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第 1章 緒論 

 

1.1  溶接残留応力の溶接構造物への影響 

 

溶接，接合技術は，自動車，船舶，発電プラント，各種産業機器，橋梁，建築などの輸送機器や

社会基盤構造物などを製造，維持する上で必要不可欠な技術である．しかし，一般に，急加熱，急

冷却を伴う溶接施工においては，そのプロセスにおいて溶接部の熱膨張やその後の収縮が周囲に拘

束され，それに起因した塑性ひずみが溶接金属およびその周辺に不均一に分布することで残留応力

が発生する．残留応力は溶接構造物の破壊強度やき裂進展特性などの種々の構造性能に影響を及ぼ

す 1)ことが知られており，残留応力の評価，制御が，構造信頼性を確保する上での重要な技術課題

の 1 つとなっている． 

構造物の損傷の約 80 %に何らかの形で関与している 2,3)と言われる疲労破壊においては，残留応

力は疲労き裂の進展に影響し，Fig. 1.1 に示すように引張残留応力は疲労強度を低下させる 4,5)．ま

た，Inoue，Komotori らは残留応力が疲労き裂の進展過程だけでなく，き裂の発生過程に対しても

影響すると報告しており 9-11)，疲労き裂の発生から進展まで残留応力がその特性に大きく影響する

ことが明らかにされている．そのため，き裂周囲の応力分布だけでなく，き裂発生部の応力の大小

も重要視されている． 

 

 

Fig. 1.1  Influence of welding residual stress on fatigue strength 5). 
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また，原子力プラントやパイプラインにおける重要な課題の 1 つである 12,13)応力腐食割れは，

Fig. 1.2 に示すように材料要因，環境要因，力学要因の重畳により発生・進展するとされている 14)．

引張残留応力は力学要因に相当し，応力腐食割れの発生・進展の駆動力となる 15)．応力腐食割れの

き裂は，腐食環境による材料の劣化が重畳することで残留応力のみでも進展し得るため，疲労き裂

の場合と同様に，き裂発生部の応力の大小だけでなく，き裂周囲の応力分布も重要視されている 16,17)． 

 

 

Fig. 1.2  Stress corrosion cracking due to three factors, material, environment and stress14). 

 

さらに，構造物に致命的な損傷を与え，1995 年の阪神淡路大震災においても多くの溶接構造物で

確認された脆性破壊 18)においては，引張残留応力は脆性き裂の発生を促す 19,20)．Fig. 1.3 に示すよ

うに引張残留応力が生じた際には脆性破壊強度は低下し，特にき裂や欠陥などに引張残留応力が生

じた際には脆性破壊強度が著しく低下することが知られている．また，疲労や応力腐食割れ同様，

残留応力はき裂の進展にも影響し，脆性き裂の進展方向を変化させる 21,22)． 
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Fig. 1.3  Influence of welding residual stress on brittle fracture21). 

 

近年，高度経済成長期から 50 年余が過ぎ，当時建造された日本国内の構造物の中には高経年化

を迎え，建て替え，建て直しの時期を迎えたものが多くある．日本各地の橋梁の主桁フランジ継手

部や主桁ウェブと面外がセットの継手部などでは疲労損傷が 23,24)，原子力プラントでは再循環系配

管や原子炉出入口管台において高経年化による応力腐食割れが報告され 12)，それらの補修，保全が

急務となっている．一方で，溶接部では鋼材の高強度化が疲労特性の改善に結びつかないことや 25)，

耐食性に優れたオーステナイト系ステンレス鋼 SUS316L やニッケル基合金 NCF600 などでも応力

腐食割れの発生が確認されている 26-28)ことなどから，今後構造信頼性を確保するためには，材料面

からの検討だけでなく，残留応力に注目した力学面からの検討がより重要となると考えられる．そ

のため，溶接部に生じる残留応力をより正確に評価することが重要である． 

さらに，溶接部においては，冷却過程における相変態・回復などの材料科学的因子が重畳した複

雑な過程を経た結果として残留応力を生じる．そこで，溶接による応力を計測する際には，これら

の影響を把握ならびに考慮した計測を行う必要があるが，現在広くなされている数値シミュレー

ションによる評価では，これらの材料的因子が必ずしも十分に考慮されていない可能性がある．そ

のため，溶接部の残留応力に対し，より効果的な対処を施し，その結果を今後の設計・製作・保守

に活用していくためには，溶接後に残留する応力だけでなく，溶接中の過渡的な応力挙動にも注目

する必要がある．そのためには，溶接中の過渡的な応力をその場計測する技術を確立することが必

要不可欠である． 
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1.2  X線応力測定法の特徴と溶接残留応力評価手法としての現状 

 

今日までに溶接残留応力評価のため，様々な評価手法が提案されている．解析的なアプローチと

しては，コンピュータシミュレーションを活用した数値解析 29,30)があり，実験的なアプローチとし

ては，応力弛緩法 31)，穿孔法 32)など対象の破壊を伴う手法や，磁歪法 33)，回折法 34-36)など非破壊

的に応力を評価する手法などがある．数値解析は溶接部の残留応力評価に積極的に取り入れられて

おり，例えば溶接時に相変態を伴う材料に対しては，相変態に伴う応力変化挙動を溶接部の冷却速

度と関連付けてモデル化するなど 37-40)，より高精度な計算手法が確立されている．しかし，ミクロ

な視点で見れば溶接中に生じる相変態や回復などの現象は材料組成や冷却速度だけでなく，旧組織

の粒径，凝固偏析，結晶方位など様々な材料科学的因子によっても影響されるが，これらを現状の

数値解析手法にフィットするようなモデルで表すことは極めて困難であり，数値解析によるアプ

ローチのみで正確な残留応力評価を行うことは必ずしも現実的ではない．さらに，現実を忠実に模

擬した詳細な解析モデルを作成できたとしても，解析モデルを検証するための何らかの実測値が必

要である．そのため，回折法のような非破壊的な手法による実験的アプローチを通じて，溶接部の

残留応力を詳細にかつ正確に実測することが重要である．  

Fig. 1.4 に示すように，X 線応力測定法は評価手法の中では唯一非破壊的に応力を評価し得る手法

であり，なおかつ，空間分解能も優れている．また，破壊の発生起点となりやすい材料極表面の残

留応力を評価でき，効果的な溶接残留応力評価手法として様々な材料・構造物への適用が大いに期

待されている．さらに，非破壊的計測という特徴を有することからも，その特徴を活かし溶接過渡

応力のその場計測に用いることが期待できる．しかし，X 線応力測定法の測定理論自体は長い歴史

を有するものの，近年まで溶接部に対してはほとんど適用されて来なかった． 

 

 

Fig. 1.4  Penetration depth for iron and beam irradiation area size of quantum beam. 
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X 線応力測定法は 1930 年代初頭にドイツで原理が発表され，非破壊かつ局所的な残留応力の評

価ができる唯一の手法として注目を浴びた 41)．1953 年，Christenson らによって計数管を用い

た 2θ-sin2ψ 法 42)が提案されると，世界的に広く用いられるようになった．1960 年代になると X 線

応力測定専用の装置が登場し始め，広く工業的に実用されるようになり，研究も盛んに行われ，様々

な知見が得られた 41,43)．1970 年代になると溶接部への X 線応力測定法の実験的な適用や，実構造

への適用の機運が表れ始めた 44)．しかし，X 線応力測定法を溶接部へ適用した際に，それまで主流

となっていたひずみゲージを用いた応力弛緩法や穿孔法の結果と一致しないことがしばしば起き

ており，溶接部の評価においては対外的な信頼性が得られなかった．さらに，既に数多くの適用事

例があり，十分な精度も得られるひずみゲージを用いた応力弛緩法や穿孔法で十分という雰囲気も

あり，X 線応力測定法がひずみゲージなどに代わる評価手法として注目された，一方で，溶接部に

はほとんど適用されてこなかった．  

しかし，近年の構造物の大型化，使用環境の過酷化などに伴い，溶接部およびその周辺部の非破

壊的かつ高空間分解能な残留応力測定の要望は改めて強まりつつある．そのような機運の中で，2004

年より日本材料学会の X 線材料強度部門委員会が溶接部残留応力測定小委員会を設立し，共同研究

グループによる従来システムを用いた溶接部残留応力測定のラウンドロビン試験が 3 段階に分け行

われ，溶接部残留応力測定のガイドライン作成が試みられている 45)．また，近年の応力測定機器の

進歩などに伴い，より高精度に，かつ，簡便に応力測定が可能になったことから，半ば強引に溶接

部へ適用しようとした試みも増えつつある 46-48)． 

このように，溶接部への適用に向けた取り組みが積極的に行われつつあるものの，あらためて俯

瞰してみると適用実績や先行知見が未だ乏しいと言わざるを得ないのが現状である．特に，溶接部

への適用を困難にさせる要因として，後述するように，溶接部の粗大粒・集合組織に対する明確な

対策手段が確立されておらず，X 線応力測定法が溶接部の応力評価手法として確立されているとは

言い難い．そのため，現状では溶接部の残留応力評価に X 線応力測定法を用いることには種々の困

難を伴う場合が多い．そこで，次節より粗大粒・集合組織の X 線応力測定法への影響を述べるとと

もに，粗大粒・集合組織に関する先行研究を述べ，それらの知見を溶接部に適用する際の課題につ

いて整理する． 
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1.3  粗大粒・集合組織の X線応力測定法への影響 

 

X 線応力測定法は，ひずみの変化を回折角の変化として捉え，回折角の変化を応力に換算する非

破壊的な手法である．その換算方法についてはいくつかの方法が提案されているが 42,49,50)，その中

でも，2θ-sin2ψ 法が世界的に最も広く使用されている．2θ-sin2ψ 法は試料表面法線と格子面法線の

なす角(ψ 角)に対するひずみの変化を回折角 2θ の変化としてとらえ，応力を算出する手法である．

結晶粒が十分細かく，等方弾性体である場合，2θ と sin2ψ は線形関係を有し，sin2ψ 変化に対する 2θ

の変化の傾向(傾き)から応力を算出できる．しかし，粗大粒や集合組織が生じた場合，2θ と sin2ψ

の線形関係が崩れ，測定精度が低下する．以下に粗大粒・集合組織の X 線応力測定法への影響につ

いて，2θ-sin2ψ 法を一例として詳細に述べる． 

 

1.3.1  粗大粒の影響 

X 線を照射した際，照射領域内に含まれる結晶粒の中で，Bragg の条件を満足した結晶粒からの

み回折 X 線が得られ，回折角を評価できる．そのため，照射領域内に Bragg の条件を満足する結晶

粒が多いほど回折 X 線の強度は増加し，測定精度は向上する．精度良い測定を行うためには照射領

域内に回折に寄与する結晶粒が 5000 個ほど存在すると良いとされている 51)．しかし，粗大粒が生

じた場合，照射領域内の結晶粒が相対的に減少し，Bragg の条件を満たす結晶粒が激減する．その

結果，十分な精度の回折 X 線を得ることが難しく，Fig.1.5 に示すように回折角 2θ と sin2ψ との関

係にばらつきが生じる．ばらつきが生じた 2θ-sin2ψ 線図から求める応力には誤差が生じることにな

る．粗大粒の問題は照射領域と，その領域内の結晶粒のサイズに関係する相対的な問題であり，日

本材料学会では，結晶粒径約 30 μm，照射領域 14 × 10 mm2を粗大粒の基準としている 51)． 

 

  

(a)  Isotropic elastic body (b)  Large grains 

Fig. 1.5  Schematic illustration of influence of large grains for 2θ-sin2ψ diagram. 

2
θ

sin2ψ

2
θ

sin2ψ
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1.3.2  集合組織の影響 

2θ-sin2ψ 法は ψ 角に対する回折角 2θ の変化を応力値に換算するものである．ただし，回折角 2θ

の変化を応力値に換算する上で，回折角 2θ と sin2ψ との関係は線形関係になければならず，線形関

係が成り立つのは等方弾性体のみである．一方，集合組織が生じた場合，弾性異方性が生じ，Fig. 1.6

に示すように回折角 2θ は sin2ψ に対してうねりを有する．その結果，粗大粒の場合と同様に測定さ

れる応力に誤差が生じる．  

 

  

(a)  Isotropic elastic body (b)  Texture 

Fig. 1.6  Schematic illustration of influence of texture for 2θ-sin2ψ diagram. 

 

1.3.3 粗大粒・集合組織以外の要因に関する考察 

X 線応力測定法を用いる上で，粗大粒と集合組織の問題の他に，3 軸応力問題や，相応力の問題

が度々挙げられる． 

まず，3 軸応力問題は材料極表面において介在物などが生じる場合に生じる．そもそも，実験室

で用いるような X 線は金属材料への侵入する深さが極めて浅く，材料極表面の応力を測定している

ため，X 線応力測定法では平面応力状態を仮定するのが一般的である．しかし，材料極表面に介在

物が存在する場合には，面外方向の応力が解放されず，材料表面近傍にもかかわらず 3 軸応力状態

になることが報告されている 52,53)．ただし，3 軸応力問題に対しては既に Dölle や Hauk らによる 3

軸応力解析法 54)や，Hanabusa による材料表面近傍における 2 軸，3 軸応力状態のクライテリオン 52)

などが提案されている．さらに，介在物のサイズが小さい場合，3 軸応力状態は生じないため 52)，

一般的な構造用材料の溶接部を対象とするならば，3 軸応力問題が生じる可能性は低いと考えられ

る． 

2
θ

sin2ψ

2
θ

sin2ψ
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次に，相応力の問題は材料が複数の相を有する場合に生じる．複数の相を有する材料に X 線を照

射した場合，各相は異なる格子間距離を有するため，Fig. 1.7 に示すように，異なる回折角に回折

強度曲線が得られる．それぞれの回折強度曲線から得られる応力は各相にそれぞれ加わる応力であ

り，相応力と呼ばれる．相応力は材料全体に加わるマクロな応力に相間の相互作用によるミクロな

応力(内部応力)が重畳した応力であるため，マクロな応力とは一致しない 55,56)．そのため，複数の

相が存在する材料に対し X 線応力測定法を用いた場合，測定結果は切断法や穿孔法の測定結果と一

致しない．相応力の問題に対しては複合則が提案されており，各相の応力と体積比からマクロな応

力が得られることが実験的に証明されている 55,57)．ただし，相応力の影響が顕著に出るのは 2 相ス

テンレス鋼のように各相の比が近い場合であり 58,59)，鋼中の炭化物の場合ように，第 2 相の体積比

が小さい場合にはほとんど影響しない 60)．そのため，一般的な構造用材料の溶接部において相応力

の問題が生じる可能性は低いは少ないと考えられる． 

 

 

Fig. 1.7  Diffraction peak from the composite material composed of austenite and ferrite. 

 

以上のように，3 軸応力問題と相応力の問題は X 線応力測定法を用いる上で粗大粒や集合組織と

同様に度々議論されるが，これらの問題が一般的な構造用材料の溶接部において問題になる可能性

は，粗大粒や集合組織の場合と比べると小さいと考えられる．さらに，この 2 つの問題は測定精度

自体に影響を与えず，3 軸応力解析や複合則により測定結果を再解析すれば解決できる．一方で，

粗大粒と集合組織は測定精度に直接影響する問題であり，測定後のデータを再解析することで解決

することはできない．さらに，粗大粒と集合組織の問題は溶接部で必ず生じる問題である．そのた

め，X 線応力測定法を溶接部に対して適用する上で優先的に解決すべき問題は粗大粒と集合組織へ

の対策と言える．そこで，本研究では祖大粒と集合組織に注目して検討を進める 
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1.4 粗大粒・集合組織を有する材料への X線応力測定法の適用に向けた従来の研究 

 

1.4.1 粗大粒を有する材料における X 線応力測定法 

粗大粒を有する材料に対しては揺動法が提案されている．揺動法は光学系もしくは試料を揺動さ

せることで見かけ上の照射面積を拡大させ，回折に寄与する結晶粒を増加させることで測定精度の

向上を狙う手法である．揺動法は入射 X 線揺動法と試料揺動法に分類される． 

入射 X 線揺動法は Fig. 1.8 に示すように入射 X 線を試料に対して揺動する方法である．試料を動

かさないことから大型の溶接構造物に対しても適用が可能である．しかし，入射 X 線を揺動させる

ための特別なゴニオメータが必要であり，汎用性に欠ける． 

 

 

Fig. 1.8  Schematic image of incident X-ray oscillation technique. 

 

試料揺動法は光学系に対し試料を揺動させる方法である．Fig. 1.9 (a), (b)に示すように，試料揺動

法は試料を面内方向に平行移動もしくは回転させる方法と，面外方向に揺動させる方法に分類され

る．特別なゴニオメータは必要なく，汎用的な方法であり，近年の応力測定装置にも積極的に導入

されている．しかし，試料を揺動させる必要があるため，大型の試験体に対しては適用が困難であ

る． 

 

 

Incident X-ray Reflected X-ray

Specimen
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(a)  Plane oscillation (b)   Out-of-plane oscillation 

Fig. 1.9  Schematic image of specimen oscillation technique. 

 

適用事例として，Chiku らは最大 50 μm の粗大粒を有する鉄系材料を対象に，入射 X 線揺動法を

適用しており，揺動法の効果を確認している 61,62)．また，Miyagawa らは複数の揺動を組み合わせ

た複合揺動法を最大 150 μm の粗大粒を有するオーステナイト系ステンレス鋼に適用し，高精度な

X 線応力測定を実現させている 63)．さらに，Saito らは中性子応力測定に揺動法を適用し，最大 1 mm

の粗大粒を有するアルミニウム合金の応力測定を行っている 64)． 

以上のように，粗大粒に対しては揺動法が提案されており，材料や応力場に応じた揺動法を適用

することで大抵の粗大粒の問題は解決できる．さらに，面内揺動を除けば，揺動法は対象の応力状

態の影響をほとんど受けず，対象の応力場に関わらず適用が可能である．そのため，溶接部に生じ

る粗大粒についても，2θ-sin2ψ 法に揺動法を組み合わせることを基本に溶接部に適した手法を確立

することで解決できると考えられる． 

 

1.4.2 集合組織を有する材料における X 線応力測定法 

集合組織に対しては 2θ-sin2ψ 法に替わる応力測定理論がいくつか提案されている．以下にこれま

での知見をまとめ，それらを溶接部に適用する際の問題点について述べる． 

 

(a) 理想方位の回折強度分布から求める手法 

Dölle，Haukらは立方晶金属における理想方位の回折強度分布を利用する方法を提案している 65,66)．

集合組織が単結晶に近い場合，結晶方位の偏りが顕著になるため，特定の角度(ψ 角)近辺のみ強い

回折が生じる．立方晶金属において 2 つの回折面{h1k1l1}，{h2k2l2}面のなす角 φ は次式より求める

ことができる． 

Incident X-ray Reflected X-ray

Specimen

Incident X-ray Reflected X-ray

Specimen
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(1.1) 

 

例えば，理想的に<100>配向した集合組織に対し，{211}，{311}面で回折角を求める場合，{211}面

の場合 ψ = 35，65 deg 付近，{311}面の場合 ψ = 25，75 deg 付近でそれぞれ強い回折が得られる．

Dölle，Hauk らの提案はこれら 2 点の回折角の変化から応力を算出する方法であり，この手法は一

般に 2 点法と呼ばれる．式(1.2)に 2 点法の基礎式を示す．なお，Kは応力定数である． 
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(1.2) 

 

適用事例として，Yoshioka らは冷間圧延した軟鋼の応力測定を 67)，Akita らは Ni 基合金溶接部の

X線的弾性定数と残留応力の評価を行っている 46)．しかし，2点法は ψ角を大きくとる必要があり，

測定対象と光学系との干渉や X 線の遮蔽に十分な注意が必要であるため，複雑形状を有する対象に

は適用し難い．また，汎用の X 線応力測定装置では測定対象とゴニオメータとの干渉や X 線の遮

蔽を避けるため，ψ 角は 45 ~ 50 deg 未満に抑えられており，2 点法を用いることは難しい．さらに，

実験室レベルの X 線ではノイズを多く含むため，1 測定あたりの回折角の測定精度はそれほど高く

ない．そのため，2θ-sin2ψ 法では 5 点以上の回折角を用いて応力測定することが推奨されているの

に対して 51)，2 点法は 2 点のみの回折角から応力を算出するため，測定精度が必ずしも高くない．

そのため，集合組織に加え，粗大粒の影響も重畳する溶接部には適用が難しいと考えられる． 

 

(b)  高次のミラー指数の回折を用いる手法 

Hauk らは高次のミラー指数の回折を用いる手法を提案している 68,69)．Fig. 1.10 に冷間圧延された

St52 鋼(高張力鋼)から得られた 2θ-sin2ψ 線図を示す．Fig. 1.10 (a)に示すように，Cr 管球の X 線を用

いて{211}面で測定した場合，わん曲が明確である．一方，Fig. 1.10 (b)に示すように，Mo 管球を用

いて{732 + 651}面で測定すると直線分布が得られている．これは{732 + 651}面の測定は多数の結晶

のひずみを平均化しており，さらに{732}，{651}面について計算したそれぞれの非線形性が互いに

平均化されて二重線として直線になると考えられている．しかし，{732}，{651}面はそれぞれ弾性

定数が異なるが，弾性定数の異なる 2 つの回折面を用いた場合の応力定数の取り扱いについては触
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れられていない．また，塑性変形が生じた場合，回折面ごとに異なる挙動を示すことが知られてい

るが，その場合の{732}，{651}面の測定値の取り扱いについても明らかにされていない．そのため，

確立された手法とは言い難く，溶接部への適用も難しいと考えられる． 

 

 

 

(a) Cr X-ray {211} (b) Mo X-ray {732 + 651} 

Fig. 1.10  2θ-sin2ψ diagram from different diffraction plane69). 

 

(c)  集合組織の影響を受けない回折面を用いる手法 

Dölle，Honda らは多結晶中の様々な回折面の変形挙動を観察しており，{100}面や{222}面のよう

に{h00}，{hhh}で表される回折面を用いる手法を提案している 70,71)．Dölle，Honda らは{h00}，{hhh}

で表される回折面を用いた場合，集合組織が生じている場合でも 2θ-sin2ψ 線図にうねりが生じない

ことを種々の実験から明らかにしており，これらの回折面を用いることで Fig. 1.11 に示すように，

集合組織の有無に関係なく応力測定が行えるとしている．しかし，塑性ひずみが生じた場合，回折

面ごとに異なる挙動をとることが知られており，特に{h00}，{hhh}で表される回折面は機械的な挙

動と乖離しやすいことが知られている．また，これらの回折面は多重度因子が小さく，測定時の回

折強度が弱いため，測定時間の増大と測定精度の低下を生じやすい．さらに，これらの回折面は回

折角が小さく汎用の応力測定装置では測定すること自体が難しい．そのため，{h00}，{hhh}で表さ

れる回折面を用いる手法を溶接部に適用するには多くの制約が存在し，さらに塑性ひずみの影響も

懸念されるため，溶接部への適用は難しいと考えられる． 
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Fig. 1.11  2θ-sin2ψ diagram from different diffraction plane in texture71). 

 

(d)  測定条件に応じた弾性定数を使用する手法 

Kurita らは集合組織を有する材料に対し，2θ-sin2ψ 法を適用した際の 2θ-sin2ψ 線図の変化につい

て観察しており，測定対象，測定条件に応じた弾性定数を用いる手法を提案している 72)．一般に集

合組織を有する材料の場合，各 ψ角に対する回折角 2θは sin2ψに対して波打つが，彼らは 2θと sin2ψ

との関係に対し最小二乗法によってあてはめた直線の勾配は，負荷応力とともに直線的に変化する

ことを示している．さらに任意の負荷を加えた際の 2θ-sin2ψ 線図の傾きの変化から仮の X 線的弾性

定数を求め，測定条件，測定対象に応じた仮の X 線的弾性定数を使用することで，負荷応力とほぼ

同じ値を得ることを示している．この手法を用いれば集合組織を有する材料の場合でも簡便に応力

評価が可能であるが，測定条件，測定対象に応じた X 線的弾性定数を逐一実測する必要がある．そ

の際には対象，もしくは同一の集合組織を有する別サンプルから引張試験や 4 点曲げ試験のための

試験片を作成する必要がある．また，溶接部に適用する場合，測定条件は対象の材料，形状，測定

時間の制限などの制約により測定ごとに変化するため，栗山の提案した手法を溶接部に対してその

まま適用するのは難いと考えられる． 
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(a) Relationship between load stress and 2θ-sin2ψ 

diagram 

 

(b) Relationship between load stress and slope 

of 2θ-sin2ψ diagram 

 

 

(c) Relationship between load stress and 2θ at ψ=0  

Fig. 1.12  Measuring of X-ray elastic constant of texure72). 

 

(e) 結晶の存在確率を用いて求める手法 

Honda，Yoshioka，Yashiro，Ejiri らは，多結晶体を構成している個々の結晶粒の変形挙動につい

て弾性異方性を考慮した弾性解析を行い，集合組織を有する材料における X 線応力測定法について

検討を行っている 73-77)．彼らは多結晶体中にある 1 つの結晶粒に注目し，1 つの結晶粒が有するひ

ずみと X 線回折から得られるひずみを結晶の存在確率を用いて関連付け，集合組織の応力-ひずみ

挙動とX線応力測定結果との関係について検討を行っている．(a)から(d)で示した応力測定法では，

特定の ψ 角や回折角，弾性定数を用いるなど，測定法について工夫がなされているのに対し，Honda
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らの手法では測定結果の解析法に対し工夫がなされている．測定自体は 2θ-sin2ψ 法と同じ要領でで

き，理論上，回折面や光学系に関して特別な制約がない．また，2θ-sin2ψ 法のように複数回の測定

結果から応力を算出するため，高い測定精度も期待できる．そのため，Honda らの提案手法は X 線

応力測定法の溶接部への適用に向けた議論において，注目すべき手法であると言える． 

以上のように，集合組織に対しては新しい応力測定法が提案されていることから，溶接部に生じ

る集合組織に対しては，Honda らの提案手法を基本として溶接部に適した手法を確立することで解

決することが出来ると考えられる． 

 

 

1.5 本研究の目的 

 

前述したように，X 線応力測定法は溶接部の非破壊応力評価手法として確立されていない．その

ため，X 線応力測定法により溶接過渡応力を評価するためには，X 線応力測定法を溶接部に適用可

能であることを示す必要がある．そのためには，溶接部の粗大粒・集合組織への対策が必要不可欠

である． 

そこで本研究では，まず，溶接部に生じる粗大粒・集合組織に対する対策法について過去の知見

を参考に溶接部に適した手法を検討し，粗大粒・集合組織の影響を考慮できる高精度な溶接部 X 線

応力測定法を構築する．そして，溶接時に相変態が生じない材料と生じる材料を対象に，溶接部の

残留応力評価を行い，それぞれの材料において溶接部の残留応力を X 線応力測定法により正確に評

価できることを示す．さらに，溶接部の残留応力を X 線応力測定法により正確に評価できることを

確認した後，溶接過渡応力評価の実現に向けた新たな試みとして，大型放射光施設 SPring-8 におい

てその場計測システムを構築し，溶接過渡応力を実験的に評価することを試みる．Fig. 1.13 に本研

究のフローチャートを示す． 

 

 

 

 

 

 



- 16 - 

 

Fig. 1.13 Flowchart of this study. 

 

 

1.6 本研究の構成 

 

本論文は全 6 章で構成され，構成は以下に示すとおりである． 

第 1 章では，溶接残留応力の構造物への影響について述べ，溶接部の残留応力とその生成過程を

評価することの重要性を述べた．また，X 線応力測定法の特徴を整理するとともに，X 線応力測定

法の溶接部への適用と課題について述べ，課題解決のための先行研究について整理し，本研究の目

X線応力測定法を用いた溶接残留応力高精度測定に向けた取り組み

第6章 総括

・X線応力測定法の溶接部への適用の現状の把握

・粗大粒，集合組織に対する先行研究の整理

第1章 緒論

・溶接残留応力の各種損傷・破壊への影響

・溶接残留応力評価手法と特徴

第3章 多軸応力状態における集合組織を有する溶接部の応力評価
手法の構築

・多軸応力状態の集合組織における結晶粒の変形挙動

・ 多軸応力状態の集合組織における応力算出手法の提案

集合組織を有する溶接部における応力評価手法を構築

第4章 提案手法を用いた溶接継手のX線残留応力測定

・溶接時に相変態が生じない材料における溶接残留応力測定

・溶接時に相変態が生じる材料における溶接残留応力測定

X線応力測定法により溶接残留応力を正確に評価できることを示す．

・応力弛緩法による残留応力測定結果との比較

第2章 X線応力測定法の概要と溶接部への適用に向けての課題

集合組織を有する溶接部における応力評価手法構築の
必要性を示す

・X線応力測定法の溶接部への適用に向けての課題の整理

・EBSDを用いた結晶の存在確率決定法の提案

・1軸応力状態の溶接部への先行知見の適用

・多軸応力状態の溶接部への先行知見の適用

溶接中過渡応力のその場計測を試みる

第5章 放射光を用いた溶接過渡応力のその場計測

・放射光を用いた溶接過渡応力のin-situ測定装置の開発

・X線的弾性定数の温度依存性評価

・相変態を伴う材料における溶接過渡応力のin-situ測定

・相変態中の相応力の変化を観察

・高温引張試験を用いた装置の検証

X線応力測定法の特徴を活かした溶接過渡応力のその場計測
に向けた取り組み
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的を明らかにした． 

第 2章から第 4章ではX線応力測定法を用いた溶接残留応力の高精度測定に向けた検討を行った． 

第 2 章ではでは，溶接試験体より作成した 4 点曲げ試験片，および，Lz 試験片を用い，任意の応

力状態を再現した溶接部に対し，粗大粒と集合組織に関する先行知見を適用し，溶接部に生じる粗

大粒・集合組織に対しても先行知見の適用が可能か検証した．また，平均格子ひずみの考え方を溶

接部に対して適用するため，EBSD を用いた結晶の存在確立の決定法を提案した．以上の検討から， 

X 線応力測定法を溶接部に適用するには，多軸応力状態の集合組織を有する溶接部における応力算

出法の構築が必要不可欠であることを示した． 

第 3 章では，多軸応力状態の集合組織を有する溶接部における応力算出法の構築のため，溶接部

の集合組織に多軸応力を加えた際の 2θ と sin2ψ の関係を観察し，多軸応力状態の集合組織を有する

溶接部における結晶粒の変形挙動について検討した．そして，結晶粒の変形挙動を考慮した応力算

出法を提案し，その効果を示した． 

第 4 章では，溶接時に相変態が生じない材料として SUS316L を，生じる材料として SM490YB

を用い，各材料に生じる溶接部の残留応力を前章までに提案した X 線応力測定法を用いて評価した．

そして，第 3 章で提案した手法が，集合組織を有する溶接部に対し効果的であることを示した．ま

た，溶接部の残留応力と，応力弛緩法による応力測定結果を比較し，X 線応力測定法により溶接部

の残留応力を正確に評価できることを示した． 

以上の検討から，X 線応力測定法により溶接部の残留応力を正確に評価できることを示した． 

第 5 章では，X 線応力測定法の非破壊的計測という特徴を活かし，溶接中過渡応力のその場計測

を試みた．その場計測のため，放射光を利用した応力その場測定装置を構築し，引張試験を用いた

システムの検証を行う．そして，構築したシステムにより，溶接部における相変態中の応力挙動を

実験的に観察することを試みた． 

第 6 章では，本研究で得られた成果を総括した． 
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第 2章 X線応力測定法の概要と溶接部への適用に向けての課題 

 

2.1 緒言 

 

X 線応力測定法は 80 年を超える長い歴史を持つものの，溶接部に対しては粗大粒・集合組織の

影響のため適用が困難であるとされてきた．一方で，今日までに，粗大粒と集合組織に対しては揺

動法と 2θ-sin2ψ法に替わる応力測定法がそれぞれ提案されている．そこで，本章ではそれらの先行

知見を溶接部に対して適用し，溶接部に対してもそれらの知見を適用可能であるか検討する．材料

には溶接時に相変態が生じる材料と生じない材料を用い，それぞれの溶接部に対し，1軸，および，2

軸応力を負荷し，その際の，粗大粒に対しては揺動法の，集合組織に対しては測定上の制約がもっ

とも小さいと考えられる Honda らの手法の効果について検討する．これらの検討から，X 応力測定

法を溶接部に適用するために解決すべき課題を明らかにする． 

 

 

2.2 X線応力測定法による応力測定理論 

 

本節では，X 線応力測定法の基本原理を述べた後，2θ-sin2ψ 法の測定理論，Kröner モデルによる

X 線的弾性定数の算出理論，そして，Honda らの手法の測定理論について述べる． 

 

2.2.1 X 線応力測定法の基本原理 

一般に，金属材料は方位が無秩序に分布した多結晶体であり，各結晶粒は規則正しく配列した原

子で構成されている．多結晶体の金属材料に波長 λ の特性 X 線を照射すると，Fig. 2.1 に示すよう

に，式(2.1)の Braggの回折条件を満足する結晶粒で回折が生じる． 

 

  sin2dn   (2.1) 
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Fig. 2.1 X-ray diffracted from crystal satisfying Bragg’s condition. 

 

ここで，式(2.1)を微分すると， 

 

  Δcos2sinΔ2Δ  d  (2.2) 

 

となる．特性 X 線の波長 λ は一定であるので Δλ = 0 となり，式(2.2)を整理すると 

 

 
 Δcot

Δ


d

d
 (2.3) 

 

となり，ひずみ Δd/d が回折角 θ の変化 Δθ から求められる．無応力状態の試料の格子面間隔を d0，

回折角を θ0とすると，格子面法線が試料面法線に対して ψ だけ傾いているときの格子面法線方向

のひずみ εψは式(2.4)で表される．  

 

 
)(cot

Δ
00  



  　
d

d
 (2.4) 

 

式(2.4)からわかるように，X 線応力測定法はひずみの変化を回折角の変化としてとらえ，回折角の

変化を応力に換算する手法である．その換算方法についてはいくつかの方法 1-3)が提案されている

が，その中でも 2θ-sin2ψ法が世界的にも最も広く使用されている．次に 2θ-sin2ψ法の測定理論を述

べる． 

ψ

θ:Diffraction angle

d:Lattice spacing

Surface

Diffraction plane

normal line

Incidence X-ray

Reflected X-ray
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(a) 2θ-sin2ψ法の理論式 

多結晶体の金属材料に引張応力が加わった場合を考え，試料表面法線と格子面法線のなす角を ψ

角とすると，Fig. 2.2 に示すように，結晶の格子面間隔 dは ψ角が小さいほど小さくなり，反対に ψ

角が大きいほど大きくなる．このように，格子面間隔 dの変化は ψ角と応力の大きさに関係してい

る．  

 

 

Fig. 2.2  Change of the lattice spacing in the polycrystalline material. 

 

ここで，Fig. 2.3 に示すように，x-y 平面を試料表面とし，O 点における主応力を σ1，σ2，σ3，主ひ

ずみを ε1，ε2，ε3とする． 

 

 

Fig. 2.3 Coordinate system of stress and strain direction. 

 

X 線の金属材料への侵入深さはせいぜい 10 μm程度であるので，試料表面の法線方向の応力は解放

されているとして平面応力状態が仮定できる．平面応力状態における応力とひずみの関係は次式で

表される． 

 

ψ → 90°ψψ = 0

StressStress

d1 d2 d3

σ σ

σ3
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φ
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εφψ
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なお，Eはヤング率，νはポアソン比である． 

次に，直交する 2 方向の応力を σx，σy，ひずみを εx，εyとすると式(2.5)から式(2.7)の関係がそれ

らの間にも成立するので， 

 

 

E

yx

x





  (2.8) 

 

E

xy

y





  (2.9) 

 

E

σσν
ε

yx

z

)( 


 
(2.10) 

 

と表される．この時 Fig. 2.3 の OQ方向のひずみ εφψは主ひずみを用いて次のように表せる． 
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ここで 
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1 sincos x  (2.12) 

 

であるので，式(2.11)は 
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 )sin1(sin 2

3

2   x  (2.13) 

 

となる．式(2.13)に式(2.8)，式(2.9)，式(2.10)を代入すると 
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となる．この式は X 線応力測定の基礎式と呼ばれ，式(2.14)に式(2.4)を代入すると 
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となる．式(2.15)は，回折角 2θφψと sin2ψが直線関係であることを意味している．なお，ヤング率お

よびポアソン比は測定に用いる回折面に依存するため 4-9)，X 線的ヤング率 Ehkl，および X 線的ポア

ソン比 νhklと呼ばれ，一般に機械的な値とは異なる．さらに，式(2.15)の両辺を sin2ψ で偏微分し整

理すると 
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となる．ただし，度数をラジアンに変換するため，π/180 を乗じている．複数の ψ 角における回折

角 2θを計測し，縦軸に回折角 2θ，横軸に sin2ψをとると，Fig. 2.4に示すようなグラフが描け，こ

のグラフは 2θ-sin2ψ線図と呼ばれる．Kは応力定数，Mは 2θ-sin2ψ線図の傾きを表し，X 線的弾性

定数が既知であれば，2θ-sin2ψ線図の回帰直線の傾きの大きさより応力 σxが求まる． 

以上のように，2θ-sin2ψ法は ψ角に対する格子面間隔の変化，すなわち，ひずみの変化を回折角
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の変化としてとらえ，複数の ψ 角に対する 2θ の変化の傾向を応力に換算する手法である．また，

無ひずみの材料における回折角 2θ0 が cotθ0 として式中に含まれるため，ひずみスキャニング法 2)

や cosα 法 3)などに比べ，与える 2θ0の精度の影響が小さい．今日，2θ-sin2ψ 法が世界的にも広く用

いられているのは，上記の 2つの特徴から測定精度の面で最も安定しているからである． 

 

 

Fig. 2.4 2θ-sin2ψ diagram. 

 

2.2.2 弾性変形モデルによる X 線的弾性定数の算出 

X 線で測定されるひずみは，回折に寄与する数百から数千の結晶がそれぞれ有するミクロなひず

みの平均であり，マクロなひずみと異なるため，応力と関連付ける弾性定数もマクロなものとは異

なる．そのため，2θ-sin2ψ法で応力を算出するには，材料と回折面に応じた X線的弾性定数が必要

となる．X 線的弾性定数は実験的に求めることが望ましいが，単結晶の弾性コンプライアンスと弾

性変形モデルより計算する手法が提案されている．X 線的弾性定数を求めるため，多結晶体に外力

が加わった際の各結晶に加わるミクロな応力・ひずみとマクロな応力・ひずみを関連付けるモデル

がいくつか提案されている．代表的なモデルとして，マクロな応力と全てのミクロな応力が等しい

とする Reuss モデル 10)，マクロなひずみと全てのミクロなひずみが等しいとする Voigt モデル 11)，

それらの中間の性質を持つ Kröner モデルがある 12)．Kröner モデルは多結晶体中の 1 つの結晶粒を

母相中に存在する異方性を有する 1 つの球状結晶で模擬し，これに Eshelby介在物の理論 13)を適用

したモデルである．これらのモデルの中でも Kröner モデルによって求められた X 線的弾性定数は

実測値と良く一致するとされている 14)．以下に Kröner モデルによる X 線的弾性定数の算出理論を

示す． 

 

sin2ψ

2
θ

Plot point

Tensile stress

Compressive stress



- 31 - 

(a)  Kröner モデルの理論式 

Kröner モデルにより X 線的弾性定数を求めるには，X 線的せん断弾性定数 G と係数 κ が必要と

なる．X 線的せん断弾性定数 Gを求める式は式(2.19)で表される． 

 

 023   GGG  (2.19) 

 

なお，係数 α，β，γは 
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であり，係数 κ，μ1，μ2と方位関数 Γは 
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と表される．ここで，C11，C12，C44 は単結晶の弾性スティフネス，h，k，l はミラー指数である．

以上の式より求まった X 線的せん断弾性定数 G および係数 κ は，X 線的弾性定数と以下のような

関係となる． 
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以上の計算から，Krӧnerモデルにより単結晶のスティッフネスから X 線的弾性定数を算出すること

ができる． 

 

2.2.3  Honda らの手法の理論式 

集合組織内の 3軸応力下にある 1つの結晶粒を考える．Fig. 2.5に示すように，x，y，z軸は結晶

の主軸であり，格子ひずみの測定方向を P(uvw)，測定方向を試料面に投影した方向を X(l1m1n1)，試

料面上でそれと直角な方向を Y(l2m2n2)，試料表面の法線方向を Z(l3m3n3)とする．格子ひずみの測

定方向 P は X-Z 平面上にあり，Z 軸とのなす角を ψ とする．ここで，x-y-z 座標系を結晶座標系，

X-Y-Z 座標系を試料座標系と呼び，(uvw)，(limini)は P，X，Y，Z 方向の結晶座標系における方向余

弦を表す． 

 

 

Fig. 2.5  Principle relation of stress strain and orientations in single crystal. 

 

この時，測定される P方向の格子ひずみ εψは式(2.29)のように表すことができる． 
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このひずみの各成分はHookeの法則により結晶座標系における応力 6成分と弾性コンプライアンス

Sijを用いて 1次式で表すことができ，立方晶金属を対象とする場合その対称性から次のように 3個

の弾性コンプライアンスのみで関係づけられる． 
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さらに，結晶座標系，試料座標系の間で応力成分の座標変換を行うことで，式(2.29)は式(2.31)のよ

うに表すことができる． 
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ただし， 
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である． 

ここで，実験室レベルの X 線の金属材料への侵入深さは極めて浅くせいぜい 10 μmであることか
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ら，平面応力状態を仮定し σ3 = τ23 = τ31 = 0と仮定すると，式(2.31)は式(2.36)となる． 
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式(2.36)より求まる格子ひずみは 1 つの結晶粒の格子ひずみである．一方，X 線により得られる

格子ひずみは X 線の照射領域内に含まれる多数の結晶粒の格子ひずみの平均である．そのため，式

(2.31)を多結晶体に適用するには，回折面の法線方向が P 方向に一致する結晶についてその格子ひ

ずみの平均を求めればよい．まず，Fig. 2.6 に示すように P方向に垂直で Y 軸を含む面内で任意に

Q 方向をとり，その結晶座標系における方向余弦を(rst)，Y 軸となす角を α とする．次に，P 軸周

りに 0 ~ 2πの範囲について各 α角に対応する格子ひずみ εψαに結晶の存在確率 pψαを重みとしてかけ

て積分し平均値を求めれば，集合組織などの場合にも X 線によって評価される平均格子ひずみを計

算することができ，平均格子ひずみは式(2.37)のように表される．なお，結晶の存在確率 pψαは特定

の方位(向き)の結晶が他の方位の結晶と比べどの程度存在するかを示すパラメータであり，ψ と α

に依存した値となる． 
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Fig. 2.6  Averaging lattice strain in polycrystal metal. 
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Fig. 2.6 に示す各方位間の幾何学的な条件を満たす際，P 方向および Q 方向は固定するため，そ

れぞれの方向余弦(uvw)，(rst)と ψ角は既知の値となり，X，Y，Z方向の方向余弦(limini)を αを用い

て表すことができる．実際の計算では，測定で用いる回折面を(hkl)面とすると以下の 10 個の式よ

り計算することができる． 
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したがって，式(2.36)におけるMijを αの関数として表すことができ，σ1，σ2，τ12と αの関係が求ま

れば，平均格子ひずみを式(2.37)より求めることができる．ここで，Honda らは種々の検討から集

合組織に含まれる結晶粒の変形挙動は Reuss モデルに従い，結晶粒に加わるミクロ応力はマクロ応

力に等しいとしている 15)．変形機構が Reuss モデルに従うとした場合，式(2.36)の応力成分は α に

無関係になり定数となるため， 

 

 
    

2

144211212122221110 sin
2

1
2 SSMMMS   (2.48) 
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となる．すると，応力は以下のように表される． 

 

 



















2

44110

0

sin
2

1

2

2

cot

SMS

 
(2.50) 

 

以上のように，Hondaらの手法は 2

44110 sin21 SMS  に対する 2θの変化の傾向から応力を算出す

る手法である．式(2.50)から明らかなように，Hondaらの手法は2θ-sin2ψ法と非常に似ており，式(2.50)

の分母に含まれる
110 MS が集合組織の影響を含んだ項となっている． 

 

 

2.3 結晶の存在確率の決定法に関する検討 

Honda らは計算によって求まる 1つの結晶粒の格子ひずみと，実測によって得られるひずみを結

晶の存在確率を用いて関連付けている．結晶の存在確率は，ある方位の結晶粒が結晶粒全体の中で

どの程度存在するか示すパラメータであり，計算値と実測値とを結びつけるために必要不可欠なパ

ラメータである．そのため，応力を正確に評価するためには正確な結晶の存在確率を得る必要があ

る．本節では，結晶の存在確率の決定法について Honda らが提案した手法を紹介し，その問題点に

ついて述べた後，より正確に，かつ，根拠のある値として結晶の存在確率を決定するために新たに

EBSDを用いた結晶の存在確率の決定法を提案する． 

 

2.3.1 Honda らが提案した結晶の存在確率決定法 

Honda らは極点図から結晶の存在確率を決定している．Fig. 2.7 (a)のような極点図を密度ごとに

区画分けすると，Fig. 2.7 (b)のように各格子面の軸密度が求まる．つまり，Fig. 2.7 (b)からどの格子

面がどの程度軸方向を向いているか判断できる．ここで，Fig. 2.8 のように座標系を決定した時，

(l1m1n1)は試料長手方向を向いた格子面を，(l3m3n3)は試料法線方向を向いた格子面をそれぞれ示す．
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そのため，極点図上にこれらの格子面をプロットすることで各格子面の軸密度 pX，pZがそれぞれ求

まる．この時，Honda らは結晶の存在確率は軸密度に比例すると仮定し，結晶の存在確率 pψαを pX

と pZの積として表した 16)．例えば，Fig. 2.8のように，格子面(l1m1n1)，(l3m3n3)を極点図上プロット

し，その軸密度がそれぞれ pX = 1.0，pZ = 0.9 であった時，結晶の存在確率 pψαは 0.9となる． 

しかし，Honda らが行った検討では軸密度の積にどのような物理的な意味があるか言及されてお

らず，また，その根拠も示されていないため，暫定的な処置として決定したパラメータをそのまま

用いている感が否めない．さらに，正確に結晶の存在確率を得られているかについては曖昧にされ

ている．その後の Hondaらの論文 17)においても同じ手法により結晶の存在確率が決定されているが，

この決定法に対しての新たな議論が行われた様子はない．このように，Honda らの手法は不明な点

が多いことから，本研究では Hondaらの手法を用いず，新たに結晶の存在確率の決定法を提案する． 

 

  

(a) Measured data (example) (b) Approximate data 

Fig. 2.7  Axis distribution charts representing the preferred orientation in specimen. 

 

 

Fig. 2.8  Schematic illustration of determining the value function of crystal proposed by Honda. 
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2.3.2 EBSDを用いた結晶の存在確率決定法の提案 

本研究では正確に，かつ，物理的に根拠のある値として結晶の存在確率を決定するために，結晶

方位を実測することができる電子線後方散乱回折法(Electron Back Scatter Diffraction: EBSD)を用い

た手法を提案する．まず，EBSD による結晶方位解析により測定点の結晶方位を Euler 角として得

る．Euler角(φ1Φφ2)は Fig. 2.9に示すように，試料に固定された座標系(試料座標系)と測定点の結晶

格子に固定された座標(結晶座標系)の回転関係を示すものである．本研究の提案では，Fig. 2.10 に

示すように，用いた回折面の法線ベクトルと水平ベクトルを試料座標系に座標変換し，測定するひ

ずみの方向(Fig. 2.10中のN方向)と一致する結晶の割合を調べることで結晶の存在確率を決定する．

以下にその手順を示す． 

 

 

Fig. 2.9  Rotation in the definition of Euler angles. 

 

 

Fig. 2.10  Transformation vectors from the crystal coordinate system and the specimen coordinate system. 
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(1) EBSDによる結晶方位解析 

EBSDによる結晶方位解析を行う．EBSDによる結晶方位解析では Fig. 2.11 に示すように試料表

面を等間隔で走査し，すべての測定点の Euler 角を得る． 

 

 

Fig. 2.11  Schematic image of scanning crystal orientation. 

 

(2) Euler 角を用いた座標変換 

Fig. 2.12に示すように，試料表面の法線方向と Z軸が一致するように座標系を決定する．この時，

X-Z平面上で，Z軸から ψ角だけ傾いた方向(Fig. 2.12中の N方向)の単位ベクトル Nは以下のよう

に表される．なお，N方向は測定するひずみの方向を指す． 

 

 sin1 n  (2.51) 

 02 n  (2.52) 

 cos3 n  (2.53) 

 

 

Fig. 2.12  Definition of the specimen coordinate system. 
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次に，用いた回折面{hkl}の法線ベクトルを P(p1p2p3)，回折面の法線ベクトルに垂直な任意の単位

ベクトルを Q(q1q2q3)とすると，法線ベクトル P(p1p2p3)は以下のように表される． 

 

 222

1 lkhhp   (2.54) 

 222

2 lkhkp   (2.55) 

 222

3 lkhlp   (2.56) 

 

なお，ベクトル P，Q は結晶座標系におけるベクトルであり，得られた Euler 角(φ1Φφ2)を用いて各

ベクトルを試料座標系に座標変換する．この時，試料座標系への座標変換行列 Rは以下のように表

される． 

 

 

























cossincossinsin

cossincoscoscossinsinsincoscossincos

sinsincossincoscossinsinsincoscoscos

22

121122112

121122112







R   

 (2.57) 

 

この座標変換行列 Rにより，Fig 2.13 に示すように用いた回折面の法線ベクトル，水平ベクトルが

試料座標系に表示される．この時，座標変換後の法線ベクトル P ’(p1’p2’p3’)とベクトル N(測定する

ひずみの方向)とが一致するか否かを確認する．なお，ベクトル P’とベクトル N が一致するとき，

座標変換後の単位ベクトルQ ’(q1’q2’q3’)と Y軸とのなす角 αは結晶の回転を表す．この作業を EBSD

によって得られたすべての測定点に対して行い，ベクトル P’とベクトル N が一致する結晶の数を

回転角ごとに記録し，ベクトル P’，Nが一致する結晶の数を調査する．最後に，条件を満たす結晶

の数を測定点の総数で除することで結晶の存在確率が求まる． 
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Fig. 2.13  Transformation vectors from the crystal coordinate system to the specimen coordinate system. 

 

(3) ベクトル P’とベクトル Nの一致条件 

 粗大粒対策として揺動法を用いるため，座標変換後の法線ベクトル P ’とベクトル Nとが一致す

るか否かの判断には揺動法の影響を考慮する必要がある．そこで，ベクトルが一致するか否かの判

断は次のように行う． 

ベクトルの一致を確認するため，座標変換後の法線ベクトル P ’(p1’p2’p3’)を Y 軸とベクトル Nを

含む平面(以下 Y-N平面)上に投影する．Fig. 2.14にベクトルの投影のイメージを示す．まず，ベク

トル P ’を Y 軸周りに 90 – ψ degだけ回転させる．次に，回転後のベクトルを Y-N平面上に投影す

るが，回転後のベクトル N と Y 軸を含む平面は X-Y 平面と一致しているため，投影後のベクトル   

P’’ (p1’’p2’’p3’’)は次のように表される． 

 

 )90sin(')90cos(''' 311   ppp  (2.58) 

 22 ''' pp   (2.59) 

 0'' 3 p  (2.60) 

 

最後に Y軸周りに 90 - ψ degだけ逆回転させることで．Y-N平面上にベクトル P ’を投影したベクト

ル P’’’ (p1’’’p2’’’p3’’’)を得ることができる．ベクトル P’’’は以下のように表される． 

 

 )90sin('')90cos(''''' 311   ppp  (2.61) 

 22 ''''' pp   (2.62) 

 )90cos('')90sin(''''' 313   ppp  (2.63) 
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この投影後のベクトル P’’’とベクトル N のなす角を β，試料座標系に座標変換直後の法線ベクトル

P’と投影後のベクトル P’’’のなす角を γ とすると，この 2 つの角度がベクトルが一致するか否かの

判断材料となる． 

ここで，X-Z平面上と Y-Z平面上でそれぞれ μと ω の大きさの面外揺動を行うとした場合，揺動

の大きさだけ回折に寄与する結晶が増加する．そのため，ベクトル P’’’とベクトル Nの一致条件に

も μと ωだけ余裕を持たせる必要がある．本研究では βが ω以下であり，かつ，γが μ以下である

場合にベクトル P ’とベクトル Nが一致するとした． 

 

 

Fig. 2.14  Project P’ vector on the Y-N plane. 

 

 

2.4  1軸応力状態の溶接部への先行知見の適用 

 

揺動法および Honda らの手法を溶接部に適用し，測定結果と溶接部に生じた応力を比較すること

で，粗大粒・集合組織に対する先行知見が溶接部に対しても適用可能であるか検討する．本節では

まず，1 軸応力状態の溶接部に対して検討を行う．溶接部に任意の応力を生じさせるため，本実験

では溶接試験体から溶接金属を含む板状試験片を切り出し，4 点曲げ試験を行う．さらに，溶接時

に相変態が生じる材料と生じない材料を用い，組織の異なる溶接部に対する先行知見の効果を確認

する． 
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2.4.1  実験要項 

(a)  供試材料および 4点曲げ試験片 

溶接時に相変態が生じる材料として溶接構造用圧延鋼材 SM490YBを，相変態が生じない材料と

してオーステナイト系ステンレス鋼 SUS316Lを用いた．Table 2.1, Table 2.2に SM490YBの化学組

成と機械的特性を，Table 2.3, Table 2.4に SUS316Lの化学組成と機械的特性を示す．溶接試験体の

寸法は 100 mm × 150 mm × 6 mmであり，試験体中央にビードオンプレートを行った．溶接条件は，

溶接電流 100 A，アーク長 3 mm，シールドガスは Ar，ガス流量は 0.25 ℓ/s である．溶接速度は集合

組織が生じやすいよう 1 mm/s とした．溶接法は GTA溶接であり，電極は直径 2.4 mmの純タング

ステンを使用し，突き出し長さは 3 mm とした．溶接後，Fig. 2.15 に示すように，各溶接試験体よ

り溶接線方向と長手方向が一致するように 4点曲げ試験片を作成した．4点曲げ試験片の寸法は 10 

mm × 60 mm × 2 mmであり，作成後，測定部近傍にひずみゲージを張り付けた．なお，4点曲げ試

験の前に初期残留応力が 10 MPa 未満であることを確認している． 

 

Table 2.1  Chemical composition of SM490YB used. (mass %) 

 

 

Table 2.2  Mechanical properties of SM490YB used. 

 

 

Table 2.3  Chemical composition of SUS316L used. (mass %) 

 

 

Table 2.4  Mechanical properties of SUS316L used. 

 

C Si Mn P S

0.15 0.25 1.42 0.02 0.004

Yield stress (MPa) Tensile strengh (MPa) Elogation (%)

597 506 22

C Si Mn P S Ni Cr Mo

0.014 0.69 1.09 0.032 0.005 12.13 17.42 2.06

Yield stress (MPa) Tensile strengh (MPa) Elogation (%)

260 538 58
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Fig. 2.15  Schematic image of four-point bending test specimen. 

 

(b)  X線応力測定条件 

X 線応力測定条件を Table 2.5 に示す．X 線応力測定には Rigaku 社製の AutoMATEを用い，X線

照射領域は直径 1 mmのコリメータにより制限した．特性 X 線は Cr 管球の Kα線を用い，回折面と

して SM490YBに対しては{211}面を，SUS316Lに対しては{220}面を用い，測定は溶接金属部中央

に対して行った．Table 2.6 に用いた単結晶弾性コンプライアンス 18,19)と X線的弾性定数を示す．X

線的弾性定数は，単結晶弾性コンプライアンスと Kröner モデルより見積もった値を用いた．また，

揺動法として，± 1 degの面外揺動と溶接線方向への± 2 mmの面内揺動を組み合わせた多軸揺動法

を採用した． 

 

Table 2.5  X-ray stress measurement conditions. 

 

 

 

10

2

Four point binding test specimen

100

6

unit: mm

Strain gauge

SM490YB SUS316L

Wave length (nm) 0.22911 0.22911

Diffraction plane {211} {220}

Collimater (mm) 1 1

Measuring frame (frame/point) 10 10

Measuring frame (s/frame) 300 100

Oscillation off‐plate   ± 1 deg off‐plate   ± 1 deg

in-plane  ± 2 mm in-plane  ± 2 mm

Analysis model 2θ -sin
2
ψ  method 2θ -sin

2
ψ  method

Honda's method
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Table 2.6  Mechanical properties for X-ray stress measurement. 

 

 

(c)  4 点曲げ試験実験条件 

4点曲げ試験により 250 MPa までの負荷を 50 MPa ごとに加えた．負荷応力は 4点曲げ試験によ

り負荷されたひずみに機械的なヤング率を乗じることで算出し，機械的ヤング率は SM490YB で

は 220 GPaを，SUS316L では 193 GPa を用いた． 

 

(d)  EBSDによる結晶方位解析条件 

組織観察，および，結晶の存在確率を EBSDによって決定するため，Fig. 2.16 に示すように，EBSD

用の試験片を溶接試験体より作成した．溶接試験体は 4点曲げ試験片を作成した試験体と同一のも

のである．試験片の観察面に対し 400，800，1500，2400，4000 番の研磨紙で湿式研磨を行い，そ

の後 20 %硫酸メタノールを用いで電解研磨を行った．研磨面に対して EBSD による結晶方位解析

を行い，解析時のステップサイズは 3 μmとした．また，結晶の存在確率の決定は SUS316Lの{220}

面と{311}面を対象に行い，異なる回折面に対しても提案手法を適用できることを確認した． 

 

 

Fig. 2.16  Schematic image of specimens for EBSD. 

SM490YB SUS316L

Elastic compliance (TPa
-1

)

S 11 7.622 9.839

S 12 -2.795 -3.86

S 44 8.584 8.403

X-ray elastic constant (Kröner)

X-ray Young's modulus  (GPa) 223 209

X-ray Poisson's ratio 0.28 0.28
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unit: mm

Specimen for EBSD analysis
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10
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2.4.2  実験結果 

(a)  溶接部の組織観察結果 

Fig. 2.17 に溶接部断面の結晶方位分布図を，Fig. 2.18 に極点図を示す．溶接時に相変態が生じる

SM490YBでは，Fig. 2.17 (a)に示すように，溶接部は微細な結晶粒と 50 μmを超える粗大な結晶粒

が混在している．また，Fig. 2.18 (a)に示すように，結晶方位はランダムな分布となり，粗大粒のみ

が存在する溶接部である．一方，溶接時に相変態が生じない SUS316Lでは，Fig. 2.17 (b)に示すよ

うに，非常に粗大な結晶粒が大部分を占めている．また，Fig. 2.18 (b)に示すように，結晶方位は[100]

方向に配向しており，粗大粒と集合組織が重畳した溶接部である． 

 

 

 

(a)  SM490YB 

 

(b)  SUS316L 

Fig. 2.17  Inverse pole figure map in weld metal. 

 

  

(a)  SM490YB (b)  SUS316L 

Fig. 2.18  Inverse pole figure in weld metal. 

20 μm

Surface

20 μm

Surface
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(b)  提案手法によって決定された結晶の存在確率と X 線回折強度の比較 

結晶の存在確率は各方位の結晶がどの程度存在しているかを表すパラメータである．また，X線

の回折強度は回折に寄与する結晶粒の数が多いほど大きくなるため，結晶の存在確率と各 ψ角にお

ける X 線回折強度には相関があることは明らかである．そこで，提案手法によって決定された結晶

の存在確率と X 線回折強度の比較を行った．なお，X線回折強度は結晶の回転に関係なく，回折に

寄与するすべての結晶からの回折の総和であるため，両者を比較する際には，結晶の存在確率つい

ても結晶の回転を考慮せず，全方位の結晶の存在確率の総和と比較した．SUS316Lの溶接金属部中

央の結晶の存在確率とX線回折強度を sin2ψで整理し比較した結果をFig. 2.19に示す．なお，Fig. 2.19 

(a), (b)は{220}面を対象に，Fig. 2.19 (c), (d)は{311}面を対象に比較した結果であり，結晶の存在確率

と X線回折強度の計測位置は同じである． 

Fig. 2.19 (a)より，溶接線方向では{220}面の結晶の存在確率は sin2ψ = 0 と 0.5 付近で大きな値を

示している．X 線回折強度も同様に sin2ψ = 0と 0.5 付近で大きな値を示しており，両者は良好な一

致を示している．また，Fig. 2.19 (b)より，溶接線直角方向においても{220}面の結晶の存在確率と X

線回折強度がそれぞれ大きな値を示す角度はほぼ等しく，結晶の存在確率と X線回折強度は相対的

に良い一致を示している．同様に，Fig. 2.19 (c), (d)に示す{311}面の結果においても，増減の傾向な

どが一致しており，結晶の存在確率と X 線回折強度は相対的に良い一致を示している． 

以上のように，異なる回折面においても，提案手法によって決定された結晶の存在確率と X線回

折強度は相対的に一致しており，提案手法により結晶の存在確率を正確に評価できたと判断できる． 

 

  

(a)  {220} longitudinal direction (b)  {220} transvers direction 

Fig. 2.19  Comparison of value fraction of the crystal and X-ray diffraction peak intensity in weld metal. 
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(c)  {311} longitudinal direction (d)  {311} transvers direction 

Fig. 2.19  Continued. 

 

(c)  2θ-sin2ψ法を用いた際の X 線応力測定結果と負荷応力の関係 

4 点曲げ試験により任意の負荷を加え，揺動法を用いた 2θ-sin2ψ 法により応力測定した際の測定

結果と負荷応力の関係を Fig. 2.2に示す．なお，Fig. 2.20 (a)は測定結果と負荷応力の関係を，Fig. 2.20 

(b)は測定結果と負荷応力の差を表している．SM490YBと SUS316Lでは大きく異なる結果が得られ

ている． 

Fig. 2.20 より，SM490YB では負荷応力の大きさにかかわらず 2θ-sin2ψ 法による測定結果と負荷

応力は良好に一致しており，測定誤差は± 20 MPa 未満であった．一方，SUS316Lでは測定結果と

負荷応力は大きく乖離しており，負荷応力が大きくなるにつれて差は大きくなっている． 

以上のように，粗大粒のみが生じていた SM490YBでは，揺動法を用いることで測定精度が向上

し，X 線応力測定により溶接部に生じた応力を正確に評価できた．一方，粗大粒と集合組織が重畳

した SUS316L では，揺動法を適用しているにもかかわらず測定精度の向上は確認できない．その

ため，集合組織に対する揺動法の効果は低く，集合組織が生じる場合，揺動法を用いても 2θ-sin2ψ

法による応力測定が出来ないことは明らかである．そこで次に，SUS316L の溶接部に対し Honda

らの手法を適用し，改めて応力を評価した． 
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(a)  Relationship between load stress and measured 

stress 

(b)  Difference between load stress and measured 

stress 

Fig. 2.20  Relationship between load stress and measured stress by 2θ-sin2ψ method. 

 

(d)  Honda らの手法を用いた際の X線応力測定結果と負荷応力の関係 

Honda らの手法により SUS316L の 4 点曲げ試験結果を再評価した．なお，測定の際には先ほど

と同条件の揺動を行っている．2θ-sin2ψ 法で測定した結果と Honda らの手法で測定した結果を

Fig. 2.21に示す．Fig. 2.21より，Honda らの手法を用いた場合，測定結果と負荷応力の差は± 25 MPa

未満となり，2θ-sin2ψ法を適用した場合に比べ，測定精度が大きく改善していることが確認できる．

つまり，粗大粒と集合組織を有する SUS316L 溶接部においても，揺動法と Honda らの手法を用い

ることで，X 線応力測定法により溶接部の残留応力を正確に評価できるといえる． 

 

  

(a)  Relationship between load stress and measured 

stress 

(b)  Difference between load stress and measured 

stress 

Fig. 2.21  Relationship between load stress and measured stress by 2θ-sin2ψ method and Honda’s method. 
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2.5  多軸応力状態の溶接部への先行知見の適用 

 

前節では，1 軸応力状態の溶接部に対して，粗大粒のみを有する溶接部には揺動法が，粗大粒と

集合組織を有する溶接部には揺動法と Honda らの手法を組み合わせた方法が効果的であることを

示した．しかし，一般に溶接部は多軸応力状態になりやすいため，溶接部の応力測定法として X線

応力測定法を用いるためには，多軸応力状態の溶接部に対しても何らかの手法によって，揺動法や

Honda らの手法と同様の効果が得られなければならない． 

ここで，揺動法については，入射 X線揺動法と面外揺動は対象の応力状態の影響をほとんど受け

ず，面内揺動も対象の応力状態を考慮すれば適用可能である．例えば，ビードオンプレートを施工

した板状溶接試験体では，板中央に溶接線方向に対し応力の定常域が生じるため，溶接線方向に対

し並進揺動を加えることが出来る．そのため，多軸応力状態の溶接部に対しても揺動法は適用可能

であり，溶接部に生じる粗大粒は揺動法により解決できる．一方，Hondaらの手法は 1軸応力状態

の集合組織を対象にしており，多軸応力状態の集合組織に対して適用が可能であるかは明らかにさ

れていない．そこで，本節では任意の多軸応力状態の集合組織を有する溶接部を再現し，多軸応力

状態の溶接部に対しても Honda らの手法を適用できるか検討した． 

 

2.5.1  多軸応力状態の集合組織を有する試験片の作成 

多軸応力状態の集合組織を再現するため，本研究では溶接試験体から作成した Lz 試験片を用い

る．Lz試験片は上田らによって提案された試験法であり 20)，Fig. 2.22に示すように，試験体から薄

型の試験片を切り出すことで，溶接線方向以外の応力が解放された試験片を作成することができる．

さらに，Lz試験片に対し，4点曲げ試験により溶接線直角方向に負荷を加えることで，任意の応力

状態の集合組織を有する溶接部を作成する． 

 

 

Fig. 2.22  Schematic image of Lz specimen. 
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2.5.2  実験要項 

(a)  Lz試験片の作成 

Lz 試験片を溶接試験体より作成した．溶接試験体はオーステナイト系ステンレス鋼 SUS316L に

対しビードオンプレートを行ったものであり，2.4 節と同じ条件下で作成した．Lz 試験片の寸法

は 100 mm× 12 mm× 2 mmであり，作成後，Fig. 2.23に示すように，溶接金属部にひずみゲージを

貼りつけた．また，溶接金属部に張り付けたひずみゲージから，測定部に残留する溶接線方向の応

力は- 130 MPa であることを確認している． 

 

 

Fig. 2.23  Schematic image of four-point binding test. 

 

(b)  X線応力測定条件 

応力測定の際，粗大粒対策として揺動法を用いるが，今回作成した Lz 試験片では溶接線方向に

定常部がほとんどないため，並進揺動は行わず，± 1 degの面外揺動のみ行った．他の測定条件は 2.4

節と同じである． 

 

(c)  4 点曲げ試験条件 

Lz試験片作成後，溶接線直角方向には- 100 MPa 程度の残留応力が確認された．そこで，溶接線

直角方向に 100 MPa 前後の負荷を加えながら X 線による測定を数回行い，溶接線直角方向

の 2θ-sin2ψ 線図の傾きがほぼ 0 になる条件を探した．そして，2θ-sin2ψ 線図の傾きがほぼ 0 となる

条件を基準に 4点曲げ試験を開始し，50 MPa，100 MPa の荷重を加えた．そして，Fig. 2.24に示す

ように，溶接線直角方向に負荷応力を加えた際の溶接線方向と溶接線直角方向の応力を Honda らの

手法により評価した．負荷応力は 4点曲げ試験により負荷されたひずみに機械的なヤング率を乗じ
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Strain gauge

Strain gauge
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ることで算出し，機械的ヤング率は 193 GPaを用いた． 

 

 

Fig. 2.24  Relationship between load stress and measured stress. 

 

2.5.3  実験結果 

Fig. 2.25に溶接線方向の応力を Honda らの手法により評価した結果を，Fig. 2.26 に溶接線直角方

向の応力を評価した結果を示す．なお，Fig. 2.25 (a)，Fig. 2.26 (a)は各負荷応力における測定結果と

溶接部の応力の関係を，Fig. 2.25 (b)，Fig. 2.26 (b)は各負荷応力における測定結果と溶接部の応力の

差をそれぞれ示している． 

Fig. 2.25より，溶接線直角方向への負荷応力が 0 MPa である場合，Hondaらの手法を用いて溶接

線方向の応力を評価した結果は，溶接部の応力とほぼ同じ-130 MPaを示した．しかし，溶接線直角

方向に応力が加わると測定結果は-100 MPa前後を示し，溶接部の応力と異なる値を示した．同様に，

Fig. 2.26 より，溶接線直角方向への負荷応力が 0 MPa である場合，Hondaらの手法を用いて溶接線

直角方向の応力を評価した結果は 0 MPa を示したが，負荷応力が大きくなるにつれ，測定結果は負

荷応力よりも低い値を示し，負荷応力が大きくなるにつれて，差は大きくなった． 

以上のように，1軸応力状態を前提とした Honda らの手法では多軸応力状態の集合組織を有する

溶接部の応力を正確に評価できなかった． 
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(a)  Relationship between load stress and measured 

stress 

(b)  Difference between load stress and measured 

stress 

Fig. 2.25 Relationship between load stress and measured stress by Honda’s method in longitudinal direction. 

 

  

(a)  Relationship between load stress and measured 

stress 

(b)  Difference between load stress and measured 

stress 

Fig. 2.26  Relationship between load stress and measured stress by Honda’s method in transvers direction. 

 

 

2.6 X線応力測定法を溶接部に適用する上での課題 

 

2.4 節の実験から明らかになったように，1 軸応力状態の溶接部に対しては揺動法と Honda らの

手法を適用可能であり，粗大粒を有する溶接部に対しては揺動法を用いることで，粗大粒と集合組

織を有する溶接部に対しては揺動法と Honda らの手法を用いることで，X 線による応力測定が可能

となった．さらに，揺動法は対象の応力状態に影響されないため，溶接部に生じる粗大粒は揺動法
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を用いることで解決できるといえる．しかし，2.5 節の実験から明らかになったように，Honda ら

の手法は多軸応力状態の集合組織に対しては適用が難しく，多軸応力状態となりやすい溶接部に対

してそのまま適用することはできない．また，第 1章で述べた Honda らの手法以外の応力測定法も

すべて 1軸応力状態の集合組織に対して検討がなされているため，集合組織を有する多軸応力状態

となることの多い実溶接部に対して先行知見をそのまま適用することはできない． 

以上のことから，多軸応力状態となりやすい溶接部に対して X 線応力測定法を適用するためには，

多軸応力状態の集合組織における応力測定法の構築が必要不可欠であると言える． 

 

 

2.7 結言 

 

本章では X線応力測定法の基礎原理について述べるとともに，粗大粒・集合組織に対する先行知

見を溶接部に対して適用し，溶接部に対してもそれらの知見を適用可能であるか，4 点曲げ試験を

用いた実験により検討した．そして，X 応力測定法を溶接部に適用するために解決すべき課題を明

らかした．以下に本章で得られた知見を示す． 

 

1) EBSDを用いた結晶の存在確率の決定法を提案した．提案手法を用い SUS316Lの溶接金属部に

おける結晶の存在確率を 2 つの回折面に対し評価したが，どちらの回折面においても評価結果

は X線回折強度と相対的に一致したことから，提案手法により正確に結晶の存在確率を評価で

きると判断できる． 

2) 粗大粒のみ生じた SM490YBの溶接部では，揺動法を用いることで溶接部に生じた応力を X線

応力測定法により正確に評価できた．また，揺動法は対象の応力状態の影響をほとんど受けな

いため，溶接部に生じる粗大粒の問題は揺動法を用いることで解決できる．一方で，粗大粒と

集合組織が重畳した SUS316Lの溶接部に対しては，揺動法の効果は小さく，揺動法だけでは X

線による応力測定が困難であった． 

3) 粗大粒と集合組織が重畳した SUS316L の溶接部において，1 軸応力状態であれば揺動法と

Honda らの手法を組み合わせた測定を行うことで，溶接部に生じた応力を X 線応力測定法によ

り正確に評価できた．しかし，多軸応力状態の場合では，溶接部に生じた応力を正確に評価で

きておらず，溶接部に生じる集合組織の問題は Honda らの手法だけでは解決できなかった． 
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4) 今日までに提案されている集合組織への対策手法はいずれも 1軸応力状態の集合組織を対象と

しており，多軸応力状態となりやすい溶接部に対してはそのまま適用することができない．そ

のため，溶接部に対して X 線応力測定法を適用するには，多軸応力状態の集合組織における応

力測定法の構築が必要不可欠である． 
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第 3章 多軸応力状態における集合組織を有する溶接部の応力評価手法の構築 

 

3.1 緒言 

 

前章において，多軸応力状態の集合組織を有する溶接部に対しては Honda らの手法を適用するこ

とは困難であることを明らかにし，溶接部に対して X線応力測定法を適用するためには，多軸応力

状態の集合組織における応力測定法の構築が必要不可欠であることを示した．そこで，本章では平

均格子ひずみの考え方を溶接部に対して適用し，多軸応力状態の集合組織に対しても適用が可能な

新しい X 線応力測定法を構築することを試みる．まず，多軸応力状態の集合組織に含まれる結晶粒

の変形挙動について，第 2 章と同じ Lz 試験片を利用し検討を行う．そして，結晶粒の変形挙動を

考慮した新しい応力算出法を導き，多軸応力状態の集合組織を有する溶接部対しても適用が可能な

新しい X 線応力測定法の構築を試みる． 

 

 

3.2 多軸応力状態の集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動に関する検討 

 

平均格子ひずみとは，X線照射領域内に含まれる数百から数千の中で X線回折に寄与する結晶粒

が有するひずみの平均値であり，X 線回折で得られるひずみと一致する．この平均格子ひずみを考

えるうえで，材料全体に加わるマクロな応力・ひずみと X 線応力測定法で評価されるミクロな応

力・ひずみの関係性について把握することが重要である．そこで，集合組織に含まれる 1つの結晶

粒の変形挙動について考える．結晶粒の変形挙動について考えるうえで，基本的な考え方として 2

つのモデルが度々用いられる．一方は，すべての結晶粒のミクロな応力がマクロな応力と等しいと

する Reuss モデル 1)であり，もう一方は，すべての結晶粒のミクロなひずみがマクロなひずみと等

しいとする Voigt モデル 2)である．このとき，それぞれの仮定のもとで求められたマクロな弾性挙

動は多結晶体の弾性挙動の上界，下界となる 3)．1 単軸応力状態の集合組織に対しては，今日まで

に両モデルを用いた検討が既に行われており，1 単軸応力状態の集合組織に含まれる結晶粒の変形

挙動は Reuss モデルに従うとする研究成果がほとんどである 4-8)．第 2章で述べたように，Honda ら

も Reussモデルを支持しており，彼らの提案手法においても 1つの結晶粒のひずみと平均格子ひず

みを Reuss モデルの条件下で関連付けている． 
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しかし，上記の検討はすべて 1軸応力状態の集合組織に対する検討であり，多軸応力状態の集合

組織に対する検討はこれまで見当たらない．そこで，溶接部に生じる集合組織に多軸応力が加わっ

た際の結晶粒の変形挙動について新たに検討を行う．検討では，第 2章と同様に，溶接試験体から

作成した Lz試験片を用いる．Lz試験片に負荷を加えた際の回折角 2θの変化の挙動を観察し，Resuu

モデル，Voigt モデルを用いて計算された平均格子ひずみより求まる 2θと比較することで，多軸応

力状態の集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動がどちらのモデルに近い挙動を示すか確認する． 

 

3.2.1  Reuss モデルおよび Voight モデルを適用した際の平均格子ひずみの算出 

第 2 章と同様に，Fig. 3.1 のように結晶座標系(x-y-z 座標系)と試料座標系(X-Y-Z 座標系)を定義し

た際，集合組織に含まれる 1つの結晶粒のひずみは式(3.1)のように，平均格子ひずみは式(3.2)のよ

うに表される． 
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ここで，注目した結晶に生じるミクロな応力・ひずみと材料全体に加わるマクロな応力(σ1,σ2,σ3)・

ひずみ(ε1,ε2,ε3)の関係が明らかになれば，マクロな応力・ひずみと結晶の存在確率を式(3.1)，(3.2)

に与えることで平均格子ひずみが求まる．平均格子ひずみと X 線回折によって得られる回折角との

関係は Braggの回折条件から式以下のように表される． 

 

  sin2d  (3.5) 

      00 tan  (3.6) 
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2

cot
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    (3.7) 

各モデルを適用して求められた平均格子ひずみは，式(3.7)より回折角 2θ に変換でき，これを実測

された回折角 2θと比較する．以下に，Reussモデルと Voightモデルを用いた場合の平均格子ひずみ

の求め方について述べる． 

 

 

Fig. 3.1  Principle relation of stress strain and orientations in single crystal. 

 

(a)  集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動が Reuss モデルに従う場合 

集合組織中の結晶粒の変形挙動が Reussモデルに従うとした場合，各結晶が有するミクロな応力

σij は材料全体に加わるマクロな応力 σij
b と等しくなり，式(3.1)の各応力は方位に無関係となるため

式(3.1)は 
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となる．そのため，既知のマクロな応力と結晶の存在確率を与えることで式(3.8)，(3.9)より，平均

格子ひずみが求まる． 
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(b)  集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動が Voight モデルに従う場合 

集合組織中の結晶粒の変形挙動が Voight モデルに従うとした場合，式(3.1)中の各応力は結晶の方

位に依存する．そのため，式(3.1)，(3.2)より平均格子ひずみを求めるには，既知のマクロなひずみ

から各方位の結晶の応力を求める必要がある．そこで，Voightモデルに従うと仮定した際のミクロ

な応力とマクロなひずみの関係を導く． 

まず，1 つの結晶に注目し，その結晶に働くミクロな応力を σpqとする．ただし，添え字 pq は試

料座標系における方向を表す．このとき，試料座標系での応力 σpqと結晶座標系での応力 σijとの間

には次式が成り立つ． 

 

       312312321  qpqpqpqpqpqpqpqpqppq nllnmnnmlmmlnnmmll    

 (3.10) 

 

また，Hooke の法則より結晶座標系における応力-ひずみ関係は弾性スティフネス Cijを用いて 1 次

式で表すことができ，立方晶金属を対象とする場合その対称性から次のように 3個の弾性スティフ

ネスのみで関係づけられる． 
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式(3.11)より，式(3.10)は 

 

      

      
31231244

321123211211

2 



qpqpqpqpqpqp

qpqpqpqpqpqppq

nllnmnnmlmmlC

nnmmllCnnmmllCC




 (3.12) 

 

となる．さらに，結晶座標系のひずみ εijと試料座標系のひずみ εij
bの関係を方向余弦を用いて表す

と，それぞれ次のようになる． 
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式(3.13)～(3.18)を式(3.12)に代入し整理すると式(3.19)が導かれる． 
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である．式(3.19)は材料全体に加わるマクロなひずみと 1 つの結晶に加わるミクロな応力との関係

を表す式であるため，既知のマクロなひずみから各方位の結晶のミクロ応力を計算し，式(3.1)に代
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入し，式(3.2)により平均化することで，平均格子ひずみが求まる． 

 

3.2.2  実験要項 

(a)  Lz試験片の作成 

第 2 章と同様に，Lz 試験片はオーステナイト系ステンレス鋼 SUS316Lに対しビードオンプレー

トを行った溶接試験体より作成した．化学組成，機械的特性，溶接条件などは第 2章と同一である．

Lz試験片の寸法は 100 mm× 15 mm× 2 mmであり，溶接金属部に張り付けたひずみゲージから，Lz

試験片溶接部の溶接線方向の応力が- 130 MPa であることを確認している． 

 

(b)  X線回折条件 

本実験ではより正確な回折角 2θを得るため，0次元検出器を搭載した Rigaku 社製のMSF を用い

た．測定は ψ一定法による並傾法で行い，発散角 1 degのソーラースリットを入射側と反射側に設

け，回折角度の記録は 0.01 degとした．特性 X 線は Cr-Kβ線を用い回折面として{311}面を用いた．

X 線の照射領域は，塩化ビニルテープを用いて溶接線方向が長辺となるように 1 × 4 mmに制限し

た．粗大粒対策として揺動法を適用するが，試験片や 4点曲げ試験機との干渉を避けるため± 1 deg

の面外揺動とした．なお，SUS316L単結晶の弾性コンプライアンスには文献値 9)(S11 = 9.839 TPa-1，

S12 = -3.860 TPa-1，S44 = 8.403 TPa-1)を用いた． 

 

(c)  4 点曲げ試験条件 

第 2 章と同様に，2θ-sin2ψ 線図の傾きがほぼ 0 となる条件を基準に 4 点曲げ試験を開始し，50 

MPa，100 MPa の荷重を加えた．負荷応力は 4点曲げ試験により負荷されたひずみに機械的なヤン

グ率を乗じることで算出し，機械的ヤング率は 193 GPa を用いた． 

 

(d)  マクロな応力・ひずみの算出条件 

平均格子ひずみを求める際に与えるマクロな応力，もしくは，ひずみは，ひずみゲージから得ら

れる値を用いた．溶接線方向に対しては-130 MPa を与え，溶接線直交方向に対しては 4点曲げ試験

による負荷応力与えた．なお，マクロなひずみはマクロな応力と Hooke の法則から求めた．また，

結晶の存在確率は，第 2 章において提案した手法を用いて決定した{311}面の結晶の存在確率を与

えた． 
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3.2.4  負荷を加えた際の 2θ-sin2ψ線図の変化 

各試験荷重における回折角 2θと sin2ψの関係を，X 線回折によって得られた回折角と，Reuss モ

デル，Voightモデルを用いて計算された回折角とを比較した結果として Fig. 3.2 に示す． 

Fig. 3.2より，実験値には集合組織に 2θ-sin2ψ法を適用した際に見られるようなうねり以外にばら

つきも確認できるが，これは揺動幅が小さく，揺動法の効果が十分に得られなかったためと考えら

れる．粗大粒の影響により 2θと sin2ψの関係に多少のばらつきがみられるものの，sin2ψ が 0 ~ 0.5

まで変化する際の 2θの実験値の変化は，Reuss モデルによって計算された 2θの傾向と類似してお

り，Voight モデルによって計算された 2θとは乖離している．さらに，負荷応力が増大すると，Voight

モデルとの乖離は大きくなり，特に溶接線直交方向において Voight モデルとの乖離が顕著である． 

以上のことから，溶接部に生じた集合組織が多軸応力状態になった場合，その中の結晶粒の変形

挙動は溶接線方向，溶接線直交方向ともに Reuss モデルに近い挙動を示すと判断できる．そこで，

Fig. 3.2 の結果を踏まえ，次節において多軸応力状態の集合組織における応力算出法について検討

する． 

 

  

(a)  Longitudinal direction  (0 MPa) (b)  Transverse direction  (0 MPa) 

Fig. 3.2  2θ-sin2ψ relation in measured diffraction angle and estimated diffraction angle by Reuss model 

and Voight model. 
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(c)  Longitudinal direction  (50 MPa) (d)  Transverse direction  (50 MPa) 

 

  

(e)  Longitudinal direction  (100 MPa) (f)  Transverse direction  (100 MPa) 

Fig. 3.2  Continued. 

 

 

3.3  多軸応力状態の集合組織における応力算出法の提案 

 

前節より，接部に生じた集合組織が多軸応力状態になった場合，その中の結晶粒の変形挙動は溶

接線方向，溶接線直交方向ともに Reussモデルに従うことが分かった．そこで，これらの結果を考

慮しながら，Honda らの提案手法を多軸応力状態の集合組織に適用することを試みる． 

前章で述べたように，Honda らは集合組織中の 1つの結晶粒に注目し，その変形挙動が Reussモ

デルに従うとした仮定のもと，式(3.1)で表されるミクロなひずみと材料全体に加わるマクロなひず
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みを結晶の存在確率を用いて関連付けることで，1 軸応力状態の集合組織における応力算出を行っ

ている． 
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144211212122221110 sin
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3.2 節で明らかになったように，溶接部に生じる集合組織は多軸応力状態になった場合において

もその変形挙動が Reussモデルに従うので，式(3.25)に対し，Reussモデルを適用するとマクロな応

力とミクロな応力は等しくなり，式(3.25)は式(3.27)となる． 
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式(3.27)の両辺を σ1で割ると式(3.28)となる． 
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Braggの条件式より平均格子ひずみと回折角の関係は 

 

  sin2d  (3.29) 

      00 tan  (3.30) 
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(3.31) 

 

と表すことができるので，式(3.26)を整理すると式(3.32)，(3.33)のように表される． 
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ここで，式(3.32)の右辺第 1項を K’tex，右辺第 2項を Cとおくと 

 

 
CK tex
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  (3.34) 

 

となり，左辺は K’texに対して直線となる．両辺を K’texで偏微分すると 

 

 

texK '

2

2

cot 0
1







  (3.35) 

 

となり，応力の比 σ2/σ1と τ12/σ1が明確であれば式(3.35)より応力算出が可能となる． 

しかし，溶接残留応力場はと溶接条件などにより様々に変化し，応力の比は一般に不明確である

ことから，本研究では反復計算法を利用し水平面内の応力 3成分を求める．計算のフローチャート

を Fig. 3.3に示す．  
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Fig. 3.3  Calculation flow of repeated calculation to determine plane stress in texture. 
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求める応力を σx，σx，τxy とする．まず，Fig. 3.4 (a)のように σxの方向と X 方向(ψを傾ける方向)

が一致するように座標系を定義すると，式(3.32)は式(3.36)のように表される．同様に，Fig. 3.4 (b)

のように σy方向と X 方向が一致するように座標系を定義すると，式(3.32)は式(3.37) のように表さ

れる． 
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(a) first measurement (b) second measurement 

Fig. 3.4  Relationship of residual stress direction and measuring direction. 

 

次に，応力の比 σy/σxと τxy/σxをそれぞれ N1(σy = N1 × σx)，N2(τxy = N2 × σx)とおき，その際の σxを      

σx [N1, N2]，σyを σy [N1, N2]と表記する．式(3.36)，式(3.37)を σxについて整理すると式(3.38)，式(3.39)

が導かれる． 
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同様に，σyについて整理すると式(3.40)，式(3.41)が導かれる． 
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さらに，式(3.38)，式(3.41)を式(3.37)に，式(3.39)，式(3.40)を式(3.36)に代入し σxについて整理する

と式(3.42)，(3.43)が，σy について整理すると式(3.44)，式(3.45)がそれぞれ導かれる．ただし，この

際には σy = N1 × σxの関係は無視する． 
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(3.45) 

 

このように，仮の応力比 N1，N2を与えることで，結晶の存在確率と直交する 2方向(x, y 方向)の

回折角の測定結果から 4種類の σx [N1, N2]，σy [N1, N2]が求まる．最後に 4種類の σx [N1, N2]，σy [N1, N2]

がそれぞれ等しくなる際の応力比 N1，N2を反復計算により決定すれば，正しい σx，σx，τxyが決定さ

れる． 

 

 

3.4  提案した応力算出法の検証 

本研究の提案手法を用い，第 2 章の Lz 試験片に対する 4 点曲げ試験の結果を改めて評価する．

また，Honda らの手法を用いた際の測定結果と比較することで，本研究の提案手法の効果を示し，

提案手法を用いることで多軸応力状態の集合組織を有する溶接部の応力を正確に評価できること

を示す． 

 

3.4.1  実験要項 

提案手法およびHondaらの手法により応力評価する際のデータや結晶の存在確率は第 2章と同一

のものである．同様に，Fig. 3.5 に示すように負荷応力は溶接線直角方向に加え，その際の溶接線

方向と溶接線直交方向の応力を提案手法により評価した． 
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Fig. 3.5  Relationship between load stress and measured stress. 

 

3.4.2  実験結果 

Fig. 3.6 に溶接線方向の応力を提案手法と Honda らの手法により評価した結果を示す．なお，

Fig. 3.6 (a)は各負荷応力における測定結果と溶接部の応力値との関係を，Fig. 3.6 (b)は各負荷応力に

おける測定結果と溶接部の応力値の差をそれぞれ示している．Fig. 3.6 より，溶接部に生じた集合

組織が多軸応力状態である場合，Honda らの手法を用いた際の測定結果と Fig. 3.6 (a)中の破線で示

す溶接部の応力の間に差が生じていた．一方，提案手法を用いた際の測定結果は溶接部の応力とほ

ぼ同じ値を示した．さらに，溶接線直交方向への負荷応力が大きくなっても誤差は 10 MPa 未満で

あった． 

次に，Fig. 3.7 に溶接線直交方向の応力を評価した結果を示す．溶接線方向の結果と同様に，溶

接部に生じた集合組織が多軸応力状態である場合，Honda らの手法を用いた際の測定結果と溶接部

への負荷応力の間に差が生じており，負荷応力が大きくなるにつれ，測定結果と負荷応力の差が大

きくなった．一方，提案手法用いた際の測定結果は負荷応力と良好に一致しており，負荷応力が大

きくなっても誤差は 10 MPa 未満であった．  

以上のように，1軸応力状態を前提とした Honda らの手法では多軸応力状態の集合組織を有する

溶接部の応力を正確に評価できなかったが，本研究で提案した手法を適用した際には溶接部に生じ

る応力を正確に評価できており，溶接部の残留応力を評価する手法として非常に効果的であると判

断できる． 
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(a)  Relationship between load stress and measured 

stress 

(b)  Difference between load stress and measured 

stress 

Fig. 3.6  Relationship between load stress and measured stress by proposed method and Honda’s method in 

longitudinal direction. 

 

  

(a)  Relationship between load stress and measured 

stress 

(b)  Difference between load stress and measured 

stress 

Fig. 3.7  Relationship between load stress and measured stress by proposed method and Honda’s method in 

transvers direction. 
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3.5  提案手法に対する考察 

 

本章では溶接部に生じた集合組織に多軸応力が加わった際の結晶粒の変形挙動について検討し，

集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動は Reussモデルに従うという結果を得た．ただし，材料に生

じる集合組織は，材料加工の条件や方法などにより変化し，集合組織の優先方位が異なる場合，集

合組織の機械的特性も異なる．そのため，集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動も異なり，材料に

よっては変形挙動が Reuss モデルに従わない可能性がある． 

ここで，溶接部の集合組織について考えると，溶接部に生じる集合組織は凝固現象によって生じ

る．凝固過程において，柱状晶は優先成長方向である{100}方向に常に成長するため 10)，溶接部に

生じる集合組織は再現性を有する．そのため，本研究で溶接部に生じた集合組織に対して検討を行

い得られた知見は，他の溶接部に対しても適用が可能であると言える． 

以上のことから，集合組織を有する溶接部の応力算出手法を構築できたと判断できる．そこで，

次章において溶接試験体に対し提案手法を適用し，提案手法により溶接残留応力を精度よく評価で

きることを示す． 

 

 

3.6  結論 

 

本章では，平均格子ひずみの考え方を多軸応力状態の溶接部に対して適用するため，溶接部に生

じた集合組織に多軸応力が加わった際の結晶粒の変形挙動について検討した．さらに，結晶粒の変

形挙動を考慮した新しい応力算出法を提案し，提案手法の効果について検証した．以下に得られた

知見を示す． 

 

1) 溶接試験体より作成した Lz 試験片に対し，任意の応力を加えた際の回折角 2θと sin2ψの関係

を溶接線方向，溶接線直交方向に対し評価したところ，どちらの方向においても結晶粒の変形

挙動は Reuss モデルに従うとした場合の結果に近い挙動を示した．このことから，溶接部に生

じた集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動は応力状態に関わらず Reuss モデルに従うと判断で

きる． 

2) 反復計算法を利用した多軸応力状態の集合組織における応力算出法を提案した．提案手法によ
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り，結晶の存在確率と直交する 2方向の測定結果を与えることで，水平面内の応力 3 成分を算

出することが出来る． 

3) 提案手法と Honda らの手法を用い，第 2 章の Lz 試験片に対する 4 点曲げ試験の結果を改めて

評価したところ，Honda らの手法では 1 軸応力状態でのみ正確に応力算出が可能であったが，

提案手法では応力状態にかかわらず，集合組織を有する溶接部の応力を正確に評価可能であっ

た． 

4) 溶接部に生じる集合組織は再現性を有するため，本研究で提案した手法は，他の溶接部に対し

ても適用が可能である． 
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第 4章 提案手法を用いた溶接継手の X線残留応力測定 

 

4.1  緒言 

 

第 2 章では，粗大粒を有する溶接部に対しては揺動法が効果的であることを示し，第 3 章では，

集合組織を有する溶接部における応力算出法を提案した．そこで，本章では溶接時に相変態が生じ

ない材料，および，生じる材料に GTA 溶接によるビードオンプレートを施工した溶接試験体に対

して前章で提案した X線応力測定法を適用し，溶接部の残留応力を評価する．そして，X 線応力測

定結果とひずみゲージによる応力弛緩法の結果を比較し，X 線応力測定法により溶接部の残留応力

を正確に評価できることを示す．  

 

 

4.2 溶接時に相変態が生じない材料および生じる材料における溶接部の残留応力評価 

 

4.2.1 実験要項 

(a) 供試材料 

本章では溶接部に粗大粒のみが生じる材料として溶接構造用圧延鋼材 SM490YBを，溶接部に集

合組織が生じる材料としてオーステナイト系ステンレス鋼 SUS316Lを用いた．Table 4.1, Table 4.2

に SM490YBの化学組成と機械的特性を，Table 4.3, Table 4.4に SUS316Lの化学組成と機械的特性

を示す． 

Fig. 4.1 に示すように，試験体寸法は 100 mm × 150 mm × 6 mmである．溶接前に初期残留応力を

取り除くため熱処理を行った．SM490YB に対しては熱処理温度 600 °C，保持時間 6 時間とし， 

SUS316Lに対しては熱処理温度 1000 °C，保持時間 15分とした．冷却条件はどちらも炉冷である．

熱処理後に 80 番の研磨紙を用いて残留応力を計測する範囲の煤や酸化膜を取り除いた．その後，

研磨による加工層を取り除くため，Fig. 4.1 に示す範囲に電解研磨を行った．電解研磨は SM490YB

に対してはRigaku社製の電解液Aを用い，SUS316Lに対しては 5 %過塩素酸メタノールを用いた．

試験体を作成後，X線応力測定により表面の初期残留応力が 10 MPa 未満であることを確認してい

る． 
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Table 4.1  Chemical composition of SM490YB used. (mass %) 

 

 

Table 4.2  Mechanical properties of SM490YB used. 

 

 

Table 4.3  Chemical composition of SUS316L used. (mass %) 

 

 

Table 4.4  Mechanical properties of SUS316L used. 

 

 

 

Fig. 4.1  Schematic image and dimension of specimen to welded. 

 

(b) 溶接条件 

試験体の中央線上にビードオンプレート溶接を行った．溶接条件を Table 4.5 に示す．SM490YB

に対しは溶接部に異なる相変態を生じさせるため，溶接電流を 50Aと 100Aとし，SUS316Lに対し

ては溶接電流を 100Aとした．その他の溶接条件は，溶接速度 1 mm/s，アーク長 3 mm，シールド

C Si Mn P S

0.15 0.25 1.42 0.02 0.004

Yield stress (MPa) Tensile strengh (MPa) Elogation (%)

597 506 22

C Si Mn P S Ni Cr Mo

0.012 0.41 0.84 0.026 0.001 12.09 17.55 2.08

Yield stress (MPa) Tensile strengh (MPa) Elogation (%)

289 561 56
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ガスは 100 %Ar を使用し，流量は 0.25 ℓ/s とした．溶接法は GTA溶接であり，電極は直径 2.4 mm

の純タングステンを使用し，突き出し長さは 3 mmとした．また，溶接長は始終端部をそれぞれ 5 mm

残した長さとした．  

 

Table 4.5  Welding conditions. 

 

 

(c) 組織観察条件 

SM490YB 溶接部に生じた組織を観察するため，組織観察を行った．溶接方向に対して垂直に試

験片を切断し，観察面に対し 400，800，1500，2400，4000番の研磨紙で湿式研磨を行った後，1 μm

ダイヤモンド粒にてバフ仕上げを行った．研磨した面に対して，3 %ナイタール液を用いてエッチ

ングを行い，光学顕微鏡により観察した． 

 

(d) 応力弛緩法による残留応力測定条件 

Fig. 4.2に示すように，5 mm間隔で 2軸用ひずみゲージを接着し，その周辺を 10 mm × 10 mm × 6 

mmに切断し残留応力を求めた．機械的ヤング率はSM490YBでは220 GPaを，SUS316Lでは193 GPa

を用い，機械的ポアソン比は 0.28を用いた．なお，溶接線中央部のみ 3点測定した． 

 

 

Fig. 4.2  Measurement points in stress relief. 

SM490YB SUS316L

Welding current I  (A) 50, 100 100

Welding speed v  (mm/s) 1 1

Arc length l  (mm) 3 3

Shielding gas 100%Ar 100%Ar

Shield gas flow rate (ℓ/s) 0.25 0.25

150

1
0

0

Strain gauge

10

1
0

unit : mm

t = 6
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(e) X線残留応力測定条件 

X 線による残留応力測定条件を Table 4.6に示す．X線応力測定には Rigaku 社製の AutoMATEを

用いた．特性 X線は Cr管球の Kα線を用い，ψ0一定法による側傾法で測定した．回折面は，SM490YB

は{211}を，SUS316L は{220}をそれぞれ用いた．集合組織が形成された SUS316L の溶接金属部に

対しては第 3 章で提案した手法と 2θ-sin2ψ法により残留応力を評価し，それ以外の箇所は 2θ-sin2ψ

法で残留応力を評価した．また，提案手法で用いる結晶の存在確率は第 2章で提案した手法により

決定し，EBSDデータは測定後の溶接試験体から得た．Table 4.7に用いた単結晶弾性コンプライア

ンス 1,2)と X 線的弾性定数を示す．X 線的弾性定数は，単結晶弾性コンプライアンスと Kröner モデ

ル 3)より見積もった値を用いた．また，揺動法として，± 1 degの面外揺動と溶接線方向への± 10 mm

の面内揺動を組み合わせた多軸揺動法を採用した． 

 

Table 4.6 X-ray stress measurement conditions. 

 

 

Table 4.7 Mechanical properties for X-ray stress measurement. 

 

SM490YB SUS316L

Wave length (nm) 0.22911 0.22911

Diffraction plane {211} {220}

Collimater (mm) 1 1

Measuring frame (frame/point) 10 10

Measuring frame (s/frame) 300 100

Oscillation ω  (± 1deg), x (± 10mm) ω  (± 1deg), x (± 10mm)

Analysis model 2θ -sin
2
ψ  method 2θ -sin

2
ψ  method

Proposed method

SM490YB SUS316L

Elastic compliance (TPa
-1

)

S 11 7.622 9.839

S 12 -2.795 -3.86

S 44 8.584 8.403

X-ray elastic constant (Kröner)

X-ray Young's modulus  (GPa) 223 209

X-ray Poisson's ratio 0.28 0.28
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4.2.2  溶接部に粗大粒を有する試験体における溶接残留応力評価 

(a)  組織観察結果 

SM490YB溶接部の Vickers 硬さ分布を Fig. 4.3に，組織観察結果を Fig. 4.4に示す．Fig. 4.3に示

すように各試験体の溶接部には硬さの異なる組織が形成されている．さらに，Fig. 4.4 に示す組織

観察結果から，溶接電流 50 Aで溶接された試験体ではマルテンサイトが，溶接電流 100 Aで溶接

された試験体ではではベイニティックフェライトが大部分を占めていると判断した． 

 

 

Fig. 4.3  Vickers hardness distribution in welds of SM490YB. 

 

   

(a)  50A (b)  100A (c)  Base metal 

Fig. 4.4  Microstructure of weld metal and base metal in each specimens. 

 

(b)  X線応力測定結果 

SM490YBの残留応力測定結果を Fig. 4.5，Fig. 4.6に示す．なお，Fig. 4.5は溶接電流 50Aで溶接

された際の残留応力分布，Fig. 4.6は溶接電流 100Aで溶接された際の残留応力分布であり，Fig. 4.5 

(a)，Fig. 4.6 (a)は測定結果をそのまま比較した図，Fig. 4.5 (b), Fig. 4.6 (b)は溶接部近傍を拡大したグ

ラフである．また，図中の熱影響部(HAZ)は溶接金属部(WM)を除いて溶接後に金属組織が変化した
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と見なされる領域として定義した． 

溶接線中央部の溶接線方向応力は，材料の降伏応力に依存して決まるが，Vickers硬さ(降伏応力)

が最も高い組織を有する溶接電流 50 A で溶接された試験体の溶接線中央部では，溶接電流 100 A

で溶接された試験体に比べ小さい結果となっている．これは，比較的低温でマルテンサイト変態が

生じたことで変態膨張によって引張残留応力が軽減されたことに因るものと考えられる． 

以上のように，X 線応力測定結果は相変態の影響を反映した結果となっており，測定結果は溶接

残留応力の分布特性に関する従来知見に従う結果となった． 

 

  

(a)  General view (b)  Enlarged view 

Fig. 4.5  Residual stress distribution evaluated by the 2θ-sin2ψ method in SM490YB (50 A). 

 

  

(a)  General view (b)  Enlarged view 

Fig. 4.6  Residual stress distribution evaluated by the 2θ-sin2ψ method in SM490YB (100 A). 
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次に，X線応力測定法と応力弛緩法の比較を Fig. 4.7，Fig. 4.8 に示す．なお，Fig. 4.7 (a)，Fig. 4.8 

(a)は測定結果をそのまま比較した図，Fig. 4.7 (b)，Fig. 4.8 (b)は X線応力測定法と応力弛緩法の空

間分解能を合わせるため，溶接線直交方向に対し 10 mmの幅内の X 線応力測定結果を平均化し，

比較した図である．さらに，応力弛緩法の溶接線中央の結果は 3点の平均値である． 

溶接電流 50 Aで溶接された試験体では，溶接金属部，熱影響部，母材部において X線応力測定

結果と応力弛緩法の結果は溶接線方向応力，溶接線直交方向応力ともに良好に一致した． 

一方，溶接電流 100 Aで溶接された試験体では，母材部では X 線応力測定結果と応力弛緩法の結

果は溶接線方向応力，溶接線直交方向応力ともに良好に一致したが，溶接金属部と熱影響部におい

て X線測定結果は応力弛緩法の結果と大きく乖離した．この原因については次節にて考察する． 

 

  

(a)  As measured (b)  Averaged 

Fig. 4.7  Residual stress distribution evaluated by X-ray stress measurement and the stress relief method in 

SM490YB (50 A). 
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(a)  As measured (b)  Averaged 

Fig. 4.8  Residual stress distribution evaluated by X-ray stress measurement and the stress relief method in 

SM490YB (100 A). 

 

4.2.3 溶接部に集合組織を有する試験体における溶接残留応力評価 

SUS316L 溶接試験体の溶接残留応力を提案手法および 2θ-sin2ψ法により評価した結果を Fig. 4.9

に示す．なお，Fig. 4.9 (a)は溶接線中央から板幅方向への分布の全体図を，Fig. 4.9 (b)は溶接部近傍

の拡大図を示す． 

Fig. 4.9 より，提案手法と 2θ-sin2ψ 法では異なる応力値を示し，特に溶接線方向応力は大きく異

なっている．ここで，溶接線中央部の溶接線方向応力は降伏応力程度の高い引張残留応力となる 4,5)．

しかし，溶接金属部の溶接線方向応力を 2θ-sin2ψ法により評価した際の応力値は 500 MPa を超え，

供試材料の降伏応力である 289 MPa を大きく超える値となった．一方，提案手法により評価した際

の溶接線方向応力は降伏応力と同程度となった． 

以上のように，溶接金属部に対して 2θ-sin2ψ法を用いた場合，測定結果は降伏応力を大きく超え

る値を示したが，これは集合組織が生じる溶接部に対して 2θ-sin2ψ法を用いたことによる測定誤差

であることは明らかである．一方，提案手法を用いた場合，測定結果は従来知見に従う結果となり，

提案手法が集合組織を有する溶接部に対して効果的であると判断できる． 
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(a)  General view (b)  Enlarged view 

Fig. 4.9  Residual stress distribution evaluated by the 2θ-sin2ψ method and the proposed method in 

SUS316L. 

 

次に，X 線応力測定法と応力弛緩法の比較を Fig. 4.10 に示す．なお，Fig. 4.10 (a)は測定結果をそ

のまま比較した図，Fig. 4.10 (b)は X 線応力測定法と応力弛緩法の空間分解能を合わせるため，溶接

線直交方向に対し 10 mm 幅内の X 線応力測定結果を平均化し，プロットした図である．また，X

線応力測定結果は，溶接線中央から溶融境界部までは提案手法による測定結果を，熱影響部から母

材部までは 2θ-sin2ψ法による測定結果を用いている．さらに，応力弛緩法の溶接線中央の結果は 3

つの測定結果の平均値である． 

Fig. 4.10 より，X 線応力測定結果は応力弛緩法による測定結果と良好に一致し，X 線応力測定法

により従来手法と同様の応力分布を得ることができた．なお，母材部において両者がやや異なる値

を示しているが，これは初期残留応力を除去しきれていなかったためと考えられる． 

以上のように，提案手法を用いることでこれまで困難とされてきた集合組織を有する溶接部の応

力を高精度に評価することができた． 
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(a)  As measured (b)  Averaged 

Fig. 4.10  Residual stress distribution evaluated by X-ray stress measurement and the stress relief method in 

SUS316L. 

 

 

4.3 溶接部における X 線応力測定結果に対する考察 

 

SUS316L と溶接電流 50 A で溶接された SM490YB では，X 線応力測定結果は応力弛緩法と良好

に一致した．しかし，溶接電流 100 Aで溶接された SM490YB試験体では溶接金属部と熱影響部に

おいて X 線応力測定結果は応力弛緩法と大きく乖離していた．ここで，X 線応力測定法は材料極表

面の残留応力を評価しているのに対し，応力弛緩法は板厚全体の応力の平均値を評価する．そこで，

応力弛緩法の試験片を裏面から削ることで薄肉化させ，X 線応力測定法のゲージボリュームに近づ

いた際の応力値の変化を確認する． 

 

4.3.1 実験要項 

試験片は SM490YB溶接試験体において応力弛緩法を行った試験片であり，測定箇所は溶接金属

部である．寸法は 10 mm × 10 mm × 6 mmであり，Fig. 4.11に示すように表面(溶接金属側)に 2軸ひ

ずみゲージが張り付けてある．減厚加工は♯220，400，800，1500の研磨紙を用いた湿式研磨で行い，

熱による影響が表れないように低速で行った．測定箇所は溶接金属部であり，応力を測定する厚さ

は Fig. 4.11に示すように，6 mmから 1 mm厚までを 0.5 mm間隔で，それ以降は 0.7，0.5，0.3 mm

厚で測定した．なお，機械的ヤング率 E：205 GPa，機械的ポアソン比 ν：0.28 を使用し，ゲージファ
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クターは 2.08 である． 

 

 

Fig. 4.11  Serial sectioning from back. 

 

4.3.2 実験結果 

Fig. 4.12に逐次研磨の結果を示す．Fig. 4.12 (a)は 50 Aで溶接された試験体の溶接部に対して逐次

研磨を行った図であり，Fig. 4.12 (b)は 100 Aで溶接された試験体の溶接部に対して逐次研磨を行っ

た図である．Fig. 4.12 より，それぞれの試験体は板厚内部に大きく異なる応力分布を有しているこ

とが確認できる．50 Aで溶接された試験体の方では板厚内部に大きな応力変化はなく，裏面の研磨

量が大きくなっても応力弛緩の結果は X 線応力測定結果と近い値を示している．一方，100 Aで溶

接された試験体の方では板厚内部に大きな応力変化が生じていることが確認できる．その結果，研

磨量が小さい時には応力弛緩の結果と X 線応力測定結果は大きく乖離しているが，厚さが溶接金属

部の深さより小さくなると溶接線方向，溶接線直交方向ともに引張応力が急激に増加し，その後，

Fig. 4.12 中に示す X 線応力測定結果に近づく．このことから，100 Aで溶接された試験体において，

X 線応力測定結果と応力弛緩結果が大きく乖離したのは，板厚内部で大きな応力変化が生じていた

ためと考えられる． 

以上のように，板厚内部の応力変化が小さい場合には，X線応力測定結果と応力弛緩結果は良好

に一致する．しかし，板厚内部に大きな応力変化が生じる場合，材料極表面の応力を評価する X線

応力測定法と，板厚全体の平均値を評価する応力弛緩法の結果は乖離する可能性がある．ただし，

お互いのゲージボリュームを近づけることで両者の応力は近づいたことから，100 Aで溶接された

試験体においても，X 線応力測定法により表面近傍の応力を正確に評価できていたと判断できる． 
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(a)  50A (b)  100A 

Fig. 4.12  Change of residual stress distributions during successively removing. 

 

 

4.4  結論 

 

本章では，溶接時に相変態が生じない材料および生じる材料を用い，それぞれの溶接試験体に対

して第 2章，第 3章で得られた知見を用い，X 線応力測定法により溶接残留応力を評価した．そし

て，応力弛緩法と比較することで測定値の妥当性について検討した．以下に得られた知見を示す． 

 

SM490YB溶接試験体について， 

1) 50 Aで溶接された試験体では，X 線応力測定結果はマルテンサイト変態時の変態膨張に伴う応

力軽減が確認できるなど，溶接残留応力に関する従来知見に従う結果となった．さらに，X 線

応力測定結果と応力弛緩法との比較において，両者は良好に一致した． 

2) 100 Aで溶接された試験体では，X線応力測定結果と応力弛緩法の比較において，母材部にお

いて両者は良好に一致したが，溶接金属部，および熱影響部では両者は大きく乖離した． 

3) 溶接金属部の応力弛緩の試験片に対し逐次研磨を行った結果，50 Aで溶接された試験体では板

厚内部の応力変化が小さいことが確認されたが，100 Aで溶接された試験体では板厚内部に大

きな応力変化が生じていることが確認された．そのため，100 Aで溶接された試験体において

X 線応力測定結果と応力弛緩結果が大きく乖離したのは，板厚内部に生じた大きな応力変化で

あると判断できる． 

4) 板厚内部の応力変化が小さい場合には，X線応力測定結果と応力弛緩結果は良好に一致し，板
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厚内部に大きな応力変化を伴う場合，両者の結果は乖離する．ただし，お互いのゲージボリュー

ムを近づけることで両者の応力は近づいたことから，100 Aで溶接された試験体においても，X

線応力測定法により表面近傍の応力を正確に評価できていたと判断できる． 

 

SUS316L溶接試験体について， 

5) 溶接線中央部の溶接線方向応力は一般的に材料の降伏応力程度の高い引張残留応力となる

が，2θ-sin2ψ法により評価された場合，SUS316L の降伏応力を明らかに超えるものであった．

しかし，提案手法により評価された場合，降伏応力と同程度となった．このことから，前章で

提案した手法が集合組織を有する溶接部の応力測定に効果的であると判断できる． 

6) 提案手法を用いて得られた X 線応力測定結果は応力弛緩法により評価した結果と良好に一致

した．このことから，これまで困難とされてきた集合組織を有する溶接部においても，集合組

織の影響を考慮した測定を行うことで X 線応力測定が可能であると言える． 

 

以上のことから，溶接部に生じる組織に合わせた測定手法を用いることで，溶接部に対して X 線

応力測定法を適用することは可能であり，X線応力測定法により溶接部の残留応力を高精度に評価

できると判断できる． 
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第 5 章 放射光を用いた溶接過渡応力のその場計測 

 

5.1 緒言 

 

前章までの検討から，X線応力測定法により溶接部の残留応力を正確に評価できることが確認で

きた．一方で，溶接残留応力に対してより効果的な対策を施すには，溶接終了後の状態としての残

留応力の把握に加え，溶接中の過渡的な応力変化を捉え，残留応力の生成過程も把握することが重

要である．そこで，本章では，X 線応力測定法の非破壊計測という特徴を活かした溶接過渡応力の

その場計測システムを構築し，溶接中の過渡的な応力変化を実験的に評価することを目指す． 

今日までに，溶接中に生じる相変態・回復といった冶金学的現象や，変形・残留応力といった力

学的現象などをリアルタイムに観察・評価しようという試みは既にいくつかなされており，放射光

やレーザースペックル法を用いた手法が提案されている． 

溶接中の冶金学的現象のその場観察は，2000 年に Elmaer らが TIG溶接によるスポット溶接時の

相変態挙動を観察したのが始まりである．Elmaer らはラボ X 線の 1 億倍の輝度を有する放射光と

イメージングプレートを用いたシステムを構築し，溶接中の溶接金属部，熱影響部に放射光を照射

し，そこから得られる回折 X線の出現・消失から相変態挙動を観察している 1-13)．また，2006年に

Komizo らは，イメージングプレートの代わりに 2 次元検出器を用いたシステムを構築した．これ

により，1 次元的な回折リングしか得られないというイメージングプレートの欠点を克服し，観察

範囲を凝固直後の初晶析出過程まで拡張している 14-20)．さらに，Krommらは低温度変態材料の溶接

金属部における相変態挙動のその場観察を行い，溶接中の相変態挙動と溶接後の応力変化の関係に

ついて考察している 21)．以上のように，溶接中の冶金学的現象をその場観察した報告は数多くあり，

様々な材料への適用が進められている． 

一方，溶接中の力学的現象をその場計測した報告は極めて少ない．1992 年に Muramatsu らはレー

ザースペックル法を用いて溶接中の変位をその場計測している．Muramatsu らはレーザースペック

ル法により計測される変位から溶接中の変形やひずみの発生過程を直接計測しており，それらに対

する相変態の影響についても検討を行っている 22-25)．しかし，レーザースペックル法によって得ら

れるひずみは，熱ひずみ，塑性ひずみ，弾性ひずみなどのすべてを含んだひずみであり，本研究で

対象とする弾性ひずみ(応力)のみをその場計測した報告はない．そこで，本研究では放射光と 2 次

元検出器を用いた溶接中の応力変化のその場計測技術を構築し，溶接中の応力変化のその場計測を
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実現させ，構築したシステムを用いて溶接部極表面における応力生成過程を構築する．なお，本研

究では供試材料として溶接構造用圧延鋼材 SM490Aを用いる．これは，第 2章から第 4章で示した

ように，溶接時に相変態が生じないオーステナイト系ステンレス鋼などの材料では溶接部に集合組

織が形成されるため，第 3章で提案した手法を用いる必要があるが，その観察に提案手法を適用す

ることが現状困難であったためである． 

 

 

5.2 溶接中過渡応力その場計測システムの構築 

 

5.2.1 溶接過渡応力その場計測システムの概要 

(a) システムの構成 

本研究で構築した溶接過渡応力のその場計測システムの外観と模式図を Fig .5.1に示す．本シス

テムは複数台の 2 次元検出器と GTA 溶接システムから構成されている．溶接システムはビーム焦

点位置に設置され，溶接システムの代わりに高温引張試験機を設置することで，光学系を変更する

ことなく高温引張試験を行うことができる．その場計測システムは大型放射光施設 SPring-8(JAEA)

のアンジュレータビームライン(BL22XU)に設置され，アンジュレータビームは Si 単結晶の回折を

利用し，30 keVのエネルギーに単色化した．なお，本研究では対象が鉄系材料であり，フェライト

相(α 相)とオーステナイト相(γ 相)の相変態に起因した応力生成過程のその場計測を目的の 1つとし

ている．エネルギーを 30 keV とすることで，弾性定数の回折面依存性が小さい α{211}ならびに

γ{311}26,27)を同一検出器内で同時に検出できる．本システムで用いる検出器は 2 台の

PILATUS-100K(検出面積: 83.8 × 33.5 mm)と 1台の PILATUS-300K(検出面積: 83.8 × 106.5 mm)である．

PILATUS-100K は試験体から 1000 mmの位置に，PILATUS-300K は 230 mmの位置にそれぞれ設置

され，それぞれの検出器は自動ステージにより自由に移動できる．試験体近くに設置された

PILATUS-300K では多数の回折リングを検出可能であり，試験中の相変態挙動を観察できる．角度

分解能を向上させるため試験体から離れて設置されたPILATUS-100Kでは回折リングの一部を検出

でき，応力，温度の変化に伴う回折角の変化を観察できる． 

溶接システムは，溶接トーチと試験体を同一ステージに固定する方法を選択した．これにより，

溶接ステージを回転させることで，任意の方向の応力評価が可能となった．計測時に放射光の照射

位置は 1点に固定され，溶接トーチが試験体上を横断する．また，入射側の光学系は固定されてい
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るため，溶接システム全体を 5 deg傾けた状態で計測を行う．さらに，溶接熱のゴニオメータへの

影響を排除するため，水冷銅板を試験体とゴニオメータとの間に設けた．ただし，これにより溶接

後の冷却速度が大きくなることが懸念されたため，Fig.5.1 (d)に示すように，熱伝導率の小さいステ

ンレス板(SUS316L，板厚 3 mm)を水冷銅板と試験体の間に 1枚挟んだ． 

 

  

(a)  Front view from left side (b)  Front view from right side 

  

  

(c)  Side view (d)  Arrangement on welding stage 

Fig. 5.1  Appearance of in-situ stress measuring system. 
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(e)  Schematic image of diffraction optical system 

Fig. 5.1  Continued. 

 

(b) 応力算出法 

溶接中，応力は逐次変化するため，cosα法のように単一入射で応力が測定可能である方法を採る

必要がある．しかし，cosα法は測定精度が低く，なおかつ，溶接時には熱膨張により格子面間隔が

変化するため，正確な無ひずみの格子面間隔(回折角)を必要とする cosα 法を用いることは難しい．

そのため，与える無ひずみデータの影響が小さい 2θ-sin2ψ 法による応力算出が望ましい．ただし，

溶接中の過渡応力は時間経過と共に逐次変化するため，複数回の計測を必要とする 2θ-sin2ψ 法をそ

のまま適用することはできない．そこで，本研究では Fig. 5.1に示すように，複数の 2次元検出器

を設置し，疑似的に 2θ-sin2ψ線図を作成し，sin2ψの変化に対する 2θの変化を複数同時評価するこ

とで 1回の計測から 2θ-sin2ψ法による応力算出を可能とした．さらに，検出器には時間分解能に優

れるPILATUSを用いることで，放射光を照射し続ける中でリアルタイムに応力変化を追従できる． 

2θ-sin2ψ 法による応力解析に必要な散乱ベクトル分布(Fig. 5.1 中の X-Y-Z 座標系)と，2 次元検出

器に記録された回折データの散乱ベクトル分布（Fig. 5.1中の X’-Y’-Z’座標系）のズレは式(5.1)によ

り座標変換される．なお，式(5.1)中の ψと ψ’はそれぞれの座標系における ψ角，φは両座標系のズ

レ角であり，Fig. 5.2のような関係にある．本研究では ψ = 12~22 degならびに ψ = 47~59 degの範囲

の回折から応力を算出した． 

 

  22222 cos'sincos11sin    (5.1) 

 

また，相変態が生じフェライトとオーステナイトの 2相状態になる場合には，それぞれの応力を
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評価した．ここで，Fig. 5.3 に示すように，X 線や放射光といった回折線を用いた応力測定では，回

折現象と Braggの条件式を用いて応力を評価する．そのため，複数の相を有する材料に対し，一定

の波長の回折線を照射した場合，それぞれの相の格子間距離に対応した角度に回折 X 線が表れる．

そして，それぞれの回折 X 線を用いて応力測定を行うことで各相の応力を独立して評価することが

できる．本研究では Detector 1，Detector 2で同時に得られる α{211}と γ{311}の回折からそれぞれの

相の応力を評価した． 

 

 

Fig. 5.2  Relationship between coordinate system on the specimen and detectors. 

 

 

Fig. 5.3  Diffraction from a multi-phase material. 

 

(c) 回折角の補正方法 

機器の設置角度などに起因した誤差は，事前に無ひずみサンプル CeO2 の回折から補正係数を決

定し補正した．Fig. 5.4に示すように，α{211}回折はCeO2の{420}回折と{422}回折の間に現れ，γ{311}

回折は CeO2の{422}回折と{511}回折の間に現れる．そこで，α{211}回折に対しては CeO2の{420}
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回折と{422}回折が無応力となるように，γ{311}回折に対しては CeO2の{422}回折と{511}回折が無

応力となるように補正係数を算出した． 

 

 

Fig. 5.4  Relationship between CeO2 diffraction and iron diffraction on the detector 1. 

 

(d) 試験体の固定方法 

溶接中に試験体が動かないように試験体を固定するが，溶接による角変形が生じることで放射光

の遮蔽，測定箇所のズレ，さらには，固定による拘束応力が生じることが懸念される．そこで，本

実験では次に示すように測定条件に応じた拘束方法を採った． 

 

・放射光に対し直角方向に溶接を行う場合 

放射光に対し直角に溶接を行う場合，角変形による放射光の遮蔽は問題にならないが，測定箇所

のズレが生じる可能性がある．そこで，Fig. 5.5 に示すように検出器側のみを冶具で固定し，角変

形は自由に生じるようにし，熱影響部や母材部を測定の際には検出器側に測定箇所を移動させた． 

 

  

(a)  Appearance view (b)  Schematic image 

Fig. 5.5  Fixing method for the welding specimen when weld cross synchrotron beam. 
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・放射光に対し並行方向に溶接を行う場合 

放射光に対し並行に溶接を行う場合，角変形による放射光の遮蔽と測定箇所のズレが生じる可能

性がある．特に，角変形が生じた際には Detector 1，Detector 2，もしくは Detector 3 のどちらかへ

の回折される放射光が遮蔽される可能性がある．ただし，Detector 3 は検出器窓が大きく，かつ，

相変化を評価しているため一部の検出窓のデータが得られなくても問題はない．そこで，Fig. 5.6

に示すように Detector 1，Detector 2側を冶具で固定し，熱影響部や母材部を測定の際には冶具側に

測定箇所を移動させた． 

 

  

(a)  Appearance view (b)  Schematic image 

Fig. 5.6  Fixing method for the welding specimen when weld along by synchrotron beam. 

 

(e) 高温引張試験 

実験に用いた高温引張試験機の外観と模式図を Fig. 5.7に示す．Fig. 5.7 (d) ~ (f)に示す冶具に試験

体を設置し，カバーとネジで固定した後に引張試験を行う．放射光の上流側と下流側にはカプトン

製の膜が張られており，試験片に放射光を透過させながら引張試験を行う．高温炉は集光型であり，

制御熱電対は放射光の照射箇所直近にスポット溶接で直接取り付けられている． 
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(a)  Appearance view from side (b)  Appearance view from top 

 

  

(c)  Schematic image (d)  Enlarged view 

 

  

(e)  Top view (f)  Front view 

Fig. 5.7  Appearance of elevated temperature tension testing machines. 
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5.3 高温引張試験を用いた計測システムの検証と X 線的弾性定数の温度依存性評価 

 

本節では高温引張試験時の負荷荷重とその場計測システムの測定結果を比較することで，システ

ムの検証を行う．ただし，高温時には X 線的弾性定数も変化するため，X線的弾性定数の温度依存

性が既知でない場合，応力を算出できない．そこで，高温時の負荷応力と 2θ-sin2ψ線図の傾きを比

較し，試験温度が上昇しても両者が比例関係にあることを確認する． 

 

5.3.1 高温引張試験を用いた計測システムの検証 

(a) 供試材料 

供試材料には SM490Aを用いた．供試材料の化学組成を Table 5.1に，機械的特性を Table 5.2に

示す．Fig. 5.8に示すように，引張試験片は評点間距離 20 mm，板幅 4 mm，板厚 0.3 mmであり，

放電加工により作成した． 

 

Table 5.1  Chemical composition of SM490A used. (mass %) 

 

 

Table 5.2  Mechanical properties of SM490A used. 

 

 

 

Fig. 5.8  Schematic illustration and size of the specimen for elevated temperature tensile test. 

 

 

C Si Mn P S Ni Cr V

0.16 0.39 1.38 0.016 0.004 0.01 0.02 0.002

Yield stress (MPa) Tensil strength (MPa) Elongation (%)

381 524 25

t = 0.3

60

R15

12

4

20

unit: mm
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(b) 高温引張試験条件 

高温引張中の温度履歴の模式図を Fig. 5.9に示す．高温引張を行う際にはアルゴンガスを用いて

ガス置換を行い，炉内を真空状態(約-50 kPa)にした後，引張試験を行った． 

試験条件を Table 5.3に示す．高温引張試験は RT から 800 °Cまでを 100 °C間隔で行った．引張

試験は荷重制御で行い，荷重速度を 1 N/s とし，SSカーブが塑性域に達するまで行った．昇温は加

熱速度 10 °C/s で行い，試験温度に達してから 60 s 保持した後，引張試験を開始した．また，昇温

過程と保持過程では熱膨張によって生じる試験体と冶具との間の遊びをなくす目的で 1 ~ 2 Nの荷

重を負荷し続けた．測定は昇温開始から引張終了まで 0.5 s 間隔で行った． 

 

 

Fig. 5.9  Temperature history during temperature tension test. 

 

Table 5.3  Conditions of elevated temperature tensile test. 
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5.3.2  実験結果 

(a) 引張試験結果 

Fig. 5.10に各試験温度の応力ひずみ曲線を示す．Fig. 5.10中に示す応力・ひずみは炉の引張試験

機によって測定された荷重と変位より求められた公称応力と公称ひずみである． 

Fig. 5.10より，引張試験機で読み取られる負荷ひずみは非常に大きな値を示している．このよう

な傾向は他の材料(S50C)を用いた場合にも表れており，一方で，1 mm 厚の試験片を用いた際には

ひずみは正確に計測されていた．そのため，ひずみの計測値が非常に大きな値を示したのは，放射

光の透過性を良くするために引張試験片を極めて薄くしたことの影響であると考えられる．ただし，

弾性域である低ひずみ側の応力ひずみ曲線は高温度においてもおおむね線形性を示しており，ヤン

グ率に相当する応力ひずみ曲線の勾配や，降伏点は試験温度が上昇するとともに低下している．こ

れは，温度の上昇と共にヤング率や降伏応力が低下するというこれまでの知見と合致しており，負

荷応力は正確に計測できていると考えられる．そのため，引張試験の結果を用いて X 線的弾性定

数の算出は十分可能であると考えられる． 

 

  

(a)  Comparison (b)  25 °C 

Fig. 5.10  Stress-strain curve at each temperature. 
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(c)  100 °C (d)  200 °C 

 

  

(e)  300 °C (f)  400 °C 

  

  

(g)  500 °C (h)  600 °C 

Fig. 5.10  Continued. 
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(i)  700 °C (j)  800 °C 

Fig. 5.10  Continued. 

 

(b) 室温における負荷応力と測定値の関係 

構築したその場計測システムによって評価された応力値と負荷応力との関係を Fig. 5.11 (a)に示

す．その場計測システムによって評価された応力値と負荷応力は線形関係を有し，両者はほぼ同じ

値を示している．このことから，構築したシステムにより応力を正確に評価できていることが確認

できる．また，2θ-sin2ψ法では 2θ-sin2ψ線図の傾きに応力定数を乗じる事で応力が算出されるため，

Fig. 5.11 (b)に示すように，2θ-sin2ψ線図の傾きと負荷応力との間にも線形関係が成り立つ．そこで，

次項では高温時においても 2θ-sin2ψ線図の傾きと負荷応力との間にも線形関係が成り立つかを確認

し，構築したシステムにより高温域においても応力を正確に評価できていることを確認する． 

 

  

(a)  Relationship between load stress and measured 

stress 

(b)  Relationship between load stress and 

inclination of the 2θ-sin2ψ diagram 

Fig. 5.11  Relationship between load stress and measured results at room temperature. 
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(c) 高温域における負荷応力と 2θ-sin2ψ 線図の傾きの関係 

各試験温度における 2θ-sin2ψ線図の傾きと負荷応力との関係を Fig. 5.12に示す．試験温度が上昇

すると，傾きと負荷応力との関係に若干の乱れが確認できるが，試験温度 700 °C までは両者はお

おむね線形関係を保っている．試験温度が 800 °C になると，測定部はフェライト相とオーステナ

イト相の 2 相状態となった．負荷応力が増加すると，オーステナイト相には圧縮応力が加わり，フェ

ライト相には引張応力が加わっていることが確認でき，フェライト相とオーステナイト相それぞれ

に加わる応力を独立して評価できていることが確認できる．ただし，負荷応力と各相に加わる応力

(相応力)との関係が不明確であるため，Fig. 5.12 (i)からは測定結果が正確か否かの判断は難しい．

なお，試験温度 400 °Cにおいて試験温度 500 °Cの場合よりも小さい負荷応力で傾きと負荷応力の

間の線形関係が崩れているが，これは試験中に一の方検出器(Detector2)にエラーが生じ，回折を検

出できなかったためである． 

以上のことから，構築したその場計測システムによって 700 °C までは応力を正確に評価できる

と判断でき，それ以上の温度においても可能であると予想される． 

 

  

(a)  25 °C (b)  100 °C 

Fig. 5.12  Relationship between load stress and inclination of the inclination of the 2θ-sin2ψ diagram at 

each temperature. 
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(c)  200 °C (d)  300 °C 

 

  

(e)  400 °C (f)  500 °C 

 

  

(g)  600 °C (h)  700 °C 

Fig. 5.12  Continued. 
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(i)  800 °C  

Fig. 5.12  Continued. 

 

5.3.3 SM490A の X 線的弾性定数の温度依存性評価 

本節では高温引張試験の結果から供試材料である SM490A の X 線的弾性定数の温度依存性を評

価する．X 線的弾性定数の算出法は負荷ひずみに対する回折角の変化の傾向から求める手法 27)と，

負荷応力に対する 2θ-sin2ψ線図の変化の傾向から求める手法 28)がある．本研究では，高温引張試験

時の負荷ひずみを正確に得られなかったことから，負荷応力に対する 2θ-sin2ψ線図の変化の傾向か

ら求める手法を採用した． 

 

(a) 実験要項 

引張試験片，引張試験条件，測定条件は前項と同じである． 

 

(b) X 線的弾性定数の算出法 

X線的弾性定数は 2θ-sin2ψ線図の傾きと切片の負荷応力に対する変化の傾向から算出することが

できる．平面応力状態を仮定できるとき，回折角 2θ と回折面法線と試料法線のなす角 ψ の関係は

式(5.2)のようになり，X 線弾性定数を算出する際の基礎式となる．この時，2θ-sin2ψ 線図の傾き M

は式(5.3)となる． 
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A

hkl

hkl

E
M 




 180
tan

)1(2
0 


  (5.3) 

 

σA：負荷応力 

Ehkl：X 線的ヤング率 

νhkl：X線的ポアソン比 

ψ：回折面法線と試料法線のなす角 

θ：回折角 

θ0：無ひずみの回折角 

 

 

ここで，任意の負荷応力に対する 2θ-sin2ψ線図の傾き Mと ψ = 0の時の回折角 2θψ＝0(2θ-sin2ψ線図

の切片)を求め，それらの負荷応力 σA に対する変化率を求めると式(5.2)から式(5.4)，式(5.5)が求ま

る．なお，度数をラジアンに変化させるため π/180 を乗じている． 
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 M：2θ-sin2ψ線図の傾き 2θψ=0：2θ-sin2ψ線図の切片  

 

以上のように，X線的ヤング率，X線的ポアソン比と負荷応力との関係が求まり，任意の負荷を加

えた際の 2θ-sin2ψ線図を得ることで，式(5.4)，式(5.5)より X線的ヤング率，X 線的ポアソン比を求

めることが出来る． 

 

(c) 実験結果 

Fig. 5.13に式(5.4), 式(5.5)より求めた SM490AのX線的弾性定数の温度依存性を示す．また，Dutta

らによって実測された S690QL1{211}面の X 線的弾性定数の温度依存性 28)，FEM 解析に用いる機械

的なヤング率の温度依存性を Fig. 5.13中に合わせて示す．Fig. 5.13 (a)より，SM490Aの X 線的ヤン

グ率は機械的なヤング率とほぼ同じ値を示していることが分かる．また，温度の上昇と共に X 線的

ヤング率は小さくなっており，これはDuttaらの実験結果，FEM解析用のデータとも合致している． 

一方，本実験から得られた X線的ポアソン比は Duttaらの実験結果とは若干異なる結果が得られ

ている．Fig. 5.13 (b)より，Dutta らの実験結果では温度の上昇とともに X 線的ポアソン比が大きく

なっているのに対し，本実験の結果は温度に関係なくほぼ同じ値を示している．しかし，FEM解析
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に用いる値とは同じ傾向を示した．なお 800 °C 以上の温度域とオーステナイト相の弾性定数を評

価することができなかったため，それらに対しては本研究では Fig. 5.13に示す機械的なヤング率，

ポアソン比を用いた． 

 

  

(a)  X-ray Young’s modulus (b)  X-ray Poisson’s ratio 

Fig. 5.13  Temperature dependency of X-ray elastic constant. 

 

 

5.4 溶接中の温度履歴の評価 

 

5.4.1 実験要項 

(a) FEM による数値解析 

実験結果との比較のために，溶接中の温度履歴を数値解析により評価した．数値解析は汎用有限

要素法解析コード ABAQUS ver. 6.13 を用いた有限要素法(FEM)によって行った．対象は Fig. 5.14に

示す寸法であり，その場計測に用いた試験体と同じ寸法である．有限要素モデルは対称性を考慮

し 1/2 モデルとし，試験体表面，および溶接部近傍では要素分割を細かくしている．熱源モデルに

は Okano らが提案した式(5.6)の熱源モデル 30)を用いた．数値解析で用いた物性値は Fig. 5.15の通り

であり，本研究では溶接条件を想定し，q = 1234.5 J/s，r = 2.7275 mmとした． 
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Q(x,y,t)：表面熱流束 

q：単位時間当たりの入熱量 

r：入熱分布の半径 

v：溶接速度 

t：時間 

 

 

 

 

Fig. 5.14  Finite element model for thermal conductivity analysis. 

 

 

Fig. 5.15  Material properties used in thermal conductivity analysis. 

 

(b) 熱電対による実測条件 

温度履歴の測定箇所を Fig. 5.16に示す．溶接線中央より溶接線直交方向に 4.5，7，15，50 mmの

点を測定した．4.5 mmでは R型熱電対を，それ以外では K 型熱電対を用い，溶接開始と同時に測

定を開始し，0.1 s 間隔で測定した． 
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Fig. 5.16 Temperature history measuring points. 

 

5.4.2 実験結果 

(a) 溶融池寸法の比較 

ビードオンプレート溶接を施した試験体を切断し，溶接部断面に対し湿式研磨および 3 %ナイ

タールでエッチングを行うことにより得られた溶込み形状と，数値解析において溶融温度

を 1500 °Cとした最高到達温度分布の比較を Fig. 5.17に示す．数値解析上では余盛りの形成を考慮

していないため表面形状に差はあるものの，数値解析より得られた溶込み深さと溶込み幅の結果は

実験により得られたそれと良好に一致している． 

 

 

Fig. 5.17 Comparison of experimental and analytical configuration of weld metal. 

 

(b) 温度履歴の比較 

温度履歴の数値解析結果と熱電対による実測結果の比較を Fig. 5.18 に示す．Fig. 5.18 (a)は溶接線
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中央から 4.5 mm，7 mm 離れた点での結果であり，Fig. 5.18 (b)は溶接線中央から 15 mm，50 mm離

れた点での結果である．溶接トーチは 0 s から動き始め，40 sで試験体中央に達する．数値解析に

よって得られた温度履歴は最高到達温度と最高温度に達する時間，その後の冷却時の挙動において

実測値と良好に一致していることが確認できる． 

以上のように，溶込み形状と温度履歴は良い一致を示したことから，本数値解析により溶接時の

温度場を精度よく模擬できていると判断し，以降の検討では数値解析で求めた温度履歴を用いた． 

 

  

(a) 4.5 mm and 7 mm (b) 15 mm and 50 mm 

Fig. 5.18 Comparison of experimental and analytical result of thermal history. 

 

 

5.5 溶接中過渡応力のその場計測 

 

5.5.1 実験要項 

(a) 供試材料 

供試材料には Fig. 5.8 に示した引張試験片と同じ SM490Aを用いた．試験体寸法は 100 mm × 100 

mm × 10 mmであり，温度 600 °C，保持時間 6時間の条件で熱処理を行った．熱処理時に生じた表

面酸化膜を研磨紙で削り落とした後，応力測定を行う試験片中央部に電解研磨を施し表面の研磨層

を除去した． 
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(b) 溶接条件 

溶接法は GTA溶接によるビードオンプレートとし，電極は直径 3.2 mmの 2 %酸化セリウム入り

タングステン電極を使用し，突き出し長さは 5 mmとした．溶接条件は溶接電流 150 A，溶接速度 1 

mm/s，アーク長 3 mm，シールドガス 100 %Ar，シールドガス流量 0.25 ℓ/s とした．さらに，冷却

速度を遅くする目的で試験体と水冷銅板との間に板厚 3 mmのステンレス板を 1枚挟んだ． 

 

(c) その場計測条件 

応力のその場測定は溶接金属部(溶接線中央)，熱影響部(溶接線中央から 4.5 mm)，母材部(溶接線

中央から 15 mm)に対して行い，溶接線方向と溶接線直交方向の応力を測定した．測定はアークの

点弧と同時に開始し，0.1 s 間隔で 300 s 行った．測定の際，試験体を入射ビームに対し 5 deg傾け

ているが，照射領域は溶接線方向に 1 mm，溶接線直交方向に 0.5 mmになるようスリットで制御し

た．測定はアークの点弧と同時に開始し，0.1 s 間隔で 300 s 測定を行った． 

 

(d) ラボ X 線による測定条件 

ラボ X 線による応力計測には Rigaku 社製の AutoMATEを用いた．検出器は 1次元検出器(PSPC)

であり，Cr-Kα 線の{211}回折面を用いた．照射領域はコリメータで直径 1mm に制限し，2θ-sin2ψ

法を用いて応力算出を行った． 

 

(e) 溶接中の相変態挙動の観察方法 

本研究では混合材料中のある相の回折強度がその体積比に比例することを利用し，回折強度の変

化から，フェライト相とオーステナイト相の体積比を評価した 31)．フェライト相とオーステナイト

相の 2相からなる混合組織の場合，各相の体積比を Vα,Vγ，混合層全体の線吸収係数を μとすると，

回折強度 Iα，Iγは式(5.7)，式(5.8)のように表すことができる． 
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式(5.7)，式(5.8)の比をとると，式(5.9)となる． 
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  (5.9) 

 

ここで，2相から構成される混合組織であるので，体積比の合計は式(5.10)と表すことができる． 

 

 1  VV  (5.10) 

 

すると，オーステナイトの体積比 Vγは式(5.11)として求めることができる． 
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なお，式(5.7)中の Kは材料に無関係な定数であり，Rは式(5.12)のように表される． 

 

 )2exp(
1 2

2
MpLPF

v
R   (5.12) 

 
v：単位格子の体積 

F：構造因子 

p：多重度因子 

e(-2M)：温度因子 
 

 

式(5.11)の中には未知の定数 K や線吸収係数を μ が含まれないため，標準試料がなくとも各相の回

折強度から体積比を求めることが空出来る． 

本研究では，回折強度の変化を PILATUS-300K(Fig. 5.1中の Ditecter 3)の画像を用いて評価した．

PILATUS-300Kから得られるFig. 5.19 (a)のような複数の回折リングの画像をフランスの放射光施設

ESRFで開発された 1次元および 2次元のデータ解析用プログラムであるFit2dを用いてFig. 5.19 (b)

のように 1次元化した．なお，集合組織，粗大粒の影響を軽減するため，複数の回折の組み合わせ

から体積比を評価し，その平均値を用いた．用いた回折面は α{200}，{211}，{220}，γ{220}，{311}，

{222}であり，温度因子は文献値 32)を用いた． 
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(a) Two-dimensional image (b) One-dimensional image 

Fig. 5.19 Change of the diffraction image from two-dimensional image to one-dimensional image. 

 

5.5.2 実験結果 

(a) 溶接中の相変態挙動 

PILATUS-300K で得られた回折からオーステナイト相の体積比を算出し，温度履歴との対応を示

したグラフを Fig. 5.20に示す．なお，供試材料である SM490Aでは溶接後に残留オーステナイト相

が検出されることはほとんどないが，Fig. 5.20では冷却された後もオーステナイト相が 10 %程度残

留している．これは，測定部に生じた粗大粒の影響により回折ピークが乱れ，回折角が近いセメン

タイトなどの炭化物の回折とオーステナイトの回折ピークを正確に分離できていなかった可能性

がある．ただし，溶接試験体に対しラボ X線で解析したが，オーステナイト相の回折は検出されな

かったことからも，本研究では 10 %未満は無視し，オーステナイト相が 10 %未満になった際に相

変態が完了したとした． 

Fig. 5.20 より，溶接金属部(WM)では溶接トーチが計測点直上通過後(40 s)，冷却されるに伴い

約 620 °Cオーステナイト→フェライト相変態が始まり，約 436 °Cで相変態が完了した．一方，熱

影響部(HAZ)では冷却されるに伴い約 710 °C でオーステナイト→フェライト相変態が始まり，

約 451 °C で相変態が完了した．熱影響部に比べ溶接金属部の相変態開始温度が低いが，これは溶

接金属部の方が冷却速度が速く，相変態開始温度が低くなったためと考えられる 33)．さらに，数値

解析によって熱影響部から母材部までの温度履歴は正確に評価できているものの，溶接金属におい

ては正確に評価しきれなかった可能性も考えられる． 
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Fig. 5.20 Relations between phase transformation behavior and thermal history at cooling process. 

 

(b) 溶接中の応力変化 

溶接後の試験片に対しラボ X線により応力を評価した結果を Fig. 5.21に，溶接中過渡応力のその

場計測の結果を Fig. 5.22から Fig. 5.26に示す．Fig. 5.22に示すように，いずれの測定箇所において

も，十分冷却された後(300 s)の応力値はラボ X線による測定結果と良好に一致している．このこと

から，本研究で構築したその場計測システムによりラボ X 線での評価とほぼ同じ精度で応力を評価

できており，溶接中の応力も精度よく評価できていると考えられる． 

次に，相変態中の応力変化に注目する．Fig. 5.22から Fig. 5.25より，溶接金属部(WM)，熱影響

部(HAZ)では溶接線方向，溶接線直交方向どちらにおいてもフェライト→オーステナイト変態が始

まるとフェライト相に引張応力が，オーステナイト相に圧縮応力が加わっていることが，オーステ

ナイト→フェライト変態が始まるとオーステナイト相に引張応力が，フェライト相に圧縮応力が加

わっていることが確認できる．これは，各相の機械的特性や相変態に起因した相応力(内部応力)で

あると考えられる．そこで，次節において相変態中に各相に加わる相応力について検討する． 

 

 

Fig. 5.21 Residual stress distribution from weld metal to base metal evaluated by lab X-ray. 
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(a)  General view 

  

  

(b)  Enlarged view (heating) (c)  Enlarged view (cooling) 

Fig. 5.22  Change of stresses in longitudinal direction during TIG welding process in WM. 

  

 

(a)  General view 

Fig. 5.23  Change of stresses in transverse direction during TIG welding process in WM. 
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(b)  Enlarged view (heating) (c)  Enlarged view (cooling) 

Fig. 5.23  Continued. 

 

 

(a)  General view 

  

  

(b)  Enlarged view (heating) (c)  Enlarged view (cooling) 

Fig. 5.24  Change of stresses in longitudinal direction during TIG welding process in HAZ. 
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(a)  General view 

  

  

(b)  Enlarged view (heating) (c)  Enlarged view (cooling) 

Fig. 5.25  Change of stresses in transverse direction during TIG welding process in HAZ. 

  

  

(a)  Longitudinal direction (b)  Transverse direction 

Fig. 5.26  Change of stresses during TIG welding process in BM. 
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(c) オーステナイト相およびフェライト相に加わる相応力 

複数の相を有する材料においては各相の機械的特性の差や，相変態による体積変化，合金元素の

拡散などにより内部応力(相応力)が生じる．混合材料における相応力の問題に対しては Reuss モデ

ル 34)，Voight モデル 35)，Eshelby の等価介在物モデル 36)，森・田中理論 37)，セルフコンシステント

モデル 38)の 5つの代表的なモデル，理論を用いて議論が行われており 39-41)，X 線や放射光などの回

折線を用いて相応力を実験的に評価する試みも行われている 42-45)．さらに近年では，中性子を用い

て相変態中の相応力の変化をリアルタイムに追従しようとする試みも行われている 46-48)．それらの

知見によれば，鉄系材料における相変態時の相応力の主な発生原因は，各相の熱膨張係数の差，相

変態による体積変化，および，合金元素の拡散の 3 つとされている．ただし，焼入れや溶接のよう

に冷却速度が速い場合は合金元素の拡散を除く 2つになる 48)．以下に熱膨張係数の差，および，相

変態による体積変化に起因した相応力の生成メカニズムについて述べる． 

まず，熱膨張係数の差に起因した相応力の生成メカニズムの模式図を Fig. 5.27に示す．オーステ

ナイト/フェライト混合組織が加熱される場合，熱膨張係数の大きなオーステナイト相はフェライト

相よりも大きく膨張しようとする．この時，オーステナイト相とフェライト相は互いに連続であろ

うとするため，互いに変形し，オーステナイト相に圧縮応力が，フェライト相に引張応力がそれぞ

れ生じる．一方，オーステナイト/フェライト混合組織が冷却される場合，オーステナイト相がより

大きく収縮するため，オーステナイト相に引張応力が，フェライト相に圧縮応力がそれぞれ生じる． 

 

 

Fig. 5.27  Schematic image of the internal stress due to the difference of thermal expansion rate between 

ferrite and austenite. 
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次に，相変態に起因した相応力の生成メカニズムの模式図を Fig. 5.28 に示す．フェライト相が

オーステナイト相に変態する際，各相の充填率の差からオーステナイト相の体積はフェライト相よ

りも小さくなる．この時，先ほどと同様にオーステナイト相とフェライト相は互いに連続であろう

とするため，互いに変形し，オーステナイト相に引張応力が，フェライト相に圧縮応力がそれぞれ

生じる．同様に，オーステナイト相がフェライト相に変態する際，フェライト相の体積はオーステ

ナイト相よりも大きくなり，オーステナイト相に引張応力が，フェライト相に圧縮応力がそれぞれ

生じる． 

 

 

Fig. 5.28  Schematic image of the internal stress due to phase transformation from austenite to ferrite. 

 

以上のように，加熱時のフェライト→オーステナイト変態では，熱膨張係数の差に起因した相応

力が，オーステナイト相には圧縮応力として，フェライト相には引張応力として生じ，相変態に起

因した相応力が，オーステナイト相には引張応力として，フェライト相には圧縮応力として加わる．

その場計測結果では，オーステナイト相に圧縮応力が，フェライト相に引張応力が加わっているこ

とが確認できるが，この結果は両者の相応力が重畳した結果であると考えられる．ここで，Tomota

らは低合金鋼の加熱過程において，拡散した炭素がオーステナイト相へ集中し，体積膨張が生じる

ことでオーステナイト相に圧縮応力が加わることを報告している 46)．しかし，溶接のように温度変

化が非常に速い場合においても，体積膨張を生じさせるほどの炭素の集中が生じるかは定かでない．

そのため，加熱過程のその場観察結果については，さらなる検討が必要である．一方，冷却時のオー
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ステナイト→フェライト変態では，オーステナイト相に引張応力が，フェライト相に圧縮応力が相

応力としてそれぞれ加わる．つまり，溶接金属部および熱影響部における相変態中に確認された

オーステナイト相への引張応力と，フェライト相への圧縮応力は熱膨張係数の差，および，相変態

による体積変化に起因した相応力と判断でき，その場計測結果は相変態中の相応力の変化を観察で

きていると判断できる．  

 

 

5.6 結言 

本章では，新たな試みとして X 線応力測定法の非破壊計測という特徴を活かし放射光，溶接中過

渡応力のその場計測を試みた．本研究では放射光を利用し，溶接システムと 3 台の 2次元検出器か

ら構成される時間分解能に優れた溶接過渡応力のその場計測システムを構築し，SM490Aを対象に

溶接中過渡的の計測を行った．以下に本研究で得られた知見を示す． 

1) 高温引張試験を利用したその場計測システムの検証において，高温域においても負荷応力に対

し 2θ-sin2ψ法の傾きは線形的に変化しており，高温域でも精度よく応力算出が可能であること

が示された． 

2) 供試材料である SM490Aの X 線的弾性定数の温度依存性を評価したところ，機械的な弾性定数

の温度依存性とほぼ同じ傾向を示した． 

3) 母材部，熱影響部，溶接金属部のいずれの計測点においても十分冷却された後の応力値はラボ

X 線で評価した応力値と良好に一致しており，構築したシステムによりラボ X線による計測と

ほぼ同じ精度で応力を計測できていると判断できる． 

4) 1 回の計測から 2θ-sin2ψ 法により応力算出できるシステムを構築することで，熱膨張による格

子定数の変化の影響を大きく受けることなく，溶接中の応力変化を評価することが出来た． 

5) 熱影響部および溶接金属部において，相変態中の各相に加わる応力の変化挙動をそれぞれ独立

して評価することができ，フェライト→オーステナイト変態中にはオーステナイト相に圧縮応

力が，フェライト相に引張応力が加わることが確認され，オーステナイト→フェライト変態中

にはオーステナイト相に引張応力が，フェライト相に圧縮応力が加わることが確認された． 

6) オーステナイト→フェライト変態中の相応力を考えた場合，熱膨張係数の差と相変態による体

積膨張によりオーステナイト相には引張応力が加わり，フェライト相には圧縮応力が加わるが，

その場計測結果はこれらの傾向と合致した． 
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第 6章 総括 

 

溶接残留応力は溶接構造物の健全性や信頼性に大きく影響するが，溶接残留応力に対してより効

果的な対策を施すには，溶接終了後の状態としての残留応力の把握に加え，溶接中の過渡的な応力

変化を捉え，残留応力の生成過程も把握することが重要である．そこで本研究では，溶接残留応力

の評価手法として，X線応力測定法が適用可能であることを示すとともに，X線応力測定法の非破

壊的計測という特徴を活かした溶接過渡応力のその場計測の実現を目的として検討を行った．以下

に検討内容と得られた成果を示す． 

 

第 1章では，溶接残留応力の構造物への影響について述べ，溶接部の残留応力とその生成過程を

評価することの重要性を述べた．そして，溶接残留応力評価手法としての X線応力測定法の現状に

ついて確認し，溶接部に X線応力測定法を適用するには溶接部に生じる粗大粒・集合組織への対策

が必要不可欠であることを述べた．さらに，課題解決のための先行研究について整理し，溶接部に

おいて，粗大粒に対しては試料揺動法が，集合組織に対しては測定上の制約がもっとも小さいと考

えられる Hondaらの手法が適用可能であることを述べた． 

 

第 2章では，第 1章で述べた粗大粒・集合組織に対する先行知見を溶接部に対して適用し，溶接

部に対してもそれらの知見を適用可能であるか，4 点曲げ試験を用いた実験により検討した．検討

は粗大粒のみを有する SM490YBの溶接部と，粗大粒と集合組織のどちらも有する SUS316Lの溶接

部を対象に行い，任意の負荷を溶接部に加えた際の負荷応力と X線応力測定結果との関係について

検討した．その結果以下の結論が得られた． 

 

1) 粗大粒のみ生じていた SM490YBの溶接部では，揺動法を用いることで溶接部に生じた応力

(負荷応力)を X線応力測定法により正確に評価できた．また，揺動法は対象の応力状態の影

響をほとんど受けないため，多軸応力状態であっても適用可能である．そのため，溶接部に

生じる粗大粒の問題は揺動法を用いることで解決できる．一方で，粗大粒と集合組織が重畳

した SUS316Lの溶接部に対しては，揺動法の効果は小さく，揺動法だけでは X線による応

力測定が困難であった． 

2) 粗大粒と集合組織が重畳した SUS316L の溶接部において，1 軸応力状態であれば揺動法と
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Hondaらの手法を組み合わせた測定を行うことで，X線応力測定法により溶接部に生じた応

力を正確に評価できた．しかし，多軸応力状態になる場合では，溶接部に生じた応力を正確

に評価できず，溶接部に生じる集合組織の問題は Honda らの手法を適用するだけでは解決

できなかった． 

3) 今日までに提案されている集合組織への対策手法はいずれも 1 軸応力状態の集合組織を対

象としており，多軸応力状態となりやすい溶接部に対してはそのまま適用することができな

い．そのため，溶接部に対して X 線応力測定法を適用するには，多軸応力状態の集合組織

における応力測定法の構築が必要不可欠であることが分かった． 

 

第 3章では，Hondaらが提案した平均格子ひずみの考え方を溶接部に対して適用し，多軸応力状

態の集合組織に対しても適用が可能な新しい X線応力測定法を構築するため，溶接部に生じた集合

組織に多軸応力が加わった際の結晶粒の変形挙動について検討した．任意の多軸応力状態の再現に

は溶接試験体より作成した Lz 試験片を用いた．そして，結晶粒の変形挙動を考慮した新しい応力

算出法を提案し，提案手法の効果について検討した．その結果以下の結論が得られた． 

 

1) 溶接試験体より作成した Lz試験片に対し，任意の応力を加えた際の回折角 2θと sin2ψの関

係を溶接線方向，溶接線直交方向に対し評価したところ，どちらの方向においても結晶粒の

変形挙動は Reussモデルに従うとした場合の結果に近い挙動を示した．このことから，溶接

部に生じた集合組織に含まれる結晶粒の変形挙動は応力状態に関わらず Reuss モデルに従

うと判断できる． 

2) 結晶粒の変形挙動は Reussモデルに従うという仮定の下，反復計算法を利用した多軸応力状

態の集合組織における応力算出法を提案した．提案手法により，結晶の存在確率と直交す

る 2方向の測定結果を与えることで，水平面内の応力 3成分を算出することが出来る． 

3) 提案手法と Hondaらの手法を用い，第 2章の Lz試験片に対する 4点曲げ試験の結果を改め

て評価したところ，Hondaらの手法では 1軸応力状態でのみ正確に応力算出が可能であった

が，提案手法では応力状態にかかわらず，集合組織を有する溶接部の応力を正確に評価でき

た． 

第 2 章では，粗大粒を有する溶接部に対しては揺動法が効果的であることを示し，第 3 章では，

集合組織を有する溶接部における応力算出法を提案した．そこで，第 4章では溶接時に相変態が生
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じない材料，および，生じる材料に GTA 溶接によるビードオンプレートを施工した溶接試験体に

対して前章で提案した X線応力測定法を適用し，溶接部の残留応力を評価する．そして，X線応力

測定結果とひずみゲージによる応力弛緩法の結果を比較し，X線応力測定法により溶接部の残留応

力を正確に評価できるか検討した．その結果以下の結論が得られた． 

 

・SM490YB溶接試験体について， 

1) 溶接電流 50 Aで溶接された試験体では，X線応力測定結果はマルテンサイト変態時の変態

膨張に伴う応力軽減が確認できるなど，溶接残留応力に関する従来知見に従う結果となった．

さらに，X線応力測定結果と応力弛緩法との比較において，両者は良好に一致した． 

2) 溶接電流 100 Aで溶接された試験体では，X線応力測定結果と応力弛緩法の比較において，

母材部では両者は良好に一致したが，溶接金属部，熱影響部では両者は大きく乖離した． 

3) 板厚内部の応力変化が小さい場合には，X 線応力測定結果と応力弛緩結果は良好に一致し，

板厚内部に大きな応力変化を伴う場合，両者の結果は乖離する．ただし，お互いのゲージボ

リュームを近づけることで両者の応力は近づいたことから，100 Aで溶接された試験体にお

いても，X線応力測定法により表面近傍の応力を正確に評価できていたと判断できる． 

 

・SUS316L溶接試験体について， 

4) 溶接線中央部の溶接線方向応力は一般的に材料の降伏応力程度の高い引張残留応力となる

が，2θ-sin2ψ法により評価された場合，SUS316Lの降伏応力を明らかに超えるものであった．

しかし，提案手法により評価された場合，降伏応力と同程度となった．このことから，前章

で提案した手法が集合組織を有する溶接部の応力測定に効果的であると判断できる． 

5) 提案手法を用いて得られた X 線応力測定結果は応力弛緩法により評価した結果と良好に一

致した．このことから，これまで困難とされてきた集合組織を有する溶接部においても，集

合組織の影響を考慮した測定を行うことで X線応力測定が可能であると言える． 

 

今日まで，X線応力測定法は溶接部に対して適用が困難であるとされてきたが，第 2章から第 4

章までの検討から，X線応力測定法により溶接後に残留する応力を正確に評価できることが確認で

きた．そこで，第 5章では溶接過渡応力を評価するために，X線応力測定法の非破壊計測という特

徴を活かし，溶接過渡応力のその場計測システムを構築し，溶接中の過渡的な応力変化の評価を目
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指した．本研究では放射光を利用し，溶接システムと 3台の 2次元検出器から構成される時間分解

能に優れた溶接過渡応力のその場計測システムを構築し，SM490Aを対象に溶接中過渡的の計測を

行った．その結果以下の結論が得られた． 

 

1) 1回の計測から 2θ-sin2ψ法による応力算出が可能なシステムを構築することで，熱膨張によ

る格子定数の変化の影響を大きく受けることなく，溶接中の応力変化挙動を評価することが

出来た．そして，母材部，熱影響部，溶接金属部のいずれの計測点においても十分冷却され

た後の応力値はラボ X線で評価した応力値と良好に一致していた． 

2) 熱影響部および溶接金属部において，相変態中の各相に加わる応力の変化挙動をそれぞれ独

立して評価することができ，フェライト→オーステナイト変態中にはオーステナイト相に圧

縮応力が，フェライト相に引張応力が加わることが確認され，オーステナイト→フェライト

変態中にはオーステナイト相に引張応力が，フェライト相に圧縮応力が加わることが確認さ

れた． 

3) オーステナイト→フェライト変態中の相応力を考えた場合，熱膨張係数の差と相変態による

体積膨張によりオーステナイト相には引張応力が加わり，フェライト相には圧縮応力が加わ

るが，その場計測結果はこれらの傾向と合致した． 

 

以上のように，溶接部に適用が困難であるとされてきた X線応力測定法を用いて，高精度に溶接

部の残留応力を評価できることを示し，今日広く用いられている応力弛緩法と同等の結果を得るこ

とができることを明らかにした．さらに，X線応力測定法の非破壊的計測という特徴を活かした溶

接中の過渡応力のその場計測システムを構築し，相変態中の各相に加わる相応力を評価できること

を示した．これにより，溶接中の相変態，回復などに伴う詳細な応力挙動・残留応力生成メカニズ

ムの解明に向けた検討に大きく寄与することが期待される． 
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