元モデルである．ティ

グ溶接におけるアークプラズマならびに溶融池の両方の現象を同時に表現し，これらの相

互作用を考慮する．本モデルにおいて考慮する相互作用は，溶融池表面より発生する金属

蒸気ならびに溶融池表面の変形である．これらの現象は，アークプラズマの熱源としての

特性に大きく影響を与えるものと考えられ，詳細なアーク溶接現象の理解のためには必要
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不可欠である． 

 

1.4 本論文の構成 

 Fig. 1.2に本研究のフローチャートを示す． 

 まず，第 1 章は緒論であり本研究の背景ならびに本研究の目的と方針について述べてい

る． 

 第 2章では溶融池の表面形状を固定した 3次元ティグ溶接モデルを構築する．ここでは，

アークプラズマならびに溶融池の挙動を記述するための支配方程式とそれらを解くための

計算手法，境界条件について述べる． 

 第 3 章では，第 2 章にて構築したモデルによる解析例について述べる．まず，電極を 2

本用いる 2 電極ティグ溶接を対象とし解析を行う．また，実験もあわせて行い解析結果と

実験結果を比較し，解析結果の妥当性を検討する．さらに，母材の形状を変化させ開先継

手や隅肉継手を模した解析を行い熱源特性に及ぼす影響について解析する． 

 第 4 章では，溶融池表面の形状変化を考慮した溶融池モデルを構築する．ここでは，自

由表面を追跡するための計算手法について説明したのち，文献値との比較を行い構築した

モデルの妥当性を検証する．さらに，ガウス分布状の仮想的な熱源を用いて表面変形が生

じた際の溶込み形成の変化について解析する． 

 第 5 章では，溶融池の表面形状の変化を考慮した 3 次元ティグ溶接モデルを構築し，解

析を行う．ここでは，開先継手ならびに隅肉継手に適用した解析例を示した後，大電流アー

クに対して適用した例を示す．さらに，本モデルにおける課題と今後の展望についても述

べる． 

 第 6章では，本研究によって得られた結果を総括する． 
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第 2章 3 次元ティグアーク-溶融池モデル 

 

2.1 緒言 

 本研究では主として数値シミュレーションによるアーク溶接現象の可視化を通じて，現

象の定量的理解を進めていく．本研究で構築する数値解析モデルはアーク溶接プロセスの

なかでも非消耗電極を用いるティグアーク溶接プロセスを対象とし，生産現場における

様々な現象に対して対応することが可能な 3次元数値解析モデルである．  

 ティグ溶接プロセス中にはアークプラズマ・溶融池・電極が互いに相互作用を及ぼしあっ

ているが，ここでは特にアークプラズマと溶融池の相互作用として重要な溶融池より生じ

る金属蒸気の影響を考慮した．また，ティグ溶接に用いるタングステン電極は熱電子放出

によりプラズマに電子を供給する熱陰極であるため，電極先端における電流経路は電極が

ある程度高温である領域に制限されることとなる．アークプラズマの特性を解析する際に

は，この電極先端付近における電流経路を正しく表現することが重要である．本研究では

実験観察を通じて電子放出領域を推定し，モデルに反映させた・ 

 本章では，構築した数値解析モデルの支配方程式ならびに計算手法を述べるとともに各

変数に対する境界条件等について述べる． 

 

2.2 アークプラズマの巨視的取り扱い 

 物質は常温では固体・液体・気体のいずれかであるが，数千度以上に温度を上昇させる

とすべて気体となり，さらに 1万度以上において原子は電離し，プラズマとなる[62]． 

1801 年，Davy によってアーク放電が発見されて以降，プラズマは学問の対象として数多

くの研究がなされている[63]．このプラズマという言葉を電離気体に対して初めて用いた

のは 1928年 Langmuirによってである[64]．プラズマは，電子，正イオン，負イオン，中性

原子，分子など様々な種類の粒子によって構成されているが全体的に均一な電気的・光学

的な性質を有しており，巨視的には電荷の総和はゼロである． 

 このように，プラズマ中には多種多様な粒子が混在する．プラズマの挙動を記述するた

めには，本来，各構成粒子に対して別々の流体と考えて各種方程式を解く必要がある．し

かし，プラズマが光学的に薄く，原子やイオンの励起が電子の衝突によって支配的である

際には熱平衡に近い単純な近似を採用することができる．すなわち， 

(1) プラズマが各構成粒子の平均自由行程の数倍の領域において均質である． 

(2) プラズマ内の各構成粒子の衝突が十分頻繁で各粒子に対しマクスウェル速度分布が仮

定できる． 
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(3) プラズマ内の原子・イオンの励起ならびに電離は粒子間の衝突によるものが支配的で

ある． 

といった条件を満たすとき，プラズマは局所熱平衡(Local Thermionic Equilibrium: LTE)であ

るという[62, 65]．この場合にはプラズマ内の各構成粒子のエネルギー交換が十分になされ，

各粒子が同じ温度と考えることができるため，プラズマ全体を一つの流体として取り扱う

ことができる． 

 溶接に用いられるアークプラズマは，高温(5,000 ～ 30,000 K程度)，高密度(10
23

 個/cm
3

程度)なプラズマであるため，LTEを満足するものと考えることができる． 

本研究における解析モデルではすべて，アークプラズマに対して LTE を適用し，アークプ

ラズマを電磁粘性流体として取り扱った． 

 

2.3 支配方程式 

 局所熱平衡を仮定することによりアークプラズマは電磁粘性流体として取り扱うことが

できる．アークプラズマの熱流体・電磁流体としての挙動は以下の質量・運動量・エネル

ギーの保存則により記述することができる．さらに母材内における物質・熱輸送現象に関

しても物性値を変更することにより同様の式にて記述することが可能である． 

・質量保存則 

   0





t
v





       (2.1) 

・運動量保存則 

 
 

  FgPvv
t

v 









τ      (2.2) 

 ただし， 

  
































































































































































z

w

y

w

z

v

x

w

z

u

z

v

y

w

y

v

x

v

y

u

z

u

x

w

y

u

x

v

x

u

zzzyzx

yzyyyx

xzxyxx













2

2

2

τ  

・エネルギー保存則 

 
 

  RaWTHv
t

H







 
     (2.3) 
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 ただし， 

  dTcH p  

ここで式中の文字について， : 密度 [kg/m
3
]，v


: 速度ベクトル [m/s]，t : 時間 [s]，P : 圧

力 [Pa]， τ : 粘性応力テンソル [Pa]， g


: 重力加速度ベクトル [m/s
2
]， F


: 外力ベクトル 

[N/m
3
]， : 粘性係数 [kg/ms]，H : エンタルピー [J/kg]， : 熱伝導率 [J/msK]，T : 温度 [K]，

W : 内部発熱 [W/m
3
]，Ra : 放射損失 [W/m

3
]，

pc : 定圧比熱 [J/kgK]， wvu ,, : zyx ,, 方向

の速度 [m/s]をそれぞれ表している． 

 また，アーク溶接中にはアークプラズマや母材内を非常に高密度な電流が流れている．

アークプラズマ・母材ともに作用する外力として電磁力，内部発熱としてジュール熱を以

下の式より求める．マランゴニ力など溶融池のみに作用する対流駆動力に関しては後で詳

述する． 

・電磁力 

 BjF


         (2.4) 

・ジュール熱 

 


2

j
W



         (2.5) 

ここで， j


: 電流密度ベクトル [A/m
2
]， B


: 磁束密度ベクトル [T]， : 電気伝導率 [S/m]

をそれぞれ表している．ここで用いる電流密度および磁束密度は以下の電磁場で成り立つ

方程式を解くことにより得ることができる． 

・電流保存則 

 0 j


        (2.6) 

・オームの法則 

 Vj  


        (2.7) 

・ベクトルポテンシャルならびに磁束密度 

 AB


         (2.8) 

 jA


0

2          (2.9) 

ここで，V : 電位 [V]， A


: ベクトルポテンシャル [N/A]， 0 : 真空の透磁率 [H/m]をそれ

ぞれ表している． 

 本モデルでは以上の式を用いてアークプラズマならびに溶融池における速度場・圧力

場・温度場・電磁場を求めている． 
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2.4 物性値 

 本モデルにおいてシールドガスはアルゴンを想定している．アークプラズマは非常に広

範囲な温度を有しているため，その温度依存性を無視することができない[66-68]．さらに，

溶融した金属より噴出した金属蒸気がアークプラズマ内に混入することによりアークプラ

ズマの特性は大きく変化する[69]．本研究ではアルゴンと鉄蒸気の密度，粘性係数，熱伝

導率，比熱，電気伝導率に関して，Murphy により報告されたものを用いた[70]．さらに，

放射損失に関してはアルゴンについては Cram によって報告された手法により計算された

もの[71]，鉄蒸気については Menart らによって報告された手法により計算されたものを用

いた[72]．Fig. 2.1に純アルゴン，アルゴンに対して鉄蒸気が 1 mol%ならびに 10 mol%混入

したもの，純鉄蒸気に関して各種物性値の温度依存性を示す．この図からわかるように， 

 

(a) Density (b) Viscosity 

(c) Thermal conductivity (d) Specific heat 

Fig. 2.1 Physical properties of arc plasma used in this model 
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アルゴンアークプラズマの物性値は温度並びに鉄蒸気の混合率によって大きく変化する．

特に電気伝導率と放射損失に関しては 10, 000 K付近の温度域において，鉄蒸気の混合率が

数%であっても，その値が純アルゴンのものから大きく変化している．その影響からアー

クプラズマの電流経路，温度分布が大きく変化することが報告されている[73-75]． 

 続いて，母材の物性値について説明する．本モデルでは母材としてステンレス鋼

(SUS304)を想定した．ステンレス鋼の主な物性値を Table 2.1に示す[76]．ステンレス鋼の

熱伝導率と比熱に関しては温度依存性を考慮した． 

 

Table 2.1 Physical properties of stainless steel used in model 

Melting temperature [K] 1720 

Latent heat [J/kg] 5105.2   

Density [kg/m
3
] 8000 

Viscosity [kg/ms] 3108   

Thermal conductivity [W/mK] 

 

   

   TT

TT

TTT





 

17201100013.00.20

172011001100013.04.25

11001020175.02.9 26

 

Specific heat [J/kgK] 
 

 T

TTT



 

1720800

1720/1082.2136.0472 26

 

Electrical conductivity [S/m] 6104.1   

Work function [V] 4.5 

 

(e) Electrical conductivity (f) Radiation loss 

Fig. 2.1 Cotinued 
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 ステンレス鋼においては含有する硫黄量によって表面張力の特性が大きく変化すること

が報告されている．本モデルでは硫黄量が 10, 40, 300 ppm のものに対して解析を行った．

用いた表面張力ならびにその微分係数である温度係数を Fig. 2.2に示す[77, 78]．まず，Fig. 

2.2(a)からわかるように硫黄含有量が多いほど表面張力は小さくなることがわかる．これは

硫黄が表面活性元素であるからである．また，硫黄含有量が多くなるほど極大値は高温側

に移動していくことがわかる．そのため Fig. 2.2(b)で示されるように表面張力の温度係数は

硫黄含有量が大きいほど正の値をとる領域が高温側に広がっていく． 

 これらの表面張力の温度依存性は溶融池形状に対して大きく影響する[42, 79, 80]．Fig. 

2.3 にその模式図を示す．Fig. 2.3(a)に示す硫黄含有量が小さいときのように表面張力の温

度係数が負となりやすいときには，低温領域のほうが表面張力が大きくなるため溶融した

金属は高温な領域から低温な領域へ向けて流れが生じる．溶融池ではアークプラズマ直下

の中心部が最も高温であり溶融池の端部に向けて温度は低下していく．そのため，溶融池

表面においては中心部から端部へ向けた流れが生じ，浅く広い溶込みが形成される．一方

で，Fig. 2.3(b)に示すように硫黄含有量が大きいときには表面張力の温度係数が正となりや

すく高温であるほど表面張力が大きい．そのため端部から中心部に向けた流れが生じ，深

くて狭い溶込みが形成される．このような表面張力差によって生じる力をマランゴニ力と

いい，それにより生じた流れをマランゴニ対流という． 

 

 

(a) Surface tension 
(b) Temperature coefficient 

of surface tension 

Fig. 2.2 Temperature dependence of surface tension of stainless steel 
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2.5 本モデルにおける仮定 

 本モデルを構築するにあたっての主な仮定を以下に示す． 

(1) アークプラズマは局所熱平衡であるとする． 

(2) 陽極ならびに陰極近傍におけるシース領域は無視する． 

(3) 流れはすべて層流であるとする． 

(4) 計算領域内はアルゴンまたはアルゴンと鉄蒸気の混合ガスで満たされているものとし

外気の混入は考えない． 

(5) 母材表面は平坦であるものとし，変形しないものとする． 

(6) 電極は溶融・変形しないものとする． 

 以上の仮定にしたがって 2.3章に示した支配方程式を 2.4章に示した物性値を用いて解く

ことによりアークプラズマならびに溶融池の速度場・温度場などの状態を記述するモデル

の構築を行った． 

 

2.6 計算手法 

 本節では解析モデルで用いる計算手法について述べる．Fig. 2.4 に本モデルのフロー

チャートを示す．本モデルでは，まず，全体の電磁場について計算を行った後，アークプ

ラズマに関して速度場・温度場などを求める．ここで求まったアークプラズマからの入熱

など熱源としての特性を溶融池表面に与え，溶融池における速度場や温度場の解析を行っ

ている．これらの計算を目的とする時間まで繰り返し計算する．また，アークプラズマの

熱源特性のみに注目する際には，アークプラズマのみ計算を行い，状態がほとんど変化し

なくなったところで定常状態に達したとみなし，計算を打ち切っている． 

(a) Low sulfur (b) High sulfur 

Fig. 2.3 Schematic image of Marangoni flow 
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2.6.1 速度場ならびに圧力場 

 ここでは，アークプラズマならびに溶融池内の速度場・圧力場を求める手法について説

明する．アークプラズマならびに溶融池内の速度場は式(2.2)の運動方程式を各方向に展開

した以下の式(2.10.a)～(2.10.c) 

 xx

xzxyxx gF
zyxx

P

z

wu

y

vu

x

uu

t

u











































  (2.10.a) 
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yzyyyx
gF

zyxy

P

z

wv

y

vv

x

uv

t

v











































  (2.10.b) 

 zz
zzzyzx gF
zyxz

P

z

ww

y

vw

x

uw

t

w











































 (2.10.c) 

をそれぞれ解くことにより求める必要があるが，この中には未知数である圧力が含まれて

Fig. 2.4 Flowchart of the numerical calculation 
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いるため，このままでは解くことができない．そこで本モデルでは，質量保存則と運動量

保存則を連立して解くことにより流体の速度場と圧力場を求める手法であるSMAC法を採

用した[81]．その手順を以下に示す． 

 まず，連続の式中の密度の微小時間変化を表す項は充分に小さいものとみなし 0 として

扱う． 

   0 v


         (2.11) 

つづいて，運動方程式に関して，速度の時間微分項，圧力項，その他の速度項にわ

け，以下のように式を記しておく．  

  vfP
t

v 








 )(
       (2.12) 

   gFvvvf


  τ       (2.13) 

 次に，式 (2.12)の時間について差分を行う．この時，時間ステップの刻み幅を t

とし，現時刻 t，次の時刻 tt  に対する添え字をそれぞれ n， 1n とする．圧力項

に対しては次の時刻，その他の項は現時刻を採用し，差分すると以下のようになる．

  nn
nn

vfP
t

vv 








 


1
1 )()(

     (2.14) 

ここで，先に述べたように次の時刻における圧力は未知数である．これを求めるた

めに，式(2.14)を次のように分解する．  

 
     nn

n

vfP
t

vv 








~
      (2.15) 

 
   

P
t

vv
n








 ~1

       (2.16) 

ここで v~は仮の速度， P は圧力補正量を表しており，圧力補正量に関しては，  

 PPP nn 1         (2.17) 

を満たすものとなっている．  

 また，式(2.16)より次の時刻の速度は，  

     Ptvv
n

 
 ~1

       (2.18) 

により，求めることができる．  

 このように圧力補正量を求めることで次の時刻の圧力ならびに速度を求めるこ

とができる．つづいてこの圧力補正量の求め方を示す．式 (2.16)において，次の時

刻の速度場は連続の式を満たすものでなければならないので，式 (2.11)に代入し整

理すると，  
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 
t

v
P






~
2 
         (2.19) 

なる圧力補正量に関するポアソン方程式が得られる．これを解くことにより圧力補

正量を得ることができる．  

このように本モデルで採用した SMAC 法をまとめると，  

[1] 現時刻における速度場・圧力場により仮の速度場を求める．  

[2] 仮の速度場より圧力補正量を求める  

[3] 圧力補正量により，仮の速度場・現時刻における圧力場を補正し，次の時刻に

おける速度場・圧力場を求める  

といった計算を繰り返し行うことで時間進行させていくものとなっている．  

 以下では数値解析を行う上での差分化を考える．ここでは x 方向の式に対する差分式の

みを示す．y，z 方向に関しても同様の差分式を与えればよい．これ以降は時間差分におけ

る添え字は時間ステップが nのとき， kji
nP ,, を kjiP ,, のように書き省略する． 

式(2.15)について位置  kji ,,2/1 において Fig. 2.4の斜線部に示すコントロールボリューム

を考える．差分式は，式(2.10.a)の展開を参考に次のように表される．式中の右下の添え字

に関しては Fig. 2.5内のセル境界上の位置と対応している． 

 

      PPPPPPP grauEMFuvisuconupreutuu .....~     (2.20) 

ここで， 

・圧力項 

 
1

,,,,1

_
.



 


i

kjikji

P
Scadx

PP
preu        (2.20.a) 

・移流項 

数値計算の安定性を向上させるために 1次精度風上差分を採用している． 

 PPPP zconuyconuxconuconu .......       (2.20.b)  

 

 

Fig. 2.5 Definition position of variables to calculate velocity field 
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   (2.20.b-iii) 

・粘性項 

 PPPP zvisuyvisuxvisuvisu .......       (2.20.c) 
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   (2.20.c-ii) 
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   (2.20.c-iii)  

・外力項(電磁力) 

PxP FEMFu .         (2.20.d) 

・外力項(重力) 

 xPP ggrau .         (2.20.e) 

以上の式を用いることで，仮の速度を求めることができる．ここで用いる電磁力に関して

は後に詳述する． 

 つづいて式(2.19)，圧力補正量に関するポアソン方程式を位置  kji ,, において差分すると
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次式のようになる．ここでは Fig. 2.6の斜線部に示すコントロールボリュームを考える．式

中の右下の添え字は Fig. 2.6中の境界上の位置と対応している． 

 bPaPaPaPaPaPaPa DDUUWWEESSNNPP     (2.21) 

ここで， 

 
1__

1




ii

N
ScadxVecdx

a        (2.21.a) 

 
ii

S
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a
__
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        (2.21.b) 
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D
ScadzVecdz

a
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1
        (2.21.f) 

 DUWESNP aaaaaaa        (2.21.g)  
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   (2.21.h) 

この式に対して収束計算を行うことで圧力補正量を求めることができる． 

最後に式(2.17)より， 

 kjikji

n

kji PPP ,,,,

1

,, 
       (2.22) 

また，式(2.18)を位置  kji ,,2/1 にて差分して， 
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   (2.23) 

となり，次の時刻における圧力場ならびに速度場を求めることができる．以上が速度場・

Fig. 2.6 Definition position of variables to calculate pressure field 
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圧力場の時間発展に関する計算手法である．電極・母材に対する境界条件等についてはの

ちに詳述する． 

 

2.6.2 温度場 

 ここでは，温度場の計算手法について述べる．まず，式(2.3)を展開すると， 

RaW
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
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
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
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

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
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


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





 (2.24) 

となる．この式の差分化に関しては，位置  kji ,, Fig. 2.6に示したものと同様のコントロー

ルボリュームを考え，2.6.1 項に示したものと同様の差分式を考えればよい． 

 本モデルにおいてはエンタルピーに関して式(2.24)を解いたのちに温度に変換すること

により，温度場の時間発展を求めている．母材の溶融に関しては Fig. 2.7 に示すエンタル

ピー法を用いて表現している[82, 83]．エンタルピー法では，溶融潜熱をエンタルピーの温

度依存の一部として取り扱い，融点に達した計算セルにおいては溶融潜熱分のエネルギー

を受け取るまで，温度が上昇せず一定に保たれる．本モデルでは母材において融点を超え

る計算セルにおいてのみ速度場ならびに圧力場の計算を行った．また，母材内において放

射損失はないものとして解析を行っている．ジュール熱ならびにアークプラズマと母材・

電極間のエネルギー輸送に関しては後に詳述する．  

 

2.6.3 電磁場 

 つづいて，電磁場の解析手法について述べる．まず，式(2.6)，(2.7)より次のラプラス方

程式が導かれる． 

 

Fig. 2.7 Schematic diagram of enthalpy method 
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   0 V         (2.25) 

 これを展開すると， 
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これを位置  kji ,, において Fig. 2.6 で示したコントロールボリュームを考え差分化したの

ち，収束計算によって電位分布を求めることができる．求まった電位分布に対して式(2.7)

より電流密度を求めることができる．式(2.7)を展開すると以下のようになる． 

 
x

V
jx




          (2.27.a) 
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V
j y




          (2.27.b) 

 
z

V
j z
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
          (2.27.c) 

式(2.27.a)～(2.27.c)より電流密度分布が求まれば，式(2.5)よりジュール熱を求めることがで

きる． 

 さらに式(2.8)，(2.9)よりアークプラズマによる磁場分布を求めることができる．まず，

式(2.9)より磁場に関するベクトルポテンシャルを求める．式(2.9)を展開すると， 
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それぞれの方向のベクトルポテンシャルを収束計算により求める．その後，式(2.8)により

磁束密度を求める．式(2.8)を展開すると以下のようになる． 
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 これらの式から各方向の磁束密度分布を求めたのち，式(2.4)より電磁力を求める．式(2.4)

を展開すると， 

 yzzyx BjBjF          (2.30.a) 

 zxxzy BjBjF          (2.30.b) 

 xyyxz BjBjF          (2.30.c) 

 以上のようにして，計算領域内全体における電磁場ならびに電磁力・ジュール熱を求め

ることができる．ここで求まった電磁力は運動量保存則の外力項に，ジュール熱はエネル

ギー方程式に代入することによってそれぞれの影響を考慮した速度・圧力場ならびに温度

場を求めることができる． 
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2.7 溶融池の対流駆動力 

 アーク溶接プロセス中には溶融池内の金属は激しく流動している．対流駆動力は様々存

在するが，本章で構築する溶融池表面の変形を考慮しない本モデルにおいては，溶融池の

対流駆動力は電磁力・プラズマ気流によるせん断力・マランゴニ力のみとした．Fig. 2.8 に

示すように，それぞれの対流駆動力によって生じる対流の向きはそれぞれ異なる．また， 前

述したとおり，マランゴニ力に関しては母材の硫黄含有量によってその向きが決まる． 

 つづいて，これらの対流駆動力の計算手法について述べるが，電磁力に関しては 2.6.3項

にて示したとおりである．まず，プラズマ気流によるせん断力 SS  [Pa]は次の式で与えられ

る． 

 
surfacePool

SSS
z

v








        (2.31) 

ここで， S : 母材表面直上におけるアークプラズマの粘性係数 [kg/ms]を表している．また，

マランゴニ力   [Pa]は次の式で与えられる． 

 
surfacePoolr

T

T 









         (2.32) 

ここで， : 表面張力 [N/m]を表しており，
T


が Fig. 2.2(b)で示した表面張力の温度係数

を表している．これらの式によって求められた駆動力を母材表面における速度として与え

ることで，その影響を溶融池内の流れ場に反映させた． 

 

 

(a) Electromagnetic force (b) Shear stress by plasma 

stream 

(c) Marangoni force 

Fig. 2.8 Driving forces of the convection in weld pool 
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2.8 金属蒸気挙動の記述 

 アーク溶接中には溶融した陽極ならびに陰極より，金属蒸気が発生しアークプラズマ内

に混入する．金属蒸気が混入することにより，アークプラズマの特性は大きく変化する．

ここでは金属蒸気の挙動を記述するモデルについて述べる．本モデルでは金属蒸気の成分

は電極・母材の主成分である鉄のみであるものとしている． 

 まず，鉄蒸気の挙動は次の保存則によって記述する． 

  
 

   CDCv
t

C







 
    (2.33) 

ここで，C : 鉄蒸気の質量分率， D : 拡散係数 [m
2
/s]を表しており，次式で表される[84, 85]． 

  
 

    225.022225.0222

5.0

//

/1/122

GasGasGasGasFeFeFeFe

GasFe

MM

MM
D

 


   (2.34) 

ここで，添え字FeならびにGasはそれぞれ鉄蒸気およびガスを表すものであり，M : 分子

量，は  /D で定義される無次元数である．は理論上種々のガスに対して様々な値

をとるが，多くの実験データに基づく平均値として  GasFe  1.385 を仮定した．この近

似値は室温から 30, 000 度の高温に至るまで比較的精度が高く，本モデルで対象とする溶接

アークのモデルには適していると考えられる． 

 つづいて，金属からの蒸気の発生量 J  [kg/m
2
s]は Langmuirの式より，次式によって表さ

れる[86]． 

  
S

Fe

0
RT

M
pJ

2
        (2.35) 

ここで， 0p : 鉄の蒸気圧 [Pa][87]，R : 気体定数 [J/Kmol]， ST : 金属表面の温度 [K]を表し

ている．本モデルでは，鉄蒸気の発生源は溶融池のみとしている．式(2.35)をそのまま用い

ると金属蒸気が過度に発生してしまうため，本解析モデルでは，式(2.35)に係数をかけて用

いている．計算領域内の溶融池と接するセルにおいて鉄蒸気の質量流束を境界条件として

与えることで溶融池からの鉄蒸気発生を考慮した．以上の方程式にしたがって鉄蒸気の挙

動を求めることができる． 

 

2.9 境界条件 

2.9.1 速度場ならびに温度場の境界条件 

 本モデルにおける境界条件について述べる．Fig. 2.9に本モデルの境界条件をまとめたも

のを示す．まず，計算領域の周囲は開放されているものとし，アークプラズマと電極・母
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材といった金属との境界は non-slip 境界として取り扱った．計算領域上部のノズル径に相

当する領域よりシールドガスが流入しているものとした． また，母材下面は水冷されてお

り温度が室温に保たれるものとしている． 

 ここで，母材や電極の温度変化を算出するために，アークプラズマと母材ならびに電極

間におけるエネルギーの授受には特別な取り扱いが必要となる．まず，陽極母材へのエネ

ルギー密度は次の式で与える． 

 rAfA qj
x

T
q 




 


       (2.36) 

ここで， Aq : 陽極表面でのエネルギー流束 [W/m
2
]， A : 陽極の仕事関数 [V]， rq : 放射に

よる入熱 [W/m
2
][88]を表している．また，熱伝導によるに熱輸送を考える際には，次式で

表される膜温度によって算出される熱伝導率: f  [J/msK] を用いた．ここで fT : 膜温度 

[K]， pT : 母材直上のセルにおけるプラズマ温度 [K]， AT : 母材表面の温度 [K]を表してい

る． 

 
2

Ap

f

TT
T


         (2.37) 

 つづいて，陰極表面におけるエネルギー密度は次の式より算出した．  

 iiCefC Vjj
x

T
q







        (2.38) 

Fig. 2.9 Boundary condition of the 3D model 
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 ここで， Cq : 陰極表面でのエネルギー流束 [W/m
2
]， C : 陰極の実効仕事関数 [V]， ej : 

陰極表面での電子電流密度 [A/m
2
]， ij ：陰極表面でのイオン電流密度 [A/m

2
]， iV ：プラズ

マガスの電離電圧 [V]をそれぞれ表している．陰極表面における電子電流密度は次のリ

チャードソン・ダッシュマンの式により推測されるものを利用した． 

 









Tk

e
TAj

B

C

RR


exp2        (2.39) 

 ここで， Rj : 推測される電子電流密度(リチャードソン電流) [A/m
2
]， RA : リチャードソ

ン定数 [A/m
2
K

2
]，e : 素電荷量 [C]， Bk : ボルツマン定数 [J/K]を表している． 

 

2.9.2 電磁場の境界条件 

 つづいて電流の境界条件に付いて説明する．まず，計算領域周囲においては電気的に絶

縁されているものとし，Fig. 2.9にて示したように母材下面にてアースされ，電極の上部に

アーク電流に相当する電流密度を与える．この電流密度に相当する電位の境界条件を計算

領域周囲に与えることで，電位に関する収束計算を行うことができる．また，ベクトルポ

テンシャルに関しては計算領域上面・下面において隣接する計算セルと等しい値，その他

の周囲境界では 0として境界条件を与えた． 

 アークプラズマと陽極・陰極の間には本来シース領域が形成されている．しかし，本モ

デルにおいては局所熱平衡近似を採用しているためこれらの領域は無視してモデル化を

行っている．本モデルにおいてはアークプラズマと陰極・陽極は直列に接続された抵抗と

みなし境界条件の設定を行っている．アークプラズマと陰極・陽極の境界における電気伝

導率は次式で表される． 

Fig. 2.10 Electrical conductivity on the electrode surface 
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M

M

p

p

Mp

s
ll

ll








         (2.40) 

ここで，式中の文字は Fig. 2.10 に示すとおりであり， s : 境界における電気伝導率 [S/m]

を用いている．ここで， p : アークプラズマの電気伝導率 [S/m]， M : 電極の電気伝導率  

[S/m]， Mp ll , : 格子点と境界までの距離 [m]を表している． 

 Fig. 2.11 に示すのは先に示した電気伝導率の境界条件を用いてアークプラズマの解析を

行った結果と野村らが用いた分光分析手法により実験的に求めた温度分布を示したもので

ある[35]．ここでは，アーク電流を 150 A，アーク長を 5 mm，電極先端の角度は 60度とし，

母材は水冷銅板としている．この図からわかるように両者とも釣鐘状の温度分布を呈して

いるものの，解析結果は実験結果と比較すると全体的に温度が低いものとなっている．ま

た，電極先端における高温部においては特にその傾向が強いことがわかる． 

 この原因について本研究では以下のように考えている．ティグアークにおけるタングス

テン電極，すなわち陰極は単なる抵抗ではなくプラズマに対して電子を供給する役割を

担っている．特にティグ溶接に用いられるタングステン電極等の陰極は熱陰極と呼ばれあ

る程度高温にならないと電子を供給することができず[89]，電極先端において電流経路は

ある程度制限されることとなる．過去，ティグアークのモデル化に関する文献においては

電極先端において電流密度の境界条件を設定しているものも多く[39, 88, 90]，電極先端に

おける電流経路はアークプラズマの特性を決めるうえで非常に重要である．Fig. 2.11 に示

Fig. 2.11  Comparison of temperature distribution between measurement and analysis without 

limitation of current route at the electrode tip 
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したように電極表面において電流経路に対して特に何も制限を与えない場合には本来電流

が流れることのできない領域にも電流が流れている可能性がある．その結果として電極近

傍における電流経路が広がることでジュール熱が小さくなり，温度の低いアークプラズマ

となるものと考えられる． 

 そこで，本研究では電極先端においてある程度電流経路を制限することにより実験に

よって計測される温度分布を再現できるように境界条件の設定を行った．Fig. 2.12 に示す

ように電子放出エリアを電極先端からの高さとして設定し，式(2.41)に示すように電極表面

の電気伝導率に係数 をかけ，係数が 0 となる位置では電極表面においてアークプラズマ

と絶縁されているものとすることで電流経路を制限した． 

 

M

M

p

p

Mp

s
ll

ll








        (2.41) 

 Fig. 2.13 に示すのは，電流経路を制限しない場合ならびに電流経路を電極先端より 0.75 

mm の位置までに制限した場合の解析結果と，分光分析による計測結果を比較したもので

ある．ここで，それぞれのグラフはアークの中心軸からの距離に対する温度分布であり，

それぞれ電極先端から 1 mm，2 mm，3 mm，4 mm 離れた位置における温度分布を示して

いる．この図からわかるように，電流経路を制限しない場合では高温部において計測値を

大きく下回るものとなっていた温度分布が，電極先端における電流経路を制限することに

よって計測値に近づいている．このようにアークプラズマの状態を正しく解析するために

は電流経路を正確に表現することが非常に重要である．そのためには陰極近傍のシース領

域や電子放出機構を含めたモデル化が必要であると考えられるが[91-94]，本論文では計算

コストの削減と，モデル化をシンプルに進めるため電極表面における電気伝導率を調整す

Fig. 2.12 Emission area at the electrode tip 
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ることで擬似的に電子放出エリアを変化させ，電流経路を制限することでこの現象に対応

することとした． 

 Fig. 2.14に示すのは，100 Aから 300 Aの範囲において分光分析における温度計測結果を

再現できる解析モデル上の電子放出エリアを求めた結果である．このグラフから電流値を

大きくするほど電子放出エリアは大きくなっており，アークプラズマが電極先端において

(a) 1 mm under (b) 2 mm under 

(c) 3 mm under (d) 4 mm under 

Fig. 2.13 Influence of emission area on the temperature distribution 
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覆いかぶさる範囲が大きくなることが推測される．本モデルにおいては電子放出領域が電

流値のみに依存するものとし，以降の解析においてはこの図に示される値を利用すること

とした． 

 

2.10 結言 

 本章では溶融池から発生する金属蒸気の混入を考慮した 3次元ティグアーク-溶融池モデ

ルについて，モデル内でのアークプラズマの取り扱いや物性値，各種支配方程式ならびに

計算手法と境界条件について述べた．本モデルを用いることで，母材への入熱・母材表面

に作用するプラズマ気流によるせん断力といった「アークプラズマから溶融池に対する作

用」ならびに母材表面より発生する金属蒸気という「溶融池からアークプラズマに対する

作用」という相互作用を考慮した数値シミュレーションを行うことができる．また，電極

先端においては電子放出エリアを擬似的に設定することで電流経路を制限した．これは，

本来「アークプラズマと電極の相互作用」によって決まるものであり，今後さらなる検討

が必要であるものと考えている． 

 第 3 章においては本章で構築したモデルによる解析例について示す．解析の対象として

電極の複数となる多電極溶接ならびに母材継手形状が変化した際の溶接現象を取り上げる． 

Fig. 2.14 Influence of arc current on the electron emission area 
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第 3章 3 次元ティグアーク-溶融池モデルによる数値解析 

 

3.1 緒言 

 本章では第 2章にて構築した 3次元ティグアーク-溶融池モデルを用いて，アークプラズ

マならびに溶融池の温度場や速度場などの解析を行った結果について示す．まず初めに 3

次元的な現象の一例として 2 本の電極を用いる 2 電極ティグ溶接プロセスに適用した際の

結果を示す．複数本の電極を用いる多電極溶接プロセスは高能率プロセスとして製造業の

各分野で実用が進んでいる．その特徴として，溶接法・電流波形・電極配置など様々な組

み合わせを用いることができ，各電極に異なる役割を与えることができることが挙げられ

る．しかし，この特徴は同時に通常の単電極プロセスに比べて施工パラメータが著しく増

大することを示しており，施工時の最適なパラメータを設定するのは非常に難しい．2 電

極ティグプロセスは多電極プロセスの中でももっともシンプルなものであり，多電極プロ

セス全体を把握する上での基盤となるものと考えられる． 

 本章の後半では継手形状が熱源特性に及ぼす影響について解析した結果について述べる．

実際の溶接プロセスにおいては平板継手だけでなく，V 字形状の開先継手や T 字形状の隅

肉継手など様々な継手形状が用いられる．この際にはアークプラズマと母材の接し方が大

きく変化するため，熱源特性が大きく変化することが考えられる． 

 

3.2 2 電極ティグ溶接プロセスへの適用[95] 

 本節では，3 次元ティグアーク-溶融池モデルを 2 電極ティグ溶接プロセスに適用した結

果について示す．まず，単電極ティグアークと 2電極ティグアークの比較を行ったのち，2

電極ティグアークにおいて電極配置が変化した際の結果について示す．ここでは主にアー

クプラズマの外観ならびに溶込み形状について結果を示すことにする．さらに，同様の条

件において実験も併せて行い，解析結果との比較を行った． 

 

3.2.1 解析条件 

 まず，Fig. 3.1 に解析領域の模式図を示す．本研究で構築したモデルを用いて単電極なら

びに 2電極ティグアークに関する解析を行う．解析条件に関しては，単電極ティグの場合，

アーク電流を 200 A，トーチ角度を 0度とした．2電極ティグの場合では，アーク電流はそ

れぞれの電極に 100 Aずつ流れているものとし，トーチ角度は 30度ずつ傾いているものと

した．本モデルでは，アーク長を電極先端より母材表面までの最短距離と定義した．また，

2 電極ティグの電極間距離は電極先端間距離として定義した．母材はステンレス鋼とし，
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硫黄含有量は 40 ppm とした．電極はランタン入りタングステンとし，電極径を 3.2 mm，

先端角度を 60度とした．また溶融池形状の解析結果に関してはアーク点弧後 5秒後のもの

について示しており，トーチはすべて静止しているものとした． 

 

3.2.2 実験装置 

 解析モデルによって実現象の変化を捉えることができているかを把握するため，実験に

よりアークプラズマ外観ならびに溶込み形状の観察を行った．電極の配置や母材の材質な

どといった実験の条件に関してはすべて解析と同様のものとした．Fig. 3.2 に本研究で用い 

 

Fig. 3.2 Experimental device of tandem TIG arc 

(a) Single-electrode TIG (b) Tandem-electrode TIG 

Fig. 3.1 Schematic images of calculation domain 
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た 2 電極ティグを点弧するための実験装置の外観を示す．本研究で用いる 2 電極ティグ装

置は，それぞれ独立した 2 本のティグトーチを近距離にて固定したものである．電極の突

出し長さを調整することにより，電極間距離を任意の位置に設定することができる．また，

独立したトーチを用いているため，シールドガスやトーチの冷却水などはそれぞれ独立し

た経路により供給されることとなる． 

 

3.2.3 単電極ティグアークと 2電極ティグアークの比較 

 まず，Fig. 3.3 に示すのは温度分布ならびに速度分布の解析結果である．ここでは，アー

ク長をそれぞれ 3 mm，2電極ティグの電極間距離は 5 mm としている．それぞれの図の左

側に速度分布，右側に温度分布を示している．Fig. 3.3(a) に示すのは単電極ティグの解析

結果である．いわゆる釣鐘形状の温度分布を呈している．Fig. 3.3(b)と(c)に示しているのは

2電極ティグを想定した場合の解析結果であり，Fig. 3.3(b)には 2 本の電極に対して垂直な

面である xz 平面，Fig. 3.3(c)には 2 本の電極が重なる方向である yz 平面の解析結果を示し

ている．これらの図からわかるように 2 電極ティグにおいては，それぞれの電極から発生

するアークプラズマが電磁力によって引きつけあい，一体化したアークとなっていること

がわかる．xz 平面の解析結果に注目すると，最高温度ならびに最高速度は単電極ティグの

場合に比べてかなり小さいものとなっていることがわかる．これは 1 本当たりに流れる電

流が小さくなるために電極先端付近における電流密度が低下することで，電磁力やジュー

ル発熱が低下するためであると考えられる．さらに，yz 面の解析結果に注目すると，全体

的に温度の低い丸い形状のアークプラズマとなっていることがわかる． 

 

 

 

(a) Single-electrode TIG 

 

(b) Tandem-electrode TIG 

(xz surface) 

 

(c) Tandem-electrode TIG 

(yz surface) 

 
Fig. 3.3 Temperature and velocity distribution of single and tandem TIG arc plasma 
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 Fig. 3.4に同様の条件において実験により撮影したアークプラズマの外観を示す．解析結

果と実験結果は非常によく似た外観を示しており，本研究にて構築した解析モデルはアー

クプラズマの形状変化を表現することが可能であると考えている． 

 つづいて，Fig. 3.5 に示すのは母材直上におけるティグアークの温度分布の解析結果であ

る．単電極ティグの場合では軸対称な温度分布が形成されていることがわかる．一方で 2

電極ティグの場合においては楕円形状の温度分布が形成されており，2 本の電極に対して

垂直な方向に伸びた分布となっていることがわかる．これは各電極先端より生じたプラズ

マ気流が領域中心にてぶつかったのち，垂直方向に向きを変えていくためであると考えら

れる．また，2電極ティグの場合では単電極ティグに比べて全体的に低温な温度分布となっ

ていることがわかる． 

(a) Single-electrode TIG 

 

(b) Tandem-electrode TIG 

 Fig. 3.5 Temperature distribution just above the anode metal 

 

(a) Single-electrode TIG 

 

(b) Tandem-electrode TIG 

(xz surface) 

 

(c) Tandem-electrode TIG 

(yz surface) 

 Fig. 3.4 Arc plasma appearances for single and tandem TIG arc 
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 Fig. 3.6に示すのは単電極ティグならびに 2電極ティグにおける電流密度分布と入熱密度

分布である．単電極ティグにおいては軸対称な分布が形成されているものの，2 電極ティ

グにおいては Fig. 3.5 に示した温度分布にしたがって，2電極に対して垂直方向に伸びた楕

円形上の分布になっていることがわかる．また，単電極ティグに比べて 2 電極ティグでは

それぞれのピーク値が大幅に減少していることもわかる．さらに，2 電極ティグにおいて

は単電極ティグに比べて総入熱量も減少していることが確認できる．これは，Fig. 3.3 にて

示されるように電極間の領域においてプラズマ気流がぶつかることで，上方にエネルギー

が逃げてしまうことによるものと考えられる． 

 Fig. 3.7 に示すのは Fig. 3.6 に示した入熱密度分布の x軸上ならびに y軸上における値を

グラフ上にプロットしたものである．単電極ティグにおいてはガウス分布によく似た形状

となっている．2電極ティグにおいては x軸と y軸において入熱密度分布が大きく異なった

ものとなっている．x 軸上においては台形形状の入熱密度分布になっており，入熱範囲の

狭いものとなっている．一方で，y 軸上の分布はガウス形状のような分布になっており，

入熱範囲がやや広いものとなっている．このように 2 電極ティグを用いることで入熱の特

性を大きく変化させることができる． 

 

 

 

(a) Single-electrode TIG arc 

 

(b) Tandem-electrode TIG arc 

 Fig. 3.6 Current density and heat input density distribution on the anode metal 

 



34 

 

 

 

 次に Fig. 3.8に示すのは母材直上における圧力分布ならびに速度分布である．2電極ティ

グにおいては圧力・速度ともに単電極ティグに比べて大きく減少していることがわかる．2

電極ティグにおいては 2 電極に治して垂直方向に大きな速度が発生しており，これは温度

分布等の結果が同方向に伸びた楕円形状となることと一致している．Fig. 3.9 に示すのは，

Fig. 3.8 における x軸ならびに y軸上でのプラズマ気流によるせん断力分布である．2電極

ティグではプラズマ気流によるせん断力は大幅に減少しており，x 軸上においてはほぼ 0

の値となっている． 

 

Fig. 3.7 Heat input density distributions of single TIG arc and tandem TIG arc 

 

(a) Single-electrode TIG arc 

 

(b) Tandem-electrode TIG arc 

 Fig. 3.8 Arc pressure and plasma velocity distribution just above the anode metal 
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 以上のことから，2 電極ティグにおいては入熱分布や，プラズマ気流によるせん断力と

いった熱源の特性が大きく変わることがわかる．これに伴って形成される溶融池も大きく

異なったものとなることが予想される． 

 Fig. 3.10 に示すのは溶融池の温度分布ならびに速度分布である．図中の実線はステンレ

スの融点を表しており，溶融スポットの形状を表している．溶融池表面の形状に注目する

(i) Single-electrode TIG arc 

 

(ii) Tandem-electrode TIG arc 

 (a) Anode surface 

 

(i) Single-electrode TIG arc 

 

(ii) Tandem-electrode TIG arc 

(xz surface) 

(iii) Tandem-electrode TIG arc 

(yz surface) 

(b) Cross section 

 Fig. 3.10 Numerical results for temperature and velocity fields by single and tandem TIG arc 

Fig. 3.9 Shear stress distribution on the anode metal surface 
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と，単電極ティグにおいては軸対称な形状の溶融スポットが形成されている．一方で，2

電極ティグによる溶融スポット形状は楕円形状になっており，Fig. 3.6 にて示した入熱分布

と傾向の一致したものとなっている．すなわち，溶融スポットの表面形状は入熱分布に依

存するものと考えられる．つづいて断面形状に注目すると，単電極ティグにおいては溶融

池の中心に比べて端部において深い形状となっていることがわかる．一方で 2 電極ティグ

の場合においては，溶融池の底部がほぼ平らなものとなっている．さらに速度分布に注目

すると，単電極ティグに場合では溶融池表面の全体にわたって外向きの流れが形成されて

いることがわかる．しかしながら，2 電極ティグにおいては溶融池表面において溶融池中

心部付近においては外向きの流れが生じているものの，溶融池の外周部においては内向き

の流れが形成されていることがわかる．これは Fig. 3.9に示したプラズマ気流によるせん断

力が大きくかかわっていると考えられる．プラズマ気流によるせん断力は溶融池表面にお

いて外向きの流れを促進する駆動力である．単電極ティグにおいてはプラズマ気流による

せん断力が大きいため，外向きの流れが強くなり溶融池端部の深い溶融池が形成される．

一方で，2 電極ティグにおいてはプラズマ気流によるせん断力が弱く高温な溶融金属が溶

(i) Single-electrode TIG 

 

(ii) Tandem-electrode TIG 

 (a) Anode surface 

 

(i) Single-electrode TIG 

 

(ii) Tandem-electrode TIG 

(xz surface) 

(iii) Tandem-electrode TIG 

(yz surface) 

(b) Cross section 

 Fig. 3.11 Comparison of calculation with experiment in weld spot shapes 
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融池中心にとどまりやすくなる．Fig. 3.11 に実験結果と比較したものを示すが，解析結果

と実験結果は非常に良い一致を示しており，本研究にて構築したモデルは溶融池形状の変

化を捉えることのできるものとなっているといえる． 

 

3.2.4 電極配置の影響 

 つづいて，2 電極ティグアークプロセスにおいて電極配置が変化した際の現象変化につ

いて解析を行った．ここでは，アーク長ならびに電極間距離を電極配置におけるパラメー

タとして解析を行った．アーク長を 3 mm または 5 mm，電極間距離を 5 mm または 10 mm

とし，合計 4 種類の電極配置について解析した結果を示す．以降，電極間距離は E，アー

ク長は L と表すことにする． 

 Fig. 3.12 に示すのはそれぞれの電極配置におけるアークプラズマの温度分布ならびに速

度分布である．それぞれの図は電極先端を横切る xz 面を示している．まず，Fig. 3.12(a)と

(b)に注目すると，Eの小さい Fig. 3.12(a)においてはそれぞれの電極から生じたアークプラ

ズマが完全に一体化しているのに対して，E の大きい Fig. 3.12(b)の場合においてはそれぞ

(a) E = 5 mm, L = 3 mm 

 

(a) E = 10 mm, L = 3 mm 

 

(a) E = 5 mm, L = 5 mm 

 

(a) E = 10 mm, L = 5 mm 

 Fig. 3.12 Influence of electrode alignment on arc plasma shape 
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れのアークプラズマは互いにぶつかる前に母材と接しており，電極間の中心，母材付近に

おいて，低温な領域が形成されていることがわかる．Fig. 3.13 に示すのはそれぞれの場合

における電極付近の速度分布を拡大したものである．ここでは，アークプラズマ同士の相

互作用がない，単電極ティグでトーチを 30度傾けた場合の結果も併せて示している．この

図からわかるように E の値が変化することにより速度分布は大きく変化しており，速度分

布に与える影響が大きいことがわかる．相互作用のない場合と比較すると E の値が大きい

ときには E の値が小さいときに比べて変化が小さいことがわかる．すなわち，E の値が大

きくなると及ぼしあう相互作用が小さくなり，電極先端付近におけるプラズマ気流が維持

されることとなる．その結果として，アークプラズマは単電極ティグにて形成される形を

保ったまま母材と接することとなる．次に L の影響について考察する．まず，E の値が小

さい Fig. 3.12(a)と(c)に注目すると，これらの場合においてはアークプラズマの外観は大き

く変化していないように見える．一方で，Eの値が大きい Fig. 3.12(b)と(d)に注目すると，

アークプラズマの外観は明らかに変化しており，Fig. 3.12(b)でみられる母材付近でみられ

る低温な領域が Fig. 3.12(d)では現れなくなっている．Fig. 3.14 にこれらの場合の電極付近

の速度分布を示す．この図からわかるように電極付近における速度分布にはほとんど変化

が見られず，L の値が変わっても電極先端近傍においてはそれぞれのアークプラズマによ

る相互作用の大きさは変化しないといえる．しかしながら，本研究で対象としているトー

チが傾いた状態における 2 電極ティグにおいては，それぞれの電極から発生したアークプ

ラズマは電極先端から離れるほどに近づいていくこととなる．その結果として，母材付近

 

Fig. 3.13 Influence of electrode spacing on 

plasma flow (L = 3 mm) 

Fig. 3.14 Influence of arc length on plasma 

flow (E = 10 mm) 
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におけるアークプラズマの温度分布は L の値によって大きく変化することとなる．また，

L の値が大きくなるとアークプラズマがぶつかり合う空間が広くなるため，アークプラズ

マの変形は大きくなるといえる．Fig. 3.15 にそれぞれの電極配置におけるアークプラズマ

の外観を撮影したものを示す．これらは解析結果で示した温度分布と非常によく似た形状

をしていることがわかる． 

 つづいて，溶融池形状の解析結果を示す．Fig. 3.16 に示すのは溶融池の温度分布ならび

に速度分布の解析結果である．まず，Fig. 3.16(a-i)と(a-ii)に注目すると，楕円の長軸の向き

が変化しており，E を大きくすると溶融池形状は 2 電極と平行な方向に伸びることがわか

る．これは，E を大きくすることでアークプラズマの変形が小さくなり，それぞれのアー

クプラズマが独立した熱源として母材にエネルギーを投与しているためである．つづいて，

Fig. 3.16(a-i)と(a-iii)を比較すると，L を大きくすることで楕円形状はより長く伸びた形状と

なっている．これは，L の値が大きくなることでアークプラズマの変形が大きくなるため

である．さらに，E，L ともに大きくした Fig. 3.16(a-iv)において，溶融池はほぼ円形なもの

(a) E = 5 mm, L = 3 mm 

 

(b) E = 10 mm, L = 3 mm 

 

(c) E = 5 mm, L = 5 mm 

 

(d) E = 10 mm, L = 5 mm 

 Fig. 3.15 Photographs showing arc plasma shapes for various electrode alignments 
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となっている．これは，先に示した Eが大きくなった際の変化と L が大きくなった際の変

化が打ち消しあったためである．溶融池断面の形状に注目すると Fig. 3.16(b-ii)ならびに

(c-ii)に示す，E = 10，L = 3 の場合において，溶融池の中心部において最も深くなる形状と

なっている．この際，速度分布は溶融池の全体において溶融池中心に向かうものとなって

いる．すなわち，2 電極ティグを用いることで溶融池内の流れ場を変化させることが可能

であり，その結果として溶融池形状を変化させることも可能であることがわかる．Fig. 3.17

にそれぞれの条件における実験結果を示すが，溶融池の形状変化を捉えることができてい

るものといえる． 

 

 

 

(i) E = 5 mm, 

L = 3 mm 

 

(ii) E = 10 mm, 

L = 3 mm 

mm 

 

(iii) E = 5 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(iv) E = 10 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(a) Anode surface 

(i) E = 5 mm, 

L = 3 mm 

 

(ii) E = 10 mm, 

L = 3 mm 

mm 

 

(iii) E = 5 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(iv) E = 10 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(b) Cross section (xz surface) 

(i) E = 5 mm, 

L = 3 mm 

 

(ii) E = 10 mm, 

L = 3 mm 

mm 

 

(iii) E = 5 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(iv) E = 10 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(c) Cross section (yz surface) 

Fig. 3.16 Influence of electrode alignment on temperature and velocity fields of the weld pool 
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 以上のように，本研究で構築したモデルを用いることにより，3 次元的なアークプラズ

マの変化ならびに溶融池形状の変化といったものを把握することが可能であるといえる．

このことは，これまで多く報告されてきた 2 次元軸対称モデルに比べ，非常に多くの現象

に対してモデル解析が適用可能であることを示している． 

 

3.3 継手形状の変化が熱源特性に及ぼす影響 

 前節では，本研究で構築したモデルにより，二電極アークのような 3 次元的な現象にお

いても，アークプラズマの熱源としての特性や溶込み形状の変化を捉えることができるこ

とを示した． 

(i) E = 5 mm, 

L = 3 mm 

 

(ii) E = 10 mm, 

L = 3 mm 

mm 

 

(iii) E = 5 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(iv) E = 10 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(a) Anode surface 

(i) E = 5 mm, 

L = 3 mm 

 

(ii) E = 10 mm, 

L = 3 mm 

mm 

 

(iii) E = 5 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(iv) E = 10 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(b) Cross section (xz surface) 

(i) E = 5 mm, 

L = 3 mm 

 

(ii) E = 10 mm, 

L = 3 mm 

mm 

 

(iii) E = 5 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(iv) E = 10 mm, 

L = 5 mm 

mm 

 

(c) Cross section (yz surface) 

Fig. 3.17 Comparison of calculations with experiments in weld pool shapes for various electrode 

alignments 
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 さて，実際の溶接プロセスは平板継手に対してだけではなく，様々な継手形状に対して

適用される．たとえば，厚板の溶接においては溶込みを確保するために V字形状や U字形

状などの開先加工を施した母材に対して溶接を行う．また，T 字形状や十字形状，重ね継

手に対しては隅肉溶接が用いられる．これらの溶接現象はもとより 3 次元現象である．こ

のとき，母材の形状が大きく変化することから母材への入熱分布等，アークプラズマの熱

源としての特性は大きく変化することが予測される．本節では 3 次元的な継手形状として

V 字開先継手と隅肉継手を取り上げ，継手形状が熱源特性に対して及ぼす影響について解

析を行った 

 

3.3.1 開先継手におけるアークプラズマの熱源特性 

 まず，Fig. 3.18 に解析領域の模式図を示す．ここでは，平板母材ならびに V字開先母材

に関して解析を行った．開先母材に関しては Fig. 3.18(b)に示すトーチ位置と開先中心位置

がそろっている場合と，Fig. 3.18(c)に示すように電極先端と開先の中心が 1 mm だけずれた

場合について解析を行った． 

 つづいて，解析条件について説明する．アーク電流はすべて 200 A とし，アーク長は平

板母材では電極先端から母材表面までの距離，開先母材では電極先端から開先最深部まで

の高さ方向(Fig. 3.18 の z方向)の距離として定義した．電極径は 3.2 mm，先端角度を 60度，

トーチの傾き角度は 0度とした．また，母材は硫黄含有量が 10 ppm のステンレス鋼を想定

し，平板母材は厚さ 10 mm，開先母材は厚さ 10 mm，ルート長 5 mm，開先角度は特に記 

載がない限り 90度としている．ここでは，アークプラズマの熱源特性に注目するため，母

材の溶融・変形は考慮せず母材の温度は常に室温に保たれるものと仮定して解析を行った．

アークプラズマの熱源特性としては，母材への入熱密度分布ならびに母材直上における

(a) Flat plate (b) Groove center (c) 1 mm displaced 

Fig. 3.18 Schematic image of calculation domain for flat and V-grooved plate 
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アーク圧力分布に注目した． 

 Fig. 3.19に示すのは，アーク長を 3 mm とした時の平板母材ならびに開先母材上における

アークプラズマの温度場と速度場の解析結果である．それぞれ電極先端を横切る位置にお

ける yz 面の解析結果を示している．これは，開先母材においては開先方向に対して垂直な

面である．それぞれの図から，平板母材を用いる際にはアークプラズマは釣鐘形状となる

が，開先母材を用いる際には開先の側面によって拘束されることがわかる．また，トーチ

が左側にずれて配置された際にはアークプラズマも開先の左側側面に偏る形で形成される

ことがわかる．この時，プラズマ気流は開先側面に沿うように発生していることも示され

ている． 

 Fig. 3.20 に示すのは実験により撮影したアークプラズマの外観である．ここでは，母材

として軟鋼を用いており，開先母材については厚さ 22 mm，ルート長 7 mm，開先角度 90

度のものを用いた．その他の条件に関しては解析と同様である．ここでは，母材が溶融な

どによる変形が起こる前に，アークプラズマの様子を撮影しており，開先母材に関しては

開先断面に対して垂直な方向から撮影を行った．この図から，開先母材を用いた際にはアー

クプラズマは開先側面に拘束され，平板母材を用いた際とは大きく異なったアークプラズ

(i) Flat plate (ii) Groove center (iii) 1 mm displaced 

(a) Temperature distribution 

Fig. 3.19 Temperature and velocity distribution of arc plasma on flat and V-groove base metal 

(ii) Groove center (iii) 1 mm displaced (i) Flat plate 

(b) Velocity distribution 
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マ形状になることがわかる．また，トーチが左側にずれた際にはアークプラズマは開先の

左側側面に偏って発生している様子もわかる．これらは解析結果の温度分布と同様の結果

である． 

 つづいて，Fig. 3.21 に示すのは，アークプラズマの母材ヘの入熱密度分布ならびに母材

直上におけるアーク圧力分布である．それぞれ横軸が 0 の位置が電極の真下の位置を表し

ている．アークプラズマから母材への入熱密度は式(2.36)で表され，母材直上のアーク圧力

に関しては母材直上の計算セルにおける静圧と動圧の和を示している．また，すべてゲー

ジ圧力を示しており，計算領域端の母材直上において大気圧であるとしている．まず，Fig. 

3.21(a)に示すのは，アークプラズマから母材への入熱密度分布である．平板母材を用いた

際には入熱密度の最大値は電極の真下に位置しており，ガウス分布形状の入熱密度分布が

形成されている．一方，開先母材を用いた際にはアークプラズマからの入熱は開先最深部

ではなく開先側面にて最大値をとっている．これは，開先最深部に比べて，開先側面のほ

うが電極からの距離が短くなり，電流が多く流れるようになるためである．さらにトーチ

が左側にずれた際には入熱密度は開先の左側側面に大きく集中する．これは，トーチがず

れることで電極先端と開先の左側側面の距離が最も短くなり，電流経路が開先の左側側面

に集中するためである．この時，実質のアーク長はトーチ位置が開先の中心とそろってい

るときよりもさらに短くなるため，入熱密度の最大値は大きくなり，集中することとなる．

この時，それぞれの母材への入熱量の積分値は，平板母材の時に 1890 W，開先母材では

1818 W，開先母材でトーチがずれているときでは 1749 W となっており，平板母材の時が

最大となっている．これは平板母材の場合にはアークプラズマが大きく広がることができ，

母材と接する面積が大きくなるためであると考えられる．Fig. 3.21(b)に示すのは母材直上

におけるアーク圧力分布である．平板母材を用いた場合にはアーク圧力の最大値は電極の

真下に位置しており，ガウス分布形状の分布が形成されている．開先母材を用いた場合に

おいてもアーク圧力の最大値は電極の真下に位置しており，ガウス分布状のアーク圧力分

布となっている．トーチが左にずれた場合においてはアーク圧力分布の

(a) Flat plate (b) Groove center (c) 1 mm displaced 

Fig. 3.20 Influence of the base metal shape on arc plasma shape 
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対称性は若干崩れており，最大値は開先の左側側面に位置している． 

 このように，母材形状が変化すると，入熱密度分布は大きく変化する．一方で，アーク圧

力分布は入熱密度分布に比べると変化がかなり小さいといえる．これはアークプラズマか

ら母材への入熱密度は母材直上における温度分布や電流分布に強く依存するのに対して，

アーク圧力分布は電極形状や電極近傍における電流分布によって大きく変化するためであ

ると考えられる． 

 本モデルによる入熱密度分布の解析結果について，その妥当性を検討するため平板母材

ならびに開先母材に対してアークプラズマを点弧し溶融スポット形状の観察を行った．母

材形状は先に示したアークプラズマの外観を観察したものと同様のものを用いた．電流等

の条件は解析と同様としたが，母材の変形が起こらないようにアークプラズマの点弧時間

は 200 ms とした．Fig. 3.22 に溶融スポット形状の観察結果を示す．平板母材を用いた場合

には丸い溶融スポットが 1 つ形成されている．一方で，Fig. 3.22(b)に示されるように，開

先母材を用いた場合には，開先の両側面に 2 つの溶融スポットが形成されている．これは

両側面に対して入熱が集中したことを示している．さらに，Fig. 3.22(c)に示すようにトー

チが左側にずれた際には，溶融スポットは開先の左側側面に 1 つだけ形成されている．こ

れは，入熱が開先の左側側面に集中したことを示している．この観察結果から，アークプ

ラズマから母材への入熱分布は解析で求められたものと同様の傾向を示しており，本モデ

ルによる入熱密度の解析結果は妥当性があると考えることができる. 

(b) Arc pressure distribution (a) Heat input density distribution 

Fig. 3.21 Heat source characteristics of arc plasma on flat and V-groove base metal 
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 つづいて，Fig. 3.23 に開先中心位置とトーチ位置がそろっている状態において，アーク

長が熱源特性に及ぼす影響について示している．この図からわかるようにアーク長が変化

しても入熱密度分布ならびにアーク圧力分布の形状自体は大きく変化しない．Fig. 3.23(a)

に示される入熱密度分布に関しては，アーク長が大きくなるほど最大値が小さくなる．こ

れは，アーク長が大きくなることでアークプラズマが大きく広がることとなり，電流経路

 

(a) Flat plate (b) Groove center (c) 1 mm displaced 

Fig. 3.22 Weld spot appearances formed by TIG arc on flat plate and grooved plate 

(a) Heat input density distribution (b) Arc pressure distribution 

Fig. 3.23 Influence of arc length on heat source characteristics when the torch is located at the 

groove center 
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が広がるためであると考えられる．また，アーク長が大きくなるにつれて最大値をとる位

置も開先の中心部から離れていく分布となる．これは，電極先端と母材表面が最短となる

位置が変化するためである．Fig. 3.23(b)に示す，アーク圧力分布に関しては，最大値はす

べて電極の真下に位置しているが，アーク長が大きくなるにつれ最大値が低下していく．

これは，電極先端より発生するプラズマ気流が長い距離を移動することで減衰するためで

ある． 

 Fig. 3.24 に示すのはトーチが開先中心位置より 1 mm だけ左側にずれた場合において

アーク長を変化させた際の熱源特性の変化である．入熱密度分布に関しては先に示した

トーチと開先の中心位置がそろっている場合と同様の傾向であり，アーク長が大きくなる

ほど入熱密度の最大値は大きく低下している．Fig. 3.24(b)に示すアーク圧力分布に関して

は，アーク長を大きくすると，最大値が低下するとともに，最大値となる位置がトーチの

真下付近から開先の最深部付近(横軸の+1 mm の位置)となる結果となった．アーク長が短

い場合においては開先の左側側面が近い位置にあるため電流経路は左側側面に集中し，開

先の左側側面には電磁力が集中することとなる．アーク長が短い場合にはこの効果が大き

く，アーク圧力は開先の左側側面にピークを持つこととなると考えられる．一方で，アー

ク長を大きくしていくと，電流経路は広がり母材付近において集中しにくくなる．その結

果として，電磁力も集中しにくくなる．Fig. 3.25 にそれぞれの場合におけるアークプラズ

マの速度場の解析結果を示すが，アーク長が長い場合においては電極先端より真下に向

(a) Heat input density distribution (b) Arc pressure distribution 

Fig. 3.24 Influence of arc length on heat source characteristics with the torch displacement 



48 

 

かってプラズマ気流が発生しており，母材近傍では電極の真下や開先最深部においてプラ

ズマ気流が集中している．アーク長が長い場合においては，母材近傍における電磁力の効

果が小さくなることと，このプラズマ気流の集中によって，アーク圧力が最大となる位置

が電極の真下ならびに開先最深部になるものと考えている． 

 つづいて，Fig. 3.26 に示すのは，アーク長を 5 mm とし開先角度を 90度ならびに 60度と

した際の温度分布の解析結果である．アークプラズマの形状はともに開先側面に拘束され

ているが，開先角度が 60 度の場合においては 90 度の場合に比べて開先全体にアークプラ

ズマが接している様子がみられる． 

 Fig. 3.27 に開先角度が変化した際のアーク圧力ならびに入熱密度分布である．アーク圧

力に関しては開先角度が小さくなると，最大値が小さくなっているものの分布はガウス分

布状となっており 90度の際と同様である．Fig. 3.27(b)に示すのは入熱密度分布であり，点

線で示しているのは開先の上端位置である．この図からわかるように，開先角度が小さい

場合には入熱密度は開先の上端付近に集中することとなる．また，開先中心部においては

開先角度が小さいとき入熱密度がわずかに小さくなることもわかる．このことから狭開先

(a) 3 mm (b) 4 mm (c) 5 mm 

Fig. 3.25 Influence of arc length on velocity field with the torch displacement 

(a) 90 degrees (b) 60 degrees 

Fig. 3.26 Influence of groove angle on temperature field 
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化すると，開先最深部までエネルギーが届きにくく溶込み不足などの欠陥が生じやすくな

ることが示唆される． 

 

3.3.2 隅肉継手におけるアークプラズマの熱源特性 

 ある部材に対して直交する部材を接合する際には隅肉溶接が用いられる．ここでは，隅

肉継手を模した母材に対してアークプラズマを点弧した時の熱源特性を解析した．まず，

Fig. 3.28に解析領域の模式図を示す．図に示すように L字形状の母材を想定している．こ

こで，領域下部にある母材を横板，領域右部にある母材を立板と呼ぶこととする．横板の

下面全体にて接地されているものとし，立板の裏側においては絶縁されているものとした．

また，横板と立板は完全に一体化しており，電気的・熱的な障壁はないものとした．アー

ク長は電極先端から横板までの最短距離として定義している．電極は径 3.2 mm，先端角度

90度のものを想定し，45度傾いているものとした．また，電極先端は横板・立板のつなぎ

目を向いており，このつなぎ目を狙い位置としている．このように電極・母材が配置され

ているため，電極先端と立板までの距離はつねにアーク長と等しくなる．ここでも，アー

クプラズマの熱源特性に注目するため，母材の溶融等は考慮せず室温に保たれるものと仮

定して解析を行っている． 

(a) Arc pressure (b) Heat input density 

Fig. 3.27 Influence of groove angle on heat source characteristics 
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 Fig. 3.29に示すのはアーク電流を 200 Aとし，アーク長を 3mm，4mm，5mm とし，横板・

立板の厚さをともに 5 mm とした際の温度分布の解析結果である．この図からわかるよう

にやはりアークプラズマは母材によって拘束される．また，特にアーク長が大きい場合で

顕著であるが，電極先端は板のつなぎ目を向いているのにもかかわらず，アークプラズマ

は立板側に偏っている様子が見られる． 

 Fig. 3.30 にアーク長が変化した際の隅肉継手における入熱密度分布の解析結果を示す．

この図からわかるように，アーク長が大きくなると横板への入熱量が減少する．また，立

板側においては，入熱分布の最大値が減少するとともにピーク位置がつなぎ目から離れて

いくことがわかる．Fig. 3.31 はアーク長と横板・立板に投入される熱量との関係を示して

いる．この図から本解析における条件においてはすべて立板側のほうが多くエネルギーが

(a) 3 mm (b) 4 mm (c) 5 mm 

Fig. 3.29 Temperature distribution of arc plasma on L-shape fillet joint 

Fig. 3.28 Schematic image of calculation domain for fillet welding 
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投入されており，アーク長が大きくなるほどその傾向が顕著になることがわかる．  

 

 

 

 

 

(a) Horizontal plate (b) Vertical plate 

Fig. 3.30 Influence of arc length on heat input density distribution on fillet joint 

Fig. 3.31 Difference of heat input into the horizontal and vertical plate 
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 このように，立板側にアークプラズマが偏る原因は Fig. 3.32のように考えられる．まず，

Fig. 3.32(a)に示すように横板の下面にて接地しているため電流は横板下面より母材へと流

入する．この時，横板よりアークプラズマへと流れる電流とともに，図中の赤い矢印で示

すような立板側へと流れ，その後アークプラズマへと流れる電流も存在する．つまり，立

板内には上向きの電流が流れることとなる．この立板内を流れる電流により右ねじの法則

にしたがって磁場が発生する．その向きは Fig. 3.32(b)に示すようにアークプラズマ領域に

おいては紙面奥より手前の向きとなる．これらの電流と磁場の相互作用によりフレミング

の左手の法則にしたがって電磁力が生じる．この時，立板付近においては上向きの電磁力

が生じることとなる．そのためアークプラズマは立板側へと引き寄せられ，偏ることとな

る．このように，今回想定した母材形状においては立板内に流れる電流がアークプラズマ

の形状や熱源特性に大きく影響を及ぼしていることがわかる． 

 Fig. 3.33 に示すのは横板の厚さを 5 mm に固定し，立板の厚さを 2.5 mm，5 mm，10 mm

と変化させた際の温度分布の解析結果である．また，この時の入熱分布の解析結果を Fig. 

3.34 に示す．この図からわかるように，立板の厚さが薄いと横板に投入されるエネルギー

が増加し，立板に投入されるエネルギーが減少することがわかる．また，立板の板厚が 5 mm

の場合と 10 mm の場合を比較すると，10 mm の場合のほうがわずかに立板側に偏りが大き

い結果となっているがそれぞれの値はほぼ同じものであるといえる．  

 

(a) Current (b) Magnetic field (c) Electromagnetic force 

Fig. 3.32 Schematic image of electromagnetic field on L-shape fillet joint 
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 Fig. 3.35 に示すのは，立板の厚さを変化させた際の横板ならびに立板に投入されるエネ

ルギーについてまとめたものである．この図に示されるように，立板の厚さがごく薄い場

合には入熱は横板側に集中する．これは立板内を流れる電流が少ないため，Fig. 3.32(c)に

示す上向きの電磁力の影響が小さくなるためである．ここから，立板の厚さを厚くしてい

くと立板内を流れる電流が増加していく．その結果，上向きの電磁力の影響が大きくなっ

ていきアークプラズマは立板側に偏り，入熱量も立板側のほうが多くなる．また，板厚が

(a) 2.5 mm (b) 5 mm (c) 10 mm 

Fig. 3.33 Influence of thickness of vertical plate on temperature field 

(a) Horizontal plate (b) Vertical plate 

Fig. 3.34 Influence of thickness of vertical plate on heat input density distribution 
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5 mm 以上となると，横板ならびに立板に投入されるエネルギーはほぼ一定の値となってい

る．これはある程度板厚が大きくなると，立板内を流れる電流と横板から直接アークプラ

ズマに流れる電流がバランスし，立板内を流れる電流がそれ以上増えなくなり，アークプ

ラズマの偏り具合が変化しなくなるためと考えられる． 

 以上のように，本研究で構築したモデルを用いることによって，開先溶接や隅肉溶接な

ど 3 次元的な形状となる継手に対しても熱源特性を求めることができる．また，実験結果

との比較から，本モデルによって求められた入熱密度分布はある程度信頼できるものと考

えることができる．しかしながら，ここで対象とした V字開先継手や隅肉継手に関しては，

溶けた金属の表面形状が重力の影響等によって変形することが避けられない．すなわち，

溶込み形状の予測を行うためには，溶融した母材内の流れ場や温度場だけでなく，形状の

変化を考慮することが不可欠である． 

 

3.4 結言 

 本章では，第 2 章にて構築したモデルによる解析例について述べた．ここでは解析の対

象として 3次元的な現象となる 2電極ティグ溶接と V字開先継手ならびに隅肉継手におけ

るティグアークを取り上げた． 

 まず，2電極ティグ溶接に適用した際に得られた結果をまとめる． 

(1) 2 電極ティグ溶接においてそれぞれの電極から生じるアークプラズマは電磁力の影響

Fig. 3.35 Influence of thickness of vertical plate on heat input into horizontal and vertical plate 
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によって引き寄せあう． 

(2) 2 電極ティグ溶接における溶融スポット形状は楕円形状となった．これはアークプラ

ズマが引き寄せあい，変形することが原因であり，溶融スポットの外観は熱源の形状

に大きく依存するものと考えられる． 

(3) 2 電極ティグ溶接において電極配置を変化させるとアークプラズマの形状は大きく変

化する．この時，電極先端近傍の相互作用はアーク長には依存せず，電極間距離によっ

て大きく変化する． 

(4) 2 電極ティグ溶接において電極配置を変化させると溶融スポットの形状も大きく変化

する．電極間距離が小さく，アーク長の長いアークプラズマの変形が大きいときには

溶融スポットは 2 電極に対して垂直方向に伸びる．一方で，電極間距離が大きく，アー

ク長の短いアークプラズマの変形が小さいときには溶融スポットは 2電極に対して平

行は方向に伸びる． 

(5) 本解析モデルによって得られた結果は，実験結果と良い一致を示した．すなわち本研

究にて構築したモデルによる解析結果は信頼性あるものと考えられる． 

 次に，V 字開先内におけるアークプラズマの熱源特性に関して得られた結果を以下にま

とめる． 

(1) 開先内において，アークプラズマは開先側面に拘束される． 

(2) アークプラズマから母材への入熱密度分布は電極先端よりもっとも近い位置におい

て大きくなる分布となる．そのため，開先母材では開先側面において入熱密度が大き

くなる．また，トーチ位置にずれが生じると，トーチから近い側面に入熱密度が集中

する分布となる． 

(3) 母材形状が変化しても，母材直上におけるアーク圧力分布は入熱密度分布ほど大きく

変化しない．これは入熱密度分布が母材直上の温度や電流経路によって決まるのに対

して，アーク圧力は電極先端近傍の電流分布や電磁力分布が重要であるためであると

考えられる． 

(4) 母材の変形が生じない範囲において，実験によって得られたアークプラズマの外観や

推測される入熱密度分布は解析結果と良い一致を示した． 

 最後に本モデルを隅肉継手に適用した際に得られた結果をまとめる． 

(1) 隅肉継手においてアークプラズマは立板側に偏る．これは立板内を流れる電流によっ

て発生する磁場・電磁力が原因である． 

(2) アークプラズマの立板側への偏りはアーク長が大きいほど顕著であり，アーク長が大

きいほど，立板に投入されるエネルギーは増加し，横板に投入されるエネルギーは減
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少した． 

(3) アークプラズマの立板側への偏りは立板の厚さが薄い際にはあまり見られない．これ

は立板内を流れる電流が減少するためである．立板の厚さを厚くすると，立板内の電

流増加に伴いアークプラズマの偏りは大きくなるが，ある程度厚くなると立板内を流

れる電流が増加しなくなり，アークプラズマの偏り具合も変化しなくなる． 

 以上のように，本研究により構築したモデルによって母材の変形が起こらない範囲にお

いては，アークプラズマの熱源としての特性や，溶込み形状を予測することができるもの

と考えている．しかしながら，本章で取り上げた V字開先継手や隅肉継手等においては重

力などの影響による母材が溶融した後の溶融池表面の形状変化が避けられない．第 4 章で

は，溶融池の表面形状の変化を追跡するためのモデル構築を行い，仮想的な熱源を用いて

表面の変形と溶込み形成現象の変化について検討する． 
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第 4章 表面変形を考慮した 3次元溶融池モデル 

 

4.1 緒言 

 実際のアーク溶接中には溶融池の表面形状は絶えず変化している．前章にて示した V字

開先継手や隅肉継手など，溶融池の表面と重力方向が垂直でない場合には，溶融金属の自

重によって溶融金属は垂れ落ちることとなる．また，下向きの平板継手の溶接であっても，

大電流のアーク溶接においては強いアーク圧力によって溶融池表面は大きく押し下げられ

る．このように実際の溶接中の溶融池表面には，第 2 章で示した電磁力・プラズマ気流に

よるせん断力・マランゴニ力に加えて，アーク圧力や表面張力が作用しており，溶融池内

の流れ場は溶融池表面が固定されていると仮定した場合に比べてさらに複雑である．さら

に，溶融池の表面形状が変化することによりアークプラズマからの入熱分布などの熱源特

性は大きく変化する．すなわち，アーク溶接中の熱源の状態や溶込み形成現象をより詳細

に理解するためには，溶融池の表面形状の変化を把握することが不可欠である． 

 本章では，溶融池の表面形状の変化を追跡するための 3 次元モデルを作成する．まず，

その計算手法について述べたのち，文献との比較により構築したモデルの精度を確認した．

つづいて，熱源として入熱分布やアーク圧力をガウス分布で模した仮想熱源を用いて，表

面形状が変化させながら溶込み形成現象の解析を行った例を示す． 

 

4.2 自由表面の追跡モデル 

4.2.1 PLIC-VOF 法 

 本研究では自由表面の追跡手法として VOF(Volume-of-Fluid)法を用いた[96]．VOF法は，

Fig. 4.1 に示すように，F値と呼ばれる計算セル内の体積占有率を用いて液体の形状を記述

Fig. 4.1 Schematic image of VOF method 



58 

 

する手法である． VOF法では，F = 1の時，その計算セルはすべて液体，F = 0の時，計算

セルはすべて気体で満たされているものとし，その間の値をとる場合には液体と気体がセ

ル内に共存し，界面セルであることを示している．  

 VOF法ではこの F 値を次の移流方程式により計算し，界面の移動を表現する． 

   0



Fv

t

F 
       (4.1) 

 流れ場の計算に関しては第 2章にて示したものと同様に行うが，VOF法ではその際に用

いる物性値を液体・気体の体積比率に応じて式(4.2)によって与える．このように液体と気

体の中間的な性質を持つ境界層を設定することで界面での不連続性を緩和し，計算モデル

の安定性を確保している． 

  FF glb  1        (4.2) 

 ここで， b ， l ， g はそれぞれ境界セル，境界セル内の液体，境界セル内の気体の物性

値を表している．この操作により VOF法では界面における複雑な境界条件設定が不要とな

り，計算アルゴリズムも単純なものとなる．そのため，自由界面をもつ多相流解析に対し

て非常に使い勝手のよい解析手法であるといえる． 

 さて，前述した F 値の輸送計算は，式(4.1)を保存系に書き直した式(4.3)の移流方程式に

基づいて行う． 

   0



vFFv

t

F 
      (4.3) 

 ここで，精度よく自由表面の追跡を行うためには，式(4.3)の第 2 項に示す計算セル境界

における F 値の輸送量を精度よく求める必要がある．隣接セル間における輸送量を精度よ

く求めるためには，計算セル内における液体の形状を把握する必要があるが，VOF 法にお

いて保持されるのはセル内の液体占有率である F 値のみであるため，輸送量を求める際に

界面形状を再構築しなければならない．界面の再構築法には，計算セル内の界面を格子境

界に対して平行な平面として構築する SLIC(Simple line interface calculation)と傾きを持った

平面として構築する PLIC(Piecewise linear interface calculation)がある[97-99]．それぞれの手

法によって構築される界面の様子と輸送量を Fig. 4.2に示す．いま，あるセル内において上

図に示すような界面が存在し，右向きの速度 vが発生しているとする．この速度によって，

t 秒間に移動する距離は tv であるので，右隣のセルに輸送される液体の体積は赤で示さ

れた部分となる．この時，界面を SLIC ならびに PLIC によって再構築したものをそれぞれ

下図に示す．この図からわかるように，PLIC によって界面を再構築した場合のほうが実際

の輸送量に近い輸送量を算出することが可能である．本モデルにおいては，溶融池表面に
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おける曲率の大きな変形にも対応するために界面を再構築する際には，PLIC を用いた． 

 ここで，本モデルで用いた界面の再構築手法について説明する[100]．あるセル境界にお

ける輸送量を求めるときには，境界上の速度の符号より風上となる隣接セルに注目する．

注目する計算セル内における界面形状は，その注目セルにおける単位法線ベクトルならび

に F値によって決定される．ここで，単位法線ベクトル n̂は次式で求められる． 

 
F

F
n




ˆ         (4.4) 

式(4.4)にて求めた各方向の単位法線ベクトルを，絶対値が小さいものから順にそれぞれの

大きさを 1n ， 2n ， 3n とし，それぞれに対応する軸を 1 軸，2 軸，3 軸と呼ぶことにする．

ここで，モデル化をシンプルなものにするため，各セルを各辺 1 の立方体に規格化する．

この際には，各セルの F 値は変化しないが速度，法線ベクトルについては同時に規格化す

る必要がある．また，場合分けにおける複雑さを軽減するために， 15.0  F となるセルに

対しては気体の占有率 F1 に注目し，気体の輸送量を求めたのち液体の輸送量に変換する

こととする．これにより，セル内における界面形状のパターンは Fig. 4.3 に示す 8種類の中

Fig. 4.2 Reconstructed interfaces and transportation amount calculated by SLIC and PLIC 
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のいずれかとなる． 

 ここで，Fig. 4.3(a)は 021  nn の時の界面形状，(b)，(c)は 01 n の時の界面形状であり，

それ以外はどの法線ベクトルも 0 でない場合の界面形状を示している．この図からわかる

ように，再構築されるセル内の液体または気体の形状は，四角柱，三角柱，三角錐または

それらの一部であることがわかる．図中に示している 1Q ， 2Q ， 3Q は再構築した界面(平面)

と各軸との交点であり，セル内の液体または気体の形状を決定するためにはこれらの値を

決定することが必要となる．これらの交点はセル原点から平面までの距離をd とすると， 

 
1

1
n

d
Q           (4.5) 

のように表され，形状決定のためにはセル原点から平面までの距離を求めればよいことと

なる．この値はたとえば，Fig. 4.3(a)のような場合には， Fd  とただちに求めることがで

Fig. 4.3 Configuration of interface in PLIC-VOF method 

(a) Pattern 1 (b) Pattern 2 (c) Pattern 3 

(d) Pattern 4 (e) Pattern 5 (f) Pattern 6 

(g) Pattern 7 (h) Pattern 8 
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き，Fig. 4.3(b)のような場合には， 

 
32

32
2

1

2

1

n

d

n

d
QQF         (4.6) 

から， 

 322 nFnd          (4.7) 

のように，既知の値から求めることができる．その他の場合に関しても同様にしてd を求

めることができる． 

 注目セルにおける液体または気体の形状を決定したのち，隣接セルに対する輸送量を求

める．輸送量は，Fig. 4.2 に示したように，注目しているセル境界から tv の範囲内にある

液体または気体の体積を求めればよい．ここで，注目セルの F値が 15.0  F である場合に

おいては，気体の輸送量 gasV を求めたのち，液体の輸送量 liquidV を， 

 gasliquid VtvV         (4.8) 

として求める． 

 以上のように，界面の再構築ならびに輸送量の決定を行い，求めた値を式(4.3)に代入す

ることで，F値の時間変化，すなわち自由表面形状の時間変化を記述することができる．  

 

4.2.2 対流駆動力 

 表面形状の変化を考慮するために，溶融池内の対流駆動力は第 2 章で述べた電磁力・プ

ラズマ気流によるせん断力・マランゴニ力の 3 つに加え，表面張力ならびにアーク圧力の

影響を考慮した． 

 まず，表面張力に関しては CSFモデルにより，その影響を考慮した[101, 102]．CSFモデ

ルでは，VOF法における界面がある程度の幅を持った状態で存在する境界層という概念を

利用し，本来界面上で面積力として定義しなければならない表面張力を，境界層内の各計

算セルにおける体積力として定義する．そのため，幾何学的な界面の識別を必要とせず，

差分モデルに容易に適用できる特徴を有している．CSF モデルによる体積力としての表面

張力は次式により与えられる． 

 



nFSV


         (4.9) 

ここで， SVF


: 体積力としての表面張力 [N/m
3
]， : 表面張力 [N/m]， : 曲率 [1/m]，n


: 法

線ベクトル [1/m]，  : 気体と液体の密度の平均値 [kg/m
3
]を表している．ここで用いる法

線ベクトルならびに曲率は以下のようにして求められる． 



62 

 

 Fn 


         (4.10) 

  




























 nn

n

n

n

~~
~

~

~
1

       (4.11) 

ここで， n~はスムージングした F 値より求まる法線ベクトルである．計算の安定性を高め

るため曲率を求める際に用いる法線ベクトルは次式のようにスムージングを施した F 値を

用いて求める． 

 Fn
~~           (4.12) 

ここで，F
~

: スムージングを施した F 値である．ここで，スムージングした F 値は注目セ

ルならびに隣接する計算セルにおける F 値に対して重みをつけた平均値として算出してい

る．以上のようにして，液体表面に作用する表面張力を求めることができる． 

 また，アーク圧力・プラズマ気流によるせん断力・マランゴニ力といった液体表面に作

用する駆動力に関してはすべて体積力に変換して解析モデル内で取り扱った．この時，表

面に対して垂直に作用するアーク圧力には法線ベクトル，表面に対して平行に作用するプ

ラズマ気流によるせん断力とマランゴニ力に関しては接線ベクトルをそれぞれ考慮するこ

とで体積力へと変換した．たとえば，アーク圧力に関しては次式で与えられる． 

 nPF arcAP


         (4.13) 

ここで，
APF


: 体積力としてのアーク圧力 [N/m
3
]， arcP : 液体表面近傍におけるアーク圧力 

[N/m
2
]を表している． 

 

4.2.3 ダムブレイク現象の解析ならびに実験との比較 

 本研究にて構築した自由表面の追跡モデルの精度を確認するため，ダムブレイク現象の

解析を行いMartin らの実験結果[103]との比較を行った．ダムブレイク現象は水柱が重力や

表面張力の作用を受けながら崩壊する現象である．ここでは Fig. 4.4 に示す Martin らの実

験と同様の大きさの水柱を計算領域の端に設置し，水柱が崩壊する際の挙動を解析した．

解析に用いた水の物性値を Table 4.1に示す．ここでは対流駆動力としてのアーク圧力は考

慮せず，表面張力のみが作用するものとする． 

Table 4.1 Material properties of water used in calculation 

Density [kg/m
3
] 995.65 

Viscosity [kg/ms] 41001.8   

Surface tension [N/m] 21017.7   
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 解析結果を Fig. 4.5 に示す．図中の灰色の面が水の表面の位置を表している．時間の経過

とともに水柱が崩壊し，水は計算領域前方へと流れていく様子が示されている．いま，解

析結果における水柱の先端位置の時間変化を実験結果と比較したものを Fig. 4.6に示す．こ

こでは縦軸として，初期先端位置 aとその時間の先端位置 X を用いた無次元数 aX / ，横軸

に時間 t，重力加速度 gと aを用いた agt / と表される無次元数を用いて整理している．こ

の図からわかるように本研究で構築した自由表面の追跡モデルは実験結果と非常に良い一

致を示している．このことから，本モデルは精度よく自由表面の追跡が行うことができる

ものといえる． 

 

 

 

Fig. 4.4 Initial condition of collapse of water column 

Fig. 4.5 Calculation result of collapse of water column phenomena 
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4.3 熱輸送モデル 

 つづいて，表面変形を考慮したモデルにおける熱輸送の取り扱いについて述べる．溶融

池内における熱輸送は式(2.3)に則って記述するが，表面変形を伴う場合には特別な処理が

必要となる．本モデルにおいては対流によるエネルギー輸送と，それ以外によるエネルギー

輸送を別々に取り扱う． 

 まず，対流によるエネルギー輸送を考える．セルが保有するエネルギーQ  [J]の移流方程

式は F値の移流方程式と同様に次の式で表される． 

   0



vQQv

t

Q 
      (4.14) 

ここで， 

 liquidHVQ          (4.15) 

と表される．ここで， liquidV : セル内の液体の体積 [m
3
]である． 

 界面における対流によるエネルギー輸送を考えるとき溶融池内の流れ場をそのまま用い

て差分計算すると，溶融池が保持しているエネルギーが界面より外へとにじみ出てしまう．

対流による熱輸送は，隣接セルより流入出する液体が保持するエネルギーの流入出により

生じる．いま，隣接セルより流入出するエネルギー Q  [J]は， 

 VHQ           (4.16) 

と書ける．いま，隣接するセルより流入出する液体の体積 V  [m
3
]は VOF法において隣接

Fig. 4.6 Comparison of front edge position between calculation and measurement 
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セルへの輸送量を求める際に求めることができるので，式(4.16)より隣接セルへのエネル

ギーの輸送量は容易に求められる．以上のようにして求められたセルが保有するエネル

ギーを温度に変換し，時間発展させていく．このようにして，表面変形を含む場合の対流

によるエネルギー輸送，温度変化を記述することができる． 

 つづいて，対流以外によるエネルギー輸送に取扱いについて示す．対流によるエネルギー

輸送を計算したのち次式を用いて熱伝導等によるエネルギー輸送を計算する． 

   WTA
Ft

H







 1
      (4.17) 

ここで， A : セル境界における液体占有率を表している．式(4.17)に示すように熱伝導によ

るエネルギー輸送を算出する際に，セル境界において熱流束が通過する面積ならびに注目

するセル内における液体の体積を考慮する．また，アークプラズマからの入熱など外部か

らの入熱に関しては法線ベクトルを考慮することで溶融池表面における発熱として次式で

与える． 

 nqW inin


         (4.18) 

ここで， inW : 溶融池表面における発熱 [W/m
3
]， inq : 外部熱源からの入熱密度 [W/m

2
]を表

している．このようにして，対流以外のエネルギー輸送に関して記述する． 

 以上が，表面変形を考慮した際におけるエネルギー輸送モデルである． 

 

4.4 解析結果 

 本研究にて構築した表面形状の変化を考慮した溶融池モデルによる解析結果を示す．こ

こでは，アークプラズマからの入熱ならびに圧力を模したガウス分布形状の仮想熱源によ

る解析結果を示す．まず，仮想熱源モデルについて述べたのち，仮想熱源の圧力の値を変

化させた時の溶込み形状の変化ならびに熱源の移動の取り扱いについて述べる． 

 

4.4.1 仮想熱源モデル 

 本章では溶融池のみに着目したモデルを構築しているため，アークプラズマからの入熱

や溶融池表面に作用するアーク圧力に関しては，仮想熱源によって与えられるものとした．

仮想熱源は Fig. 4.7に示すようなガウス分布形状のものとし，次式で与えた． 

 )
3

exp(
3

2

2

2

qq

Total

Gauss
r

r

r

Q
q 


      (4.19) 
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 )
3

exp(
2

2

P

maxGauss
r

r
PP         (4.20) 

 ここで， Gaussq : 仮想入熱 [W/m
2
]， TotalQ : 総入熱量 [W]，

qr : 入熱半径 [m]， GaussP : 仮想

圧力 [Pa]， maxP : 圧力最大値 [Pa]， Pr : 圧力半径 [m]， r : 熱源中心からの距離 [m]をそれ

ぞれ表している．仮想入熱を与える際には熱源パラメータとして，仮想入熱からの総入熱

量ならびに入熱半径を設定し，仮想圧力を与える際には圧力最大値ならびに圧力半径を与

える．また，本章における仮想熱源は解析中に母材の表面形状が変化しても常に同じ形状

であるものとして解析を行っている． 

 

4.4.2 表面変形が生じた際のマランゴニ対流による溶込み形成現象 

 表面形状が変化すると，溶融池表面に作用する駆動力も同時に変化するため溶込み形成

現象は大きく異なったものになると考えられる．本節では，表面形状の変化が溶込み形成

現象に及ぼす影響について検討を行った． 

 まず，解析条件について述べる．ここでは，溶融池内の対流駆動力としてアーク圧力・

表面張力・マランゴニ力について考え，プラズマ気流によるせん断力や電磁力は考慮しな

い．母材には次の 3種類のステンレス鋼を想定した． 

 (a) HS 鋼(硫黄含有量 300 ppm) 

 (b) LS 鋼(硫黄含有量 10 ppm) 

 (c) 表面張力が温度にかかわらず 1.6 N/m で一定の仮想的な母材 

(c)の母材に関しては，表面張力の温度係数が常に 0 となるため，マランゴニ力は作用しな

い．この 3 種類の母材に対して母材表面に作用するアーク圧力の最大値を変化させて解析

Fig. 4.7 Hypothetical heat source used in this model (Gaussian distribution) 

(a) Heat input density (b) Arc pressure 
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を行った．解析に用いた仮想熱源パラメータを Table 4.2に示す．熱源はすべて静止してい

るものとし，加熱時間はすべて 5 秒間とした．溶込み形状を整理するパラメータとしては

溶込み深さならびに溶込み幅に注目している． 

 つづいて解析結果を示す．Fig. 4.8 に示すのは溶融池の温度場ならびに速度場の解析結果

である．図中の赤線は溶融池形状を表している．まず，Fig. 4.8(a)に示すのはアーク圧力を

0 とした場合の解析結果である．この条件下においては溶融池表面を変形させようとする

駆動力は作用しない．そのため，HS 鋼では溶込み深さが深く，幅の狭い溶込みが形成され，

LS 鋼では浅く広い溶込みが形成されている．このように，溶込み形状にはマランゴニ力の

影響が強く表れていることがわかる．また，Fig. 4.8(a)-(iii)に示すマランゴニ力の作用しな

い条件においては，溶融池内に流れが存在せず熱輸送は熱伝導のみで行われ半円形状の溶

込みが形成されている．つづいて，Fig. 4.8(b)に示すのはアーク圧力の最大値を 1500 Paし

た場合の解析結果である．いずれの解析結果においても溶融池表面が少しへこんでいる様

子が確認できる．また，マランゴニ力の作用しない条件においては，中心部付近において

下向きの流れ，中心部よりやや外側において外向きの流れが生じている．しかしながら，

HS 鋼，LS 鋼の結果に注目すると，やはり HS 鋼では深い溶込み，LS 鋼では浅い溶込みが

形成されており，マランゴニ力の影響が色濃く反映されているものとなっている．一方，

アーク圧力の最大値を 3500 Paとした際の解析結果を Fig. 4.8(c)に示すが，この条件におい

てはいずれの母材においても溶込みの深さや幅など，溶込み形状が比較的似たものとなっ

ている．すなわち，マランゴニ力の影響が薄れ，溶込み形成に対してアーク圧力が支配的

となっていることが示唆されている． 

 

 

Table 4.2 Parameters of hypothetical arc 

Total heat input [W] 2000 

Radius of heat input density distribution [mm] 5 

Maximum arc pressure [Pa] 0 ~ 3500 

Radius of arc pressure distribution [mm] 3 
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 Fig. 4.9 に示すのはアーク圧力の最大値を変化させた時の溶込み深さならびに幅をまと

めたものである．このグラフからわかるように，アーク圧力の最大値が 2000 Pa を超える

領域においては溶込み深さ幅ともに，いずれの母材を用いてもほぼ同じ値となっている．

すなわち，この領域においては溶込み形成に対してアーク圧力が支配的であると考えるこ

とができる．また，HS 鋼とマランゴニ力の作用しない母材においては 500~1000 Pa程度の

(i) HS (ii) LS (iii) No Marangoni 

(a) 0 Pa 

(i) HS (ii) LS (iii) No Marangoni 

(b) 1500 Pa 

(i) HS (ii) LS (iii) No Marangoni 

(c) 3500 Pa 

Fig. 4.8 Temperature and velocity distribution of weld pool with surface deformation 
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圧力が作用した場合に，アーク圧力が作用しない条件より溶込み深さが浅くなる結果と

なった．アーク圧力は溶融池表面において下向きに作用し，溶融池表面がへこむ．その際，

同時に表面張力がへこみを元に戻そうと上向きに作用する．小さなアーク圧力が作用した

際には，下向きに作用するアーク圧力より上向きに作用する表面張力のほうが流れ場に作

用する影響が大きく溶込み深さが浅くなったものと考えられる． 

 

4.4.3 熱源移動モデルと母材移動モデルの比較 

 生産現場における溶接は，静止状態だけでなく溶接線を形成するようにトーチや溶接対

象物もしくはその両方を移動や回転させながら施工されることがほとんどである．ここで

は，移動溶接をモデルで再現するうえで熱源を移動させる場合と母材を移動させる場合の

比較を行う． 

 Fig. 4.10 にそれぞれのモデルの模式図を示す．溶接方向はいずれの場合も+x方向である

としている．まず，Fig. 4.10(a)に示す熱源移動モデルの場合には，仮想熱源を溶接方向に

溶接速度にしたがって移動させていく．ここではガウス分布熱源を想定しているため，熱

源の中心位置を追跡すればよいこととなる．Fig. 4.10(b)に示す母材移動モデルにおいては，

溶接法とは反対方向に母材が移動するものとした．本モデルにおいては母材に対する各種

支配方程式の対流項に溶接速度の成分を足しこむことで，母材の移動を表現した．また，

この時+x方向の領域端部は常に 300 Kに保たれているものとした． 

 

(a) Depth (b) Width 

Fig. 4.9 Influence of arc pressure and Marangoni force on weld pool shape 
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 つづいて，解析条件を示す．仮想熱源パラメータは総入熱量 2000 W，入熱半径 5 mm，

圧力最大値 1500 Pa，圧力半径 3 mm とした．HS 鋼ならびに LS 鋼に対して解析を行い，溶

接速度は 2 mm/s，加熱時間は 5秒間としている． 

 Fig.4.11 に解析結果を示す．ここで示しているのは，xz 断面における溶融池の形状であ

り，実線は溶融池の底部，破線は溶融池の表面をプロットしたものである．横軸の 0 の位

置が熱源の中心位置，縦軸の 0の位置が初期状態における母材の表面の位置を表している．

このグラフからわかるように，いずれの移動モデルを用いても結果にはほとんど差異がな

く移動溶接を取り扱うにあたってともに問題ないものと考えている． 

 アークプラズマモデルとの統合化を図るにあたって，熱源を移動させることは電極の位

置を移動させることを意味する．しかしながら，モデル内においてティグアークで用いる

先端形状のはっきりとした電極を溶接速度にしたがい形状を保ったまま精度よく移動させ

(a) HS (b) LS 

Fig. 4.11 Influence of treatment of moving welding 

(a) Heat source (b) Work 

Fig. 4.10 Illustration of welding by moving heat source and work 
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ることは困難である．そのため，本研究においては，移動溶接を対象とする際には母材移

動モデルにより表現することとする． 

 

4.5 結言 

 本章では，溶接中に起こる溶融池表面形状の変化を捉えるために VOF法を用いた表面形

状の変化を考慮した溶融池モデルを構築した．本研究で構築した自由表面の追跡モデルは

精度よく表面形状を表現するために PLIC による界面の再構築を行っている．文献におけ

るダムブレイク現象の実験結果と比較したところ，非常によく一致しており本モデルに

よって自由表面の追跡は可能であると考えられる． 

 さらに，仮想熱源を用いて溶融池を模した解析を行った．以下にその結果をまとめる． 

・ 溶融池表面に作用させるアーク圧力を変化させ溶込み形成現象に与える影響をしらべ

た結果， 

(1) アーク圧力が 0~2000 Pa程度の領域においてはマランゴニ力の影響が大きく，HS 鋼

と LS 鋼で溶込み形状が大きく異なったものとなった．すなわち，この領域は溶込み

形成現象に対してマランゴニ力が支配的であるといえる． 

(2) アーク圧力が 2000 Pa を超える領域では母材による溶込み形状の違いがほとんどな

くなった．すなわち，この領域では溶込み形成現象に対してアーク圧力が支配的で

あるといえる． 

(3) アーク圧力が 1000 Pa程度までの領域においてHS鋼の溶込み深さはアーク圧力が作

用していない場合よりも浅くなった．これは，変形を押し戻そうとする表面張力の

影響が大きいためと考えられる． 

・ 移動溶接を表現するために，熱源移動モデルと母材移動モデルを構築しそれぞれの結果

を比較した結果，ほとんど差異はなかった．モデル構築の簡便さから本研究では母材移

動モデルを取り扱うこととする． 

 本章においては，溶融池を模した解析を行うために仮想熱源を取り扱った．この仮想熱

源は表面形状が変化しても変化しないものとして取り扱ったが，第 3 章にも示したとおり，

母材形状が変化すると熱源特性は大きく変化する．また，本章では溶融池内の対流駆動力

としてプラズマ気流によるせん断力や電磁力は無視した解析を行った．このような，母材

の形状変化に伴う熱源特性の変化や対流駆動力の変化を捉えるためにはアークプラズマモ

デルと本章で構築したモデルの統合化が必要となる．第 5 章では，溶融池表面形状の変化

を考慮したティグアークの統合モデルを構築し，その解析結果について述べる． 
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第 5章 ティグ溶接の 3次元統合モデル 

 

5.1 緒言 

 アーク溶接プロセス中には重力やアーク圧力の影響により溶融池の表面形状が変化する．

溶融池の表面形状が変化すると，アークプラズマの熱源特性は大きく変化するため，アー

ク溶接中の現象をより忠実に再現するためには溶融池表面形状の変化とアークプラズマの

熱源特性の変化をともに考慮したモデルが必要である． 

 本章では，第 2章で構築したティグアーク-溶融池モデルと第 4章で構築した表面形状の

変化を考慮した溶融池モデルを組み合わせ，溶融池表面の形状変化を考慮した 3 次元統合

ティグ溶接モデルを構築する．ここでは，構築したモデルを開先継手ならびに隅肉継手に

適用した解析例，ならびにアーク圧力の影響大きくなる大電流アーク溶接に適用した例に

ついて示す．さらに本モデルにおける課題ならびに今後に展望についても述べる． 

 

5.2 統合モデルの概要 

 本章で構築するモデルは第 2章で構築した「金属蒸気を考慮したティグアーク-溶融池モ

デル」と，第 4 章で構築した「表面形状の変化を考慮した溶融池モデル」を統合したもの

である．本モデルで用いる支配方程式や計算手法においてはそれぞれ各章で示したものの

とおりである．しかしながら，本モデルにおいては計算の安定性を確保するため，次のよ

うな取り扱いをしている． 

 計算手続きとして，Fig. 5.1 に示すように，まず，ある溶融池の表面形状においてアーク

プラズマの熱源特性を求めたのち，熱源特性を固定したままで溶融池のみの計算をしばら

く行う．その後，ある程度時間が進行し溶融池形状が変化したのち，再びアークプラズマ

の計算を行うことで熱源特性を更新する．つづいて，更新された熱源特性を用いて溶融池

のみの計算を行う，といった計算を繰り返し行っている．このようにして表面形状の変化

 

Fig. 5.1 Schematic explanation of interaction between arc plasma and weld pool surface 
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によるアークプラズマの熱源特性の変化を溶融池に対して反映させている． 

 また，計算の安定性を確保するために Fig. 5.2 に示すように，溶融池の表面形状に関して

は VOF法を用いて精度よく自由表面の追跡を行うが，アークプラズマの計算を行う際には

セル内におけるガスの占有率が半分以上になるセルのみを計算セルとして取り扱い，界面

はセル境界と一致しているものとして計算を行っている．そのため，アークプラズマの計

算を行う際の界面の形状はかなり粗いものとなっている． 

 

5.3 解析結果 

 本節では，溶融池表面の変形を考慮したティグ溶接モデルによる解析結果を示す．解析

の対象として，第 3 章で取り扱った開先継手ならびに隅肉継手の溶込み形成現象とアーク

圧力が大きくなる大電流アーク時の溶込み形成現象を取り上げる． 

 

5.3.1 開先継手の変形と熱源特性の変化 

 まず，解析条件を示す．Fig. 5.3 に示すように，ここでは開先角度が 60度のもとと 90度

のものを想定している．それぞれ板厚 10 mm，ルート長 5 mm であるとし，材質は硫黄含 

有量が 10 ppm のステンレス鋼としている．アーク長は電極先端から開先最深部までの高さ

と定義して 5 mm とし，電極先端角度は 60度とした．また，開先はすべて x方向に形成さ

れているものとしている．母材底面において接地されており，母材底面の温度は 300 Kに

Fig. 5.2 Treatment of the interface of gaseous and liquid phase in this model 
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保たれるものとした．また，本項で示す解析はすべてアーク電流を 100 Aとしている． 

 まず，静止状態における解析結果を示す．ここでは，開先角度が 60 度ならびに 90 度で

電極先端の位置が開先中心とそろっている場合ならびに開先角度が 90 度で電極先端が左

側へ 1 mm ずれている場合の結果を示す．Fig. 5.4 に示すのはアーク点弧より 3秒後のアー

クプラズマならびに溶融池の温度分布の解析結果である．アークプラズマの解析結果に示

す破線は溶融池の表面位置を表しており，溶融池の解析結果内に示す点線ならびに破線で

囲まれている範囲が溶融している領域を表している．まず，開先角度が 60度の場合におい

ては開先側面は平面を保っており，変形していないことがわかる．この時溶融池は開先の

底部ではなく側面に形成されている．これは第 3 章で示したように，開先内のアークプラ

ズマによる入熱は開先側面に集中することによる．一方で，開先角度が 90度の場合におい

ては，開先形状が曲面になっており溶融池表面の変形が生じていることがわかる．この際，

溶融池は三日月のような形状を呈している．また，アークプラズマは溶融池表面形状の変

化に合わせて母材表面において丸みを帯びた形状に変化する．さらに，電極先端が左側に

ずれている場合においては，溶融池は左側に偏って形成されることがわかる．これも第 3

章で示したように，電極が左側にずれることで入熱分布が左側に大きく偏ったためである．

開先角度による影響に注目すると，開先角度が 60 度の時のほうが 90 度の時と比較して溶

融池が開先の上方に形成されていることいえる．また，60度の場合のほうが変形が生じに

くく，溶接を行う際に融合不良等の欠陥が生じやすいことが示唆されている． 

 つづいて，Fig. 5.5 に示すのは初期状態ならびにアーク点弧より 3 秒後におけるアークプ

ラズマの母材への入熱密度分布ならびに母材直上におけるアーク圧力分布である．開先角

度が 60度の場合においては溶融池表面の変形を伴わないため，入熱密度，アーク圧力とも

に分布にほとんど変化は生じていない．一方で，溶融池表面の変形を伴う開先角度が 90度

Fig. 5.3 Illustration of calculation domain for groove welding 

(a) 60 deg. (b) 90 deg. 



75 

 

の場合においては，熱源特性に変化がみられる．Fig. 5.5(b)に示す電極先端と開先の中心位

置がそろっている場合においては，溶融池表面の変形が生じる前の初期状態では，開先の

側面に入熱が集中し，2 つのピークが見られる分布となっている．それに対して，アーク

点弧より 3 秒後の分布においては，入熱密度の最大値は大きく低下し，開先の中心部で小

さなピークのみられる分布となっている．これは溶融池表面形状の変化によって電極先端

と母材表面の距離が変化したためと考えられる．Fig. 5.6(a)にこの時の電極先端と母材表面

間の距離の変化について示す．溶融池表面が変形する前には，開先の最深部に比べて開先

側面のほうが電極先端からの距離が小さかったものが，表面形状が変化し，溶融した金属

が開先底部に流れ込むことで，電極先端から開先最深部と開先側面までの距離の差が小さ

くなっている．これと，入熱密度分布を見比べてみると，電極先端と母材表面間距離が大

きくなっているところでは入熱密度が低下し，距離が小さくなっているところでは入熱密

度が大きくなっている．このように，電極先端と母材表面間の距離によって入熱密度分布

(i) 60 deg. (ii) 90 deg. 

(groove center) 

(iii) 90 deg. 

(1 mm displaced) 

(a) Arc plasma 

(i) 60 deg. (ii) 90 deg. 

(groove center) 

(iii) 90 deg. 

(1 mm displaced) 

(b) Weld pool 

Fig. 5.4 Temperature distribution of arc plasma and weld pool on grooved plate 
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が変化していることがわかる．また，アーク圧力に関してはあまり大きな変化は見られず

ガウス分布のような分布のままとなった．さらに，電極先端が開先中心より 1 mm 左にず

れた場合においても，入熱密度分布は最大値が大きく低下し，偏りの少ない分布となった．

(i) Heat input density (ii) Arc pressure 

(a) 60 deg. 

(ii) Arc pressure (i) Heat input density 

(b) 90 deg. (groove center) 

(i) Heat input density (ii) Arc pressure 

(c) 90 deg. (1 mm displaced) 

Fig. 5.5 Changes of heat source characteristics with base metal deformation 
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Fig. 5.6(b)にこの時の電極先端と母材表面間距離の変化を示すが，開先中心と電極先端がそ

ろっている場合と同様に，溶融池表面形状が変化することで距離のばらつきが小さくなっ

ていることがわかる．やはり，この場合においても距離が大きくなっているところでは入

熱密度が小さく，距離が小さくなるところでは入熱密度が大きくなっている．アーク圧力

分布に関しては，母材の変形が起こる前においてはピーク値付近で一定値となるような台

形形状の分布となっていたものが，溶融池表面の変形が生じたのちにおいてはガウス分布

状の分布が形成されており，電極先端と開先の中心位置がそろっている場合とよく似た分

布となった．  

 Fig. 5.7に示すのは，アーク点弧より 3秒後における溶融スポット外観である．ここでは，

溶融池を真上から見たものを示している．Fig. 5.7(a)に解析結果，Fig. 5.7(b)に同様の条件に

おける実験結果を示している．それぞれ図中に示す破線は開先の中心位置，星印は電極先

端の位置である．開先角度が 60度の場合においては，開先の側面に 2つの溶融スポットが

形成されており，開先中心部において溶融スポットが分離した状態となっている．開先角 

度が 90度の場合においては，溶融スポットは 1つになっておりその形状は開先方向に対し

て垂直に楕円形状を呈している．さらに，電極先端位置が開先より左側にずれている場合

では，溶融スポットは開先の左側側面に大きく偏った形で形成されており，開先の最深部

にも融点を上回る温度の金属が存在している．これらの結果については解析・実験で同様

の傾向を示している．Fig. 5.7(c)は，解析ならびに実験における溶融池形状の輪郭を比較し

たものである．ここで，解析では矩形のメッシュを用いているため実験における開先形状

を正確に表現することはできず，Fig. 5.8 に示すように実験と解析では初期形状が異なる．

そのため単純に比較することは難しいが，解析ならびに実験における溶融スポットの外観

(a) 90 deg. (groove center) (b) 90 deg. (1 mm displaced) 

Fig. 5.6 Changes of distance between electrode tip and base metal surface with base metal 

deformation 
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(i) 60 deg. (ii) 90 deg. 

(groove center) 

(iii) 90 deg. 

(1 mm displaced) 

(a) Calculation results 

(i) 60 deg. (ii) 90 deg. 

(groove center) 

(iii) 90 deg. 

(1 mm displaced) 

(b) Experimental results 

Fig. 5.7 Weld spot appearance on grooved plate 

(i) 60 deg. (ii) 90 deg. 

(groove center) 

(iii) 90 deg. 

(1 mm displaced) 

(c) Weld spot shapes of calculation and experiment 
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は比較的よく似た形状を示している．  

 つづいて，移動溶接を想定した解析結果を示す．ここでは電極先端はすべて開先の中心

位置とそろっているものとして解析を行い，アーク点弧より 10秒後の解析結果について示

す．溶接方向は+x方向であるとし，母材を-x 方向に移動させることで表現している．溶接

速度は 5 cm/minならびに 10 cm/min とした．まず，Fig. 5.9に示すのは溶融池表面の形状で

ある．Fig. 5.9(b)に示している開先角度が 60度で溶接速度が 10 cm/min の場合においては溶

融池表面の変形が生じておらず，開先底部に溶融金属が存在していない．それ以外の条件

(a) Calculation (b) Experiment 

Fig. 5.8 Difference of initial base metal shape 

(a) 60deg., 5 cm/min (b) 60deg., 10 cm/min 

(c) 90deg., 5 cm/min (d) 90deg., 10 cm/min 

Fig. 5.9 Calculation results of base metal shape with moving arc 
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においては溶融池表面の変形が生じており，開先底部に溶融金属が流れ込んでいる様子が

見られる．  

 Fig. 5.10 に示すのは溶融池断面における温度分布の解析結果である．ここでは，電極先

端を通る断面について示している．溶融池表面の変形が生じていない開先角度 60度，溶接

速度 10 cm/min の条件においては開先側面に溶融池が形成されており，開先底部は溶融し

ていない．その他の条件においては溶融池表面の変形が生じており，三日月形状の溶込み

が形成されている．開先角度が 90 度の場合の解析結果に注目すると，溶接速度の速い 10 

cm/min のほうが小さい溶込みが形成されていることもわかる．  

 Fig. 5.11 に示すのは同様の条件における実験結果である．真上より撮影したビード外観

ならびに溶込み断面の形状を示している．解析結果と同様に開先角度 60 度，溶接速度 10 

cm/min の条件においてのみ溶融池表面の変形が生じず，開先側面に独立した溶込みが 2つ

形成されている．その他の条件においては溶融池表面の変形が生じており，三日月形状の

溶込みが形成された．これらの結果から開先角度の小さな継ぎ手に対して溶接を行う際に，

溶込み不足等の欠陥を生じないためには，より低速な溶接速度で施工を行う必要があるこ

とがわかる．  

 

(a) 60deg., 5 cm/min (b) 60deg., 10 cm/min 

(c) 90deg., 5 cm/min (d) 90deg., 10 cm/min 

Fig. 5.10 Calculation results of temperature distribution with moving arc 
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 以上の解析結果ならびに実験結果はいずれも良い一致を示しており，本研究にて構築し

たモデルによって母材形状，溶接速度などのパラメータが変化した際の現象変化を捉える

ことが可能であるといえ，妥当性のあるモデル構築ができているものと考えている．  

 

(i) Bead appearance (ii) Cross-section of penetration 

(a) 60deg., 5 cm/min 

(i) Bead appearance (ii) Cross-section of penetration 

(b) 60deg., 10 cm/min 

(i) Bead appearance (ii) Cross-section of penetration 

(c) 90deg., 5 cm/min 

(i) Bead appearance (ii) Cross-section of penetration 

(d) 90deg., 10 cm/min 

Fig. 5.11 Experimental results of weld pool formation by moving arc on grooved plate 
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5.3.2 隅肉継手の変形と熱源特性の変化 

 Fig. 5.12に本項で用いる母材形状を示す．母材は横板，立板ともに板厚 5 mm，材質は硫

黄含有量 10 ppm のステンレス鋼とした．横板底面にて接地されているものとし，横板底面

の温度が 300 Kに保たれるものとしている．立板の底面(Fig. 5.12内の赤線で示される境界)

においては電気的に絶縁されているものとした．電極は径 3.2 mm，先端角度 90 度のもの

とし，電極先端は横板と立板のつなぎ目を狙っているものとしている．ここではアーク電

流を 200 Aとした際の解析結果について示す． 

 Fig. 5.13に母材表面形状の解析結果を示す．ここでは，アーク点弧より 1秒後，2秒後，

3 秒後の解析結果を示している．アーク点弧より 1 秒後においては溶融池表面形状はほと

んど変化していない．アーク点弧より 2 秒後以降の結果においては，立板側から溶融した

金属が垂れ下がり，横板の上へと流れ落ちていることがわかる．その結果，立板側からは

金属が抉られたような形状となっている． 

 

 

Fig. 5.12 Illustration of calculation domain for fillet joint 

Fig. 5.13 Calculation results of base metal shape on fillet joint 
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 つづいて Fig. 5.14に示すのはアークプラズマならびに溶融池の温度分布の解析結果であ

る．まず，アーク点弧より 1 秒後の解析結果において溶融池表面形状はほとんど変化して

おらずほぼ平面となっている．この時の溶融池の大きさに注目すると，横板に形成されて

いる溶融池に比べ立板に形成されている溶融池のほうが大きい．これは，第 3 章で示した

ように，電磁力の影響によってアークプラズマが立板側に偏り，立板側に入熱が偏るため

と，立板底面にて断熱と設定しており立板側には熱がこもりやすい状況になっているため

である．アーク点弧より 2 秒後以降の解析結果においては溶融池表面が大きく変形してお

り，溶融池は 1 つとなっている．また，立板側において表面がへこんだ形となっており，

ここから横板の上面に溶融した金属が流れ出たものと考えられる．この時，アークプラズ

マは溶融池表面の形状にしたがって変形し，母材近傍において丸みを帯びた形状となって

いる． 

 

 

(a) Arc plasma 

(i) 1 s 

(ii) 2 s (iii) 3 s 

(b) Weld pool 

(i) 1 s 

(ii) 2 s (iii) 3 s 

Fig. 5.14 Calculation results of temperature distribution on fillet joint 
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 Fig. 5.15に示すのはアークプラズマから母材への入熱分布の時間変化である．ここでは，

入熱密度に対して母材表面における法線ベクトルを乗じて，母材表面における発熱と変換

した後の値について示している．この図からわかるように，溶融池表面形状が変化してい

ないアーク点弧より 1 秒後においては立板側において横板側より高い入熱が得られている．

一方で溶融池表面の形状が変形したのちのアーク点弧から 2 秒後以降の解析結果において

は，入熱分布も溶融池表面形状にしたがって入熱分布も変化している．このとき，入熱の

最大値は電極先端の狙い位置と一致した位置となっている．これは，母材が変形すること

により電極先端と立板側の表面との距離が遠くなり，狙い位置付近との距離が近くなるた

めである． 

 

5.3.3 大電流アーク溶接における溶込み形成現象 

 アーク溶接プロセスの高効率化のためにアーク溶接プロセスの高電流化が取り組まれて

いる．しかしながら，大電流アークにおいてはアークプラズマに作用する電磁力が増大す

るため，母材に働くアーク圧力が大きくなる．その結果，溶融池表面はへこむように変形

し，ハンピングなどの溶接欠陥が生じやすくなる．ここでは，構築したモデルを大電流アー

クに適用し，溶融池挙動の解析が可能であるか検討した． 

 まず，解析条件を示す．ここでは Fig. 5.16 に示すように平板母材を想定している．板厚

は 10 mm とし，材質は硫黄含有量が 10 ppm(LS 鋼)または 300 ppm(HS 鋼)のステンレス鋼と

しており，母材底面において接地され，温度が 300 Kに保たれているものとした．本項に

おける解析においてはアーク電流を 300 Aとして解析した結果を示す． 

Fig. 5.15 Calculation results of heat input distribution on fillet joint 

(i) 1 s (ii) 2 s (iii) 3 s 
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 Fig. 5.17 に示すのは，アーク点弧より 5 秒後におけるアークプラズマならびに溶融池の

温度分布の解析結果である．この図から LS 鋼に比べて HS 鋼のほうが深い溶込みが得られ

 

(i) LS (ii) HS 
(a) Arc plasma 

(i) LS (ii) HS 
(b) Weld pool 

Fig. 5.17 Calculation results of temperature distribution of high current arc 

Fig. 5.16 Illustration of calculation domain for high current welding 
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ている．また，溶融池の表面形状は注目すると，ともに溶融池表面の中心部すなわち電極

の真下において少しへこんだ形状となっている．Fig. 5.18 に溶融池表面形状をプロットし

たものを示す．横軸 0 の点が電極真下の位置を示しており，縦軸 0 の点が初期の表面位置

を示している．このグラフから LS 鋼のほうが HS 鋼に比べてへこみ量が大きく，その分周

囲において盛り上がった形状となっていることがわかる． 

 このような母材の材質による溶融池表面の形状に違いは表面の流れが関係しているもの

と考えられる．その模式図を Fig. 5.19に示す．アーク圧力は溶融池中心において溶融池表

面をへこませるようにはたらく．ここで，母材の硫黄含有量が異なるときマランゴニ力に

よって誘起される流れの向きが異なる．まず，LS 鋼においては溶融池中心部より溶融池端

部に向かうマランゴニ力が生じやすい．そのため，溶融金属が溶融池中心部から外に掃き

出されるような流れが生じることとなる．その結果，溶融池中心領域には溶融金属が充填

されにくく，へこみ量が大きくなり，掃き出された溶融金属によって溶融池の周囲におい 

(i) LS (ii) HS 

Fig. 5.19 Difference of flow field in weld pool 

Fig. 5.18 Surface displacement of weld pool by high current arc welding 
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て盛り上がりが生じるものと考えられる．一方で，HS 鋼の場合においては，溶融池端部よ

り溶融池中心に向かうマランゴニ力が生じやすい．そのため，溶融金属が溶融池の中心に

向かう内向きの流れが生じる．その結果として溶融池中心には溶融金属が充填されやすく，

溶融池中心におけるへこみ量が小さくなったものと考えられる．このように，溶融池表面

の流れの向きによって溶融池表面のへこみやすさが変化するものと考えられる． 

 Fig. 5.20 に示すのは，溶融池に対してアーク圧力のみを作用させた場合ならびにアーク

圧力とともにその他の駆動力であるマランゴニ力，電磁力，プラズマ気流によるせん断力

をそれぞれ独立して作用させた際の表面変位の解析結果である．この図からわかるように，

溶融池表面において外向きの流れを促進する LS 鋼のマランゴニ力とプラズマ気流による

せん断力のみを作用させた際にはアーク圧力のみを作用させた場合に比べてへこみが大き

く，溶融池表面に内向きの流れを促進する HS 鋼のマランゴニ力ならびに電磁力のみを作

用させた際には，へこみが小さくなっている．このことからも，溶融池表面において溶融

金属が掃き出される流れが誘起される場合にはへこみが大きく，中心部に向かう流れが誘

起される場合には溶融池表面がへこみにくくなることがわかる． 

 Fig. 5.17で示したものと同様の条件を用いて実験を行った．Fig. 5.21に得られた溶込み

形状を示す．この図から分かるように，実験においては LS 鋼ならびに HS 鋼どちらもほと

んど同じ形状の溶込みが形成されている．また，図中に破線で示しているが，溶融池中心

部において空孔が形成されている．これらのことから，実際の現象においては溶融池中心

部付近においては金属の固体表面が露出するほど大きくへこんでおり，溶込み形成に対し

Fig. 5.20 Influence of driving force on surface displacement 
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てマランゴニ力はほとんど影響せず，アーク圧力の影響が支配的であることが推測される． 

このように，大電流アークにおいて解析により実験結果が再現できない原因はアーク圧力

を正しく計算で求めることができていないためである．Fig. 5.22 に本解析で求められた

アーク圧力と実験により計測したアーク圧力を比較したものを示す．中心より 2 mm 以上

離れた領域においては，解析結果はほぼ実験と一致しているが，中心部においてかなり小

さい値となっている．このことから，大電流アークのような溶融池の変形ならびに溶込み

形成現象に対してアーク圧力が支配的となる条件においては，本解析モデルでは実験結果

を再現することはできない． 

 

5.4 今後の課題と展望 

 本節では，本研究にて開発した解析モデルにおける課題ならびに今後の展望について述

べる．前節で示したように，本解析モデルではアーク圧力を正しく算出することができな

(i) LS (ii) HS 

Fig. 5.21 Experimental results of penetration shape by high current arc welding 

Fig. 5.22 Comparison of arc pressure distribution 
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い．ここでは，メッシュサイズ等の解析パラメータがアーク圧力の解析結果に及ぼす影響

について考察する．また，今後の展望として溶滴移行現象を含むガスメタルアーク溶接モ

デルに向けた展開について述べる． 

 

5.4.1 圧力の解析結果に及ぼす解析パラメータの影響 

 前節で示したように本解析モデルではアーク圧力を正しく算出することができなかった．

本項では，前節で取り扱った高電流アークにおいてメッシュサイズ・移流項のスキーム・

電極先端の電子放出領域といった解析パラメータを変更し，アーク圧力の解析結果に及ぼ

す影響について調べた． 

 まず，メッシュサイズの影響について述べる．ここでは，Fig. 5.23 に示す x，y方向の最

少メッシュサイズである minxy ならびに電極・母材近傍の z 方向のメッシュサイズ
surfz を

変化させる．ふつう，メッシュサイズを小さくするほど計算精度は向上するが，計算時間

の増加や計算の不安定性を増大させることとなるため，過度に小さいメッシュを用いて計

算を行うのは現実的でない．いま変更するメッシュサイズに関しては， minxy を小さくす

るほど電極先端の形状を正確に表現することができ， surfz を小さくするほど電極・母材に

近い位置における各種値を求めることができる．ここまで示してきた本論文における通常

の計算では母材や電極の形状に合わせて， minxy = 0.20 ~ 0.30 mm， surfz  = 0.30 ~ 0.50 mm

の値で行っている．ここでは，それぞれの値を 0.20 mm，0.10 mm，0.05 mm として計算を

 
Fig. 5.23 Schematic image mesh size in this model 
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行った． 

 解析結果を Fig. 5.24 に示す．この図からわかるようにメッシュサイズを変更してもアー

ク圧力の値はあまり変化せず，分布もほとんど影響を受けていない．メッシュサイズを 0.05 

mm とした場合についてはピーク値が若干上昇しているが，実験結果と比べるとほぼ通常

のメッシュサイズを用いた場合と変わらないものといえる． 

 次に，解析に用いる移流項のスキームの影響について示す．本モデルでは数値計算の安

定性を確保するために移流項は 1 次風上差分を用いて離散化し，解析を行っている．しか

し，この 1 次風上差分を用いると数値粘性が発生し，実質的に設定したものより高粘度な

 

Fig. 5.25 Influence of calculation scheme of convection term on calculation result of arc pressure 

Fig. 5.24 Influence of mesh size on calculation result of arc pressure 
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流体を計算している状態になる．ここでは，移流項に対して 1 次風上差分と数値粘性の少

ない CIP 法[104]を用いた場合の解析結果を示す．Fig. 5.25に解析結果を示す．この図から

わかるように，CIP 法を用いて解析を行うことで，算出されるアーク圧力は上昇している

ことがわかる．特にピーク値付近で上昇の幅が大きいこともわかる．このことから，本モ

デルにおいては数値粘性がアーク圧力の解析結果に及ぼしている影響は大きいことがわか

る．しかしながら，実験値と比較するとアーク圧力のピーク値は半分程度であり，実験結

果を再現するには至らなかった． 

 最後に，電極先端における電子放出領域の影響について述べる．本モデルでは第 2 章に

て示したように分光分析による温度分布と本解析モデルによる温度分布が良い一致を示す

ような電子放出領域を計算上設定している．ここでは，この電子放出領域の値を変更する

ことでアーク圧力の実験値を再現することができるか検討した．通常，300 A のアークプ

ラズマの解析に対しては電子放出領域を 1.8 mm と設定して計算を行った．これに対して

電子放出領域を 0.3 mm とした場合の解析結果を示したものが Fig. 5.26である．ここでは

メッシュサイズは通常のものを用いており 1 次風上差分を用いて計算を行っている．解析

結果からわかるように電子放出領域を 0.3 mm と狭く設定するとアーク圧力は大きく上昇

し，実験値をほぼ一致する結果を得ることができた． 

 これは，母材直上におけるアーク圧力は電極先端近傍における電流経路と密接に関係し

ているためである．ここで，母材直上におけるアーク圧力は以下のようにして生じると考

えられる．まず，電極先端における強い電磁力によってアークプラズマが収縮し電極先端

直下において高いアーク圧力が生じる．この圧力により母材へ向かう高速のプラズマ気流

 

Fig. 5.26 Influence of electron emission area on calculation result of arc pressure 
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が発生し，これが母材にぶつかることで母材直上におけるアーク圧力となる．すなわち，

母材直上にて高いアーク圧力が観測される場合，電極直下におけるアーク圧力も高くなる

必要があり，より強い電磁力が作用する必要がある．ここでは，電極先端における電流経

路をより狭くし電極近傍における電流密度が大きくなったことで母材直上におけるアーク

圧力が上昇した．しかし，電流密度の増大は同時にジュール発熱の増大も招く．Fig. 5.27

に陰極先端より 1 mm 下の温度分布を示す．この図からわかるように電子放出領域を狭く

設定するとアークプラズマの温度は中心部付近で大きく増加し，中心部では 35000 Kとい

う現実的でない値となってしまう． 

 以上の結果から，解析パラメータを変更することで，アーク圧力を実験値に近づけるこ

とが可能ではあるが，同時にアークプラズマの温度が急激に増加してしまい，総合的に実

験結果を再現することは現状の本モデルにおいては難しいといえる．しかしながら，この

解析結果は，電極先端近傍における電流経路がアーク圧力ならびに温度の解析に対して非

常に重要であることを示している．今後より定量的な精度のよい解析モデルを構築するた

めには，電極近傍における電流経路をより高精度に表現することが必要不可欠であると考

えられ，そのためにはシース領域に関する詳細な検討が必要になるものと考えている． 

 

5.4.2 ガスメタルアーク溶接モデルに向けた展開-3 次元溶滴移行モデル 

 本研究では非消耗電極を用いるティグ溶接を対象としたモデル構築を行った．しかし，

生産現場においては溶着効率が高く自動化・ロボット化に適している消耗電極式のガスメ

タルアーク溶接も広く用いられている．ここでは，ガスメタルアーク溶接モデルの構築に

Fig. 5.27 Influence of electron emission area on calculation result of temperature 
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向けた展開として，第 4 章にて取り扱った自由表面の追跡手法である PLIC-VOF 法を用い

て 3次元溶滴移行モデルを構築し，その解析結果について述べる． 

 まず，モデルの概略図を Fig. 5.28に示す．本来，溶接ワイヤはワイヤ供給装置によって

溶接トーチのコンタクトチップを経てアーク中へと送り込まれる．その後，アーク中に送

り込まれたワイヤはアーク熱などによって溶融し，溶滴となって溶融池へと移行する．こ

の時，ワイヤの送給速度とワイヤの溶ける速度が釣り合っていると，溶接ワイヤの固液界

面は一定の位置にあることとなる．この場合には溶滴移行現象はある境界から溶融したワ

イヤが流出する現象と考えることができる[105]．このように，本モデルにおいては，ワイ

ヤ供給速度とワイヤ溶融速度が常に釣り合っているものと仮定してモデルの構築を行った． 

 本モデルではエネルギー輸送は考えておらず，液体金属の物質輸送についてのみ計算し

ている．支配方程式については前述したとおりである．流体に作用する外力は表面張力な

らびに電磁力のみとしている．また，モデル内において溶融金属はワイヤ径に相当する領

域より流入するものとした．ここで，流入速度は実験的に求められている溶融速度を用い

た． 

 
2IEIv xm  


        (5-1) 

ここで， mv


: ワイヤ溶融速度 [m/s]， ， : ワイヤ径・材質によって決まる定数，I : アー

ク電流 [A]， xE : 突出し長さ [m]である．液体ワイヤの流入領域より上方は固体のワイヤ

であるものとしている．  

 

 

 

Fig. 5.28 Schematic diagram of 3D droplet transfer model 
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 また，電流経路を確保するためにアークプラズマを模した円錐形状の仮想アーク領域を

設定した．仮想アーク領域に対して周囲のガス領域に比べて高い電気伝導率を与えること

で優先的に電流が流れるものとした． 

 つづいて解析条件を示す．ワイヤは軟鋼を想定しており，計算に用いた物性値は Table 5.1

に示すとおりである．ワイヤ径は 1.2 mm，溶融金属の流入境界と母材間の距離は 15 mm と

した．また，ワイヤ先端より離脱し，母材に接触していない金属に関しては周囲から電気

的に絶縁されているものとして取り扱った．本研究においては，仮想アーク領域の形状や，

電気伝導率といった特性を変化させた際の移行形態の変化ならびに仮想アーク領域が時間

的に変動した際の移行形態の変化について解析を行った． 

 本モデルによる解析結果について述べる．まず，仮想アーク領域が時間的に変化せず，

固定されている場合の解析結果を示す．ここでは，ワイヤと仮想アークの軸はそろってい

るものとし，アーク電流，仮想アークの広がり角が変化した際の移行形態の変化について

解析を行った． 

 Fig. 5.29にアーク電流を変化させた際の移行形態の解析結果を示す．このとき，仮想アー

クの広がり角は 30度，電気伝導率は 4 x 103 S/m とし，アーク電流を 200，300，400 A と

変化させている．図中の薄いオレンジ色の領域が仮想アーク領域を示している．この図か

らわかるように本解析において設定した条件においては電流値が 200 A ならびに 300 Aの

場合では，液滴が大きく成長するグロビュラー移行となった．このとき，300 A のほうが

液滴は早いタイミングで分離している．これは，電流値が大きく電磁力が強いことと，ワ

イヤの溶融速度すなわち本モデルにおける溶融金属の流入速度が大きいことに起因してい

る．ここで，どちらの条件においても液滴下端より小径の液滴が分離しているが，これは

先端に集中する電磁力によって引きちぎられたものである．一方で，Fig. 5.29(c)に示す電

流が 400 Aの場合には，液柱が長く伸び比較的小径の液滴が絶えず分離するスプレー移行

になった．これは，電流値が大きくなったことで強い電磁力が液柱全体にかかることや， 

 

Table 5.1 Physical properties of mild steel 

Density 7500 kg/m3 

Kinematic viscosity 1 x 10-6 m2/s 

Surface tension 1.2 N/m 

Electrical conductivity 4 x 105 S/m 

Magnetic permeability 4 x 107 H/m 
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溶融ワイヤの流入速度が大きくなり下向きの慣性力が強くなることが原因であると考えら

れる． 

 次に，Fig. 5.30 に仮想アークの広がり角を変化させた際の移行形態の変化を示す．ここ

では，電流を 300 A，仮想アークの電気伝導率を 4 x 103 S/m とし，広がり角度を Fig. 5.29(b)

で示した 30 度のものに対し 20，40 度と変化させたものを示す．この図から広がり角が小

さいほど液滴が大きく膨らんで成長するグロビュラー移行，広がり角が大きいほど液柱が

長く伸び小径の液滴が離脱するスプレー移行となりやすいことがわかる．これは，実際の

GMA 溶接においてもアークがあまり広がらず細いものとなる炭酸ガス溶接ではグロビュ

ラー移行となりやすく，アークが広がるマグ溶接等でスプレー移行となる現象とよく対応

するものである．このような結果となるのは電流密度分布の違いに起因すると考えられる． 

 

(a) 200 A 

(b) 300 A 

(c) 400 A 

Fig. 5.29 Influence of arc current on the transfer mode 
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 Fig. 5.31に広がり角が 20度ならびに 40度の場合の電磁場の時間変化の解析結果を示す．

それぞれの図は，(a)電流密度ベクトル，(b)磁束密度の大きさ，(c)電磁力の大きさを表して

おり，図中の点線は液滴の輪郭を示している．また，各図の上端がワイヤの固液界面の位

置である．Fig. 31(a)に示すのは電流密度分布である．解析開始より 10 ms 後においては液

滴の形状はほとんど違いが見られないが，広がり角が小さいほう電流密度の最大値は大き

くなっている．また，電流経路が狭いために，仮想アーク領域内における電流密度も大き

なものとなっている．その結果として，Fig. 5.31(b)に示す磁束密度，Fig. 5.31(c)に示す電磁

力ともに広がり角が小さい場合において液滴下端における値が大きくなり，集中した分布

となっている． 

 それぞれの時間変化に注目すると，まず，広がり角が小さい場合においては電流密度が

液滴の下端部に集中し続けている様子がみられる．その結果，磁束密度ならびに電磁力も

液滴の下端部において集中した分布となっている．このように液滴下端に集中して強い電

磁力が作用すると液滴が支えられ，液滴が膨らむように成長することとなることがわかる．

一方で，広がり角度が大きい場合には液柱が長く伸び，それに沿って電流密度が分布して

いる．その結果として磁束密度ならびに電磁力は液柱内にまんべんなく分布することとな

る．このように液柱全体に電磁力が作用すると液柱全体にピンチ力が作用するため液柱が

(a) 20 degrees 

(b) 40 degrees 

Fig. 5.30 Influence of spread angle on the transfer mode 
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長く伸びることとなる．また，ところどころ電磁力が強く作用しているのは液柱が細くなっ

たくびれ部分であり，この力は液滴の分離を促進するものである． 

 次に，アークプラズマの時間的変動の影響について解析を行った．実際のアーク溶接プ

ロセス中には，アークプラズマは絶えず変動している．ここでは，仮想アーク領域に対し

て意図的にぶれを与え，液滴移行形態に及ぼす影響を解析した．モデル内で想定した仮想

アークの変動について Fig. 5.32に示す．まず，解析開始より 50 ms 間仮想アークとワイヤ

軸はそろっているものとし，その後 1 ms間だけ仮想アークをワイヤ軸に対して 3度傾ける．

(i) 20 degrees (ii) 40 degrees 

(a) Current density 

(i) 20 degrees (ii) 40 degrees 

(b) Magnetic flux density 

(i) 20 degrees (ii) 40 degrees 

(c) Electromagnetic force 

Fig. 5.31 Influence of spread angle on the electromagnetic field 
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さらにその後は，元の位置に戻り，仮想アークとワイヤ軸がそろった状態になるものとし

た．その他の解析条件は，電流 400 A，広がり角 30度，仮想アークの電気伝導率を 4 x 103 

S/m とした． 

 Fig. 5.33 に移行形態の解析結果を示す．仮想アーク領域にぶれを生じさせた解析開始よ

り 51 ms 後以降の解析結果において液滴形状が大きく波打つように乱れていき，最終的に

はワイヤ軸上からは大きく外れたところで破断に至っている．この際小さな液滴がスパッ

タとして飛散している様子も見られる．特に，解析開始より 51 ms より後においては仮想

 

Fig. 5.33 Numerical results of the transfer mode with temporal variation of the hypothetical arc 

region 

Fig. 5.32 Schematic image of temporal variation of the hypothetical arc region 
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アークとワイヤの軸がそろった状態に戻っているにもかかわらず，液滴形状の乱れが大き

くなっていく様子がみられる．このような液柱先端が大きく動き回る移行形態はスパッタ

発生など実用上問題となりやすいローテーティング移行とよく似ており，これを表現する

ことができているものと考えている． 

 Fig. 5.34 に仮想アークにぶれが生じた後における電磁場の解析結果を示す．まず，ぶれ

が生じた直後である 51 ms の時点においては液滴形状はほぼ軸対称を保っているが，電磁

力分布に注目するとすこし対称性が崩れていることがわかる．それ以降の結果においては

液滴形状が波打つようなものになっている．それぞれの時の電流密度分布に注目すると，

 

(a) Current density 

(b) Magnetic flux density 

(c) Electromagnetic force 

Fig. 5.34 Calculation results of electromagnetic field after temporal variation of the 

hypothetical arc region 
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そのほとんどが液柱の内部を通過している．このような電流経路をとることにより，磁場，

電磁力ともに液柱が大きく曲がっているところに集中して強くなる． 

 この様子を模式的に示したものが Fig.5.35 である．まず，波状の液柱形状に沿った電流

密度分布が得られると，右ねじの法則にしたがって磁場が形成される．この時 Fig.5.35(b)

に示すように，波状になっている箇所では，その内側において磁力線が集中し外側におい

ては磁力線がまばらとなる．その結果，内側では電磁力が強くなり，外側では電磁力が弱

くなる．これは，液柱形状はさらに大きく波打つように変形させる駆動力となり，液柱形

状は大きく乱れ最終的には破断に至ることとなる．このように，初期のぶれは非常に小さ

な電流経路のぶれであっても，より乱れを大きくしてしまう駆動力が作用してしまうとい

うことがわかる． 

 

5.5 結言 

 本章では溶融池の表面形状の変化を考慮した 3 次元ティグ溶接モデルを構築し，開先継

手ならびに隅肉継手に適用した例と大電流アークに適用した例について示した．また，アー

ク圧力に関する考察ならびに今後の展望としてガスメタルアーク溶接モデルに向けた 3 次

元溶滴移行モデルによる解析結果もあわせて示した．以下に得られた結果についてまとめ

る． 

(a) Current density (b) Magnetic flux density (c) Electromagnetic force 

Fig. 5.35 Schematic image of electromagnetic field of wavy shape liquid metal 
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・開先継手に適用した場合 

(1) 開先角度が小さいほど母材の変形が起こりにくく，その場合溶融池は開先の側面に分

離して形成される． 

(2) 母材が十分に溶融し母材が変形したのち 1 つの溶融池が形成された場合，その断面形

状は三日月形状のものとなった．また，トーチが開先中心よりずれた場合においては

ずれた側に偏った溶融池が形成される． 

(3) 母材の変形が生じると入熱密度分布に大きな変化がみられ，開先側面に集中していた

ものが，溶融池全体に対してまんべんなく広がるようになる．これは，電極先端から

母材表面までの位置関係が変化するためである． 

(4) 移動溶接を想定した場合においては開先角度が小さいほど，より低速な溶接速度でな

いと開先底部に溶融金属が流れ込まず，溶込み不足等が発生しやすくなる． 

(5) 開先継手に対する本モデルによる解析結果は実験結果と良い一致を示した． 

・隅肉継手に適用した場合 

(1) 隅肉継手では立板側に入熱が偏るため，立板側より溶融が開始する．立板がある程度

溶融すると，横板に対して流れ落ちるように変形する． 

(2) 母材の変形が生じた後では，入熱分布は狙い位置付近に集中するようになる．これは

母材の変形により，電極先端から立板までの曲が大きくなり，電極先端から狙い位置

付近までの距離が小さくなるためである． 

・大電流アークに適用した場合 

(1) 平板母材にアーク圧力が作用した場合，溶融池表面において溶融金属が掃き出される

流れが誘起されやすい場合には溶融池表面がへこみやすくなり，溶融池端部において

盛り上がりが生じる．一方で，溶融池中心に向かう流れが誘起されやすい場合におい

てはへこみにくくなる． 

(2) 本モデルでは大電流アーク時の実験による溶融池形状を再現することができなかった．

これは，本モデルではアーク圧力の値を正しく算出することができていないためであ

る． 

・アーク圧力に及ぼす解析パラメータの影響 

(1) アーク圧力の解析結果に対してメッシュサイズはあまり影響しない． 

(2) アーク圧力の解析結果に対して数値粘性の影響は比較的大きく，より精度良い解析結

果を得るためには，適切なスキームを選択する必要がある． 

(3) 電極先端における電流経路を狭くするとアーク圧力は急激に増加し，実験値と近い分

布を得ることができた．しかし同時に温度の急激な増加を招き，本モデルではアーク



102 

 

圧力と温度の両方が実験値と良い一致を示す結果は得られなかった． 

(4) アークプラズマの解析を行う上では電極近傍の電流経路が非常に重要であり，これを

正しく表現することでより定量的で精度の良い結果を得ることができると考えている．

そのためにはシース領域を含めた検討が必要であると考えている 

・3次元溶滴移行モデルによる解析 

(1) 電流値を大きくするにつれ，移行形態はグロビュラー移行からスプレー移行へと変化

していった．これは電流を大きくすることで電磁力が増加したこと，流入速度増加に

よる下向き慣性力の増加が原因である． 

(2) 仮想アークの広がり角を変化させると，小さいときにはグロビュラー移行，大きいと

きにはスプレー移行となった．これは広がり角度が小さいと液滴下端に電磁力が集中

するためである． 

(3) 仮想アークに時間的な変動を生じさせると，それを起点として液滴形状が大きく乱れ

ローテーティング移行とよく似たものとなった．これは電流経路の変化によって液滴

形状の乱れを大きくするような駆動力が発生するためである． 
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第 6章 結論 

 

 本研究では，最終的な大目標を高品質・高効率な溶接プロセスとして「溶接終了時点に

おいて溶接品質の保証される信頼性の高い検査フリーな溶接プロセスの構築」と設定した．

これに対して本研究では，アーク溶接現象そのものをより深く理解し，予測・制御するた

めの数値解析モデル開発することを目的とした．本研究で構築したモデルは，様々な溶接

現象に対応できる 3 次元モデルであり，溶融池表面における相互作用として金属蒸気の発

生ならびに溶融池表面の変形を考慮した．本章では，本研究によって得られた結果につい

て総括する． 

 

 第 1章では，本研究における背景ならびに目的・方針について述べた． 

 

 第 2 章では，溶融池表面における相互作用として金属蒸気の発生を考慮した 3 次元ティ

グアーク-溶融池モデルの構築を行った．モデル構築における仮定と，モデル内で用いる支

配方程式・物性値や電極先端における電気的な境界条件などについ説明した． 

 

 第 3 章では，第 2 章で構築したモデルを 3 次元的な現象である 2 電極ティグアークに適

用し，アーク外観・溶込み形状について実験結果との比較を行った．その結果を以下にま

とめる． 

(1) 2 電極ティグアークにおいてそれぞれの電極から発生するアークプラズマは電磁力の

影響により互いに引き寄せあう．その結果それぞれのアークプラズマは一体化し，単

電極ティグの場合に比べて丸みを帯びた形状となる． 

(2) 2電極ティグアークにおける溶融スポット外観は楕円形状となる．これはアークプラズ

マが引き寄せあい，変形するためである．すなわち溶融スポットの外観は熱源の形状

に大きく依存するものといえる． 

(3) 2 電極ティグアークにおいて電極配置を変化させるとアークプラズマの形状は大きく

変化する．この時，電極先端近傍の相互作用に注目すると，アーク長には依存せず，

電極先端間の距離によって大きく変化する． 

(4) 2 電極ティグアークにおいて電極配置を変化させると溶融スポットの形状も大きく変

化する．このとき電極間距離が小さくアーク長の長いアークプラズマの変形が大きい

場合には溶融スポット外観は 2 電極に対して垂直方向に伸びる．一方で，電極間距離

が大きくアーク長の短いアークプラズマの変形が小さい場合には溶融スポットは 2 電
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極に対して平行な方向に伸びる． 

(5) 電極配置によって溶融池内の流れ場を変化させることが可能である．その結果として

溶融池の断面形状も変化させることができる．とくに，電極間距離が大きくアーク長

が短い場合には溶融池中心に向かう流れ場が形成され，溶融池中心で最も深い形状と

なる． 

(6) 解析結果によるアークプラズマの外観ならびに溶融スポットの形状は実験結果と良い

一致を示した．すなわち，ここで構築したモデルはある程度信頼性あるものと考えら

れる． 

 つづいて，このモデルを実施工で頻繁に用いられる開先継手ならびに隅肉継手を模した

母材に適用しアークプラズマの熱源特性を解析した．その結果を以下にまとめる． 

・開先継手に適用した場合 

(1) 開先内においてアークプラズマは開先側面に拘束される． 

(2) アークプラズマから母材への入熱密度は電極先端よりもっとも近い位置において大き

くなる分布となる．そのため開先母材では開先側面において入熱密度の大きな分布が

形成される．また，トーチ位置と開先中心にずれがあると電極先端から近い側の開先

側面に入熱密度が集中する分布となる． 

(3) 母材形状が変化しても，母材直上におけるアーク圧力分布は入熱密度分布ほど大きく

変化しない．これは入熱密度分布が母材直上における電流経路や温度分布によって決

まるのに対して，アーク圧力分布に対しては，電極付近の電流経路が重要であるため

と考えられる． 

(4) 母材の変形が生じない範囲において，実験によって得られたアークプラズマの外観や

推測される入熱密度分布は解析結果と矛盾しないものであった． 

・隅肉継手に適用した場合 

(1) 隅肉継手においてアークプラズマは立板側に偏る．これは立板内を流れる電流による

磁場ならびに電磁力の影響によるものである． 

(2) アークプラズマの立板側への偏りはアーク長が大きいほど顕著である．このとき，立

板側に投入されるエネルギーは増加し，横板側に投入されるエネルギーは減少する． 

(3) アークプラズマの立板側への偏りは立板の板厚が薄い際にはあまり見られない．これ

は，立板内を流れる電流量が減少するためである．また，立板の厚さを厚くすると立

板内を流れる電流の増加に伴いアークプラズマの偏りは大きくなるが，ある程度厚く

なった時点で立板内を流れる電流は増加しなくなり，アークプラズマの偏りも変化し

なくなる． 
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 第 4 章では，重力やアーク圧力などによって変形する溶融池表面を追跡するために，

PLIC-VOF 法を用いて自由表面を考慮した 3 次元溶融池モデルを構築した．構築した自由

表面の追跡モデルでダムブレイク現象の解析を行い，文献値と比較したところ良い一致を

見せ，モデルの精度が確認された．さらに，仮想的な熱源を用いて溶融池を模した解析を

行った．ここでは，仮想的な入熱密度分布ならびにアーク圧力分布を想定し，溶融池の対

流駆動力としてアーク圧力・マランゴニ力・表面張力のみを考慮した．以下に得られた結

果をまとめる． 

(1) アーク圧力が 0 ~ 2000 Pa の領域においてはマランゴニ力の影響が大きく HS 鋼(高硫黄

量鋼)と LS 鋼(低硫黄量鋼)で溶込み形状が大きく異なったものとなった．ずなわち，こ

の領域においては溶込み形成現象に対してマランゴニ力が支配的であるといえる． 

(2) アーク圧力が 2000 Pa を超える領域では母材による溶込み形状の違いがほとんど見ら

れなくなった．すなわちこの領域においては溶込み形成現象に対してアーク圧力が師

範的であるといえる． 

(3) アーク圧力が 1000 Pa程度までの範囲においてはHSの溶込み深さはアーク圧力が作用

していない場合より浅くなった．これは，変形を押し戻そうとする表面張力の影響が

大きいためと考えられる． 

(4) 移動溶接を表現するために，熱源移動モデルと母材移動モデルを構築しそれぞれの結

果を比較したが，ほとんど差異はなかった． 

 

 第 5章では，第 2章で構築した「金属蒸気を考慮した 3次元ティグアーク-溶融池モデル」

と第 4 章で構築した「自由表面を考慮した 3 次元溶融池モデル」を組み合わせて「溶融池

表面の変形を考慮した 3 次元ティグ溶接モデル」を構築し，このモデルを開先継手・隅肉

継手・大電流アークに対して適用し，その解析結果を示した．さらに，本モデルにおける

課題ならびに今後の展望についても説明した．得られた結果を以下にまとめる． 

・開先継手に適用した場合 

(1) 開先角度が小さい場合には母材の変形が起こりにくい．このとき溶融池は開先の側面

に分離して形成される． 

(2) 母材が十分に溶融し母材が変形したのち溶融池が一体化すると，その断面形状は三日

月形状のものとなる．また，トーチが開先中心よりずれた場合にはずれた側に偏った

溶融池が形成される． 

(3) 母材の変形が生じると入熱密度分布に大きな変化が見られる．変形する前は開先の側
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面に集中していたものが，変形したのちには溶融池全体にまんべんなく広がる分布を

形成する．これは，母材は変形することで，電極先端から母材表面までの位置関係が

変化するためである． 

(4) 移動溶接を想定したとき，開先角度の小さい場合では，より低速な溶接速度でないと

開先底部に溶融金属が流れ込まず，溶込み不足などの溶接欠陥が発生しうる． 

(5) 開先継手に対する本モデルによる解析結果は実験結果と良い一致を示した． 

・隅肉継手に適用した場合 

(1) 隅肉継手を用いると，入熱が立板側に偏るため立板側より溶融が開始する．立板があ

る程度溶融すると横板に対して流れ落ちるように変形する． 

(2) 母材の変形が生じたのちには入熱分布は狙い位置付近に集中するようになる．これは

母材が変形したことにより，電極先端から立板までの距離が長くなり，狙い位置付近

までの距離が短くなるためである． 

・大電流アークに適用した場合 

(1) 平板母材にアーク圧力が作用した場合，溶融池表面において外向きの流れが誘起され

やすい場合には溶融池表面がへこみやすくなり，溶融池端部において盛り上がりが生

じる．一方で，内向きの流れが誘起されやすい場合においてはへこみにくくなる 

(2) 本モデルでは大電流アーク時の実験による溶融池形状を再現することができなかった．

これは，本モデルにおいてアーク圧力が正しく算出されていないためである． 

 今後の課題として，正しいアーク圧力を算出することのできるモデル構築が挙げられる

ここでは，解析パラメータがアーク圧力の解析結果に与える影響について考察した．得ら

れた結果は以下のとおりである． 

(1) アーク圧力の解析結果に対してメッシュサイズはほとんど影響しない． 

(2) アーク圧力の解析結果に対して数値粘性の影響は比較的大きい．精度のよい解析結果

を得るためには解析の安定性を確保しつつ，適切なスキームを選択する必要がある． 

(3) 電極先端における電流経路を狭くすると，アーク圧力は急激に増加し，実験値度ほぼ

一致する分布を得ることができた．しかし同時に温度の急激な上昇を招き，本モデル

ではアーク圧力と温度の両方が実験値を一致するような解析結果を得ることはできな

かった． 

(4) アークプラズマの解析を行うためには電極近傍における電流経路を正しく表現するこ

とが非常に重要である．これを正しく解析することで定量的にも精度のよい結果を得

ることができると考えている．そのためにはシース領域も含めた検討が必要になると

考えている． 
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 また，今後の展望としてガスメタルアーク溶接モデルへの展開を取り上げ，第 4 章で取

り扱った PLIC-VOF 法を用いた仮想アーク領域を考慮した 3 次元溶滴移行モデルの解析結

果について述べた．その結果を以下にまとめる． 

(1) 電流値を大きくするにつれて移行形態はグロビュラー移行からスプレー移行へと変化

した．これは電流値が増加することによる電磁力の増加ならびに流入速度増加による

下向き慣性力の増加が原因である． 

(2) 仮想アークの広がり角を変化させると，小さいときにはグロビュラー移行，大きいと

きにはスプレー移行となった．これは，広がり角度が小さいときには液滴下端部に電

磁力が集中するためである． 

(3) 仮想アークに時間的な変動を与えると，それを起点として液滴形状が大きく乱れロー

テーティング移行とよく似たものとなった．これは電流経路の変化によって液滴形状

を大きくするような駆動力が発生するためである． 

 

 本研究にて構築した「溶融池表面形状の変化を考慮した 3次元ティグ溶接モデル」によっ

て，アーク溶接中に母材の変形を伴う際の熱源特性の変化を捉えることができる．このこ

とはアーク溶接現象そのものをより科学的な観点から考察する上で非常に有用である．母

材が変形してもあまり変化しないアーク圧力に対して，母材への入熱密度分布は大きく変

化する．本モデルによる解析結果より入熱密度分布は電極先端から母材表面までの位置関

係により決まるものと推測される．例えば，このことは溶込み形状を予測するモデルにお

いて，現在までに多く報告されている固定されたガウス分布等の仮想熱源に対して，新し

いアークプラズマを模した熱源をモデル化する際にも有用であると考えられる． 

 しかしながら，本モデルを用いて予測が可能であるのは溶込み形成現象に対してアーク

圧力が支配的でない領域に限られる．この領域は，第 4 章の結果から平板母材においては

アーク圧力が 2000 Pa 程度となるアーク電流の領域であり，アルゴンティグアークにおい

てはおよそ 200 A程度までの領域であると考えている．アーク電流がこれ以上大きくなる

領域においては溶込み形成現象に対してアーク圧力が支配的となり，本モデルでは対応で

きないのが現状である． 

 より広い適用範囲を持つモデルを構築するためには電極近傍における電流経路をより詳

細に検討する必要があると推測され，シース領域や電子放出機構等を含めた議論・モデル

化が必要となる．このようなモデルの改良や，溶滴移行モデルとの統合化を通じて解析モ

デルの適用範囲はさらに広くなり，アーク溶接現象に対するより深い理解ならびにアーク

溶接現象の予測・制御といったことが可能になるものと考えている． 
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