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本研究で用いる記号 

𝜙 物理量  𝐴𝛯 点 P に隣接する格子点の係数  

i, j 座標  𝜉 点 P に隣接する格子点の物理量  

𝑡 時刻 s 𝛬 生成項の和  

𝜌 密度 kg/m3 𝑚 質量 kg 

𝑟 半径方向距離 m 𝑊 カーネル関数 1/m3 

𝑧 軸方向距離 m 𝑙 距離 m 

𝑢 速度 m/s 𝑑 直径 m 

𝛤 拡散係数 kg/m/s ℎ 影響半径 m 

𝑆 生成項 kg/m3/s 𝛿 空間次元数  

AP 格子点 P にかかる係数  𝑤 MPS 法の重み関数  

AN 格子点 N にかかる係数  𝑟𝑒 MPS 法の影響半径 m 

AS 格子点 S にかかる係数  𝜆 MPS 法のパラメータ m2 

AE 格子点 E にかかる係数  𝑁 粒子数密度 #/m3 

AW 格子点 Wにかかる係数  𝐴 係数  

SP 未知数に比例する生成項  NZX x 方向のゾーン数 # 

SU 定数の生成項  NZY y 方向のゾーン数 # 

𝜇 粘性係数 Pa･s 𝑎 加速度 m/s2 

𝑝 圧力 N/m3 𝐹𝐶𝑛 接触力の法線方向成分 N 

𝐹 体積力 N/m3 𝑘 ばね定数 N/m 

𝜅 熱伝導率 W/m/K 𝜂 粘性減衰定数 N･s/m 

𝐶𝑝 定圧比熱 J/kg/K ∆𝑥n 法線方向の変位ベクトル m 

ℎ エンタルピー J/kg 𝑢⃗⃗n 法線方向の相対速度ベクトル m/s 

𝑄 熱生成速度 W/m3 𝑛⃗⃗n 単位法線ベクトル  

GE, GW 半径方向で積分した際の 

対流に関する係数 

 𝑢⃗⃗n 相対速度ベクトル m/s 

GN, GS 軸方向で積分した際の 

対流に関する係数 

 𝑒 反発係数  

CE, CW 半径方向の質量流入量  𝐹𝐶𝑡 外力の接線方向成分 N 

CN, CS 軸方向の質量流入量  ∆𝑥t 接線方向の変位ベクトル m 

DE, DW 半径方向の拡散コンダクタンス  𝑢⃗⃗t 接線方向の相対速度ベクトル m/s 

DN, DS 軸方向の拡散コンダクタンス  𝑛⃗⃗t 単位接線ベクトル  

𝑃𝑒 Peclet 数  𝜐 摩擦係数  

𝑑𝐴 面積 m2 ω 角速度ベクトル rad/s 

𝜓 緩和係数  𝑇𝑟𝑞 トルク N･m 

𝜁 ハッシュ値  𝐼 慣性モーメント kg･m2 

NJ z 方向の格子点数 # 𝑔 重力加速度 m/s2 
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𝑇 温度 K μ0 真空中の透磁率 H/m 

∆𝑉 体積 m3 𝐵 磁束密度 N/A/m 

𝛾 表面張力係数 N/m σ 電気伝導度 A/V/m 

𝛽 体積膨張率 1/K 𝑞 熱流束 W/m2 

𝑓Attract 重み関数  𝐸 電界 V/m 

𝑓Surface 表面関数  𝑈 放射 W/m/sr 

𝑓Collar カラー関数  𝐻m 溶融潜熱 V/m 

𝜏 せん断応力 Pa 𝐷 単位時間あたりの溶接距離 m 

𝑑𝑧, 𝑑𝑧′ 2 点間の距離 m 𝑌 鉄蒸気の質量分率  

𝐹Shear 離散化されたせん断応力 N 𝐽Vap 鉄蒸気の質量流束  

𝐶 比熱 J/kg/K R 気体定数 J/K/mol 

𝜀 放射率  𝑀Metal Fe の原子量 kg/m2/s 

𝛼 Stefan-Boltzmann 定数 W/m2/K4 βMetal,

βGas 

粘性保存式における定数 
 

𝑗e 電子電流密度 A/m2 𝐼Weld 溶接電流 A 

𝑗i イオン電流密度 A/m2 𝐿 突出し長さ m 

𝜑 仕事関数 eV 𝐹
Cavity

 キャビティから受ける圧力 N/m2 

𝑉i イオンの電離電圧 V 𝑃Arc アーク圧力 N/m2 

𝐴R Richardson 定数 A/m2/K2 𝐻c 接触コンダクタンス W/K 

𝑒 電気素量 c 𝐻g ガスコンダクタンス W/K 

kB Boltzmann 定数 J/K 𝜚 溶滴による入熱 W 

𝑇𝑐 溶滴移行 1 周期にかかる時間 s 𝛹𝑑 1 秒間に輸送される溶滴の個数 #/s 
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第 1 章 緒論 

 
1.1 大型構造物における各種溶接法の使用状況  

交通網やインターネットなどのインフラストラクチャーの整備に伴い，私達は国内外

のあらゆる工業製品を手軽に入手できるようになった．その結果，現代の人々の生活は

多くの工業製品を利用することで成り立っており，工業製品は生活に欠かせないものと

なっている．これらの工業製品は時計などの小型の製品から自動車などの大型の製品ま

で幅広く存在し，それぞれは大小様々な部品から構成されている．これらの部品は組立

て時に機械的，化学的あるいは材質的接合法によって接合され，製品の一部となる．そ

の中でも材質的接合法に分類される溶接は，母材と呼ばれる被溶接材料を溶融し再凝固

させることで接合を達成することから，他の接合法に比べて接合部の強度や気密性に優

れている．これらの特長を活かし，溶接は船舶や建築鉄骨，圧力容器などの様々な構造

物に用いられている 1)．これらの構造物の溶接に用いられるのは，連続送給可能なワイ

ヤを電極とするガスメタルアーク溶接（GMAW: Gas Metal Arc Welding）や被覆アーク溶

接（SMAW: Shielded Metal Arc Welding），サブマージアーク溶接（SAW: Submerged Arc 

Welding）などの消耗電極式溶接法である．これらの溶接法では溶融した電極が被溶接材

料側に輸送されることによって，溶融した母材とワイヤから輸送された溶融金属から成

る溶融池が盛り上がり，再凝固することで溶接ビードを形成する． 

Fig. 1.1 に示すのは，代表的な製造分野における各消耗電極式溶接用電源の利用状況

である 2）．ミグ（MIG: Metal Inert Gas）溶接やマグ（MAG: Metal Active Gas）溶接など

のガスメタルアーク溶接に使用されるサイリスタトランジスタ電源やインバータ電源

の他に，エレクトロガス溶接やエレクトロスラグ溶接，サブマージアーク溶接や被覆ア

ーク溶接用の電源も用いられていることがわかる．これらの電源の利用率はその製造分

野における溶接法の利用状況を表しているといえる．消耗電極式の溶接法が採用される

理由は電極であるワイヤが連続送給可能で，連続溶接，自動溶接が容易なためである． 
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Fig. 1.2 に溶接法別の母材の板厚と開先形状の関係を示す 1)．この図からわかるよう

に，母材の板厚が厚くなる造船や橋梁，建築やパイプラインなどの大型構造物において

は，接合箇所に開先を設けて母材底部からビードを積み重ねることでこの開先を埋め，

接合を達成する必要がある．したがって，このような接合部に対する溶接施工時間は，

その溶接部に積み重ねるビードの本数が少なければ少ないほど短くなる．すなわち，一

度に多くのワイヤを溶融して母材へと溶着させ，短時間で開先を埋めることができる溶

接工程は効率がよいといえる．また溶接回数の増加によって母材への入熱が大きくなる

と母材はひずみ，施工後の修正に時間を要するため，どの構造物においてもビードの層

数，パス数の低減による接合工程の効率化は大きな課題となっている．  

 

 

Fig. 1.1 Categories of power source of consumable electrode welding2). 
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Fig. 1.2 Relationship between groove shape and thickness of base metal  

for each welding process1). 

 

1.2 サブマージアーク溶接現象の概要と課題  

種々の溶接法の中でも造船やパイプラインなどに用いられるサブマージアーク溶接

は大電流で施工することが可能で太径のワイヤを使用することができる．太径のワイヤ

が大電流で溶融すると一度に多くのワイヤを溶着できることから，この溶接法は厚板の

溶接を効率よく接合できる消耗電極式溶接法である．この溶接法では母材の上にフラッ

クスと呼ばれる粉体を数十 mm 堆積し，その中で溶接を行う．このフラックスはその組

成に応じて溶融フラックスとボンドフラックスに大別される．溶融フラックスとボンド

フラックスの特徴を Table 1.1 に示す 1)．両者の大きな違いはフラックス内に含まれる合

金成分の有無である．溶融フラックスは合金成分を含まず，原料鉱石を混合，溶融させ

た後に急速冷却し，粉砕，整粒したもので，ガラス状と軽石状のものがある．これに対

しボンドフラックスは金属粉や合金粉が原料粉と混合され，600℃程度で焼成し整粒し

たものである 1)．ボンドフラックスは溶融フラックスに対して吸湿性が高く，使用前に

は 300℃で 1 時間ほど乾燥する必要がある．  
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Fig. 1.3 にサブマージアーク溶接の模式図を示す．図は溶接線に沿った縦断面を示し

ている．アークプラズマはフラックスの内部で点弧，維持される．この 10000 K を超え

る高温のアークプラズマは周囲のフラックスや，フラックスが溶融したスラグを蒸発さ

せ，プラズマの周囲に気体空間（キャビティ）を形成する．寺嶋らはこのキャビティ内

の気体を採取し，ガスクロマトグラフィでその組成を分析した 3)．その結果，アーク雰

囲気が CO2，CO，O2 の 3 種で構成されているとした場合，キャビティ内の気体はほと

んど CO であると述べた．そしてキャビティの後方では溶融池やビードが盛り上がり，

その上を覆うようにスラグが形成される．このとき，フラックスに含まれる脱酸剤が溶

接金属から酸素を奪う．Fig. 1.4 に各溶接法における溶接後の溶接金属中の酸素量を示

す 4)．ここで示すサブマージアーク溶接の酸素量は塩基系のフラックスを用いた際に得

られたものである．特にボンドフラックスに含まれる CaF2 などの弗化物は脱酸効果が

高いことが知られており，寺嶋らは CaF2 が乖離して発生した Ca の還元作用や脱酸生成

物の浮上に対して弗化物が影響を及ぼしている可能性を示唆した 5)．このようなフラッ

クスに含まれる物質の還元作用に起因する脱酸効果により，サブマージアーク溶接は不

活性ガスを含むシールドガスによるシールドが無いにもかかわらず，CO2 ガス溶接に比

べて溶接ビード内に含まれる酸素量が少ないことが特長である．  

 

Table 1.1 Characteristics of melted flux and bonded flux1). 

項目 溶融フラックス ボンドフラックス  

合金成分の添加  不可 可 

炭酸塩の添加 不可 可 

切り欠きじん性  やや劣る 良好 

耐吸湿性 良好 劣る 

拡散性水素量 やや高い 低い 

高速溶接性 良好 劣る 

適用入熱 小～中入熱 中～大入熱 

フラックスの消費量  多い やや多い 
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Fig. 1.3 Schematic illustration of SAW. 

 

 

Fig. 1.4 Oxygen contents in weld metal for each welding process4). 

 

このサブマージアーク溶接法は 1930 年台に開発された溶接手法であるにもかかわら

ず，その溶接電源はサイリスタ制御を用いた電源の開発がされて以降，新たな溶接電源

は開発されてこなかった．しかしながら，近年のデジタル電源の開発によって細やかな

電流電圧波形制御が可能となり，この波形制御による入熱の低減や規則正しい溶滴移行

の達成による効率のよい施工が期待されている 6)． 

ここで一般的にガスメタルアーク溶接やサブマージアーク溶接のような消耗電極式

溶接法における溶滴移行現象について述べる．Fig. 1.5 に示すように，溶滴移行形態は
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溶滴径の大きさや短絡の有無などによって短絡移行，グロビュラー移行，スプレー移行

に大別される 7)．短絡移行はワイヤ先端が溶融池と接触し，電気回路の短絡が起こる溶

滴移行形態であり，接触したワイヤ端部付近から溶融金属が橋絡し，溶融池へと移行す

る．この溶滴移行形態はアーク長が短い，すなわちアーク電圧が低い溶接条件において

生じる．一方，アーク長が長く，アーク電圧も高くなる条件においてはグロビュラー移

行やスプレー移行となる．短絡移行以外は自由移行に分類され，溶滴がアーク柱内を通

過し，溶融池へと進入する．この自由移行は溶接電流やアーク電圧といった溶接条件を

適切に設定することで，移行形態を制御することができ，Fig. 1.6 に示すようにある電

流（臨界電流）以下ではグロビュラー移行，臨界電流以上ではスプレー移行となる 8)．

グロビュラー移行では溶滴径がワイヤ径よりも大きくなり，スパッタが生じやすくなる．

また，この移行形態では溶滴の成長が一様でないため，溶滴の移行周期が一定になりに

くく，アークは不規則的な挙動を示す．これに対しスプレー移行は溶融池へと輸送され

る溶滴の径がワイヤ径と同等かそれよりも小さく，アークも溶滴の移行に合わせた規則

的な挙動を示すため，スパッタの発生量も少ないといった特徴がある．この移行形態は

グロビュラー移行よりも高電流域で生じるため，大きなジュール発熱によるワイヤの溶

融量の増加に伴って，溶融池へと輸送される溶滴の数は増加する．グロビュラー移行か

らスプレー移行に至るまで，溶滴移行形態は電流値の増加に伴いプロジェクト移行，ス

トリーミング移行へとその移行形態を変える．さらに電流値の増加によってワイヤ先端

の溶融金属は液柱状に繋がり，その形状に伴う磁場の強弱によって液柱にはたらくロー

レンツ力に偏りが生じる．その結果，液柱はアークプラズマ内をふらつき，不規則に千

切れながら溶融池へと移行するローテーティング移行となる．近年ではこの溶滴移行形

態を利用し，あえて埋もれアークにした状態でローテーティング移行を実現することで，

10 mm 以上の深い溶込みを達成した先行研究例もある 9）．ここで埋もれアークとは，ア

ークプラズマが溶融池を押し除けながら母材内部へと入り込み，母材表面より下の位置

でアークプラズマが維持されている状態を指す．  

またガスメタルアーク溶接では電源波形制御が可能なデジタル電源を利用し，安定な

溶滴移行を実現した例もあり 10, 11)，サブマージアーク溶接においても同様に電源波形制

御による溶滴移行の安定化が期待される．しかしながら，フラックスに覆われたサブマ
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ージアーク溶接においては，上述の溶滴移行形態に加え，壁面移行と呼ばれる特有の溶

滴移行形態が得られる．壁面移行形態は溶接部がフラックスで覆われているために起こ

る溶滴移行形態であり，ワイヤ先端から離脱した溶滴がキャビティに面する周囲のフラ

ックスやスラグ壁面を伝うように溶融池や母材に向かって輸送される．したがってガス

メタルアーク溶接のような，プラズマの周辺が開放されたフリーバーニングアークの消

耗電極式の溶接法から得られた知見だけでは特有の溶滴移行形態を取り得るサブマー

ジアーク溶接中の溶滴移行現象を制御することは困難であり，各溶接条件に対する溶滴

移行の観察が必要不可欠である． 

 

 

Fig. 1.5 Classification of molten metal droplet transfer7).  

 

 

Fig. 1.6 Relationship between welding current, arc voltage 
 and molten metal droplet transfer modes8). 
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1.3 実験的アプローチによるサブマージアーク溶接現象の可視化の現状  

サブマージアーク溶接現象の可視化手法として，X 線による透過観察が挙げられる．

この観察では溶接線に対して垂直方向から X 線を照射し，溶接部を透過した X 線を，

イメージインテンシファイアを取り付けたビデオカメラで捉えることで，溶接部の密度

差がコントラストの差として表現された二次元画像を取得できる．この X 線透過観察

の詳細については第 2 章で述べる．この X 線透過観察を用いてサブマージアーク溶接

現象を観察した先行研究として，次のような例がある．赤秀らは X 線透過観察装置を用

いて溶接電流，アーク電圧，溶接速度を変化させた場合の溶融池の掘下げの形状やワイ

ヤの形状を観察し，それぞれのアークが発生する状況を 4 つのモードに分類した 12)．

Fig. 1.7 に赤秀らが分類した各モードの模式図を示す．（Ⅰ），（Ⅱ）は埋もれアークの場

合であり，（Ⅰ）は低アーク電圧，低溶接速度の条件で生じ，（Ⅱ）は（Ⅰ）と同程度の

溶接電流，アーク電圧で（Ⅰ）よりも高速度の条件で生じた．一方（Ⅲ），（Ⅳ）はアー

クプラズマが母材上に露出しており，（Ⅲ）は高アーク電圧，低溶接速度で生じた．（Ⅳ）

は（Ⅱ）または（Ⅲ）と同程度の溶接電流，アーク電圧で，溶接速度が増加した際に生

じた． 

赤秀らはさらにそれぞれのモードが持つ特性を理解したうえで，特色の異なる 2 つの

多電極溶接法の可能性を示した 13)．野村らは単電極および二電極溶接を対象とし，溶接

速度や溶接電流が溶融池形状に与える影響を X 線透過観察によって調査した 14)．Fig. 

1.8 に模式図と共に野村らの観察結果の一例を示す．観察の結果，サブマージアーク溶

接中のビード形成過程は溶融金属にはたらくアーク圧力と重力とのバランスに支配さ

れていることを示唆した．また単電極を用いたサブマージアーク溶接中にアーク直下の

溶融金属がアーク圧力によって押し除けられて固体表面が露出すると，溶接後のビード

にアンダカットやハンピングビードが生じることも明らかにした．これら X 線透過観

察は溶接部の環境を壊さずに実際の現象を捉えることができることが利点であり，実際

の溶接中の溶滴移行や溶融池形状の変化を観察できる．しかしながら，溶融池内部の対

流現象を観察する場合は，X 線が透過できる板幅に限りがあるために形成できる余盛や

溶融池の幅も制限され，母材の板幅を狭くできる低電流域の溶接現象しか観察できない

という問題がある．またこれらの先行研究が行われた当時はまだ十分な撮影速度を有す



-9- 

 

る高速度ビデオカメラが普及していなかった．したがってサブマージアーク溶接の全体

像を捉えることはできたものの，数 ms～数百 ms で移行する溶滴移行現象のように数

千 fps (: Frame Per Second)の時間分解能が要求されるような現象の観察には至っていな

い． 

 

 
Fig. 1.7 Schematic illustrations of vertical cross-section in SAW  

showing four different types of penetration mechanism12).  

 

  

(a) Single torch (b) Tandem torch 

Fig. 1.8 Experimental results of X-ray observation14). 

 

一方，実験による別の可視化手法として直接観察があり，近年盛んに行われている．

Mendez らは Fig. 1.9 に示すように鋼板製のトンネルを溶接線に対して垂直方向に設置

し，サブマージアーク熱源を通過させる実験を行った 15)．そして通過するワイヤをトン
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ネルの出口から高速度ビデオカメラで観察することで，アーク空間内部の溶滴移行現象

を捉えることに成功した．この実験ではトンネル内に入り込んだフラックス粒子を吹き

飛ばすため，カメラを設置したトンネル端部の逆側から CO2 ガスを流し入れた．そして

このトンネル端部から吹き込んだガスがプラズマ化して溶接現象に影響を与えないこ

とを確認するため，Mendez らは CO2 ガスの代わりに Ne ガスをトンネル端部から吹き

込み，プラズマがトンネル内を通過する際にその発光スペクトルを計測した．ここで

CO2 ガスの代わりに Ne ガスを吹き込んだ理由は，Ne ガスがプラズマ化した際に出す発

光スペクトルが検出しやすいためである．そして計測結果には Ne の発光スペクトルが

検出されなかったことから，トンネル端部から吹き込むガスは溶接現象に影響しないと

みなした．しかしながら，この吹き込んだガスがプラズマや周囲の雰囲気を冷却してい

る可能性もあり，トンネル内のプラズマとフラックスに覆われたプラズマが熱源として

同等であるかどうかは不明である．Reisgen らは耐熱ガラス越しに溶接を行い，サブマ

ージアーク溶接中の溶滴移行現象を観察した．また，セラミックチューブを溶接進行方

向から挿入し，チューブ越しに高速度ビデオカメラでサブマージアーク現象を観察した

16)．この実験によって，Reisgen らは，キャビティ内のフラックスの状態や溶滴移行現象

を可視化することに成功した．他にも，Fig. 1.10 に示すようにアーク空間内の壁面には

粉体状態のフラックスが存在しており，粉体のフラックスがプラズマの放射によって直

接加熱されている様子を捉えた．Li らもサブマージアーク溶接の直接観察を行ってお

り，レーザを背光源として用いることでトンネルを通過する際の溶滴移行現象を観察し

た 17)．このように，高速度ビデオカメラを用いた実験観察手法の開発に伴い，サブマー

ジアーク溶接中の溶滴移行現象が解明されつつある．これらの直接観察は前述の X 線

透過観察よりも手軽かつ安価に行うことができるものの，トンネル内はキャビティ内部

と環境が異なるため，観察される現象が実際の現象と同等であるかどうかは不明である．

また Fig. 1.11 に示すように，この手法は溶接部を横切るようにトンネルを設置するた

め，その区間の溶融池は他の区間と形状が異なる 15)．したがって，観察される溶融池の

対流も実際と異なると考えられ，X 線透過観察，直接観察のいずれも溶融池の対流現象

を捉えることができていない．そこで，数値計算による溶融池対流現象の可視化が期待

される． 
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Fig. 1.9 Schematic illustration of direct observation in SAW15). 

 

 

Fig. 1.10 Experimental result by direct observation16). 

 

 

Fig. 1.11 Vertical cross-section after direct observation15). 
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1.4 格子法による消耗電極式溶接法の数値計算例 

実験では観察が難しい溶融池内部の挙動やアークプラズマの熱源特性を理解する上

で，数値計算は有効なアプローチである．しかしながら，サブマージアーク溶接現象に

関する研究例はガスメタルアーク溶接に比べて少ない．そこで本節では他の消耗電極式

溶接法の数値計算例も交えて，近年の動向を述べる． 

辻村はガスメタルアーク溶接を対象とし，ワイヤ－アーク－母材を一挙に解く一体化

計算モデルを構築した 18,19)．辻村の計算モデルでは Fig. 1.12 に示すように溶接中に生じ

るエネルギーバランスを定量的に求めているものの，陰極および陽極の変形，すなわち

溶滴移行現象を考慮せず，溶滴が持つ熱量を母材のある範囲に与えて計算を行う簡易的

な二次元軸対称の計算モデルである．また Wang と Tsai はガスメタルアーク溶接時の溶

融池内の対流に注目し，Fig. 1.13 に示すような離脱した溶滴が溶融池へと入り込んでい

く様子を計算することで，溶滴移行が溶融池形状に与える影響を調査した 20)．しかしな

がら Wang と Tsai の計算では二次元軸対称場における溶融池の形状変化と溶融池内の速

度場を求めるのみで，溶融池形状が二次元軸対称であるために，本来重要である溶接方

向流れを考慮していない． 

 

 

Fig. 1.12 Energy balance during MIG welding18). 
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Fig. 1.13 A sequence of droplet impinging onto the weld pool20). 

 

一方，溶接方向への熱源の移動および対流現象を考慮した計算モデルも数多く存在す

る．Cho らは V 開先の母材を対象とし，溶接姿勢が溶融池内の流れ場に及ぼす影響を調

査した．その結果，Fig. 1.14 に示すように，立向き溶接時に発生するハンピングや溶抜

けの再現に成功した 21)． Hu らは溶融池内の硫黄の濃度分布と溶融金属の速度分布を計

算すると共に，溶融池表面に形成されるリップルの形成過程を再現した 22)．この Hu ら

のモデルは Fig. 1.15 に示すように溶滴の硫黄含有量を高く設定し，溶融池へと輸送する

ことで溶融池内の硫黄濃度を変化させ，アークの中心方向へ向かう強い Marangoni 効果

を与えている．上述のいずれの計算モデルも VOF(Volume Of Fluid)法 23)を用いることに

よって気液界面および固気界面を表現することはできているが，母材内部の固液界面は

計算格子をなぞったような角ばった形状となり，ガスメタルアーク溶接現象を正確に捉

えているとは言いがたい．溶融池内の対流に注目した上記の研究に対し，荻野と平田は

特にワイヤ先端に注目し，アークプラズマの計算と液体金属の流動を交互に解く計算手

法によって，Fig. 1.16 に示すように溶滴移行現象と同時にプラズマの動的な変化を解い

ている 24)．このモデルでは，プラズマを計算する際には気液界面は格子に沿った角ばっ
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た形状になっているが，液体金属の流動を計算する際は表面の追従に VOF 法を用いて

気液界面を捉えており，滑らかな自由表面の再現に成功した． 

サブマージアーク溶接においては溶接後の溶接部を対象とした力学的な解析に関す

る先行研究例はいくつか見られるものの，前述のように溶接現象に関する解析例は少な

い．越智らは溶接熱伝導論の観点から，多電極を用いたサブマージアーク溶接中の溶接

部近傍の温度履歴や温度分布を計算した 25)．計算の結果，溶接部近傍の温度履歴は実験

と計算でよく一致し，電極の本数やその配置をパラメータとした熱源の制御を用いて，

母材の温度分布や熱履歴をコントロールすることが可能な範囲を定量的に示した．また

古免らはサブマージアーク溶接中にキャビティ内で維持されるアークプラズマに着目

し，その熱源特性をシミュレートした 26)．このシミュレーションには二次元軸対称を仮

定し，溶接速度を簡易的に取り扱った数値計算モデルではあるものの，得られた温度分

布から推定されるスラグの厚みは，同等の溶接条件下で X 線透過観察によって得られ

た実験結果とよく一致した．Cho らは溶融池に着目し，サブマージアーク溶接中の溶融

池対流現象をシミュレートした 27)．Cho らの計算モデルでは計算対象は溶滴と母材のみ

であり，プラズマの熱源特性については事前実験から推定した．この実験ではフラック

ス内でアークを点弧した後，フラックス外にトーチを移動させてアークを露出させ，露

出したアークを高速度ビデオカメラで捉えた．そして Fig. 1.17 に示すように，捉えた画

像から母材の 0.1 mm 上の輝度値を取得し，Abel 変換 28)の後 Fowler-Milne 法 29)によって

アークプラズマの温度分布を求めた．また数値計算においては溶滴の形成位置周辺に壁

を設け，その壁面に向かう方向の速度を形成された溶滴に与えた．その結果，溶滴は壁

面に衝突してから溶融池へと輸送され，サブマージアーク溶接特有の溶滴移行形態であ

る壁面移行の再現に成功した．これらの計算ではフラックスやスラグの影響は無視され

ているものの，シミュレーションによって得られた溶込み形状と実際の溶込み形状はよ

く一致しており，精度のよいシミュレータが開発されたといえる． 

上述のように電極であるワイヤが溶融し溶融池へと輸送される溶滴移行現象が生じ

る消耗電極式溶接法において，溶滴の輸送を考慮した溶融池の対流現象や熱源であるア

ーク現象に関する研究は多く行われている．しかしながらこれらの格子法では，そのま

までは流体の自由表面は格子をなぞったような角ばった形状になり，その形状を正確に
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表現することはできない．これを改善するために前述の VOF 法のような手法が採用さ

れ，なめらかな自由表面が再現されている．一方で VOF 法を採用することで流体の自

由表面の判定のために追加の方程式群を解く必要があり，計算コストが増大するといっ

た課題が存在する．また，計算格子を用いた Lagrange 形式の計算手法として DSMC (: 

Direct Simulation Monte Carlo)法による数値計算が行われている．この計算手法は田中ら

の先行研究 30, 31)が示すように，検査体積（コントロールボリューム）内に存在する粒子

群をそのコントロールボリュームの密度や濃度として表示し，粒子間の衝突は衝突確率

によって決定される．したがってこの計算手法を，プラズマをシミュレートするために

必要なコントロールボリュームのサイズよりも大きい粒径の粉体フラックスを用いる

サブマージアーク溶接に対して適用すると，アークプラズマとフラックスの挙動を同時

に再現することが困難であると考えられる．  

これらの課題に対し，近年では計算点が移動する Lagrange 形式の計算手法が注目さ

れ，粉体のシミュレーションに採用されている．例えば，ドラフトチューブ付流動層内

の粉体挙動解析 32)や撹拌翼によって高速撹拌される撹拌造粒過程のシミュレーション

33)，後述の粒子法と組み合わせた津波越流の再現 34)などが挙げられる．また流体に対す

る Lagrange 形式の計算手法である粒子法は自由表面を半自動的に求めることができ，

表面を判定するための方程式を追加で解く必要がない．また，計算空間にメッシュを作

成する必要がないため，大変形を伴う計算に適していることも特長の 1 つである．次節

では，Lagrange 形式の流体の計算手法である粒子法について述べる． 

 

 

Fig. 1.14 Simulation result of fusion zone on a longitudinal cross -section 
 in vertical-up welding21). 
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Fig. 1.15 Sulfur concentration distributions22). 

 

 

Fig. 1.16 Numerical results of plasma temperature24). 
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Fig. 1.17 Arc heat flux modeling by Abel inversion and Fowler-Milne method27). 

 

1.5 粒子法による数値計算例と溶接現象への適用  

自由表面が半自動的に求まり，大変形を伴う流体のシミュレーションに適している粒

子法には，SPH (Smoothed Particle Hydrodynamics)法や MPS (Moving Particle Semi-implicit)

法などがあり，さまざまな現象に対して適用されている．SPH 法は，圧縮性流体に対す

るメッシュフリーの数値計算手法として Lucy によって開発された陽的な計算手法であ

り 35)，MPS 法は水などの非圧縮性流体を対象として越塚によって開発された半陰的な

計算手法である 36)． 

溶接，接合分野においては，MPS 法を用いた計算例として，Yoshikawa らが摩擦攪拌

接合（FSW: Friction Stir Welding）を対象とした数値計算を行った 37)．Fig. 1.18 に計算結

果の一例を示す．Yoshikawa らはツールと呼ばれる高速回転する工具から受ける力を母

材粒子に与えることで，母材に塑性流動を生じさせ，固相接合がなされる様子を再現し

た． 

一方，SPH 法による数値計算として以下のような例が挙げられる．Wang らは爆発圧

接を対象とし，アルミニウムとチタンの異材接合をシミュレートしている 38)．Wang ら

の計算では20 m の極微小な粒子群によって母材を構成しており，爆発圧接時の圧力

分布や塑性ひずみ分布，せん断応力分布などを求めた． 
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Tong らは二次元空間におけるレーザ溶接のシミュレーションを行っており，溶融池

だけではなく周囲の雰囲気の流動や温度変化も同時に解きながら溶融金属の流動を求

めた 39)．その結果，溶融池の駆動力としてせん断応力と表面張力のみを考慮した簡易的

なモデルではあるが，溶融池の中心へと向かう対流をシミュレートすることに成功した． 

Trautmann らはワイヤ送給を伴うレーザアディティブマニュファクチャリングに適用

した 40)．Trautmann らはワイヤ－溶融金属間の接触角および溶融金属－母材間の接触角

をモデル化した．Fig. 1.19 に計算結果の一例を示す．送給されたワイヤが熱源であるレ

ーザによって溶融し，母材へと輸送されることで母材表面上にビードを形成する様子を

再現している．このシミュレーションによって得られた余盛の形状および高温の溶融金

属によって溶融した母材の溶込みは Fig. 1.20 に示すように実験結果とよく一致した．  

伊藤らは母材である SUS304 鋼の表面にティグ（TIG: Tungsten Inert Gas）熱源データ

を与え，母材の硫黄含有率が溶融池対流と溶込み形状に及ぼす影響を調査した 41-43)．Fig. 

1.21 に SUS304 鋼中の硫黄含有量が低い場合と高い場合の溶融池表面および熱源中心に

おける縦断面の速度場を示す．伊藤らはこの SUS304 鋼中の硫黄含有率によって

Marangoni 対流の向きが変わり，溶融池の速度場や溶込み深さが変化する様子を，非圧

縮性 SPH 法を用いた三次元計算により捉えた．また，伊藤はティグ溶接中のシールド

ガスの熱膨張の計算も行った．この計算では粒子径を温度の関数とし，粒子分割 /融合ア

ルゴリズムを適用することで粒子が自身の温度に従って体積膨張し，一定以上の体積に

なると 2 つの粒子に分割するように計算した 43)．このアルゴリズムを用いることで，最

大 45 倍程度の密度変化を含む流れ場を計算することに成功した．伊藤はこれらの結果

から，将来的にアークプラズマやシールドガス流と母材の連成計算が実現可能であるこ

とを示唆した．この伊藤らが使用する非圧縮性 SPH（ ISPH: Incompressible Smoothed 

Particle Hydrodynamics）法は，SPH 法を圧縮性流体だけではなく非圧縮性流体にも適用

するために，岡地ら 44)によって開発された非圧縮性近似手法を用いている．非圧縮性近

似手法は格子法におけるフラクショナルステップ法と類似した非圧縮性流れの近似手

法であり，その詳細については第 3 章で述べる．福西らの研究グループはこの非圧縮性

SPH 法を用いることで液柱崩壊やスロッシング 45)，二重拡散対流 46)，インピーダンス

ポンプ内流動 47)，冷却凝固する液膜の運動 48)など多くの現象をシミュレートすること
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に成功しており，本研究でも溶融金属の挙動の数値計算にはこの非圧縮性 SPH 法を使

用する． 

 

 
Fig. 1.18 Computational results of FSW process  

(a t = 0 s, b t = 0.025 s, c t = 0.075 s, d t = 0.175 s, e t = 0.425 s) 37). 

 

 

Fig. 1.19 Temperature field during laser additive manufacturing processes40).  
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Fig. 1.20 Comparison result40). 

 

 

(a) Weld pool surface 

 

(b) Vertical cross-section in x-z plane 

Fig. 1.21 Time averaged velocity fields  
in low surfer case (left) and high surfer case (right)  43). 

 

1.6 研究目的 

 消耗電極式溶接法の一種であるサブマージアーク溶接は，溶接部が粉体のフラックス

に覆われているためにその溶接現象の観察は困難であったが，近年の計測技術の進歩に

伴い，X 線透過観察や直接観察によって少しずつ可視化されている．一方，溶融池対流
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現象のような母材内部で生じる現象の観察は X 線透過観察および直接観察のどちらも，

前述の理由によって実施工と同等の溶接条件で可視化することができていない． 

したがって数値計算による，母材内部で生じる溶融池対流現象などの溶接現象の解明

が期待されているものの，一般的な格子法ではサブマージアーク溶接の特徴であるフラ

ックスの挙動をシミュレートすることは困難である．その結果，この溶接法は他の一般

的な消耗電極式溶接法であるガスメタルアーク溶接と比較して，溶接現象の解明を目的

とした研究例は少ない．しかしながら，近年普及してきたデジタル波形制御可能な溶接

電源を活用し，さらなる効率化を図るためには，サブマージアーク溶接中に生じるアー

クプラズマの熱源特性や溶滴移行現象，溶融池対流現象，スラグ形成のメカニズムを理

解する必要がある．  

そこで本研究では，まず高速度ビデオカメラを用いた X 線透過観察および直接観察

によって，サブマージアーク溶接中のスラグの流動，溶滴移行現象，アーク現象の可視

化を行い，キャビティ内部で生じるサブマージアーク溶接現象のメカニズムについて考

察する．次に，粉体の計算手法である離散要素法（DEM: Discrete Element Method）に着

目し，非圧縮性 SPH 法を組み合わせることで，粉体と溶融金属の挙動を考慮した連成

計算モデルを開発する．この計算モデルをサブマージアーク溶接に適用し，スラグ形成

過程と溶融池形成過程のシミュレーションを行う．また，溶接速度がスラグの形成に与

える影響とそのメカニズムを解明することを目的とする． 

 

1.7 論文構成  

 本論文のフローチャートを Fig. 1.22 に示す．また，本研究における論文構成を以下に

示す． 

第 1 章 緒論 では，サブマージアーク溶接および溶滴移行現象の概要について説明

し，実験による溶接現象の可視化の現状を述べている．また数値計算においては他の消

耗電極式溶接法の先行研究例も紹介し，その概要と問題点について述べている．さらに

計算格子を用いない粒子法の種類や計算例についても記述し，本研究の目的を述べてい

る． 

第 2 章 サブマージアーク溶接中の溶接部の可視化観察 ではイメージインテンシフ
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ァイアを取り付けた高速度ビデオカメラと X 線源を用いた X 線透過観察および高速度

ビデオカメラを用いた直接観察の手法について述べる．そして，これらの手法を用いて

行ったサブマージアーク溶接中の溶接部の可視化の結果を示す．また，溶接条件がフラ

ックス内部のスラグや溶滴の挙動に及ぼす影響について考察する． 

第 3 章 計算の理論 では，まず熱源であるアークプラズマのシミュレーションに用い

る有限体積法の原理に基づいて支配方程式群を離散化し，計算アルゴリズムやソルバー

の詳細について述べる．次に，母材と溶滴の挙動のシミュレーションに用いる SPH 法

の原理に基づいて Navier-Stokes 方程式を離散化する．また，SPH 法を非圧縮性流体に

適用するために用いた非圧縮性近似手法の詳細についても述べる．最後に，フラックス

の挙動をシミュレートする DEM の原理に基づき，Newton の運動方程式を離散化する． 

第 4 章 ガスメタルアーク溶接中の溶融池およびビード形成シミュレーション では，

一般的なガスメタルアーク溶接を対象に，非圧縮性 SPH 法を用いた数値計算モデルに

よって溶融池形成過程のシミュレーションを行う．その後，溶滴を構成する粒子群の軌

跡を追跡し，溶融池へ輸送された後の溶滴の挙動についても考察する．また，アンサン

ブル平均処理を適用することで溶融池の流れ場を明らかにし，溶滴が輸送されてから次

の溶滴が輸送されるまでの溶融池内の速度分布の動的な変化について考察する．  

第 5 章 DEM-ISPH 連成計算モデルを用いたサブマージアーク溶接中の溶融池およびス

ラグ形成過程の数値シミュレーション では 2 章で述べた SPH 法と DEM を用いて，溶

融池およびスラグの形成過程をモデル化する．そして構築した計算モデルを用いてスラ

グの形成と溶融池の形成過程のシミュレーションを行う．得られた結果は前章と同様に

アンサンブル平均を適用して溶融池内の流れ場を明らかにする．また，フラックスやス

ラグの挙動にも注目し，溶接速度がこれらの挙動に与える影響を考察する．  

第 6 章 結論 では本研究で得られた結果を総括する． 
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Fig. 1.22 Flowchart of this study. 
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第 2 章 サブマージアーク溶接中の溶接部の 

可視化観察 

 
2.1 緒言 

 前章で述べたように，サブマージアーク溶接は溶接部が粉体のフラックスに覆われて

いるため，溶接中に生じるアークプラズマや溶滴移行を観察することは難しい．また，

溶接条件によってはサブマージアーク溶接特有の溶滴移行形態である壁面移行が生じ

ることもある．加えてその溶接電流は一般的なガスメタルアーク溶接よりも高いことか

ら，ガスメタルアーク溶接で得られている知見を基にこの溶接現象を制御することは難

しい．しかしながら，近年普及が進むデジタル溶接電源によるこの溶接現象の制御には，

ワイヤ－アーク－溶融池間で生じる諸現象の可視化と，理解が必要不可欠である．そこ

で本章では，サブマージアーク溶接特有のキャビティ内部で生じるスラグや溶融池の形

成，およびそれらの流動を明らかにするため，X 線透過観察装置を用いた観察を行う． 

 一方この X 線透過観察ではワイヤ先端に発生するプラズマと，その他の気体の密度

差が X 線透過観察画像のコントラストの差として現れにくく，両者を見分けられない

ことが先行研究の観察結果 12,13)からわかっている．しかしながら，X 線透過観察によっ

て捉えた溶滴移行現象のメカニズムを考察するためには，溶滴近傍で生じるプラズマの

挙動を明らかにする必要がある．そこで本研究では，先行研究 15-17)と同様に，トンネル

状の鋼材を溶接部に挿入してキャビティ内部の挙動を捉える実験手法（以下，トンネル

法）によるサブマージアーク溶接中の溶滴移行に伴うアークプラズマの挙動を明らかに

することを試みる．またトンネル法で捉えた溶滴移行現象を X 線透過観察で得られた

溶滴移行現象と比較することで，トンネル法の妥当性を評価する．そして，これらの観

察結果を用いることで，サブマージアーク溶接中の溶滴移行現象のメカニズムについて

考察する． 
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2.2 X 線透過観察の原理 

 本節では X 線透過観察の原理について述べる．X 線透過観察は X 線源とインテンシ

ファイアを取り付けた記録媒体（カメラ等）で観察したい物体を挟むように配置して行

う．Fig. 2.1 に示すのは，各電磁波の波長と振動数の関係である 49)．本実験で用いる X

線は電磁波の一種であり，Fig. 2.1 からわかるようにその波長は 50 pm～7 nm 程度，周

波数は 2×1018 Hz～1×1020 Hz 程度である． X 線源から放出された X 線は物体を透過

するが，透過する際にその物体の密度，厚みに応じて放射エネルギが吸収されて減衰す

る． 

 

 

Fig. 2.1 Wave length and frequency for each electromagnetic wave49). 

 

ある物体を透過した後の X 線強度I xは入射 X 線強度I 0
x，X 線が物体中を通った距離

ζ，物体の密度ρ，質量吸収係数Ωを用いて次式で求められる 49)． 
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I x = I 0
xe-Ωρζ (2.1) 

 

この式からわかるように，質量吸収係数や密度が大きいほど，また X 線が物体中を通る

距離が長いほど透過後の X 線の強度が低くなる．Table 2.1 に代表的な元素の各波長の

X 線に対する質量吸収係数を示す 49)．例外はあるものの，原子番号の小さい，すなわち

質量の小さい元素ほど質量吸収係数が小さく，原子番号が大きい（質量の大きい）元素

になるほど質量吸収係数は大きくなる傾向にある．また，同一元素でも透過する X 線の

波長が長いほど質量吸収係数は大きい傾向にあることがわかる．特に Pb（鉛）は X 線

の遮蔽材として利用されている．  

 

Table 2.1 Mass absorption coefficients for each element and wave length49). 
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物体を透過した X 線はイメージインテンシファイアと呼ばれる装置で受光される．

イメージインテンシファイアの断面の模式図を Fig. 2.2 に示す 50)．X 線がイメージイン

テンシファイアの入力面蛍光膜に入射すると，その強度に応じた電子が光電効果によっ

て光電面膜から放出される．この電子はイメージインテンシファイア内に印加された高

電圧によって加速され，出力蛍光膜に入射する．入射した電子による光電効果によって

出力面蛍光膜から可視光が放出され，この光をカメラなどで撮影する．こうして得られ

た画像は X 線の強度によって異なるコントラストが得られ，減衰が少ないと白く，減衰

するほど黒く写る． 

このように X 線透過観察は観察対象を X 線が透過するだけの非破壊の検査方法であ

り，主に医学上の各種診断に用いられる他，非破壊検査などの工業用途にも使われてい

る 51)． 

 

 

Fig. 2.2 Schematic illustration of image intensifier50). 
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2.3 実験装置および実験条件  

2.3.1 X 線透過観察システムおよび撮影条件 

Fig. 2.3 に本実験で用いた X 線透過観察装置 52)を示す．この観察装置は 4 本のロボッ

トアームの先端に 2 対のインテンシファイアを取り付けた高速度ビデオカメラと X 線

源が取り付けられている．本研究ではこのうち，1 対の X 線源とインテンシファイアお

よび高速度ビデオカメラを用いて撮影した．Fig. 2.4 に実験系の模式図を示す．実験系

は溶接電源および溶接トーチ，X 線透過観察装置，移動台車，ワイヤ，セラミック板を

取り付けた母材，フラックス，データロガー，クランプメータ，タイマ付同期スイッチ，

直流安定化電源を用いて構成した．溶接トーチは固定されており，母材を設置した移動

台車が溶接速度で移動することによって溶接を行った．本実験では，溶接線に対して垂

直方向にインテンシファイアを取り付けた高速度ビデオカメラと X 線源を取り付ける

ことで，フラックス内部で生じる溶接現象を二次元画像として捉えた．X 線源の管電圧

は 125 kV とし，管電流は 6 mA とした． 

また，溶接電流とアーク電圧はデータロガーによってサンプリングレート 50 s で記

録した．これらの波形と同時に高速度ビデオカメラに入るトリガー信号も計測すること

で，電流電圧波形と撮影した映像を同期させた．なお，高速度ビデオカメラの撮影速度

は 3000 fps，露光時間は 331 s とし，溶接が安定した溶接後 15 秒後から撮影を開始し

た．溶接条件は Table 2.2 に示すとおりである．ワイヤは直径 4 mm の US-521S を使用

し，母材には 400 mm×50 mm×20 mmt の 2.25Cr-1Mo 鋼を用い，予熱はしなかった．フ

ラックスはボンドフラックスの一種である PF-200（10×48 mesh）とし，使用前には 320℃

で約 1 時間乾燥させた．そして，溶接前に母材上に 30 mm 程度の高さになるまで乾燥

したフラックスを撒いた．このとき， 母材の幅方向から 2 枚のセラミック板で母材を

挟むことによって撒いたフラックスが母材上から落ちるのを防いだ． 
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Fig. 2.3 Appearance of X-ray observation system. 

 

 

Fig. 2.4 Schematic illustration of experimental arrangement  
 to observe inside of the weld part in SAW.  
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Table 2.2 Welding conditions for X-ray observations. 

Welding current 400, 600, 800 A 

Arc voltage 33 V 

Welding speed 5 mm/s 

Contact tip to work distance (CTWD) 30 mm 

Polarity of welding current Direct current electrode positive (DCEP), 

Direct current electrode negative (DCEN) 

 

2.3.2 トンネル法の実験装置および実験条件  

Fig. 2.5にトンネル法の実験系の模式図を示す．実験系は溶接電源および溶接トーチ，

観察用治具，高速度ビデオカメラ，移動台車，ワイヤ，セラミック板を取り付けた母材，

フラックス，データロガー，クランプメータ，タイマ付同期スイッチ，直流安定化電源

を用いて構成した．X 線透過観察とは異なり，この実験では母材および治具は固定され

ており，溶接トーチを固定した移動台車が溶接速度で移動することで溶接を行った．ま

た，母材上のフラックスを保持するため，母材の幅方向から母材を挟むように 2 枚のセ

ラミック板を設置した．観察用の治具はこのセラミック板の一部をくり貫くことで設け

た穴から挿入した．観察用の治具は溶接開始から 10 秒後にワイヤが治具の前を通過し

始めるように設置した．  

Fig. 2.6 に観察用の治具の模式図を示し，Fig. 2.7 に溶接部周辺の拡大図を示す．治具

はスラグの流入を防ぐために母材表面に対して約 17 度傾けた．本実験では先行研究と

同様に，キャビティ内部の圧力を保つことを目的とし，観察用の治具から CO2 ガスを導

入した．高速度ビデオカメラには減光フィルタを取り付けたカラーカメラおよび，975 

nm のバンドパスフィルタを取り付けたモノクロカメラを使用した．Table 2.3 にその他

の実験条件を示し，Table 2.4 に溶接条件を示す．  
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Fig. 2.5 Schematic illustration of experimental setup for tunnel method. 

 

 

Fig. 2.6 Schematic illustration of jig for tunnel method.  

 

 

Fig. 2.7 Magnified figure around weld part. 
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Table 2.3 Experimental conditions for tunnel method. 

Camera Color Monochrome 

Frame rate 3000 fps 3000 fps 

Exposure time 5 s 30 s 

Filter ND-8×2 975 nm band pass 

Diaphragm 32 32 

 

Table 2.4 Welding conditions for tunnel method. 

Welding current 600 A 

Arc voltage 33 V 

Polarity of welding current DCEP, DCEN 

Welding speed 5 mm/s 

CTWD 30 mm 

 

2.4 X 線透過観察によるスラグおよび溶融池の流動と溶滴移行現象の観察  

2.4.1 フラックス中の溶滴の輸送とスラグの流動 

Fig. 2.8 に示すのは，溶接電流 DCEP (: Direct Current Electrode Positive) 600 A，アーク

電圧 33 V，溶接速度 5 mm/s と設定した際の X 線透過観察結果である．このとき，溶接

中の平均ワイヤ送給速度は 1.26 m/min であった．母材，トーチ，ワイヤは金属で構成さ

れるため，X 線が大きく減衰し黒く見える．フラックスは合金成分を含むが，主成分は

CaO などの非金属や，MnO などの非鉄金属によって構成される脱酸剤のため，母材や

ワイヤに比べて密度が小さい．加えて，フラックスは粉体であるため，この空間を通る

X 線は粉体と気体を通る．したがってこのフラックス空間を通る X 線は母材やワイヤ

を通る X 線比べ減衰せず，灰色に見える．そしてこのフラックスが溶融したスラグは連

続体であるため，このスラグを通る X 線は空間に粉体が充填したフラックス中を通る X

線に比べて大きく減衰する．その結果，スラグの存在する空間はフラックスのみが存在

する空間よりも濃い灰色で撮影される．また本実験で撮影された映像は曲がって見えて

いる．これは X 線源から照射された X 線がイメージインテンシファイアの入力面蛍光
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膜に入射することで誘起される光電効果によって発生する電子が，溶接に伴って発生す

る磁場の影響を受け直進することができないためである．右ねじの法則に従って電流の

向きによって発生する磁場の向きが変わるため，DCEP と DCEN (: Direct Current 

Electrode Negative)では画像の曲がり方が異なる． 

Fig. 2.8 からわかるように，観察結果から溶接部は，(i)フラックスの蒸発によるキャ

ビティが形成される領域，(ii)スラグの形成と，プラズマの影響を受けた動的な挙動がみ

られる領域，(iii)熱源から離れ，スラグの流動があまり見られない領域，(iv)流動がみら

れず，スラグは凝固していると思われる領域の 4 つに大別された．Fig. 2.9 に電流波形

および電圧波形の一部を示す．撮影開始から 20 s 間の平均電流は 598.1 A，平均電圧は

33.3 V であった．Fig. 2.10 に溶滴移行一周期における，各時刻の X 線透過観察結果を示

す．Fig. 2.10 は Fig. 2.9 中に示した添字 a ~ f の時刻における溶滴付近の拡大図を示して

いる．ワイヤ先端で生じた溶融金属はワイヤ直下に集まり，溶滴を形成した（Fig. 2.10(a) 

~ Fig. 2.10(c)）．形成された溶滴は一般的な CO2 ガス溶接中の溶滴移行のように上方へ

向かうことなく，ワイヤ下部で成長した（Fig. 2.10(d)）．やがて溶滴は途中からくびれ始

め，ワイヤ先端から離脱した（Fig. 2.10(e) ~ Fig. 2.10(h)）．この溶接条件での溶滴移行の

平均周波数は 25.6 Hz であった．また，溶融池に輸送される直前の溶滴の外形を追従す

ることで溶滴の速度を求めたところ，20 回分の溶滴移行の平均速度は 2.2 m/s であった．

Fig. 2.10(e)などからわかるように，本実験で得られた二次元画像は溶滴と母材が接触し

ているように見えるが，実際は Fig. 2.9 に示した電流電圧波形から短絡していないこと

がわかる．これらの結果から，ワイヤ直下では溶滴は溶融池に接触しておらず，溶融池

はアーク圧力によって数 mm 程度押し下げられていたことが推察できる．  
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Fig. 2.8 Overview of X-ray observation result. 

 

 

 

Fig. 2.9 Current waveform (up) and voltage waveform (down) (Welding current: DCEP 600 A).  
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(a) t = 0.0310 s (b) t = 0.0370 s (c) t = 0.0400 s (d) t = 0.0427 s 

    

(e) t = 0.0430 s (f) t = 0.0433 s (g) t = 0.0440 s (h) t = 0.0443 s 

Fig. 2.10 X-ray observation results in a droplet transfer. 

 

Fig. 2.11 にキャビティ近傍に存在するスラグの挙動を示す．図中の黄色の破線はスラ

グの前面の外形を示し，矢印を併記してある場合はそのスラグの流動方向を示している．

前述のように，溶融池は電極直下でアーク圧力によって押し下げられている．一方，熱

源の後方では溶滴移行に伴う溶融池の質量増加によって，溶融池が盛り上がる．このよ

うな溶融池の高低差による溶接方向の傾斜に沿って，スラグはワイヤに向かって流動し

ようとする．しかしながら，スラグは熱源付近に接近すると，スラグは後方に押し戻さ

れるような流動を示した（Fig. 2.11(a) ~ Fig. 2.11(c)）．ワイヤ付近には周囲よりも相対的

に圧力が高い，高温のアークプラズマが存在する．このアークプラズマの圧力やスラグ

の蒸発に伴う圧力上昇などが駆動力となり，スラグを熱源後方へと押し戻したと考えら

れる．押し戻されたスラグは(ⅲ)領域に存在する，あまり流動しないスラグに衝突した
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後，流動方向を転換して再びワイヤに向かう波打ちのような挙動を示した（Fig. 2.11(c)，

Fig. 2.11(d)）．このとき，スラグは予め形成されていたキャビティを溶接部後方で埋めて

いく．溶接中，スラグは上記のような溶接方向前方に流動する期間と溶接部後方へと押

し戻される期間を繰り返しながら流動した（Fig. 2.11(e) ~ Fig. 2.11(h)）．熱源後方に残さ

れたスラグの流動は熱源の移動と共に小さくなり，最終的に凝固した．また (ⅲ)や(ⅳ)

の領域において，スラグの上方に白く見える領域がある．これはこの部分がスラグによ

って埋まっておらず，キャビティ内部に存在するガスを内包したままスラグが凝固した

ためである．Fig. 2.12 にスラグの断面の一例を示す．X 線透過観察から得られた傾向と

同様に，スラグの上方に空洞が確認できた．以上の結果から，スラグの上部に形成され

る大きな空洞はスラグ内部の気泡が抜けきらずに成長したものではなく，キャビティ内

部のスラグが冷却されながら流動する過程でキャビティ内部を埋める前に凝固したた

めに生じたことが明らかとなった．  

 

2.4.2 溶接電流が溶滴移行現象やスラグの流動に及ぼす影響  

Fig. 2.13 に溶接電流を DCEP 400 A と設定した場合の X 線透過観察結果を示す．この

溶接条件に設定したとき，溶接中の平均ワイヤ送給速度は 0.81 m/min であった．また，

撮影開始から 20 s 間の平均電流と平均電圧は 395.2 A，33.2 V であり，撮影開始からの

溶滴移行 10 周期分の平均溶滴移行周波数は 6.4 Hz であった．母材表面とワイヤ先端の

距離に注目すると，溶接電流を DCEP 600 A と設定したときと同等であった．加えて，

アーク電圧がほとんど同じであることを考慮するとアークプラズマが溶融池を押し下

げる量は DCEP 400 A と DCEP 600 A は同程度であると推測できる．Fig. 2.13(a) ~ Fig. 

2.13(c)は溶滴離脱直後から次の溶滴が離脱するまでを示している．溶滴はワイヤの前方

で離脱することが多く，その直径はワイヤ径よりも小さいスプレー移行のような溶滴移

行形態を示した．スラグに注目すると，DCEP 400 A に設定するとキャビティ内部はほ

とんどスラグに埋まっており，ガスが存在する空間はワイヤ周辺に留まった．このスラ

グの挙動は波打ちのように溶接方向の前後に動くようなものではなく，アーク圧力やス

ラグの蒸発によって Fig. 2.13(d)のように約 6.8 mm 押し戻されることはあるものの，キ

ャビティ内部がスラグで埋まっているために Fig. 2.11 で確認されたようなスラグ表面
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が波打つような流動は見られなかった． 

Fig. 2.14 に溶接電流を DCEP 800 A と設定したときの X 線透過観察結果を示す．この

溶接条件に設定したとき，溶接中の平均ワイヤ送給速度は 1.79 m/min であった．設定電

圧はこれまでの 2 条件と同じであるにもかかわらず，ワイヤ先端が母材の中まで入って

おり，溶滴移行が確認できなかった．これは溶接電流の増加に伴う入熱量の増加によっ

て母材が深く溶融し，アーク圧力によって溶融池が押し下げられたためである．なお，

溶接電流が DCEP 800 A のときはワイヤの挙動はほとんど確認できなかったため，溶滴

移行周波数を求めることができなかった．スラグに注目すると，白く見えるガス領域が

溶接方向に対し後方まで広がっている．これは投入電力の増加によってアークプラズマ

からの放射が増加し，周囲のスラグの蒸発量が増加したためである．この広がったキャ

ビティ内を流動しているスラグが存在する領域（ⅱ）のコントラストは，スラグの温度

が低下してほとんど動かない領域（ⅲ）や凝固した領域（ⅳ）のコントラストに比べて

薄くなった．これはフラックスの溶融量の増加によるスラグの体積増加よりも，気化に

よるスラグの体積減少やキャビティの体積増加によってスラグがキャビティを占める

割合が減少したためである．この割合の減少は溶融池の流動の影響も受けていると考え

られる．溶接電流が DCEP 400 A や DCEP 600 A のときは溶融池表面の流動は小さく，

スラグは溶融池の勾配によってワイヤに近づき，アーク圧力やスラグの蒸発による圧力

上昇によって溶融池後方へと押し戻されることでスラグの波打ちが生じると考えられ

る．一方 DCEP 800 A のときは，溶接電流の増加に伴うアーク圧力の増加や溶融金属の

質量増加によって溶融池を構成する溶融金属が溶接線方向に波打ちながら流動した

（Fig. 2.14(a) ~ Fig. 2.14(d)）．溶融池上に存在するスラグはこの流動と共に溶接線の前後

方向に流動する強制的な波打ちを生じた．この溶融池の波打ちに伴う強制的な流動によ

ってスラグは引き伸ばされ薄くなったことも，この領域に存在するスラグが，流動しな

くなった領域（ⅲ）や凝固した領域（Ⅳ）に比べてコントラストに差が生じた一因であ

ると考えられる． 

Fig. 2.15 に溶接電流を DCEP 800 A と設定した場合の電流波形および電圧波形を示す．

撮影開始から 20 s 間の平均電流と平均電圧は 761.4 A，33.2 V であった．溶接電流が

DCEP 800 A の場合は前述のようにワイヤ先端が見えなくなるほど埋もれているにもか
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かわらず，短絡していなかった．したがって，電源特性が定電圧特性であり，アーク電

圧は同じ値に設定していることを考慮すると，溶融池表面は DCEP 600 A に設定したと

きに見かけのアーク長として見えていた空間分さらに押し下げられていたと推察でき

る．これは，溶接電流が増加することによって Lorentz 力に誘起されるプラズマ気流が

高速化し，溶融池表面におけるアーク圧力が増大したためである．Fig. 2.16 に各溶接電

流における断面マクロを示す．図からわかるように，いずれの電流値においても，ガス

メタルアーク溶接でしばしば見られるフィンガー形状の溶込みが得られた．これは上述

のように溶融池が押し下げられ，運動量の大きい溶滴が輸送されたためである．溶滴直

下に位置する溶融金属が押しのけられて薄くなることで，溶融池底部まで溶滴が輸送さ

れる．その結果，溶滴が持つ熱量によって溶融池底部が溶融することでビードの中心が

周囲と比較して深く溶け，フィンガー形状の溶込みが得られたと考えられる．Table 2.5

には，Fig. 2.16 に示した断面マクロから得られた最大溶込み深さ，ビード幅，最大余盛

高さ，余盛角を示す．これらの値は画像解析ソフト ImageJ53, 54)によって測定された．な

お，余盛角は Fig. 2.16 のそれぞれの断面マクロで確認できる左右の余盛角の平均値であ

る．表より，ビード幅は DCEP 400 A から DCEP 600 A にかけて 9 mm 程度広くなったの

に対し，DCEP 600 A と DCEP 800 A では 0.5 mm 程度狭くなった．一方余盛高さは DCEP 

400 A と DCEP 600 A では 0.4 mm 程度高くなったのに対し，DCEP 600 A から DCEP 800 

A にかけて 0.7 mm 程度上昇した．これは，DCEP 600 A と DCEP 800 A で濡れ角が大き

く変化したためである．本項で示した結果はいずれもワイヤが陽極となる条件のため，

陰極である母材表面では電子放出に伴う酸化膜の除去（クリーニングアクション 55））が

生じ，酸化膜が除去された．Yamaguchi らは，溶融鉄は母材表面の酸化膜が除去されて

いると濡れ角は小さくなることを示した 56）．したがって，酸化膜が除去された部分は濡

れ性がよくなる．しかしながら，溶接電流を DCEP 800 A と設定したとき，Fig. 2.14 に

示したように，溶接電流の増加によってワイヤ直下の溶融池表面が押し下げられること

で，アークプラズマは母材内部で維持された．アークプラズマが母材内部に埋もれると，

アークプラズマに晒される母材表面の面積が狭くなり，クリーニングアクションによっ

て酸化膜を除去される母材表面の領域も狭くなる．その結果，母材表面の濡れが悪くな

り，凸型のビードになったと考えられる．  
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以上に示したように，サブマージアーク溶接における溶接電流の増加は溶滴移行現

象や溶融池の形成だけではなく，フラックスの溶融やキャビティの形成にも影響を及

ぼしていた． 

 

  

(a) t = 0 s (b) t = 0.0340 s 

  

(c) t = 0.0490 s (d) t = 0.0533 s 

  

(e) t = 0.0933 s (f) t = 0.1303 s 

  

(g) t = 0.1513 s (h) t = 0.1717 s 

Fig. 2.11 Slag behaviors in region (ii) with time evolution.  
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Fig. 2.12 Example of cross-section of slag.  

 

  

(a) t = 0 s (b) t = 0.0410 s 

  

(c) t = 0.050 s (d) t = 0.0930 s 

Fig. 2.13 X-ray observation results (Welding current: DCEP 400 A). 

 

  

(a) t = 0 s (b) t = 0.0183 s 

  

(c) t = 0.0413 s (d) t = 0.0913 s 

Fig. 2.14 X-ray observation results (Welding current: DCEP 800 A). 
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Fig. 2.15 Current waveform (up) and voltage waveform (down)  
(Welding current: DCEP 800 A). 

 

   

(a) 400 A (b) 600 A (c) 800 A 

Fig. 2.16 Cross-section for each welding current. 
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Table 2.5 Measurement results of bead cross-section for each welding current. 

Welding current 400 A 600 A 800 A 

Maximum penetration depth 3.34 mm 4.82 mm 8.95 mm 

Bead width 17.1 mm 26.3 mm 25.9 mm 

Maximum bead height 2.36 mm 2.73 mm 3.48 mm 

Toe angle 23.1 deg. 27.4 deg. 48.2 deg. 

 

2.4.3 極性が溶滴移行現象やスラグの流動に及ぼす影響 

 Fig. 2.17 に極性をワイヤマイナスに変更し，溶接電流を DCEN 600 A と設定した場合

の X 線透過観察結果を示す．このときの平均ワイヤ送給速度は 1.70 m/min であった．

2.4.1 でも述べたように，溶接電流の向きによって磁場の向きも変わるため，これまでの

結果とは逆方向に画像が曲がっていることがわかる．また，これまで示してきた結果と

は異なり，溶融池の前方に溶融金属が存在し盛り上がっている様子が確認された（Fig. 

2.17(a)）．撮影開始からの溶滴移行 10周期分の平均溶滴移行周波数は 10.5 Hzであった．

この溶接条件では，溶滴がワイヤ径よりも大きくなるグロビュラー移行となることが多

かった（Fig. 2.17(b)）．スラグに注目すると，ワイヤプラスのときは白く見える気体領域

が確認できたが，ワイヤマイナスのときは気体領域が減少し，キャビティ内部はほとん

どスラグで埋まっている．そのためスラグはキャビティ内部を大きく流動せず，熱源近

傍には常にスラグが存在していた（Fig. 2.17(a) ~ Fig. 2.17(d)）．Fig. 2.18 にこのときの電

流波形および電圧波形を示す．撮影開始から 20 s 間の平均電流は 576.7 A，平均電圧は

33.5 V であった．これらの結果からわかるように，投入電力がほぼ同じであるにもかか

わらず，ワイヤの極性を変えることで溶接現象に差が生じた．これは，極性をワイヤマ

イナスと設定することでワイヤ送給速度が大きくなったためである．本実験の電源特性

はいずれも定電圧特性であるため，ワイヤ送給速度の増加はワイヤの溶融量が増加する

ことで長くなったアーク長を短くしようとしたために生じたと考えられる．すなわち，

ワイヤマイナスのときは電子放出によってワイヤ表面からエネルギーが奪われている

にもかかわらず，ワイヤプラスのときよりもワイヤの溶融量が多くなったといえる．こ

の理由については次節で観察結果と共に改めて示すが，ワイヤ表面で陰極点が不規則に
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移動し，プラズマもこの陰極点の移動に伴い動くことで極性がワイヤプラスと設定した

ときよりも広範囲のワイヤ表面がプラズマとの熱伝達によって加熱されたためである

と考えられる． 

Fig. 2.19 にビード外観を示し，Fig. 2.20 に断面マクロを示す．ワイヤプラスの時は溶

接線に沿ってまっすぐなビードが形成されているのに対し，ワイヤマイナスのときは蛇

行したビードが形成された．これは前述の陰極点の移動に伴うアークプラズマの不規則

な挙動によって，溶滴が偏って輸送されたためであると考えられる．この溶滴の偏った

輸送はビード外観だけではなく，Fig. 2.20 に示した断面マクロにも現れる．図から溶込

みのフィンガー部が図の左側に偏っていることがわかる．このフィンガー部も溶滴の持

つエネルギーが溶融池底面へと輸送されることで溶融池底部が溶けて生じるため，溶滴

輸送の影響を受ける．Table 2.6 にマクロ断面の各部の測定結果を示す．この比較結果か

ら，ビードの余盛角がワイヤプラスのときに比べて大きくなっていることがわかる．こ

れはワイヤマイナスでは母材が陽極のため，電子放出に伴うクリーニングアクションが

生じない．そのため，母材表面の濡れ性が悪くなって溶融池は濡れ広がらず，ビードが

凸気味になったと考えられる．  

 

  

(a) t = 0 s (b) t = 0.0170 s 

  

(c) t = 0.0613 s (d) t = 0.0790 s 

Fig. 2.17 X-ray observation results (Welding current: DCEN 600 A). 
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Fig. 2.18 Current waveform (up) and voltage waveform (down)  
(Welding current: DCEN 600 A). 

 

 

(a) DCEP 600 A 

 

(b) DCEN 600 A 

Fig. 2.19 Bead appearances for each polarity. 
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Fig. 2.20 Cross-section (Welding current: DCEN 600 A). 

 

Table 2.6 Measurement results of bead cross-section for each polarity. 

Welding current DCEP 600 A DCEN 600 A 

Maximum penetration depth 4.82 mm 4.09 mm 

Bead width 26.3 mm 23.0 mm 

Maximum bead height 2.73 mm 4.23 mm 

Toe angle 27.4 deg. 40.9 deg. 

 

2.5 トンネル法によるアーク外観の観察および極性がアークプラズマの振舞い

に与える影響 

Fig. 2.21 にカラーカメラによるトンネル法で得られた，サブマージアーク溶接中のア

ーク外観を溶滴移行一周期分示す．Fig. 2.21(a)中に示す白の破線はワイヤの外形線を示

している．この溶接条件での 10 回分の溶滴移行の平均周波数は 22.9 Hz であった．同溶

接条件で撮影した X 線透過観察中の平均移行周波数は 25.6 Hz であり，その差は約 9％

であることから，これらの実験が示す溶滴移行現象は同等であるといえる．また Fig. 2.22

に電流波形および電圧波形を示す．t = 0 s がカメラのトリガー時刻を示しており，ワイ

ヤが治具前方を通過し始めた時刻に等しい．トリガー開始より 20 s間の平均電流は 571.6 

A であり，平均電圧は 33.2 V であった．図より，CO2 ガスや治具によってキャビティ内

の環境が変化するトンネル通過中においても，電流と電圧はトンネル通過前と変わらな

いことを確認した．  

Fig. 2.21 のいずれの図においても，溶滴下部に存在する青白いアークプラズマと，そ

の周囲に存在する橙色の発光領域が確認できた．溶滴下部に存在した青白いアークプラ

ズマについては，一般的な CO2 ガス溶接で見られるアーク外観とよく似ている．先行研

究によると，このキャビティ内の雰囲気は CO2
15)や CO3)であることが示唆されている．
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本実験ではキャビティ内部の圧力を保つため，キャビティ内部のガス組成に近い純 CO2

ガスを導入したが，緒論でも示したように，Mendez ら 15)によって観察時に人為的に吹

き入れたガスはプラズマ化しなかったことが示唆されている．したがって，この青白く

発光するプラズマは導入した CO2 ガスがプラズマ化したものではなく，キャビティ内に

元々存在した CO2 や CO と，溶滴や溶融池由来の金属蒸気の混合物であると考えられ

る．このプラズマの発光源として，777.3 nm で発光する O 原子や 430.8 nm や 440.5 nm

で発光する Fe 原子，458.4 nm で発光する 1 価の Fe イオンなどが挙げられる．なお，こ

れらの化学種の発光スペクトルは NIST のデータベース 57)から求めた．そして青白いア

ークプラズマの周囲に存在した橙色の発光はフラックスやスラグ由来のものであると

考えられる．これは，一般的な CO2 ガス溶接においてアークプラズマは橙色の波長域で

は強く発光しないためである．Fig. 2.23 に Methong らが測定した CO2 ガスアークの各波

長に対する相対輝度を示す 58)．酸素原子が固有で出す 777.3 nm の光に比べ，590～640 

nm の橙に見える光 49)の相対輝度は低い．したがって，一般的な CO2 ガス溶接では橙色

の光は見えず，この発光はサブマージアーク溶接特有であると考えられることから，こ

れらの光は蒸発したフラックスやスラグ由来の蒸気が発したものであるといえる．  

またアークと溶滴の位置関係に着目すると，溶滴の下部からアークプラズマが発生して

いることがわかる．このようなアークと溶滴の位置関係はグロビュラー移行形態に近く，

プラズマ気流に誘起される圧力上昇が溶滴の下で起こるため．溶滴は離脱しにくくなる．

しかしながら，サブマージアーク溶接中の溶滴は形成初期ではその直径はワイヤ径と同

程度であるものの（Fig. 2.21(a)），徐々に Lorentz 力によって細くなり（Fig. 2.21(b) ~ Fig. 

2.21(d)），ワイヤ径よりも小さい溶滴となって離脱した（Fig. 2.21(d) ~ Fig. 2.21(i)）．以

上のようにカラーカメラを用いたトンネル法では，アークプラズマの色から溶滴直下と

その周囲で異なる組成のプラズマが存在することが示唆された．しかしながら，アーク

プラズマに合わせて減光した結果，アークプラズマから離れたキャビティの壁面の様子

を捉えることができていない．そこで近赤外のバンドパスフィルタを取り付けた高速度

ビデオカメラによってアークプラズマ由来の光を減光してキャビティ内部の撮影を行

った．Fig. 2.24 に同溶接条件における溶滴移行一周期分のアーク外観を示す．近赤外で

はアークプラズマ由来の光が弱いため，フラックスやスラグ，溶融金属が出す放射光を
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捉えられる撮影条件で撮影でき，キャビティ内部が可視化された．なお，これらの実験

は Fig. 2.21 とは別撮影であることに注意されたい．Fig. 2.24 より，キャビティ内ではフ

ラックスと溶滴を確認できる．溶融金属とスラグはこの観察結果からは判別することは

できないが，この溶接条件を用いた X 線透過観察では溶融金属はキャビティ上方まで

存在していなかったため，このキャビティ上方に確認できる液体は溶融スラグであると

考えられる．したがってキャビティ内部にはフラックス，溶滴，溶融池，溶融スラグが

存在しており，キャビティ内部で溶融したこれらのスラグや金属が溶接方向後方へと輸

送されることでスラグやビードを形成していると考えられる．  

次に，Fig. 2.25 に溶接電流を DCEN 600 A と設定し，近赤外のバンドパスフィルタを

取り付けた高速度ビデオカメラによって撮影されたキャビティ内部の様子を示す．トリ

ガー開始から 10 s 間の平均電流は 644.0 A，平均電圧は 32.2 V であった．また，トリガ

ー開始以降 10 回分の溶滴移行の平均移行周波数は 38.6 Hz であった．X 線透過観察時

の溶滴移行周波数と比較すると，トンネル法のほうが溶滴の移行にかかる時間が短い．

これはワイヤマイナスに設定することでワイヤ送給速度が増加し，溶滴や溶融池の質量

が増加したためである．そのため，吹き込んだ CO2 ガスの影響を受け，溶滴が早く離脱

することで溶滴移行周波数が高くなったと考えられる．Fig. 2.25 より，異なる極性を設

定することで，図中に赤丸で示すように溶滴表面上で陰極点が移動するような挙動が確

認された．これはワイヤが陰極であり，仕事関数が低い酸化物から電子が放出されるた

めである．電子放出に伴うクリーニング作用 55)によって酸化膜は溶融，蒸発するため，

電子は次の酸化膜から放出される．このような電子放出と，それに伴うクリーニング作

用による酸化膜の除去が次々と起こることで，陰極点は溶滴の表面上を移動するように

見える（Fig. 2.25(a) ~ Fig. 2.25(c)）．2.4.3 で述べた消耗電極式溶接法においてワイヤマ

イナスと設定した際にワイヤ送給速度が増加する理由は，この見かけの陰極点の移動に

あると考えられる．Fig. 2.25 からもわかるように，陰極点の移動とともにアークプラズ

マも移動している．その結果ワイヤプラスのときに比べ，広い範囲のワイヤ表面がアー

クプラズマによって加熱されることでワイヤが多く溶融し，電圧を一定に保つためワイ

ヤ送給速度が増加したと考えられる． 
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(a) t = 3.0203 s (b) t = 3.0293 s (c) t = 3.0367 s 

   

(d) t = 3.0387 s (e) t = 3.0420 s (f) t = 3.0427 s 

   

(g) t = 3.0437 s (h) t = 3.0443 s (i) t = 3.0450 s 

Fig. 2.21 Observation results of arc appearance in SAW by color high speed video camera. 
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Fig. 2.22 Current wave form (up) and voltage wave form (down). 

 

 

Fig. 2.23 Relationship between wave length and relative intensity in CO2 gas welding58). 
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(a) t = 0.0 s (b) t = 0.0087 s (c) t = 0.0147 s 

   

(d) t = 0.0193 s (e) t = 0.0223 s (f) t = 0.0253 s 

   

(g) t = 0.0360 s (h) t = 0.0387 s (i) t = 0.0410 s 

Fig. 2.24 Observation results of arc appearance in SAW by high speed video camera  
with bandpass filter (Welding current: DCEP 600 A). 

 

   

(a) t = 3.0827 s (b) t = 3.0837 s (c) t = 3.0843 s 

Fig. 2.25 Cathode spot behaviors during SAW. 
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2.6 サブマージアーク溶接中の溶滴移行のメカニズム  

本章で示した極性がワイヤプラスの溶接条件では，溶滴はワイヤ径よりも小さいまま

離脱するスプレー移行のような溶滴移行形態を示した．一方，一般的な CO2 ガス溶接に

おける溶滴移行形態は，溶滴の直径がワイヤ径よりも大きくなるグロビュラー移行形態

を示す．このように周囲の雰囲気が同等であるにもかかわらずサブマージアーク溶接中

の溶滴移行形態がスプレー移行形態を示した理由として，溶接電流と，ワイヤ径の違い

によるワイヤの溶融量の差が挙げられる．CO2 ガス溶接では溶接条件によって異なるが，

ワイヤ送給速度は 13 m/min 前後である 58)．今回のワイヤ送給速度と比較すると，7～16

倍程度の範囲で差が生じる．これはワイヤ内に生じるジュール加熱に差が生じたためで

ある．CO2 ガス溶接とサブマージアーク溶接のワイヤ径をそれぞれ 1.2 mm，4.0 mm と

し，溶接電流を 300.0 A，600.0 A と仮定すると，ワイヤ内の電流密度はそれぞれ 265.3 

A/mm2，47.7 A/mm2 と求まる．ここでワイヤの電気伝導率が同じA/(V･mm)とすると，

ワイヤ内で生じるジュール加熱量は，CO2 ガス溶接が 70.4/ kW/mm3，サブマージアー

ク溶接が 2.3/ kW/mm3 になり，単位体積あたりの加熱量に 30.6 倍の差が生じる．辻村

が示したエネルギーバランス 18)からわかるように，ジュール加熱はワイヤの加熱量に大

きく寄与する要因である．ワイヤの断面積と送給速度からワイヤの溶融速度を求めると，

CO2 ガス溶接において直径 1.2 mm のワイヤが 13.2 m/min58)で送給されるとその溶融速

度は 248.8 mm3/s と見積もることができる．一方，DCEP 600 A の溶接条件におけるサブ

マージアーク溶接では，直径 4.0 mm のワイヤが 1.26 m/min で送給されるとその溶融速

度は 263.9 mm3/s となり，ワイヤ径 1.2 mm のワイヤと 6%ほどしか変わらない．したが

って，サブマージアーク溶接ではワイヤの溶融速度は CO2 ガス溶接と同程度となること

で，液柱の直径がワイヤ径と同等に成長するまでの時間が CO2 ガス溶接に比べて遅くな

る． 

溶滴の離脱直後を初期状態と考えると，溶滴の離脱後，溶融金属は再び液柱を形成し

始める．このときワイヤの溶融速度が大きいと，形成途中にワイヤ由来の溶融金属が溶

滴へと供給され，溶滴が成長する．しかしながらワイヤ径に対して溶融速度が小さいサ

ブマージアーク溶接では，液柱の直径がワイヤ径と同等に成長するまでの時間が遅くな

る．液柱の成長が遅いと液柱は溶接電流に誘起される Lorentz 力によって千切れやすく
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なるため，液柱の一部が千切れた溶滴の離脱が促進される．この Lorentz 力の影響を調

べるため，式(2.2)で表される Ampère の法則 59)から磁束密度𝐵⃗ を求め，式(2.3)からワイ

ヤ先端の液柱の表面にはたらく半径方向の Lorentz 力𝐹𝑟
Lorentzを推測する．なお Fig. 2.21

に示したアーク外観からもわかるように，アークプラズマは溶滴の直下で発生していた

ことから，全電流は液柱内を均一に流れていると仮定する． 

 

∮ 𝐵⃗ ∙ 𝑑𝑙 
𝑐

= μ0∫ 𝑗 ∙ 𝑛⃗ 𝑛𝑑𝐴
𝐴L

 (2.2) 

𝐹𝑟
Lorentz = 𝑗𝑧𝐵𝜃 (2.3) 

 

𝐴Lは液柱の断面，𝑐はその断面の境界，𝑑𝑙⃗⃗  ⃗は線素ベクトル，μ0は真空中の透磁率，𝑛⃗ 𝑛は断

面の単位法線ベクトル，𝑗 は電流密度ベクトル，𝑗𝑧は軸方向の電流密度，𝐵𝜃は周方向の磁

束密度である．液柱の直径に対し，見積もられた Lorentz 力を Fig. 2.26 に示す．図より，

液柱が緊縮するにつれて液柱表面にはたらく Lorentz 力は指数的に大きくなることがわ

かる．Ogino らの計算結果では，ミグ溶接中の半球状の液柱にはたらく Lorentz 力は溶

滴内部で最大 1.2×107 N/m3 であり，溶滴移行周波数約 150 Hz のスプレー移行形態を示

した 24)．これらのことから，サブマージアーク溶接中の溶滴にはスプレー移行形態を示

すミグ溶接中の溶滴と同程度かそれ以上の Lorentz 力が作用しているといえる． 

 一方，アークプラズマはワイヤ径よりも大きく広がっており，その電流密度はさらに

小さくなると考えられる．アークプラズマ内を流れる電流密度も各断面で均一であると

仮定すると，Fig. 2.26 の結果からプラズマにはたらく Lorentz 力はアークプラズマの広

がりにしたがって指数的に小さくなり，プラズマ気流に誘起される圧力上昇が抑えられ

ることがわかる． 

このようにサブマージアーク溶接では①ワイヤ径に対して溶融速度が小さいことに

よる溶滴成長の抑制，②溶滴に作用するスプレー移行形態のミグ溶接と同程度の

Lorentz 力，③溶滴下の圧力上昇の抑制の 3 つの要因によって溶滴が離脱しやすくなり，

スプレー移行形態のようにワイヤ径よりも小さな溶滴が離脱したと考えられる．  
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Fig. 2.26 Relationship between liquid column diameter and Lorentz force 

 acting on droplet surface.  

 

2.7 結言 

本章ではサブマージアーク溶接中の溶滴移行やフラックス，スラグの流動およびアー

クプラズマの挙動を明らかにすることを目的とし，X 線透過観察およびトンネル法を用

いた溶滴移行現象の観察を行った．その結果，溶滴径がワイヤ径よりも小さなスプレー

移行形態の溶滴の輸送や溶接方向の前後方向への波打ちのようなスラグの流動，溶滴直

下で維持される 2 層に分かれたアークプラズマなどが可視化された．また，溶接電流の

上昇によってスラグの生成量やキャビティの大きさが異なり，スラグの挙動に違いが生

じた．さらに，溶接電流を DCEP 800 A に設定すると溶融池の流動が大きくなり，波打

ちのような流動によってスラグが強制的に流動する様子が確認できた．異なる極性を設

定するとワイヤ送給速度の増加に伴って溶融金属量が増加し，溶融池の前方で溶融池が

盛り上がる様子が確認できた．このときの溶滴移行は溶滴径がワイヤ径よりも大きくな

るグロビュラー移行形態となった．このワイヤ送給速度の増加は，陰極に設定されたワ

イヤ表面の陰極点の移動によってアークプラズマが動くことで，広い表面積のワイヤ表

面が加熱されるためであると考えられた． 

 最後に溶滴表面にはたらく Lorentz 力の概算から，サブマージアーク溶接では①ワイ

ヤ溶融速度の低下による溶滴成長の抑制，②溶滴に作用するスプレー移行形態のミグ溶

接と同程度の Lorentz 力，③溶滴下の圧力上昇の抑制の 3 つの要因によって溶滴が離脱

しやすくなり，スプレー移行形態のようにワイヤ径よりも小さな溶滴が離脱したと考え

られた．  
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第 3 章 計算の理論 

 
3.1 諸言 

 本研究では，実験観察で明らかにすることが困難な溶融池内部の対流現象を数値計算

によって明らかにすることを試みる．そのためには熱源であるアークプラズマ，ワイヤ

が溶融した溶滴，被溶接材料である母材，母材表面に載せたフラックスやフラックスが

溶融したスラグをモデル化する必要がある．この際，実験観察結果からわかるようにサ

ブマージアーク溶接中は溶接ビードやスラグが三次元的に形成されるため，数値計算に

おいても簡易的な二次元円筒座標系軸対称を仮定せず，三次元計算によってシミュレー

トすることが望ましい．しかしながら従来の格子法による数値計算では，滑らかな自由

表面を求める際に VOF 法などのように追加の方程式群を解く必要ある他，流体の大変

形や個々の粉体の挙動を再現することが困難である．そこで本研究では母材，溶滴，溶

融池を粒子法の一種である非圧縮性 SPH (ISPH: Incompressible Smoothed Particle 

Hydrodynamics)法で解くことで自由表面を半自動的に求め，流体の大変形や相変化の取

扱いを容易にする．また，フラックスは粉体を取り扱うことができる離散要素法（DEM: 

Discrete Element Method）を用いて解くことで個々の粉体の挙動をシミュレートする．一

方，熱源であるアークプラズマは非圧縮性流体であるにもかかわらず周囲の気体空間と

の密度差が大きいため，これらの空間を非圧縮性 SPH 法で取り扱うことは困難である．

そこで本研究では熱源周辺の空間のみ二次元円筒座標系軸対称を仮定し，Euler 形式の

離散化手法である有限体積法（FVM: Finite Volume Method）で離散化し，SIMPLE（: Semi-

Implicit Method for Pressure-Linked Equation）解法で解くこととする．本章では上述の 3

つの計算手法の原理とその離散化手法について記述する．なお，本研究では有限体積法

および離散要素法については文献 60-63)を参考に基礎モデルを構築した． 
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3.2 有限体積法 

3.2.1 原理と離散化手法 

 本研究でアークプラズマを含む熱源の数値計算に用いる有限体積法は，Euler 形式で

記述される離散化手法である．この手法では支配方程式群をコントロールボリュームの

体積で積分するため，運動量や質量の保存則を満たしやすいといった特長がある．Fig. 

3.1 に二次元軸対称円筒座標系におけるコントロールボリューム 1 つの模式図を示し，

Fig. 3.2 に Fig. 3.1 に水色で示した平面の詳細な位置関係を示す．格子は等間隔に配置さ

れており，黒の実線はスカラー量を格納する格子を示し，黒の破線は隣接するコントロ

ールボリュームとの接続面を示している．また図中の添字は離散化の対象となるコント

ロールボリューム P に隣接する各コントロールボリュームを示している．なお，[i]や[j]

の付いた変数はその座標 i や j における距離や物理量を表している．このコントロール

ボリューム P 内の物理量ϕを考えたとき，対流と拡散を考慮したこの物理量の輸送方程

式は次式で表せる． 

 

𝜕

𝜕𝑡
(𝜌𝜙) +

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟𝜙) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧𝜙) =

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝛤

𝜕𝜙

𝜕𝑟
) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝛤
𝜕𝜙

𝜕𝑧
) + 𝑆 (3.1) 

 

ここで t，ρ，r，z ，ur，uz，Γ，S は時刻，密度，半径方向座標．軸方向座標，半径方向

の速度成分，軸方向の速度成分，拡散係数，生成項を示している．本研究において有限

体積法を用いた熱源の数値計算では，時間経過に伴って物理量が変化しない定常状態を

仮定する．したがって，各コントロールボリュームでは現在の時刻と直前の時刻では変

化が小さく，式(3.1)の左辺第 1 項に示した非定常項は無視できる．この式をコントロー

ルボリュームで積分し，係数を未知数毎にまとめた以下の式に整理する． 

 

𝐴𝑃𝜙P = 𝐴𝑁𝜙N + 𝐴𝑆𝜙S + 𝐴𝐸𝜙E + 𝐴𝑊𝜙W + 𝑆𝑃𝜙P + 𝑆𝑈 (3.2) 

 

AP，AN，AS，AE，AW は各格子点にかかる係数であり，SP，SU は生成項の内，未知数

に比例する項と定数項を示している．以降に示していく基礎方程式も積分した後，最終
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的に格子点にかかる係数と生成項ごとにまとめることで，ソルバーで計算できるように

整理する． 

定常状態における流体の運動方程式や連続の式は式(3.1)の非定常項を無視し，物理量

として速度成分𝑢𝑟，𝑢𝑧を代入したり， 𝜙 =1 を代入したりすることで以下のように与え

られる． 

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟𝑢𝑟) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧𝑢𝑟) =

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(2𝑟𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟
) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜇
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧

+ 𝜇
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
) − 2𝜇

𝑢𝑟
𝑟2
−
𝜕𝑝

𝜕𝑟
+ 𝐹𝑟 (3.3) 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟𝑢𝑧) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧𝑢𝑧) =

𝜕

𝜕𝑧
(2𝜇

𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑧
) +

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧

+ 𝑟𝜇
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
) −

𝜕𝑝

𝜕𝑧
+ 𝐹𝑧 (3.4) 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧) = 0 (3.5) 

 

𝜇は拡散係数として導入された粘性係数であり，𝑝は圧力，𝐹𝑟，𝐹𝑧は体積力の半径方向成

分，軸方向成分である．また，対流を考慮した流体のエネルギー輸送方程式はエンタル

ピーℎを用いて次式のように記述できる． 

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟ℎ) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧ℎ) =

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟

𝜅

𝐶𝑝

𝜕ℎ

𝜕𝑟
) +

𝜕

𝜕𝑧
(
𝜅

𝐶𝑝

𝜕ℎ

𝜕𝑧
) + 𝑄 (3.6) 

 

κは熱伝導率，Cpは定圧比熱，𝑄は熱生成速度である．これらの方程式群の内，例として

式(3.3)を用いて離散化の説明を行う．Fig. 3.3 に離散化対象であるコントロールボリュ

ーム P 周辺の模式図を示す．黒の実線はスカラー量を格納する格子を示し，黒の破線は

ベクトルの r 方向成分を格納する格子を示しており，これらの格子は等間隔に配置され

ている．黒字の i はスカラー量を格納する格子の座標を示し，青字の i はベクトルの r

方向成分を格納する格子の座標を示している．この図内には離散化する際の位置や長さ

の記号を示している．Fig. 3.2 中の各格子点に対し，Fig. 3.3 中の格子点は西（W）側に

コントロールボリュームの半分に相当する距離だけずれている．これはスタッガード格



-57- 

 

子と呼ばれる未知数毎に食い違った異なる格子を用いているためである．一方，Fig. 3.2

に示したような格子点には圧力やエンタルピーなどのスカラー量が保存されている． 

軸方向の速度成分 uz を求める際は，Fig. 3.4 のように南（S）方向にずれたベクトル成

分用の格子を使用する．黒の実線はスカラー量を格納する格子を表し，黒の破線はベク

トルの z 方向成分を格納する格子を表している．黒字の j はスカラー量を格納する格子

の座標を示し，青字の j はベクトルの z 方向成分を格納する格子の座標を示している． 

 

 

Fig. 3.1 Schematic illustration of a control volume.  
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Fig. 3.2 Schematic illustration of grids around control volume P to calculate scholars.  

 

 

Fig. 3.3 Schematic illustration of grids around control volume P to calculate vector 
components in r direction. 
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Fig. 3.4 Schematic illustration of grids around control volume P to calculate vector 
components in z direction. 

 

対流項である式(3.3)の左辺第 1 項をコントロールボリュームで積分すると次式のよ

うに整理できる． 

 

∬
1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟𝑢𝑟)𝑟𝑑𝑟𝑑𝑧 = [𝑧]s

n∫
𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟𝑢𝑟)𝑑𝑟 = ∆𝑧[(𝑟𝜌𝑢𝑟𝑢𝑟)e − (𝑟𝜌𝑢𝑟𝑢𝑟)w] 

 =𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ {𝑟[𝑖] ∗ 𝜌e ∗
𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]

2
∗ 𝑢𝑟e − 𝑟[𝑖 − 1] ∗ 𝜌w

∗
𝑢𝑟[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖 − 1][𝑗]

2
∗ 𝑢𝑟w} 

  = 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ {𝐺𝐸 ∗ (𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗])/2 − 𝐺𝑊 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖 − 1][𝑗])/2} 

 = 0.5 ∗ 𝐶𝐸 ∗ (𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]) − 0.5 ∗ 𝐶𝑊 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖 − 1][𝑗]) (3.7) 

𝐺𝐸 = 𝑟[𝑖] ∗ 𝜌e ∗
𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]

2
 (3.8) 

𝐺𝑊 =  𝑟[𝑖 − 1] ∗ 𝜌w ∗
𝑢𝑟[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖 − 1][𝑗]

2
 (3.9) 
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𝐶𝐸 =  𝑟[𝑖] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ 𝜌e ∗
𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]

2
 (3.10) 

𝐶𝑊 =  𝑟[𝑖 − 1] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ 𝜌w ∗
𝑢𝑟[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖 − 1][𝑗]

2
 (3.11) 

 

GE，GW は半径方向で積分した際の対流に関する係数をまとめたものであり，CE，CW

は e，w から P への質量流入量である．同様に，対流項である左辺第 2 項も以下のよう

に整理する． 

 

∬
𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧𝑢𝑟)𝑟𝑑𝑟𝑑𝑧 = [

1

2
𝑟2]

w

e

∫
𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧𝑢𝑟)𝑑𝑧 = 𝑟∆𝑟∫

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧𝑢𝑟)𝑑𝑧

= 𝑟∆𝑟[(𝜌𝑢𝑧𝑢𝑟)𝑛 − (𝜌𝑢𝑧𝑢𝑟)𝑠] 

=𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ {𝜌n ∗
𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1] + 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗 + 1]

2
∗ 𝑢𝑟n 

−𝜌s ∗
𝑢𝑧[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗]

2
∗ 𝑢𝑟s} 

 = 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ {𝐺𝑁 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗 + 1] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗])/2 

−𝐺𝑆 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗 − 1])/2} 

= 0.5 ∗ 𝐶𝑁 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗 + 1] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]) − 0.5 ∗ 𝐶𝑆 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑟[𝑖][𝑗 − 1]) (3.12) 

𝐺𝑁 = 𝜌n ∗
𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1] + 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗 + 1]

2
 (3.13) 

𝐺𝑆 = 𝜌s ∗
𝑢𝑧[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗]

2
 (3.14) 

𝐶𝑁 = 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ 𝜌n ∗
𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1] + 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗 + 1]

2
 (3.15) 

𝐶𝑆 = 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ 𝜌s ∗
𝑢𝑧[𝑖][𝑗] + 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗]

2
 (3.16) 
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GN，GS は軸方向で積分した際の対流に関する係数をまとめたものであり，CN，CS は

n，s から P への質量流入量である．𝜌n，𝜌s，𝜌e，𝜌wは各点における密度であり，半径方

向に存在する𝜌e，𝜌wについては，界面 e，w とスカラー量を格納する格子 E，W がそれ

ぞれ重なるため，その格子に格納された値を利用する．一方軸方向に存在する𝜌n，𝜌sに

ついては，隣接するスカラー量を格納する格子の持つ密度の算術平均値を与える．続い

て，粘性項である右辺第 1 項は次のように積分し，整理する． 

 

∬
1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(2𝑟𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟
) 𝑟𝑑𝑟𝑑𝑧 = [𝑧]s

n∫
1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(2𝑟𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟
) 𝑟𝑑𝑟

= ∆𝑧 [(2𝑟𝜇
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟
)
e
− (2𝑟𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟
)
w
] 

= sns[j]{2 ∗ 𝑟[𝑖] ∗ 𝜇e ∗
𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] − 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]

𝑑𝑟𝐸𝑃𝑈[𝑖]
 

−2 ∗ 𝑟[𝑖 − 1] ∗ 𝜇w ∗
𝑢𝑟[𝑖][𝑗] − 𝑢𝑟[𝑖 − 1][𝑗]

𝑑𝑟𝑃𝑊𝑈[𝑖]
} 

= 𝐷𝐸 ∗ (𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] − 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]) − 𝐷𝑊 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗] − 𝑢𝑟[𝑖 − 1][𝑗]) 

 

 

 

 

(3.17) 

𝐷𝐸 =
2 ∗ 𝑟[𝑖] ∗ sns[j] ∗ 𝜇e

𝑑𝑟𝐸𝑃𝑈[𝑖]
 (3.18) 

𝐷𝑊 =
2 ∗ 𝑟[𝑖 − 1] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ 𝜇w

𝑑𝑟𝑃𝑊𝑈[𝑖]
 (3.19) 

 

DE，DW は e，w から P への拡散コンダクタンスである．μ
n
，μ

s
，μ

e
，μ

w
は各点におけ

る粘性係数であり，半径方向に存在するμ
e
，μ

w
については，界面 e，w とスカラー量を

格納する格子 E，W がそれぞれ重なるため，その格子に格納された値を利用する．一方

軸方向に存在するμ
n
，μ

s
については，隣接するスカラー量を格納する格子に格納された

粘性係数の調和平均値を与える．同様に粘性項である右辺第 2 項も以下のように整理す

る． 
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∬
𝜕

𝜕𝑧
(𝜇
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧

+ 𝜇
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
) 𝑟𝑑𝑟𝑑𝑧 = [

1

2
𝑟2]

w

e

∫
𝜕

𝜕𝑧
(𝜇
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧

+ 𝜇
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
) 𝑑𝑧 

= 𝑟∆𝑟 [(𝜇
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧
)
n
+ (𝜇

𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
)
n
− (𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧
)
s
− (𝜇

𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
)
s
] 

= 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] {𝜇n ∗
𝑢𝑟[𝑖][𝑗 + 1] − 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]

𝑑𝑧𝑁𝑃[𝑗]
+ 𝜇n ∗

𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1] − 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗 + 1]

𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖]
 

−𝜇s ∗
𝑢𝑟[𝑖][𝑗] − 𝑢𝑟[𝑖][𝑗 − 1]

𝑑𝑧𝑃𝑆[𝑗]
−𝜇s ∗

𝑢𝑧[𝑖][𝑗] − 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗]

𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖]
} 

  = 𝐷𝑁 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗 + 1] − 𝑢𝑟[𝑖][𝑗]) + 𝑟𝑢[i] ∗ μ
n
∗ (𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1] − 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗 + 1]) 

−𝐷𝑆 ∗ (𝑢𝑟[𝑖][𝑗] − 𝑢𝑟[𝑖][𝑗 − 1]) − 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝜇s ∗ (𝑢𝑧[𝑖][𝑗] − 𝑢𝑧[𝑖 − 1][𝑗]) (3.20) 

𝐷𝑁 =
𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ 𝜇n

𝑑𝑧𝑁𝑃[𝑗]
 (3.21) 

𝐷𝑆 =
𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ 𝜇s

𝑑𝑧𝑃𝑆[𝑗]
 (3.22) 

 

DN，DS は n，s から P への拡散コンダクタンスである．粘性項である右辺第 3 項は以

下のように整理できる． 

 

∬−2𝜇
𝑢𝑟
𝑟2
𝑟𝑑𝑟𝑑𝑧 = −2𝜇P[𝑧]s

n∫
1

𝑟
𝑑𝑟 = −2𝜇P∆𝑧𝑢𝑟log (

𝑟e
𝑟w
) 

= −2 ∗ 𝜇P ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ 𝑢𝑟[𝑖][𝑗] ∗ log(𝑟[𝑖]/𝑟[𝑖 − 1]) (3.23) 

 

𝜇Pは点 P における粘性係数であり，隣接するスカラー量を格納する格子に格納された粘

性係数の調和平均値を与える．圧力勾配項である右辺第 4 項は次のように整理する．  
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∬−
𝜕𝑝

𝜕𝑟
𝑟𝑑𝑟𝑑𝑧 = [𝑧]s

n (−
𝑝e − 𝑝w
∆𝑟

∫𝑟𝑑𝑟 − 𝑟P∫
𝜕𝑝

𝜕𝑟
𝑑𝑟) 

= ∆𝑧 [
𝑝w − 𝑝e
∆𝑟

[
1

2
𝑟2]

w

e

− 𝑟P(𝑝e − 𝑝w)] = 2𝑟P∆𝑧 (
𝑝W − 𝑝𝐸

2
)

= 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ (𝑝[𝑖 − 1][𝑗] − 𝑝[𝑖][𝑗]) 

 

 

 

 

(3.24) 

 

最後に，右辺第 5 項に示す外力項は以下のように積分する． 

 

∬𝐹𝑟𝑟𝑑𝑟𝑑𝑧 = [
1

2
𝑟2]

w

e

[𝑧]s
n𝐹𝑟 = 𝑟∆𝑟∆𝑧𝐹𝑟 = 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ 𝐹𝑟[𝑖][𝑗] (3.25) 

 

以上の式(3.7)～式(3.25)示した各項を未知数毎にまとめると，次式のように整理できる． 

 

𝐴𝑃𝑢𝑟P = 𝐴𝑁𝑢𝑟N + 𝐴𝑆𝑢𝑟S + 𝐴𝐸𝑢𝑟E + 𝐴𝑊𝑢𝑟W + 𝑆𝑃𝑢𝑟P + 𝑆𝑈 (3.26) 

𝐴𝑁 = −0.5𝐶𝑁 + 𝐷𝑁 (3.27) 

𝐴𝑆 = 0.5𝐶𝑆 + 𝐷𝑆      (3.28) 

𝐴𝐸 = −0.5𝐶𝐸 + 𝐷𝐸 (3.29) 

𝐴𝑊 = 0.5𝐶𝑊 + 𝐷𝑊 (3.30) 

 𝑆𝑃 = −2 ∗ 𝜇P ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ log(𝑟[𝑖]/𝑟[𝑖 − 1]) (3.31) 

 𝑆𝑈 = 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝜇n ∗ (𝑢𝑧[𝑖 + 1][𝑗 + 1] − 𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1]) − 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝜇s

∗ (𝑢𝑧[𝑖 + 1][𝑗] − 𝑢𝑧[𝑖][𝑗]) 

 +𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ (𝑝[𝑖 − 1][𝑗] − 𝑝[𝑖][𝑗]) + 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] ∗ 𝐹𝑟[𝑖][𝑗] 

 

 

(3.32) 

𝐴𝑃 = 0.5𝐶𝑁 + 𝐷𝑁 − 0.5𝐶𝑆 + 𝐷𝑆 + 0.5𝐶𝐸 + 𝐷𝐸 − 0.5𝐶𝑊 + 𝐷𝑊 

 = 𝐴𝑁 + 𝐴𝑆 + 𝐴𝐸 + 𝐴𝑊 + 𝐶𝑁 − 𝐶𝑆 + 𝐶𝐸 − 𝐶𝑊 

 

(3.33) 

 

求めたこれらの係数を用いて解を求める前に，次項で述べる離散化スキームを適用し，

計算の精度を向上させる． 
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3.2.2 対流項の取扱い 

本研究では対流項と拡散項を含む係数 AN，AS，AE，AW に対する離散化スキームと

して，ハイブリッド法 60)を用いる．ハイブリッド法は二次精度中心差分法と一次精度風

上差分法を組み合わせた離散化スキームである．まずはこの二次精度中心差分法と一次

精度風上差分法のそれぞれについて述べる．簡単化のため，Fig. 3.5 に示す一次元の系

で考える． 

 

 

Fig. 3.5 Schematic illustration of 1-D computational domain. 

 

一次元の輸送方程式において，速度 u，拡散係数𝛤を一定とすると，次式が得られる．  

 

𝜌𝑢
𝑑𝜙

𝑑𝑥
= 𝛤

𝑑2𝜙

𝑑𝑥2
 (3.34) 

 

この方程式に境界条件（𝜙 = 𝜙W at x = 𝑥W, 𝜙 = 𝜙E at x = 𝑥E）を用いて解析解を求める

と，次式のようになる．  

 

𝜙 − 𝜙W
𝜙E −𝜙W

=
𝑒[𝑃𝑒(𝑥−𝑥W)/∆𝑥] − 1

𝑒2𝑃𝑒 − 1
 (3.35) 

 

ここで∆𝑥は EP 間の中点 e と PW 間の中点 w を結ぶ距離である．Pe は対流と拡散のバ

ランスを示す無次元数（Peclet 数）であり，次式で定義される．  

 

𝑃𝑒 =
𝜌𝑢∆𝑥

𝛤
 (3.36) 
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続いて式(3.34)に二次精度中心差分法を適用して離散化する．一次元のコントロール

ボリュームで積分すると，式(3.34)は次式のように整理できる．  

 

∫𝜌𝑢
𝑑𝜙

𝑑𝑥
𝑑𝑥 = ∫𝛤

𝑑 2𝜙

𝑑𝑥2
𝑑𝑥 

 𝜌𝑢(𝜙e − 𝜙w) = 𝛤 [(
𝑑𝜙

𝑑𝑥
)
e
− (

𝑑𝜙

𝑑𝑥
)
w
] 

 0.5 ∗ 𝜌𝑢(𝜙E − 𝜙W) = 𝛤 [(
𝜙E − 𝜙P
∆𝑥

) − (
𝜙P − 𝜙W
∆𝑥

)] 

0.5 ∗ 𝜌𝑢(𝜙E −𝜙W) =
𝛤

∆𝑥
(𝜙E − 2𝜙P + 𝜙W) 

 

 

 

 

 

 

(3.37) 

𝐴𝑃𝜙P = 𝐴𝐸𝜙E + 𝐴𝑊𝜙W (3.38) 

𝐴𝑃 =
2Γ

∆𝑥
 (3.39) 

 𝐴𝐸 =
𝛤

∆𝑥
− 0.5𝜌𝑢 =

𝛤

∆𝑥
(1 − 0.5

𝜌∆𝑥𝑢

𝛤
) =

𝛤

∆𝑥
(1 − 0.5𝑃𝑒) (3.40) 

 𝐴𝑊 =
𝛤

∆𝑥
+ 0.5𝜌𝑢 =

𝛤

∆𝑥
(1 + 0.5

𝜌∆𝑥𝑢

𝛤
) =

𝛤

∆𝑥
(1 + 0.5𝑃𝑒) (3.41) 

 

式(3.38)を式(3.39)で除することで𝜙Pを求める． 

 

𝜙P = 0.5(1 − 0.5𝑃𝑒)𝜙E + 0.5(1 + 0.5𝑃𝑒)𝜙W (3.42) 

 

解析解である式(3.35)と数値解である式(3.42)をそれぞれの Pe 毎に求めると Fig. 3.6，Fig. 

3.7 のようになる．解析解に注目すると，Pe の増加，すなわち対流の影響が大きくなる

ほど下流である東側に物理量𝜙が輸送されていることがわかる．一方，中心差分により

求めた解は Pe が 2 を超えると負になり，解析解と異なる解を示すことがわかる． 

 



-66- 

 

 

Fig. 3.6 Analytical solution for each Peclet  number.  

 

 

Fig. 3.7 Numerical results for each Peclet  number using central differencing scheme. 

 

この問題を解決するため，一次精度風上差分法では対流項に対し，次のような近似を

行う．点 w の速度をuwとし，𝑢𝑤 > 0のとき𝜙w = 𝜙W，𝑢𝑤＜0のとき𝜙w = 𝜙Pと近似する．

このように上流側の値を使うことから風上差分法と呼ばれる．なお， 𝜙W，𝜙Pを点 w の

値で Taylor 展開し𝜙w = 𝜙𝑊，𝜙w = 𝜙Pと近似した場合，第 2 項以降が 0 になることから，

この風上差分法の精度は一次となる．東側と西側からの対流流束を次式のように表現す

る． 

-0.5

0.0

0.5

1.0
Pe = 0

Pe = 1

Pe = 2

Pe = 3

Pe = 4



PW E

-0.5

0.0

0.5

1.0
Pe = 0

Pe = 1

Pe = 2

Pe = 3

Pe = 4



PW E
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 𝜌𝑢w𝜙w = 𝜙Wmax(𝜌𝑢w, 0) − 𝜙Pmax(−𝜌𝑢w, 0) (3.43) 

 𝜌𝑢e𝜙e = 𝜙Pmax(𝜌𝑢e, 0) − 𝜙Emax(−𝜌𝑢e, 0) (3.44) 

 

max()は括弧内の値の最大値をとることを示している．コントロールボリュームで積分

した式(3.34)に式(3.43)，式(3.44)を代入し，𝜙Pを求める． 

 

∫𝜌𝑢
𝑑𝜙

𝑑𝑥
𝑑𝑥 = ∫𝛤

𝑑 2𝜙

𝑑𝑥2
𝑑𝑥 

 𝜌𝑢(𝜙e − 𝜙w) = 𝛤 [(
𝑑𝜙

𝑑𝑥
)
e
− (

𝑑𝜙

𝑑𝑥
)
w
] 

[𝜙Pmax(𝜌𝑢e, 0) − 𝜙Emax(−𝜌𝑢e, 0)] − [𝜙Wmax(𝜌𝑢w, 0) − 𝜙Pmax(−𝜌𝑢w, 0)] 

= Γ [(
𝜙E − 𝜙P
∆𝑥

) − (
𝜙P −𝜙W
∆𝑥

)] =
Γ

∆𝑥
(𝜙E − 2𝜙P + 𝜙W) 

 

 

 

 

 

(3.45) 

𝐴𝑃 =
2𝛤

∆𝑥
+max(𝜌𝑢e, 0) + max(−𝜌𝑢w, 0) =

𝛤

∆𝑥
[2 + max(𝑃𝑒e, 0) +max(−𝑃𝑒w, 0)] (3.46) 

 𝐴𝐸 =
𝛤

∆𝑥
−max(𝜌𝑢e, 0) (3.47) 

 𝐴𝑊 =
𝛤

∆𝑥
+max(𝜌𝑢w, 0) (3.48) 

 

今考えている系ではuw = ue = 𝑢 > 0であるから，𝑃𝑒e = 𝑃𝑒w = 𝑃𝑒となる．したがって式

(3.43)，式(3.44)より  𝜙w = 𝜙W，𝜙e = 𝜙Pとなるから，式(3.45)より 

 

𝜌𝑢(𝜙P − 𝜙W) =
Γ

∆𝑥
(𝜙E − 2𝜙P + 𝜙W) (3.49) 

𝜙P =
1

2 + 𝑃𝑒
𝜙𝐸 +

1 + 𝑃𝑒

2 + 𝑃𝑒
𝜙W (3.50) 
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となる．式(3.50)を各 Pe について描画すると Fig. 3.8 のようになる．Pe が 2 を超えても

点 Pの物理量が Fig. 3.7に示した中心差分法を用いたときのように負になることはない． 

本研究で用いるハイブリッド法は，対流と拡散のバランスを示す式(3.36)の Peclet 数

Pe によって離散化スキームを切り替える．具体的には，Pe が 2 未満の場合は二次精度

である中心差分法を採用する．一方 Pe が 2 を超える場合では中心差分法では破滅的な

解を招いてしまうために，精度は一次に落ちるものの輸送性を考慮する風上差分法を採

用する．例えば，コントロールボリューム P に対し，西方向に接続されているコントロ

ールボリューム W との界面における単位面積あたりの正味の流束は次のように場合分

けできる． 

 

𝑞w = 𝜌𝑢 [0.5 (1 +
2

𝑃𝑒
)𝜙W + 0.5 (1 −

2

𝑃𝑒
)𝜙P] -2<Pe<2 の場合 (3.51) 

𝑞w = 𝜌𝑢𝜙W Pe≧2 の場合 (3.52) 

𝑞w = 𝜌𝑢𝜙P Pe≦-2 の場合 (3.53) 

 

式(3.51)～式(3.53)は |Pe|≦2 の場合は拡散項を無視し，対流項に対して一次精度風上差分

法を適用し， |Pe|＜2 の場合は対流項と拡散項を考慮した二次精度中心差分法を適用す

ることを意味している．  

例として以上に示したハイブリッド法を式(3.27)～式(3.30)に適用すると，最終的に対

流項と拡散項を含む係数𝐴𝑃，𝐴𝑁，𝐴𝑆，𝐴𝐸，𝐴𝑊は次式のように離散化できる． 

 

𝐴𝑁 = max(−(𝜌𝑢𝑧𝑑𝐴)n, (𝜇𝑑𝐴/∆𝑧 )n − 0.5(𝜌𝑢𝑧𝑑𝐴)n, 0) (3.54) 

𝐴𝑆 = max((𝜌𝑢𝑧𝑑𝐴)s, (𝜇𝑑𝐴/∆𝑧 )s + 0.5(𝜌𝑢𝑧𝑑𝐴)s, 0)     (3.55) 

𝐴𝐸 = max(−(𝜌𝑢𝑟𝑑𝐴)e, (𝜇𝑑𝐴/∆𝑟 )e − 0.5(𝜌𝑢𝑟𝑑𝐴)e, 0) (3.56) 

𝐴𝑊 = max((𝜌𝑢𝑟𝑑𝐴)w, (𝜇𝑑𝐴/∆𝑟 )w + 0.5(𝜌𝑢𝑟𝑑𝐴)w, 0) (3.57) 

 

𝑑𝐴はその点におけるコントロールボリュームの面積，∆𝑟は EP 間の中点 e と PW 間の中

点 w を結ぶ距離であり，∆𝑧は NP 間の中点 n と PS 間の中点 s を結ぶ距離である．  
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Fig. 3.8 Numerical results for each Peclet number using upwind differencing scheme. 

 

3.2.3 ソルバー 

 本研究では並列化による計算の高速化を図るため，Red-Black SOR（Successive Over 

Relaxation）法によって支配方程式の解を求める．この Red-Black SOR 法は Even-Odd SOR

法とも呼ばれる計算解法であり，以下にその手順を述べる．まず，一般的な SOR 法に

ついて述べる．Fig. 3.2 に示した点 P の物理量は，式(3.2)を変形して以下のように求め

ることができる． 

 

𝜙′′P = (𝐴𝑁𝜙′N + 𝐴𝑆𝜙′′S + 𝐴𝐸𝜙′E + 𝐴𝑊𝜙′′W + 𝑆𝑃𝜙′P + 𝑆𝑈)/𝐴𝑃 (3.58) 

 

ここで𝜙′′は更新後の物理量を示し，𝜙′は更新前の物理量であることを示している．この

式をさらに以下のように拡張した後，緩和係数ψを導入する． 

 

𝜙′′P = 𝜙′P + (𝐴𝑁𝜙′N + 𝐴𝑆𝜙′′S + 𝐴𝐸𝜙′E + 𝐴𝑊𝜙′′W + 𝑆𝑃𝜙′P + 𝑆𝑈)/𝐴𝑃 − 𝜙′P (3.59) 

𝜙′′P = 𝜙′P + ψ[(𝐴𝑁𝜙′N + 𝐴𝑆𝜙
′′
S + 𝐴𝐸𝜙

′
E + 𝐴𝑊𝜙

′′
W + 𝑆𝑃𝜙′P + 𝑆𝑈)/𝐴𝑃 − 𝜙

′
P] (3.60) 

 

この式(3.60)を用いて物理量を更新し収束させる手法が SOR 法であり，通常の SOR 法

では並列化の際に隣接する格子点を異なるスレッドが同時に更新してしまうおそれが

-0.5

0.0

0.5

1.0
Pe = 0
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Pe = 3

Pe = 4



PW E



-70- 

 

ある． 

そこでこの SOR 法を並列計算用のソルバーである Red-Black SOR 法へと拡張する．

全ての格子点の座標から，それぞれのハッシュ値𝜁を求める．ハッシュ値𝜁は次式で定義

される値である．  

 

𝜁 = 𝑖 × 𝑁𝐽 + 𝑗 (3.61) 

 

𝑁𝐽は z 方向の格子点数である．このハッシュ値が奇数か偶数かによってグループ分けを

行う．奇数の格子点を赤で，偶数の格子点を黒で表現すると，計算領域の格子点は Fig. 

3.9 のようになる．Red-Black SOR 法では，この黒と赤にグループ分けされた格子点の物

理量を交互に更新することで解を求める．すなわち，黒の物理量を更新する際は赤の格

子点の物理量は更新せずに定数として扱い，赤の物理量を更新する際は黒の格子点の物

理量を更新せずに定数として扱う．ある物理量ϕの更新は次式に従って行われる．  

 

𝜙′′P
B
= 𝜙′P

B
+ 𝜓[(𝐴𝑁𝜙′N

R
+ 𝐴𝑆𝜙′S

R
+ 𝐴𝐸𝜙′E

R
+ 𝐴𝑊𝜙′W

R
 

+𝑆𝑃𝜙′P
B
+ 𝑆𝑈)/𝐴𝑃 − 𝜙′P

B
] 

(3.62) 

𝜙′′P
R
= 𝜙′P

R
+ 𝜓[(𝐴𝑁𝜙′N

B
+ 𝐴𝑆𝜙′S

B
+ 𝐴𝐸𝜙′E

B
+ 𝐴𝑊𝜙′W

B
 

+𝑆𝑃𝜙′P
R
+ 𝑆𝑈)/𝐴𝑃 − 𝜙′P

R
] 

(3.63) 

 

添字 B，R は黒色の格子点および赤色の格子点を示しており，点 P が黒なら式(3.62)を，

赤なら式(3.63)を用いて物理量を更新することを意味する．このように物理量の更新は

自身と隣接する 4 つの格子点の情報しか参照しないため，黒の格子点と赤の格子点を交

互に更新することで競合することなく並列化することが可能になる．  
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Fig. 3.9 Schematic illustration of Red-Black SOR method. 

 

3.2.4 計算アルゴリズム  

本計算では計算アルゴリズムとして，式(3.3)，式(3.4)に示した運動方程式と式(3.5)に

示した質量保存則を用いて圧力 p を求める SIMPLE (Semi-Implicit Method for Pressure 

Linked Equations)アルゴリズムを採用した．以下にその計算手順を述べる．まず式(3.3)，

式(3.4)を離散化して各係数でまとめると，それぞれ式(3.2)の形式で記述することができ

る．そして，それらの式を次式のように書き直す．なお，以下には各方向の代表として

点 e，n の離散化例を示していく． 

 

 𝐴𝐸𝑢𝑟e =∑𝐴𝛯𝜉 + 𝛬 + 𝑟∆𝑧(𝑝P − 𝑝E) (3.64) 

 𝐴𝑁𝑢𝑧n =∑𝐴𝛯𝜉 + 𝛬 + 𝑟∆𝑟(𝑝P − 𝑝N) (3.65) 

 

ここで𝐴𝛯，𝜉は点 P に隣接する格子点の離散化係数および物理量であり，この物理量は

式(3.3)，式(3.4)においては速度 ur，uz である．Λは生成項をまとめたものである．圧力 p

に対して適正な推定値 p*を考えると，速度の推定値𝑢∗𝑟，u*z を次式のように求めること

ができる． 
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𝐴𝐸𝑢𝑟
∗
𝑒 =∑𝐴𝛯𝜉∗ + 𝛬 + 𝑟∆𝑧(𝑝P

∗ − 𝑝E
∗) (3.66) 

 𝐴𝑁𝑢𝑧
∗
𝑛 =∑𝐴𝛯𝜉∗ + 𝛬 + 𝑟∆𝑟(𝑝P

∗ − 𝑝N
∗ ) (3.67) 

 

ここで正しい物理量 ur，uz，p，推定量𝑢𝑟
∗，𝑢𝑧

∗，𝑝∗，補正量𝑢𝑟
′，𝑢𝑧

′，𝑝′の関係を次式のよ

うに定義する． 

 

𝑢𝑟 = 𝑢𝑟
∗ + 𝑢𝑟

′  (3.68) 

𝑢𝑧 = 𝑢𝑧
∗ + 𝑢𝑧

′  (3.69) 

𝑝 = 𝑝∗ + 𝑝′ (3.70) 

 

これらの式を式(3.64)，式(3.65)に代入した後，式(3.66)，式(3.67)を引くことで各補正量

を求める次式が得られる． 

 

 𝐴𝐸𝑢′𝑟e =∑𝐴𝛯𝜉′ + 𝑟∆𝑧(𝑝′P − 𝑝′E) (3.71) 

 𝐴𝑁𝑢′𝑧n =∑𝐴𝛯𝜉′ + 𝑟∆𝑟(𝑝′P − 𝑝′N) (3.72) 

 

隣接する格子点から受ける影響が小さいと仮定し，式(3.71)，式(3.72)の右辺第 1 項を省

略する．解が収束すると補正量は全て 0 になることから，この省略は収束解を得ること

を前提とすることで認められる合理的な省略になる．右辺第 1 項を省略し，整理した式

(3.71)，式(3.72)から速度補正量𝑢′𝑟，𝑢′𝑧は次式のように表される．  

 

𝑢′𝑟e = 𝑑𝑢𝑟(𝑝′P − 𝑝′E) = 𝑑𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] ∗ (𝑝
′[𝑖][𝑗] − 𝑝′[𝑖 + 1][𝑗]) (3.73) 

𝑑𝑢𝑟 = 𝑟e∆𝑧/𝐴𝐸 = 𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] /𝐴𝐸 (3.74) 

 𝑢′𝑧n = 𝑑𝑢𝑧(𝑝′P − 𝑝′N) = 𝑑𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1] ∗ (𝑝
′[𝑖][𝑗] − 𝑝′[𝑖][𝑗 + 1]) (3.75) 

𝑑𝑢𝑧 = 𝑟n∆𝑟/𝐴𝑁 = 𝑟[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤[𝑖]/𝐴𝑁 (3.76) 

 

以上と同様の手順で𝑢′𝑟w，𝑢′𝑧sを求め，連続の式をコントロールボリュームで積分した
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式(3.77)に代入することで，最終的な圧力補正量𝑝′に関する式(3.78)が得られる． 

 

[(𝑟𝜌𝑢𝑟)e − (𝑟𝜌𝑢𝑟)w]𝑟∆𝑧 + [(𝑟𝜌𝑢𝑧)n − (𝑟𝜌𝑢𝑧)s]𝑟∆𝑟 = 0 (3.77) 

𝐴𝑃𝑝′P = 𝐴𝑁𝑝
′
N + 𝐴𝑆𝑝

′
S + 𝐴𝐸𝑝

′
E + 𝐴𝑊𝑝

′
𝑊 + 𝑆𝑈                    (3.78) 

                                       𝐴𝑃 = 𝐴𝑁 + 𝐴𝑆 + 𝐴𝐸 + 𝐴𝑊 (3.79) 

                                       𝐴𝑁 = (𝑟𝜌𝑑𝑢𝑧∆𝑟)n = 𝑟[𝑖] ∗ 𝜌n ∗ 𝑑𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1] ∗ 𝑠𝑒𝑤[𝑖] (3.80) 

                                       𝐴𝑆 = (𝑟𝜌𝑑𝑢𝑧∆𝑟)s = 𝑟[𝑖] ∗ 𝜌s ∗ 𝑑𝑢𝑧[𝑖][𝑗] ∗ 𝑠𝑒𝑤[𝑖] (3.81) 

                                       𝐴𝐸 = (𝑟𝜌𝑑𝑢𝑟∆𝑧)e =  𝑟𝑢[𝑖 + 1] ∗ 𝜌e ∗ 𝑑𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] (3.82) 

                                      𝐴𝑊 = (𝑟𝜌𝑑𝑢𝑟∆𝑧)w =  𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝜌w ∗ 𝑑𝑢𝑟[𝑖][𝑗] ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] (3.83) 

                                       𝑆𝑈 = [(𝑟𝜌𝑢∗)w − (𝑟𝜌𝑢
∗)e]∆𝑧 + [(𝜌𝑢

∗)s − (𝜌𝑢
∗)n]𝑟∆𝑟 

  = (𝑟𝑢[𝑖] ∗ 𝜌w ∗ 𝑢𝑟[𝑖][𝑗] − 𝑟𝑢[𝑖 + 1] ∗ 𝜌e ∗ 𝑢𝑟[𝑖 + 1][𝑗]) ∗ 𝑠𝑛𝑠[𝑗] 

+(𝜌s ∗ 𝑢𝑧[𝑖][𝑗] − 𝜌n ∗ 𝑢𝑧[𝑖][𝑗 + 1]) ∗ 𝑟[𝑖] ∗ 𝑠𝑒𝑤[𝑖] 

 

 

(3.84) 

 

式(3.78)を前項で述べたソルバーで解くことで圧力の補正量𝑝′を求め，式(3.70)，式(3.73)，

式(3.75)などから補正後の p，ur，uz が求まる．この SIMPLE アルゴリズムのフローチャ

ートを Fig. 3.10 に示す． 
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Fig. 3.10 Flowchart of SIMPLE algorithm.  
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3.3 非圧縮性 SPH 法 

3.3.1 原理と離散化手法 

 本研究で母材，溶滴，溶接ビードを解く計算手法として取り扱う SPH (Smoothed 

Particle Hydrodynamics)法は，宇宙物理学における気体動力学的問題の数値計算を目的と

して，Lucy35)によって開発された計算手法である．SPH 法では，粒子が質量やエネルギ

ーなどの物理量を運ぶ．ある粒子aが存在する地点𝑥 𝑎 = (𝑥, 𝑦, 𝑧)における物理量𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎)は，

近傍の粒子𝑏との相互作用を考慮して次式で記述できる．  

 

𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎) =∑𝑚𝑏

𝜙𝑏
𝜌𝑏
𝑊𝑎𝑏

𝑏

 (3.85) 

 

添字a, bは粒子番号を表し，𝑚は粒子の質量，𝜌は粒子の密度，𝑊𝑎𝑏は座標 𝑥 𝑎と粒子𝑏間の

距離|𝑙𝑎𝑏⃗⃗ ⃗⃗  ⃗|と粒子直径𝑑に等しいカーネル長さℎによって決まるカーネル関数である．これ

は Fig. 3.11 に示すように，座標 𝑥 𝑎を中心とする半径 2 ℎの評価円内の粒子bから，カー

ネル関数に従って広がる物理量𝜙b の重ね合わせによって，座標 𝑥 𝑎の物理量𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎)が決

まることを示している．  

この物理量の分布を決めるカーネル関数として，本研究では三次元空間での M4 スプ

ライン関数である式(3.86)を用いた．これは Fig. 3.12 に示すような滑らかな関数であり，

座標 𝑥 𝑎から半径 2 ℎまでの範囲に座標 𝑥 𝑎の物理量が分布していることを表している． 

  

𝑊𝑎𝑏 = 
1

𝜋ℎ3

{
  
 

  
 
1.0 − 1.5 (

|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
)

2

+ 0.75(
|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
)

3

                                   

 2.0 − 3.0
|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
+ 1.5(

|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
)

2

− 0.25(
|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
)

3

             

                             
                                    0                                          

 

(0 ≤ |𝑙 𝑎𝑏| < ℎ) 

(3.86) 
(ℎ ≤ |𝑙 𝑎𝑏| < 2ℎ) 

(2ℎ ≤ |𝑙 𝑎𝑏|) 
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Fig. 3.11 Superposition of physical properties of neighboring particles.  

 

 

Fig. 3.12 Distribution of the kernel function. 
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さらに，物理量𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎)の勾配𝛻𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎)は式(3.85)のカーネル関数を微分することで得られ， 

 

𝛻𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎) =∑
𝑚𝑏

𝜌𝑏
𝜙𝑏𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

  (3.87) 

 

と記述できる．𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏は式(3.86)に示したカーネル関数の一階微分を示しており，次式で

表される． 

 

𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏 =
1

𝜋ℎ4

{
 
 
 

 
 
 
[−3.0

|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
+ 2.25(

|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
)

2

]
𝑙 𝑎𝑏

|𝑙 𝑎𝑏|
                    

[−3.0 + 3.0
|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
− 0.75(

|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
)

2

    ]
𝑙 𝑎𝑏

|𝑙 𝑎𝑏|
   

      
 0                                                    

 

(0 ≤ |𝑙 𝑎𝑏| < ℎ) 

(3.88) 

(ℎ ≤ |𝑙 𝑎𝑏| < 2ℎ) 

(2ℎ ≤ |𝑙 𝑎𝑏|) 

 

 なお粒子間において𝛻𝜙の対称性が必要となる場合，𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎)の勾配𝛻𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎)は座標  𝑥 𝑎

と粒子b間の差𝜙𝑏 − 𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎)の重ね合わせである次式で与えられる．  

 

𝛻𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎) =∑
𝑚𝑏

𝜌𝑏
(𝜙𝑏 − 𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎))𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

 (3.89) 

 

3.3.2 Navier-Stokes 方程式による流体運動の記述  

 流体の運動を表す Navier-Stokes 方程式は，密度変化が無視できる非圧縮性流体を取

り扱う場合，式(3.90)のように Lagrange 形式で表される．  

 

𝜌
𝐷𝑢⃗ 

𝐷𝑡
=  −𝛻𝑝 + (𝛻 ∙ 𝜇𝛻)𝑢⃗ + 𝐹   (3.90) 

 

ここで，u⃗ ，F⃗  はそれぞれ速度ベクトル，外力ベクトルを示している．この両辺を𝜌で除
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することで粒子の速度を求めることができる．この粒子の密度𝜌は式(3.85)において𝜙 =

𝜌とすることで求めることができ，  

 

𝜌(𝑥 =𝑥 𝑎) =∑𝑚𝑏

𝜌𝑏
𝜌𝑏
𝑊𝑎𝑏

wc

𝑏

=∑𝑚𝑏𝑊𝑎𝑏
wc

𝑏

 (3.91) 

 

となる．ここで𝑊𝑎𝑏
wcは，粒子の位置ベクトルではなく座標 𝑥 𝑎の評価円の重心ベクトル

𝑥 𝑎
wcを用いて求めたカーネル関数である．座標  𝑥 𝑎の評価円の重心ベクトル𝑥 𝑎

wcは次式で

定義され，流体内部では粒子の位置ベクトルとおおよそ一致し，流体表面では流体内部

側に偏る．この式(3.92)は一般的な重心位置の算出方法を SPH 法に適用した式であり，

質量や体積の代わりにカーネル関数の値を用いている．評価円の重心ベクトルを用いて

密度を算出する理由は，流体表面では流体内部よりも評価円内に存在する粒子数が少な

いために位置ベクトルを用いて密度を算出すると過小に評価されてしまうからである． 

 

𝑥 (𝑥 =𝑥 𝑎)
wc =

∑ 𝑥 𝑏𝑊𝑎𝑏𝑏

∑ 𝑊𝑎𝑏𝑏
 (3.92) 

 

式(3.90)の右辺第 1 項中の𝛻𝑝は，ナブラの積の法則に基づいて次のように展開できる． 

 

𝛻𝑝

𝜌
= 𝛻 (

𝑝

𝜌
) +

𝑝

𝜌2
𝛻𝜌 (3.93) 

 

したがって粒子𝑎の圧力勾配項は式(3.87)と式(3.93)を用いて次式のように書き表せる．  

 

(
∇𝑝

𝜌
)
(𝑥 =𝑥 𝑎)

= 𝛻 (
𝑝𝑎
𝜌𝑎
) +

𝑝𝑎
𝜌𝑎

2
𝛻𝜌𝑎 =∑

𝑚𝑏

𝜌𝑏

𝑝𝑏
𝜌𝑏
𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

+∑
𝑚𝑏

𝜌𝑏

𝑝𝑎
𝜌𝑎

2
𝜌𝑏𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

=∑𝑚𝑏 (
𝑝𝑎
𝜌𝑎

2
+
𝑝𝑏
𝜌𝑏

2
)𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

    

 

 

(3.94) 



-79- 

 

また式 (3.90)の右辺第 2 項である粘性力項は，粒子法の一種である MPS (Moving 

Particle Semi-implicit)法の離散化手法を取り入れる．MPS 法では物理量ϕ
a
のラプラシア

ンは次式で示す形で離散化される 36, 64)． 

 

𝛻2𝜙(𝑥 =𝑥 𝑎) =
2𝛿

𝜆𝑎𝑁𝑎𝜌𝑎
∑(𝜙𝑏 −𝜙𝑎)𝑤(|𝑙 𝑎𝑏|, 𝑟𝑒)

𝑏≠𝑎

 (3.95) 

 

𝛿は空間次元数を表しており，本研究は三次元空間でのシミュレーションを行うため，

𝛿 = 3 である．w は MPS 法における重み関数，𝑟𝑒は影響半径である．また分母の𝜆は MPS

法におけるパラメータを，N は粒子数密度を示しており，本研究では重み関数を式(3.86)

に示したカーネル関数に置き換えることで SPH 法へと適用した，次の式(3.96)，式(3.97)

を用いた． 

 

𝜆𝑎 =
∑ |𝑙 𝑎𝑏|

2
𝑊𝑎𝑏𝑏

∑ 𝑊𝑎𝑏𝑏
 (3.96) 

𝑁𝑎 =∑𝑊𝑎𝑏

𝑏

 (3.97) 

 

このラプラシアンを含む項に係数𝐴が存在する場合，物理量ϕ
a
のラプラシアンは粒子間

にはたらく作用，反作用を考慮して次式で離散化される．  

 

(𝐴𝛻2𝜙)(𝑥 =𝑥 𝑎) =
2𝛿

𝜆𝑎𝑁𝑎𝜌𝑎
∑

𝐴𝑏 + 𝐴𝑎
2

(𝜙𝑏 − 𝜙𝑎)𝑤(|𝑙 𝑎𝑏|, 𝑟𝑒)

𝑏≠𝑎

 (3.98) 

 

したがって粒子𝑎の粘性力項は，カーネル関数を置き換えた式(3.98)を用いることで次式

のように離散化される．  

 



-80- 

 

[(𝛻 ∙ 𝜇𝑎𝛻)𝑢⃗ ](𝑥 =𝑥 𝑎) =
2𝛿

𝜆𝑎𝑁𝑎𝜌𝑎
∑

𝜇𝑏 + 𝜇𝑎
2

(𝑢⃗ 𝑏 − 𝑢⃗ 𝑎)𝑊𝑎𝑏

𝑏≠𝑎

 (3.99) 

 

 以上の過程より，粒子 a の速度は式(3.90)を基に次式で求めることができる．  

 

𝐷𝑢⃗ 𝑎
𝐷𝑡

= −∑𝑚𝑏 (
𝑝𝑎
𝜌𝑎

2
+
𝑝𝑏
𝜌𝑏

2
)𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

+
2𝛿

𝜆𝑎𝑁𝑎𝜌𝑎
∑

𝜇𝑎 + 𝜇𝑏
2

(𝑢⃗ 𝑏 − 𝑢⃗ 𝑎)𝑊𝑎𝑏

𝑏≠𝑎

+
𝐹 𝑎
𝜌𝑎

 (3.100) 

 

3.3.3 近傍粒子探索アルゴリズム 

 これまで示した離散化から，粒子法ではある点の物理量を求める際，カーネル関数内

の粒子が持つ物理量を足し合わせる必要があることを示した．しかしながら，計算領域

中の o 個の粒子に対して o 回の判定を行うと o2 回の計算が必要になる．また式(3.86)か

らわかるようにカーネル半径 2ℎ以上離れた粒子とのカーネル関数は全て 0 になること

から，全ての粒子に対して判定を行うことは無駄な計算コストを膨大に生じさせること

になる．そこで本研究では以下に示す近傍粒子探索アルゴリズムによって計算回数の短

縮を行う．以下に二次元の計算領域を例として説明する． 

 まず，Fig. 3.13 に示すように粒子群の存在する計算領域に幅 2ℎの格子（ゾーン）を設

定する．このゾーンは有限体積法で用いられるような計算格子ではなく，各ゾーンに存

在する粒子の数と粒子番号を記憶しておくためだけのものである．今，計算領域に

NZX×NZY のゾーンを設定したとすると，各ゾーンのハッシュ値𝜁 は式(3.61)と同様に次

式で記述される．なお，各ゾーンは 4 つの格子点によって構成されているが，あるゾー

ンのハッシュ値はこれらの 4 つの格子点のうち，各方向最小の位置座標を持つ格子点に

等しい． 

 

𝜁 = 𝑖 × 𝑁𝑍𝑌 + 𝑗 (3.101) 

 

 一方，粒子の座標からも粒子のハッシュ値を求めることができる．ある地点𝑥 𝑎 = (𝑥, 𝑦)

に位置する粒子aのハッシュ値𝜁𝑎 は，各座標をゾーンの幅 2ℎで除することで得られ， 
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𝜁𝑎 = floor (
𝑥

2ℎ
) × 𝑁𝑍𝑌 + floor (

𝑦

2ℎ
) (3.102) 

 

floor()は括弧内の小数点以下の値を切り捨て，整数型に変換することを意味している．

これらの処理を全ての粒子に対して行うことで，全ての粒子は計算領域内のいずれかの

ゾーンに格納され，各ゾーンは自身に格納された粒子の数と粒子番号を記録する． 

 そしてある粒子の近傍粒子探索を行う際は，その粒子が格納されているゾーンに対し

各方向±1 つ分のゾーンに格納された粒子に対してカーネル関数である式(3.86)を計算

する．この探索アルゴリズムでは Fig. 3.14 に示すように，自身のゾーンを含む全 9 つの

ゾーンに存在する粒子と計算を行うだけでカーネル半径内の全ての粒子と計算するこ

とができ，計算量を大幅に低減することが可能である．  

 

          

Fig. 3.13 Schematic illustration of zones in computational domain.  
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Fig. 3.14 Schematic illustration of zones to be calculated in computational domain.  

 

3.3.4 非圧縮性近似手法 

 本研究で用いる SPH 法は元来，圧縮性流体に対して開発された数値計算手法である．

したがって SPH 法を非圧縮性流体に対して適用した場合，時間刻みをとても小さくし

なければ密度を均一に保ったまま運動をすることができず，莫大な計算コストが必要に

なる． 

この問題に対し，福西らは非圧縮性近似手法 44, 46)を開発し，大きな時間刻みのままで

流体の密度を均一に保ちながら非圧縮流れを計算することに成功し，SPH 法を非圧縮性

流体に適用した際の計算コストを大幅に低減した．この手法は予測‐修正法に基づく反

復解法によって密度場の偏りを緩和しながら速度場を更新する計算手法である．   

Fig. 3.15 に非圧縮性近似手法の模式図を示し，Fig. 3.16 にこの非圧縮性近似手法を含

む SPH 法のフローチャートを示す．この手法では，まず直前の時間ステップでの外力

と粘性力から求まる速度予測子uR
t-1に従って全流体粒子を移動させる(Fig. 3.15(a))．全体

の密度場はこの移動によって一時的に不均一となる．次に，式(3.100)の右辺第 1 項に従

って密度場が均一になるように予測子を修正し，修正された予測子uI
tによって全流体粒
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子を移動させる(Fig. 3.15(b))．この移動に用いる式(3.100)の右辺第 1 項は式(3.94)から求

まり，粒子間の圧力勾配を示す項である．圧力𝑝は音速𝑐を介することで𝛻𝑝 = 𝑐2𝛻𝜌と書く

ことができる．よって，この項は粒子間の密度勾配を示す項となる．この式 (3.100)の右

辺第 1 項のみに従って全流体粒子を動かす過程を複数回繰り返すことで，密度場の偏り

を緩和する．このとき，式(3.94)から得られる加速度は次式に従ってスムージング処理

をすることで，慣性移動や予測子uR
t-1による移動に伴って生じる瞬間的な密度の増減に

よって計算が破綻することを防いでいる．  

 

𝑎 Press
′

𝑎
= (1 − Aex)𝑎 Press𝑎 + Aex

∑ 𝑃𝑏𝑊𝑎𝑏𝑏

∑ 𝑊𝑎𝑏𝑏
 (3.103) 

 

𝑎 Press
′ はスムージング処理後の加速度を示し，𝑎 Pressは式(3.94)から得られた加速度を示し

ている．Aexはオリジナルの加速度と補正量との比を示す定数であり，本研究では 0.48

とする．なお，粒子を動かす時間ステップ∆𝑡′は，速度予測子uR
t-1に従って全流体粒子を

動かしたときに用いた時間ステップ∆𝑡に比べ，十分小さい時間刻みである．  

そして密度場の偏りを緩和する過程を終えた後の最終位置と，直前の時間ステップで

の最終位置から速度予測子𝑢′R
𝑡
を算出し，これに粘性力による速度𝑢Vis

𝑡 と外力から求まる

速度𝑢Ext
𝑡 を加えたものが，その時間ステップにおける速度𝑢R

𝑡となる(Fig. 3.15(c))． 

非圧縮性 SPH 法は上記のように予測子の修正，移動を繰り返しながら，全体の密度

が均一となることを目標に粒子位置を修正することで非圧縮流れを表現する手法であ

る． 
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(a) Move particles along their speed 

 

(b) Adjust particles along pressure gradient 

 

(c) Calculate velocity, viscosity and some external forces for each particle 

Fig. 3.15 Schematic illustration of the density homogenizing algorithm.  
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Fig. 3.16 Flowchart of the density homogenizing algorithm.  
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3.4 離散要素法 

3.4.1 原理と離散化手法 

 粒子によって粉体の挙動を再現する離散要素法（DEM: Discrete Element Method）65)で

は，接触している粒子間にばね，ダンパ，摩擦スライダで表現される Voigt モデルに従

って接触力を与える．Fig. 3.17 に本研究で用いる Voigt モデルの模式図を示す．このモ

デルでは接触している粒子の中心同士を結ぶ線を法線方向と定義し，それに垂直な方向

を接線方向と定義する．そして法線方向に一対のばねとダンパ，接線方向に一対のばね

とダンパ，摩擦スライダを接続する．以下に，Fig. 3.17 に示した粒子𝑎，𝑏間にはたらく

接触力を例に説明する． 

 

 

Fig. 3.17 Schematic illustration of Voigt model. 

 

𝑎，𝑏間にはたらく法線方向の接触力𝐹 𝑎𝑏
Cnは，Newton の運動方程式に従い次式で表現さ

れる． 

 

𝐹 𝑎𝑏
Cn = −𝑘𝛥𝑥 n𝑎𝑏 + 𝜂𝑢⃗ n𝑎𝑏 (3.104) 
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ここでは k ばね定数，𝜂は粘性減衰定数である．右辺第 1 項は Hooke の法則に基づく反

発力であり，右辺第 2 項は粘性力である．𝛥𝑥 n𝑎𝑏および𝑢⃗ n𝑎𝑏は粒子𝑎，𝑏間の法線方向の

めり込み量を表す変位ベクトルおよび相対速度ベクトルであり，次式で定義される．  

 

𝛥𝑥 n𝑎𝑏 = (𝑑 − |𝑙
 
𝑎𝑏|)𝑛⃗ n𝑎𝑏 (3.105) 

𝑢⃗ n𝑎𝑏 = [(𝑢⃗ 𝑎 − 𝑢⃗ 𝑏) ∙ 𝑛⃗ n𝑎𝑏]𝑛⃗ n𝑎𝑏 (3.106) 

 

𝑛⃗ n𝑎𝑏は粒子𝑎，𝑏間の単位法線ベクトルであり，次式から求めることができる． 

 

𝑛⃗ n𝑎𝑏 =
𝑥 𝑎 − 𝑥 𝑏
|𝑥 𝑎 − 𝑥 𝑏|

 (3.107) 

 

粘性減衰定数𝜂は反発係数𝑒を用いて次式で定義される． 

 

 𝜂 = −2 ln 𝑒√
𝑚𝑘

𝜋2 + (ln 𝑒)2
 (3.108) 

 

次に接線方向の接触力𝐹 tを示す．接線方向の接触力は粒子間に滑りが生じるかどうかに

よって場合分けされ，  

 

𝐹 𝑎𝑏
Ct = −𝑘𝛥𝑥 t𝑎𝑏 −  𝜂 𝑢⃗ t𝑎𝑏 (|𝐹 Ct| ≤ 𝜐|𝐹 Cn|) (3.109) 

𝐹 𝑎𝑏
Ct = −𝜐|𝐹 Cn|𝑛⃗ t𝑎𝑏 (|𝐹 Ct| > 𝜐𝐹 Cn) (3.110) 

 

𝜐は摩擦係数である．式(3.109)の右辺第 1 項は Hooke の法則に基づく反発力であり，右

辺第 2 項は粘性力である．滑りが生じない式(3.109)において，𝛥𝑥 t𝑎𝑏および𝑢⃗ t𝑎𝑏は粒子 a，

b 間の接線方向についてのめり込み量を表す変位ベクトルおよび接線方向の相対速度ベ

クトルである．接線方向のめり込み量を表す変位ベクトルは次式で定義される．  
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𝛥𝑥 t𝑎𝑏 = |𝛥𝑥 t
′
𝑎𝑏
|𝑛⃗ t𝑎𝑏 + 𝑢⃗ t𝑎𝑏∆𝑡 (3.111) 

𝑛⃗ t𝑎𝑏 =

{
 
 

 
 
𝛥𝑥 t

′
𝑎𝑏

|𝛥𝑥 t
′
𝑎𝑏
|

𝑢⃗ 𝑎𝑏
|𝑢⃗ 𝑎𝑏|

 

（𝑢⃗ 𝑎𝑏=0） 

(3.112) 

（𝑢⃗ 𝑎𝑏≠0） 

 

𝑛⃗ t𝑎𝑏，𝛥𝑥 t
′
𝑎𝑏
，は粒子𝑎，𝑏間の単位接線ベクトルと直前の時間ステップの接線方向のめり

込み量を表す変位ベクトルであり，∆t，𝑢⃗ 𝑎𝑏は時間ステップと相対速度ベクトルである．

これらを用いて，接線方向の速度ベクトルは次式で表される．  

 

 𝑢⃗ t𝑎𝑏 = 𝑢⃗ 𝑎𝑏 − (𝑢⃗ 𝑎𝑏 ∙ 𝑛⃗ n𝑎𝑏)𝑛⃗ n𝑎𝑏 + 0.5𝑑(𝜔⃗⃗ 𝑎 + 𝜔⃗⃗ 𝑏) × 𝑛⃗ n𝑎𝑏 (3.113) 

 

𝜔⃗⃗ は角速度ベクトルである．滑りが生じる場合は式(3.110)を用いるが，この際粒子𝑎，𝑏

間の接線方向のめり込み量を表す変位は変化しない．したがって，このときの変位ベク

トルは次のように更新される． 

 

𝛥𝑥 t𝑎𝑏 =
𝐹 𝑎𝑏
Ct

𝑘
 (3.114) 

 

この𝐹 
Ctは式(3.110)の値を使用する．以上で求まる粒子間の接線方向の接触力から粒子

にはたらくトルクベクトル𝑇⃗ 𝑟𝑞を次式から求める．  

 

𝑇⃗ 𝑟𝑞𝑎 =∑𝐹 𝑎𝑏
Ct

𝑏

× 0.5(𝑑 − |𝑙 𝑎𝑏|) (3.115) 

 

トルクベクトル𝑇⃗ 𝑟𝑞は次式のように粒子の角加速度の更新に用いられる． 

 

𝑑𝜔⃗⃗ 𝑎
𝑑𝑡

=
𝑇⃗ 𝑟𝑞𝑎
𝐼

 (3.116) 
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𝜔⃗⃗ 𝑎 = 𝜔⃗⃗ 𝑎
′ +

𝑑𝜔⃗⃗ 𝑎
𝑑𝑡

∆𝑡 (3.117) 

 

I は慣性モーメントであり， 𝜔⃗⃗ 𝑎
′は直前の時間ステップの角加速度ベクトルである． 

 以上で示した法線方向の接触力と接線方向の接触力を接触している全粒子に対して

求め，𝑥𝑦𝑧の各方向に分解して粒子の速度に加える．ある時刻の粒子の速度は次式で更

新される． 

 

𝑢⃗ 𝑎 = 𝑢⃗ 𝑎
′ +

∑ 𝐹 𝑎𝑏
Cn

𝑏

𝑚
∆𝑡 +

∑ 𝐹 𝑎𝑏
Ct

𝑏

𝑚
∆𝑡 +

1

2
𝑔 ∆𝑡2 (3.118) 

 

𝑢⃗ 𝑎
′は直前の時間ステップの速度ベクトルであり，𝑔は重力加速度である． 

 

3.4.2 計算アルゴリズム 

 Fig. 3.18 に離散要素法のフローチャートを示す．まずは直前の時間ステップで求めた

接触力と外力によって，粒子を慣性で移動させる．次に 3.3.3 と同様の手法で近傍粒子

探索を行い，2 粒子間の距離がその 2 粒子の半径の和よりも短い粒子同士を接触してい

ると判定する．この際，直前の時間ステップでも接触していた粒子はその接触履歴を引

き継ぎ，接触していない粒子についてはその接触履歴をリセットとする．次に，接触力

の計算を行う．接触力はまず法線方向から計算した後，接線方向を求める．求めた接線

方向の接触力からは，粒子にはたらくトルクが求まる．これらの接触力とトルクを全て

の接触している粒子に対して求め，足し合わせることでその時間ステップにおける各粒

子の加速度と角加速度を求める．最後に，求めた加速度と角加速度によって粒子の速度

と角速度を更新し，次の時間ステップへと進行する． 
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Fig. 3.18 Flowchart of DEM.  

3.5 結言 

 本章ではアークプラズマの計算を行う有限体積法，溶滴および溶融金属の流動を取り

扱う非圧縮性 SPH 法，粉体とスラグの挙動を解く離散要素法のそれぞれについて，そ

れらの原理と離散化手法について示した．この章で示したのは各計算手法の基礎であり，

それぞれを用いて上記の計算対象のシミュレーションを行う際は別途計算モデルの構

築が必要である．それらについては第 4 章および第 5 章で改めて示すこととする． 
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第 4章 ガスメタルアーク溶接中の溶融池および 

ビード形成シミュレーション 

 
4.1 緒言 

 第 2 章で行った X 線透過観察やトンネル法によるキャビティ内観察によって，ビー

ド上で生じるスラグと溶融池の流動や溶滴移行現象を可視化し，これらの流動や溶滴移

行現象が電流値やワイヤの極性に依存することを明らかにした．しかしながら，上記の

手法はいずれも実験手法上の制約により，溶融池内部を可視化できていない．したがっ

て数値計算による現象の可視化が有効であると考えられるが，まずは粉体を伴わない単

純な系で数値計算を行い，本研究で提案する数値計算モデルの妥当性を検討することが

望ましい． 

そこで本章では，純 Ar ガスを用いたガスメタルアーク溶接中に形成される溶融池内

の対流現象およびビードの形成過程を非圧縮性 SPH 法によってモデル化し，数値シミ

ュレーションを行う．そして，ビード形状を実験結果と比較することで粒子法を用いた

溶融池形成過程の数値シミュレーションの妥当性を検証すると共に，1 滴の溶滴を追従

することで，溶滴が溶融池内をどのように輸送されているかについて考察する．最後に，

準周期的な状態となった溶融池に対しアンサンブル平均処理を施すことで，粒子法特有

の数値誤差を取り除いた流れ場を求め，溶滴の輸送に影響される溶融池の流れ場の動的

な変化について考察する． 

 

4.2 溶融池対流モデルにおける支配方程式  

4.2.1 溶融池にはたらく駆動力のモデル化  

 本計算では，溶融池内にはたらく 4 つの駆動力（Lorentz 力，浮力，Marangoni 効果，

気流によるせん断力）と表面張力を式(3.100)の外力項として考慮し，溶融池を形成する
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液体金属に駆動力を与える．本計算における式(3.100)の外力項𝐹 𝑎は，先行研究 43)に基づ

いて次式で表される．  

 

𝐹 𝑎 =
𝜕𝛾

𝜕𝑇

𝑑𝐴𝑎(𝑛⃗ n𝑎 × 𝛻𝑇𝑎 × 𝑛⃗ n𝑎)

∆𝑉𝑎
+ 𝜏𝑎

𝑑𝐴𝑎
∆𝑉𝑎

+ 𝑗 × 𝐵⃑⃗ +
1.2𝛾ℎ

∆𝑉𝑎
∑𝑓𝑎𝑏

attract

𝑏

− (𝑇𝑎 − 𝑇0)𝛽𝜌𝑎𝑔  (4.1) 

 

右辺第 1 項より順に，Marangoni 効果，気流とのせん断力，Lorentz 力，法線方向にはた

らく表面張力，浮力を示している．本計算では表面張力を接線方向成分と法線方向成分

に分離し，接線方向成分は Marangoni 効果として，法線方向成分は見かけの表面張力と

して個別に考慮している．式(4.1)において，𝜕𝛾/𝜕𝑇は表面張力の温度勾配，𝑑𝐴は粒子の

断面積，𝑛⃗ nは単位法線ベクトル，∆𝑉は粒子の体積であり，𝛻𝑇，𝛾，𝑇，𝑇0，𝛽，𝑔はそれぞ

れ温度勾配，表面張力係数，温度，基準温度，体積膨張率，重力加速度を示している．

また，𝑓𝑎𝑏
Attractは粒子間の距離𝑙 𝑎𝑏によって求まる重み関数 43)であり，次式で表される． 

 

𝑓𝑎𝑏
Attract =

{
  
 

  
 |𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
   

2 −
|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
   

 

(0 ≤
|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
< 1) 

(1 ≤
|𝑙 𝑎𝑏|

ℎ
< 2) 

(4.2) 

 

これらの駆動力の内，Marangoni 効果，気流とのせん断力の算出では，流体表面の粒子

のみを計算対象としている．本計算では次式で示すように，粒子𝑎の位置ベクトル𝑥 𝑎と，

式(3.92)で示した粒子𝑎の評価円の重心𝑥 𝑎
wcとの差が粒子直径の 10%を超える粒子を表面

に存在する粒子（𝑓Surface = 1）と判定している．  

 

𝑓𝑎
Surface = {

1                              (|𝑥 𝑎 − 𝑥 𝑎
wc| ≥ 0.1𝑑)

0                              (|𝑥 𝑎 − 𝑥 𝑎
wc| < 0.1𝑑)

 (4.3) 
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式(4.1)の各項について，まずは右辺第 1 項の Marangoni 効果の詳細について述べる．

Marangoni 効果は液体表面の温度差による表面張力の差に誘起される駆動力である．こ

の項において，正規化された単位法線ベクトル 𝑛⃗ nは，カラー関数 36)を用いた次式で算出

している． 

 

𝑛⃗ n𝑎 =
∇𝑓𝑎

Collar

|∇𝑓𝑎
Collar|

 (4.4) 

∇𝑓𝑎
Collar =∑𝑚𝑏

𝑓𝑏
Collar

𝜌𝑏
∇𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

 (4.5) 

𝑓𝑎
Collar =∑

𝑚𝑏

𝜌𝑏
𝑊𝑎𝑏

𝑏

 (4.6) 

 

𝑊𝑎𝑏は粒子𝑎，𝑏間のカーネル関数であり，𝑚は粒子の質量，𝑓Collarはカラー関数である．

このカラー関数は流体内部では大きな値となるが，流体表面に近づくにつれて小さくな

る値である．すなわち，カラー関数は流体表面からの距離が等しい点で同じ値になるた

め，このカラー関数の勾配である式(4.5)を求めることで，各表面粒子の法線ベクトルを

求めることができる．本計算では式(4.4)で示した法線ベクトルを用いて，温度勾配𝛻𝑇と

の外積を二度取っている．これは，ある溶融池表面において任意の方向を向く温度勾配

ベクトルから，その接線方向成分を取り出していることを示す．  

 式(4.1)の右辺第 2 項は気流とのせん断力を示しており，本計算において各表面粒子𝑎

にはたらくせん断応力𝜏𝑎は次式で求めることができる．  

 

𝜏𝑎 =
𝜇Gas𝜇𝑎(𝑢𝑟Gas − 𝑢𝑟𝑎)

𝜇Gas𝑑𝑧 + 𝜇𝑎𝑑𝑧
′

|
𝑎∈surface

 (4.7) 

 

𝑢𝑟Gasは各表面粒子の直上におけるガスの r 方向の速度成分であり，Fig. 4.1 に示す母材

表面から 0.03 mm の位置における速度分布を用いる．𝑢𝑟𝑎は粒子𝑎の r 方向の速度成分で

あり，粒子𝑎の x 方向の速度成分𝑢𝑥𝑎と y 方向の速度成分𝑢𝑦𝑎の平方根である．𝜇は粘性係
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数，𝑑𝑧，𝑑𝑧′はそれぞれ粒子半径，溶融池表面から Fig. 4.1 の速度分布までの距離（0.03 

mm）である．本計算では溶融池の表面は表面粒子の中心ではなく，表面粒子の円周上

と仮定している．そこで本研究では Fig. 4.2 に示すように，粒子の表面と粒子の中心点

との間にはたらくせん断応力，および粒子表面とガスとの間にはたらくせん断応力を

Newton の粘性法則 66)から個別に求めている．Fig. 4.2 は溶融池を青い粒子と青い領域で

示し，ガス領域を赤い領域で示している．また，各矢印はその点での r 方向の速度を示

している．その後，この 2 つのせん断力が等しいという仮定の下，2 式を連立させるこ

とで式(4.7)を得る．このせん断力の算出に必要な Ar ガスの粘性係数は Fig. 4.3 に示すと

おりであり，A. B. Murphy 氏から提供されたデータを用いている． 

 

 

Fig. 4.1 Velocity distribution at 0.03 mm from a weld pool surface 18). 

 

 

Fig. 4.2 Schematic illustration of shearing force effecting on a weld pool surface.  
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Fig. 4.3 Relationship between temperature and viscosity of argon gas for each mixture rate.  

 

 続いて，式(4.1)の右辺第 3 項は溶融池にはたらく Lorentz 力を示している．この Lorentz

力の算出には辻村の計算結果 18)を用いている．Fig. 4.4 に本計算で使用した Lorentz 力

分布を示す．縦軸は表面粒子の平均位置からの z 方向の相対距離を示している．この相

対距離は，Lorentz 力を求めたい粒子𝑖を中心とした半径2ℎの範囲に存在する表面粒子の

平均の z 軸座標𝑧𝑖̅と，粒子𝑖の z 座標の差によって求めた．また，横軸はアークプラズマ

の中心からの距離である．図中のベクトルは各格子点上における，Lorentz 力を軟鋼の

密度で除した加速度𝑎 Lがはたらく方向を示しており，色は加速度の大きさを示している．

この分布を用いて，各粒子に対してバイリニア補間を行うことで，それぞれの粒子位置

における Lorentz 力を算出する． 

式(4.1)の右辺第 4 項は粒子の法線方向にはたらく表面張力を示す項である．本計算で

は伊藤 43)が取り入れた粒子間凝集モデルを用いて法線方向の表面張力の計算を行う．こ

の粒子間凝集モデルは粒子間に人工的な凝集力を与え，表面張力を表現する．しかしな

がら，粒子間に引力を与えることは張力不安定性 67)と呼ばれる挙動を引き起こし，計算

精度を低下させることを伊藤は示唆している．本研究ではこの粒子間凝集モデルの適用

による，式(4.1)の右辺第 4 項の計算精度の低下を軽減するため，一度粒子間凝集力を求

めた後，評価円内の粒子を用いて次式に示すカーネル平均を三度繰り返すことによって

凝集力を平滑化し，張力不安定性を軽減する．  
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𝜒𝑎 =
∑ 𝜒𝑏𝑊𝑎𝑏𝑏

∑ 𝑊𝑎𝑏𝑏
 (4.8) 

 

𝜒は平均化の対象であり，ここでは式(4.1)の右辺第 4 項である．式(4.8)は通常の算術平

均とは異なり，粒子𝑎を中心とする評価円内の近傍粒子を対象とした，カーネル関数に

よって重み付けされた重付き平均であることを示している．  

式(4.1)の右辺第 5 項は Boussinesq 近似に基づく浮力項である．本研究では文献値 49)

を用いて融点の線膨張係数を求め，これの 3 倍の 5.54×10-5 [1/K]を体積膨張率とする．

また，基準温度𝑇0はこの体積膨張率の逆数となる 18050 K とする．  

 

 

Fig. 4.4 Lorentz force distribution effecting on a weld pool during a GMA welding18). 

 

4.2.2 エネルギー輸送方程式および相変化  

 溶融池形成およびビード形成を取り扱う本計算では粒子の温度変化や，これに伴って

生じる相変化を考慮する必要がある．一般的なエネルギー輸送方程式は次式で表される． 
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𝜕

𝜕𝑡
(𝜌𝐶𝑇) +

𝜕

𝜕𝑥
(𝜌𝐶𝑢𝑥𝑇) +

𝜕

𝜕𝑦
(𝜌𝐶𝑢𝑦𝑇) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝐶𝑢𝑧𝑇)

=
𝜕

𝜕𝑥
(𝜅
𝜕𝑇

𝜕𝑥
) +

𝜕

𝜕𝑦
(𝜅
𝜕𝑇

𝜕𝑦
) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜅
𝜕𝑇

𝜕𝑧
) + 𝑄 

 

 

(4.9) 

 

𝑇は粒子の温度，𝑡は時刻を示し，𝑢𝑥，𝑢𝑦，𝑢𝑧はそれぞれ x，y，z 方向の速度である．𝜌，𝐶，𝜅

は密度，比熱，熱伝導率を示しており，𝑄は熱生成速度である．これを式(3.95)で示した

MPS 法の離散化手法によって離散化し，アーク溶接現象において生じる熱生成速度を

取り入れることで，本計算におけるエネルギー輸送方程式は次式のように記述される． 

 

𝐷𝑇𝑎
𝐷𝑡

=
2𝛿

𝜆𝑎𝑁𝑎𝜌𝑎𝐶𝑎
∑

𝜅𝑎 + 𝜅𝑏
2

(𝑇𝑏 − 𝑇𝑎)𝑊𝑎𝑏

𝑏

+
𝑑𝐴𝑎
𝐶𝑎𝑚𝑎

[
𝜅Ar𝜅𝑎(𝑇Ar − 𝑇𝑎)

𝜅Ar𝑑𝑧 + 𝜅𝑎𝑑𝑧′
− 𝜀𝛼(𝑇𝑎

4 − 300.04) − |𝑗e𝑎|𝜑c + |𝑗i𝑎|𝑉i𝑎] 

 

 

(4.10) 

 

ここで，  𝛿は空間次元数（𝛿=3）である．𝜆，𝑁はそれぞれ式(3.96)，式(3.97)で示した，

MPS 法におけるパラメータである．また，𝑑𝐴は粒子の断面積を示し，𝑚は粒子の質量，

𝜀，𝛼は放射率と Stefan–Boltzmann 定数であり，𝑗e，𝑗i，𝜑c，𝑉iはそれぞれ電子電流密度，

イオン電流密度，陰極の仕事関数，プラズマガスの電離電圧である．本計算では電子放

出は全て母材および溶融池表面の酸化膜から優先的に生じるものとしたため，仕事関数

は酸化鉄の 3.85 eV を使用している．式(4.10)の右辺第 1 項は Fourier の法則に基づく粒

子間の熱伝導を表し，第 2 項以降は溶融池表面における熱生成速度を表している．本研

究ではこの熱生成速度として，右辺第 2 項から順に気流との対流熱伝達，放射損失，電

子放出による冷却，イオン再結合による加熱を取り入れている． 

 式(4.10)の右辺第 1 項である気流との対流熱伝達を求めるために必要な Ar ガスの温

度分布は，Fig. 4.5 に示す母材表面から 0.09 mm の位置での温度分布を用いる．また，

Ar ガスの熱伝導率は Fig. 4.6 に示す A. B. Murphy 氏から提供されたデータを用いてい

る．なお，この項は Fig.4.2 と同様に，母材から粒子の表面に向かって流れる熱流束と粒
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子表面から粒子の中心に向かう熱流束をそれぞれ求め，この 2 式の間で熱流束が等しい

という仮定のもとで連立させて決定する． 

 

 

Fig. 4.5 Temperature distribution at 0.09 mm from a weld pool surface18). 

 

 
Fig. 4.6 Relationship between temperature and thermal conductivity of argon gas  

for each mixture rate. 
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さらに，本計算では表面粒子𝑎から放出される電子電流密度𝑗e𝑎は Richardson-Dushman

の熱電子放出電流密度式 68)に基づく次式から得られる． 

 

𝑗e𝑎 = AR𝑇𝑎
2𝑒𝑥𝑝 (−

e𝜑

kB𝑇𝑎
)  (4.11) 

 

ARは Richardson 定数であり，eは電気素量，kBは Boltzmann 定数である．一方，イオン

電流密度𝑗iは各粒子の電流密度から電子電流密度を引いた値とし，各表面粒子の電離電

圧𝑉iは，母材表面から 0.09 mm の位置での鉄蒸気濃度を辻村の計算結果 18)から求め，そ

の濃度に応じて Ar の電離電圧 15.68 V と鉄の電離電圧 7.90 V を線形近似することで，

任意の鉄蒸気濃度での電離電圧を使用する． 

 最後に，粒子の相変化について述べる．本研究では潜熱を考慮し，Fig. 4.7 のように相

変化が起こるものとする．粒子の相変化は潜熱期間の中間点において生じるものとして

おり，過冷却や過熱については考慮していない．外部から熱エネルギーが与えられると

き，母材を構成する粒子は室温から徐々に温度上昇し，やがて融点に達する．ここで一

度温度上昇は止まり，潜熱分のエネルギーを吸収し始める．エネルギーが潜熱の半分に

達するまで粒子は固体状態であるとして動かず，潜熱の半分のエネルギーを受け取った

時点で粒子は液体であるとみなし，Navier-Stokes 方程式に従って運動を開始する．その

後，潜熱分のエネルギーを完全に受け取った時点で温度変化を再開することとする．冷

却の際には上記の逆の過程で相変化を行う．  
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Fig. 4.7 Relationship between internal energy and temperature.  

 

4.3 計算領域，計算条件と境界条件  

 Fig. 4.8 に本計算における計算領域を示す．計算領域は t 5.0×20.0×65.0 mm の直方体で

あり，粒子 52000 個によって構成されている．熱源の中心の初期位置は計算領域左端か

ら 5.0 mm 離れた地点とし，5.0 mm/s で 10 秒間移動させる．また Fig. 4.9 に示すように，

溶滴は直径 1.5 mm の球の中に収まる 19 個の粒子によって構成されており，上から 5

個，9 個，5 個の 3 層で形作られる．溶滴を構成する粒子の温度は 2139.3 K とし，この

溶滴を 0.1 秒間隔で熱源の中心位置に生成する．生成された溶滴は 1.56 m/s の等速で鉛

直下向きに落下させる．これら溶滴の温度と速度の算出方法については著者らの報告 69)

を参考にされたい．  
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Fig. 4.8 Computational domain of GMA model. 

 

 

Fig. 4.9 Schematic illustration of molten metal droplet.  

 

本計算では，Table 4.1 に示すスプレー移行を仮定した溶接条件で行った辻村の計算と

同様の軟鋼の物性値を全粒子に与える 18)．Table 4.2 に粒子に与えた物性を含む計算条件

を示す．次に，計算の仮定について述べる．SPH 法では粒子数が少ないと連続体を表現

できない．したがって，本計算においては粒子が液体状態になってもすぐには動かない

ものとする．そして，120 個の粒子が液体状態になったら流体計算を開始する．また溶

滴の温度は溶滴が溶融池表面に到達するまで温度は変化しないものとする． 
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Table 4.1 Computational conditions for axisymmetric GMA model 18). 

Arc voltage 31.5 V 

Welding current 300 A 

Shielding gas Pure Ar 

Gas flow rate 20.0 L/min 

Arc length 5.0 mm 

Welding speed 5.0 mm/s 

 

Table 4.2 Computational conditions of GMA model. 

Diameter of particle 0.5 mm 

Time step 0.1 ms 

Acceleration of gravity -9.8 m/s2 

Density 7850 kg/m3 

Surface tension coefficient70) 1.0 N/m 

Temperature gradient of surface tension71) 1.0×10-4 N/(m･K) 

Viscosity coefficient 4.0×10-3 Pa･s 

Work function 3.85 eV 

Melting point 1750 K 

Thermal conductivity 30.0 ~ 73.0 W/(m･K) 

Specific heat 0.44 ~ 1.04 kJ/(kg･K) 

Latent heat 250 kJ/kg 

 

 次に，境界条件について述べる．本計算では，母材の側面および底面の粒子は室温に

固定するのではなく，以下に示す境界条件の下，加熱または冷却されるものとする．Fig. 

4.10 に示す図を用いて詳細を説明する．ここでは簡易化のため，二次元空間で考える．

赤い粒子は壁境界の粒子を表し，青い粒子は母材を構成する粒子を表している．黒い円

は粒子𝑖の影響半径であり，緑の粒子は壁境界の粒子から熱流束が計算領域外に抜ける

際に必要となる仮想粒子である．ある時間ステップにおける粒子 𝑖の熱伝導を考える．ま
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ず始めに，計算対象となる粒子𝑗1~𝑗5から粒子𝑖に向かうベクトルを求める．次に，そのベ

クトルを粒子直径分延長する．このとき，延長したベクトルの先端の座標が計算領域内

に収まる場合，式(4.10)の右辺第 1 項に従って熱伝導項を計算する．図中では，粒子𝑗1，

𝑗4がこれに該当する．一方，残りの粒子𝑗2，𝑗3，𝑗5は延長したベクトルの先端の座標が計

算領域外に出る．したがって，粒子 𝑖から計算領域外に抜ける熱流束を求める必要があ

る．そこで，粒子𝑖を中心として粒子𝑗2，𝑗3，𝑗5の点対称の位置に仮想粒子𝑗′3，𝑗′2，𝑗′1を

配置する．この仮想粒子は粒子𝑗2，𝑗3，𝑗5よりも熱源から遠いため，温度も粒子𝑗2，𝑗3，

𝑗5より低くなる．また，前述の仮定のように，粒子 𝑖と任意の仮想粒子𝑗′の温度差は，仮

想粒子𝑗′に対応する点対象位置にいる粒子𝑗と粒子𝑖との温度差に等しい．以上のことよ

り，任意の仮想粒子𝑗′の温度が次式により求まる．  

 

𝑇𝑗′ = 𝑇𝑖 + (𝑇𝑖 − 𝑇𝑗) (4.12) 

 

 

Fig. 4.10 Schematic illustration of boundary condition. 

 

この温度を用いて仮想粒子の熱伝導率を求めた後，粒子𝑗2，𝑗3，𝑗5および仮想粒子𝑗′3，

𝑗′2，𝑗′1と粒子𝑖の間の熱伝導を式(4.10)の右辺第 1 項に従って求める．熱伝導率は温度依

存性を持つため，粒子𝑗2，𝑗3，𝑗5からの熱流束は全て計算領域外には抜けず，熱伝導率の

差の分だけ粒子𝑖は加熱または冷却される． 
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4.4 計算結果 

4.4.1 各時刻における溶融池およびビード形状  

Fig. 4.11 および Fig. 4.12 に溶融池およびビード形状の時間変化を示す．Fig. 4.11 は計

算領域全体を見た鳥瞰図であり，Fig. 4.12 は溶接方向に対して右手方向から見た側面図

である．温度が融点(1750 K)を超えていない固体粒子は灰色で示し，融点を超え液体と

なった粒子はその温度によって色分けしている．計算初期の母材は Fig. 4.11(a)および

Fig. 4.12(a)のように配置されており，各時刻における青の破線は熱源の中心位置を示し

ている．計算結果を見ると，溶滴が輸送され始めた直後の溶融池は半球状に膨らんでい

くが(Fig. 4.11(b), Fig. 4.12(b))，時間の経過と共に熱源が移動し，これに伴って溶融池は

溶接方向へと伸びていく(Fig. 4.11(c), Fig. 4.12(c), Fig. 4.11 (d), Fig. 4.12(d))．このとき，

溶融池の後方では側面から徐々に溶融金属が再凝固し始め(Fig. 4.11(e), Fig. 4.12(e))，溶

融池後端が細くなることがわかった(Fig. 4.11(f), Fig. 4.12(f))．この計算結果から，時間

の経過に伴う熱源の移動と共に溶融池が形成され，その後方では溶融金属が再凝固して

余盛を形成するという，実際のガスメタルアーク溶接で見られる現象がシミュレートで

きた．また Fig. 4.12 からわかるように，時間の経過に伴って，溶融池表面に形成された

ビードは，溶融池後方の固液界面からから徐々に凝固していく．最終的に，溶融池の先

端から後ろ上方にかけて，斜めの固液界面が再現された(Fig. 4.11(f), Fig. 4.12(f))．これ

は実際のガスメタルアーク溶接においても見られる境界面であり，溶融後の溶融池表面

における再凝固過程は実現象と計算で同様の傾向を示している．  
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(a) t = 0 s (b) t = 1.0 s 

  

(c) t = 2.5 s (d) t = 5.0 s 

  

(e) t = 7.5 s (f) t = 10.0 s 

 

Fig. 4.11 Temperature distributions of the weld pool surface (bird’s eye view). 
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(a) t = 0 s 

 

(b) t = 1.0 s 

 

(c) t = 2.5 s 

 

(d) t = 5.0 s 

 

(e) t = 7.5 s 

 

(f) t = 10.0 s 

 

Fig. 4.12 Temperature distributions of the weld pool surface (side view). 
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一方，実際のガスメタルアーク溶接ではアークの中心部近傍の溶融池表面はプラズ

マ気流によって母材側に押され，母材表面より盛り上がることはほとんどないが，本

計算ではアーク中心部近傍は大きく盛り上がっている．その理由として，本計算で溶

融池表面に与えたシールドガスからの圧力が実際よりも小さかったという点が挙げら

れる．本計算では母材表面から 0.03 mm の位置における速度分布に対し，半径方向に

十分離れた位置で圧力は大気圧となりシールドガスの流速は 0 m/s になるという条件の

下，Bernoulli の式を用いることで速度分布から圧力分布を求めて溶融池表面の粒子に

与えている．しかしながら，このシールドガスの流速から求まる圧力が，実際の気流

による圧力よりも小さいために溶融池表面を押さえつけきれず，熱源直下で溶融金属

が盛り上がったと考えられる．  

次に，Fig. 4.13 に溶滴が 1 滴発生してから次の溶滴が発生するまでの溶融池表面の

挙動を示す．Fig. 4.13 は x = 10.0±0.5 mm の範囲の粒子を描画しており，黒の破線は熱

源中心を，Fig. 4.13(a)は溶滴が発生した瞬間(t = 8.000 s)を示している．この溶滴が溶

融池に輸送されることによって，輸送された位置付近では溶融池表面が波打ち，溶滴

落下位置の溶融金属は溶滴に押し下げられて最大 1 mm 程度凹み，波打ちが生じる(Fig. 

4.13(b), 4.13(c))．その後，凹んだ溶融池表面が上方へ向かい，次の溶滴が輸送される前

に溶融池形状が元に戻る (Fig. 4.13(d), Fig. 4.13(e))．本計算では上記のように，溶滴の

輸送によって溶融池の表面が波打つ様子が観察された．しかしながら，実際の溶接で

見られるような，溶融池の後方まで到達するような表面波は観察されなかった．これ

は溶滴輸送位置から溶融池後方へと表面波が伝播する過程で，表面張力と粘性力によ

って波打ちが減衰するだけではなく，計算上生じる数値粘性によっても減衰するため

であると考えられる．  
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(a) t = 8.000 s (b) t = 8.031 s 

  

(c) 8.053 s (d) t = 8.066 s 

 

 

(e) 8.010 s  

 

Fig. 4.13 Transformation of the weld pool surface by molten droplet impact (from t = 8.000 s). 
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4.4.2 実験結果との比較  

 本計算の妥当性を検証するため，実験結果と本計算結果を比較する．実験では，板厚

9 mm の軟鋼板(SS400)に対し，ワイヤ送給速度 7.9 m/min，アーク電圧 31.1 V，溶接速度

5 mm/s の条件において溶接を行った．また，そのときの溶接電流は 312 A となった．実

験結果と計算結果の比較画像を Fig. 4.14 に示す．  

 

 

(a) Cross-section of penetrations (left: simulation, right: experiment) 

 

(b) Top views of weld beads (down: simulation, up: experiment) 

Fig. 4.14 Comparison between simulation and experiment after GMA welding. 

 

両者を比較すると，母材表面より上の溶融金属である溶着金属の，母材の中心からの

最大距離は計算結果の方が 2 mm ほど濡れ広がっていることがわかる．さらに，溶着金

属の最大高さには 1.5 mm 程度の差が見られた．幅について差が生じた理由としては，

本計算では濡れ角を正確にシミュレートすることができておらず，溶滴移行周期も一定

としたためである．また最大高さについては，本計算では 4.4.1 で述べたように，アー

ク圧力が小さいため溶融池先端が盛り上がったからである．その結果，本計算では溶着

金属の高さがビード全域にわたってほぼ一定となったが，実験においては，気流による

圧力によってアーク中心付近の溶融金属が溶接線後方へ流されたため，差が生じたと考

えられる．実験では，溶着金属の高さは Fig. 4.14(b)の溶接線後方に行くほど高くなり，
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最大で 5 mm 程度になった．しかしながら，母材中心部における溶込み深さは，計算が

2.2 mm，実験が 2.9 mm であり，粒子直径 0.5 mm で計算したことを考えると，差は粒子

約 1 個分であることから，両者はよく一致したといえる．また，母材表面より下の領域

において，母材の中心からの最大溶込み幅は計算が 6.3 mm，実験が 6.1 mm と，こちら

も実験と計算でよく一致した．次に Fig. 4.13(b)に示すビード外観を比較すると，本計算

によって得られたビードは比較してやや幅方向に濡れ広がっているものの，上から見た

形状はよく一致していることがわかる．以上の結果から，本計算モデルの妥当性が示さ

れたといえる． 

 

4.4.3 溶融池へと輸送された溶滴の挙動  

 次に，溶融池へと輸送された後の溶滴の挙動を明らかにするため， t = 8.000 s に発生

した溶滴について，t = 10.000 s までの各時刻における位置座標を追跡する．Fig. 4.15 に

計算結果を示す．溶滴を構成している粒子（溶滴粒子）と溶融池の位置関係をわかりや

すくするため，板幅方向の中心(𝑥 = 0 mm)から±0.5 mm の範囲に存在する，気液，固液

界面に面する液体粒子を併せて表示してある．各粒子の色はその粒子の温度を示してお

り，さらに溶滴粒子は外周を黒，溶融池の気液，固液界面に面する液体粒子を灰色で縁

取っている．また，粒子の大きさは奥行き方向の位置を表しており，溶接線でもある板

幅方向の中心よりも奥の粒子は小さく，手前の粒子は大きく表示している．各図の左上

に，参考として板幅方向の中心に位置する粒子の大きさを示しており，熱源の中心でも

ある溶滴の落下位置は黒の中心線で示している．計算結果から，溶滴が生成された Fig. 

4.15(a)から 14.0 ms 後に溶融池へと輸送された溶滴は，アークプラズマからの熱伝達に

よって温度をわずかに上昇させながら溶融池内部へと輸送されていく(Fig. 4.15(b), Fig. 

4.15(c))．このとき，溶滴粒子は溶滴の形を維持せずに周囲の液体粒子と混ざり合い，𝑦𝑧

方向だけではなく𝑥方向にも広く分布する．そして，溶滴が輸送されてから 26.0 ms 後と

なる Fig. 4.15(c)では溶滴粒子の一部が溶融池底面へと到達する．この後，溶滴粒子は熱

源の中心よりも前方に残るものと後方へと流されていくものに分かれる(Fig. 4.15(d))．

熱源の中心よりも前方に残った粒子は，この前方の領域内を流れながら，次第に溶融池

後方へと流されていく(Fig. 4.15(e), Fig. 4.15(f))．後方へと流された溶滴粒子のうち，溶
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融池表面から 2 mm 程度の深さまでの領域を流れる溶滴粒子の一部は，溶融池後方へと

流れていく途中で表面へと上昇する．そして，表面粒子との熱伝導やアークプラズマか

らの熱伝達によって温度を上昇させながら，熱源中心へと向かう溶融池表面の流れによ

って再び溶融池前方へと輸送されるが，その後最終的にはこの溶滴粒子群は溶融池後方

へと流れていく(Fig. 4.15(g)，Fig. 4.15(h))．さらに，溶融池底面付近を流れる粒子は固液

界面に沿って溶融池内を流れながら，わずかに上昇するものの，溶融池後方へ流される

ほうが早くなる．本計算によって得られた溶滴の挙動を Fig. 4.15(i)にまとめる．溶融池

表面付近を流れる粒子は溶融池後方へ流れながら上昇し，溶融池表面に到達すると熱源

の中心へと向かう流れによって前方へと流れた．一方，溶融池の底面を流れる粒子は，

溶融池表面へは上昇しにくいことがわかった．このように，溶滴は溶融池内に輸送され

た後，溶融池内に広く分散しながら，徐々に後方へ流れていくことが明らかとなった． 

 

  

(a) t = 8.000 s (b) t = 8.014 s 

  

(c) t = 8.040 s (d) t = 8.137 s 

 

Fig. 4.15 Dynamic behavior of the droplet in a weld pool from t = 8.000 s to 10.000 s. 
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(e) t = 8.384 s (f) t = 8.800 s 

  

(g) t = 9.500 s (h) t = 10.000 s 

 

 

(i) The behavior of 
a molten metal droplet 

 

 

Fig. 4.15 Continued. 
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4.5 アンサンブル平均処理による溶滴輸送後の流れ場の変化の考察  

粒子法では個々の粒子に着目すると本来の流れの向きとは少し異なる方向に粒子が

移動することがあるため，個々の粒子の速度ベクトルでは速度場を捉えにくいことがあ

る．そこで本研究では，この速度場のノイズを取り除くため，余盛高さと溶込み深さが

変化しない準周期的な状態となった𝑡 = 8.0 s から 10.0 s までの間に発生した溶滴の落下

200 回分に対応したそれぞれの流れ場に対してアンサンブル平均処理を行う．ここで，

溶滴の発生から次の溶滴が発生する直前までの 1 周期𝑇𝑐は 10 ms であり，溶滴が溶融池

へ輸送される直前を𝑡𝑐 = 0 s とし，次の溶滴が輸送される直前を𝑡𝑐 = 10 ms とした𝑡𝑐/𝑇𝑐  = 

0 ~ 1 までの各時刻で平均を取る．水平方向に移動する溶融池の内部の流れを平均化す

るため，溶滴の落下位置を𝑥𝑧平面の中心とする移動座標系に置き直す．なお，粒子法で

は各周期における時刻𝑡𝑐/𝑇𝑐が同じでも粒子の存在する位置は異なるため，そのままでは

粒子毎に平均を取ることができない．この問題を解決するため，本研究では移動座標系

上に粒子直径に等しい間隔を持つ格子を作成し，各時刻の格子点 𝑖における温度と相対

速度を求めることで，各周期における同時刻，同位置の平均を取ることを可能にする． 

Fig. 4.16 にアンサンブル平均処理の模式図を示す．Fig. 4.16 では簡単化のため，二次

元空間での模式図を示している．今，Fig. 4.16(a)のような粒子群があるとする．これら

の粒子群が存在する計算領域上に，1 辺の長さが粒子直径に等しい正方形格子を作成す

る(Fig. 4.16(b))．次に任意の格子点𝑖において，影響半径の内側にある粒子𝑏と格子点𝑖と

の相対距離を求め，式(4.8)で示したカーネル平均によって格子点上のパラメータ𝜒𝑖を計

算する(Fig. 4.16(c))．カーネル平均処理では粒子の持つパラメータ𝜒として，熱源中心に

対する液体粒子の相対速度，または粒子の温度を用いる．この平均化された値を持つ格

子を任意の時刻 t = X.000 s から Y.000 s までの各時刻で求め，時刻𝑡𝑐/𝑇𝑐が等しい格子同

士で算術平均を行うことで，平均化された分布を得ることができる(Fig. 4.16(d))． 



-114- 

 

            

(a) Particle positions                   (b) Make grid in the computational domain

 

(c) Calculate kernel function for each grid  

Fig. 4.16 Schematic illustration of ensemble average processing.  
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(d) Average data for each 𝑡𝑐/𝑇𝑐 

Fig. 4.16 Continued. 

 

 まず，溶融池表面の粒子に対し，アンサンブル平均処理を行う．Fig. 4.17 に計算結果

を示す．アンサンブル平均後の結果のうち，平均後の温度が 1750 K より高い領域を液

体金属とみなし，𝑧方向の速度成分を含まない𝑥𝑦方向の速度の大きさに応じて色付けし

ている．なお，1750 K 以下の領域は固体とみなして灰色で示しており，図の右方向が溶

接方向，(𝑥, 𝑧) = (0, 0)が熱源の中心位置(以下，熱源中心)である． 

Fig. 4.17 から，溶滴が輸送される直前は熱源中心付近よりも熱源中心から半径 3 mm

程度離れた位置のほうが速い流れであることがわかる(Fig. 4.17(a))．また，溶融池表面

では局所的に外向きに流れている(x,z) = (±7.0 mm,-4.5 mm)付近の領域を除き，全体的に

熱源中心に向かう流れが生じている．これは Fig. 4.18 に示す溶融池表面の温度分布から
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わかるように，溶融池は熱源中心に向かって高温になるため，正の温度勾配を持つ

Marangoni 対流によって高温側への力が生じるためである．なお，この局所的に外向き

に流れていた領域については後で詳しく述べることにする．その後，溶滴が溶融池へと

落下することで落下地点の溶融金属が外側へ押し退けられ，熱源中心位置から外側へと

向かう強い流れが生じる(Fig. 4.17(b))．この熱源中心から外側へと向かう強い流れを示

す領域は同心円状に徐々に広がり，最大で半径 2.5 mm 程度の領域となる(Fig. 4.17(c))．

その後，熱源中心では溶融金属の速度が小さくなる(Fig. 4.17(d)，Fig. 4.17 (e))．これは，

溶滴輸送によって溶融金属が押し退けられて凹んでいた熱源中心付近の溶融池表面が，

元に戻ろうと y 方向に流れるためである．やがて熱源中心付近から半径方向に 2.5 mm

程度離れたところで次第に速度が増加すると共に，この速度が大きい領域は同心円状に

固液界面側へと移動し，元の流れ場へと戻ることがわかる(Fig. 4.17(f) ~ Fig. 4.17(h))． 

次にこの一周期分の溶滴移行現象を x = 0 mm における𝑦𝑧断面で平均化し，溶滴輸送

に伴う y 方向の速度場の変化を調べる．Fig. 4.19 に平均化後の速度分布を示す．Fig. 4.17

と同じく，溶滴が溶融池表面に接触する直前が Fig. 4.19(a)であり，平均後の温度が 1750 

K より高い領域は液体金属とみなして，𝑥方向の速度成分を含まない𝑦𝑧方向の速度の大

きさに応じて色分けしている．1750 K 以下の領域は固体とみなして灰色で示しており，

図の右方向が溶接方向，(y, z) = (0, 0)が熱源中心位置である．平均化の際には，x = 0±0.5 

mm の領域に存在する粒子を対象として平均化する．各図は Fig. 4.17 の各時刻に対応し

ており，Fig. 4.19 を Fig. 4.17 と見比べることで，速度分布の三次元的な考察が可能とな

る．Fig. 4.19 の各時刻における溶融池の内部に注目すると，溶滴が輸送された Fig. 4.19(b)

では，熱源中心付近において，溶融池表面から約 2 mm 下までの領域が大きな速度で下

へと向かっていることがわかる．この速度が大きい領域は前述のように溶滴が落下地点

付近の溶融金属を押し下げながら溶融池内部へと進入するためであり，押し退けられた

溶融金属は落下地点から放射状に溶融池内へ押し下げられていく(Fig. 4.19(c))．しかし

ながら，1 ms も経過しないうちに溶滴落下地点直下の溶融金属の下向きの速度ベクト

ルは時計回りに反転し始める(Fig. 4.19(d))．やがて上方へ向いた速度ベクトルは急速に

その速度を増加させ，およそ 1 ms 後には熱源中心付近の溶融池表面が元に戻ろうとし

て上方へと向かう強い流れが生じる．その結果，溶融池表面近傍では熱源中心で生じる
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上方へ向かう強い流れと，その周囲で生じる下へ向かう強い流れに分かれる (Fig. 

4.19(e))．この熱源中心で生じる上方へ向かう強い流れは溶融池表面が上方へと戻るに

つれて徐々に弱まっていき(Fig. 4.19(f)，Fig. 4.19 (g))，次の溶滴が輸送される(Fig. 4.19(h))．

このように，x = 0 mm における yz 断面では，溶滴の落下によって溶融池内の速度分布

が変化していたが，大きく変化する領域は溶融池全体の一部に留まり，特に z = -10.0 mm

以下の領域では溶滴が輸送されても速度分布はほとんど変化しないことが明らかとな

った．これは，溶滴の落下によって溶融池表面を押し下げる方向にはたらく慣性力の影

響が溶融池底面まで及ぶよりも，凹んだ溶融池表面が元に戻ろうとする復元力のほうが

強いためであると考えられる．  

最後に，熱源中心に向かう流れが支配的であった Fig. 4.17 において，局所的に外向き

に流れていた領域を含む，z = -4.5 mm の𝑥𝑦断面の挙動を詳しく調べる．Fig. 4.20 にアン

サンブル平均結果を示す．この断面では z = -4.5±0.5 mm の領域に存在する粒子を対象

として平均化を行っており，Fig. 4.20 も Fig. 4.19 と同様に，各図は Fig. 4.17 の各時刻に

対応している．図より，どの時刻においても x = ±7.0 mm の溶融池表面で，やや溶融池

の外側を向く，下向きの強い流れが常に生じていることがわかった(Fig. 4.20(a) ~ Fig. 

4.20(h))．  

以上に示したように，溶滴の輸送によって溶融池の流れ場は時々刻々と変化していく

が，その変化は溶融池全体に及ぶものではなく，溶接方向および溶融池の幅方向には熱

源中心の±5 mm 程度，そして深さ方向には 3 mm 程度の範囲の領域にしか影響しない

ことがわかった． 
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(a) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.00 (b) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.15 

  

(c) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.25 (d) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.34 

  

(e) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.45 (f) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.52 

 

Fig. 4.17 Velocity fields of the weld pool surface. 
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(g) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.66 (h) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 1.00 

 

Fig. 4.17 Continued. 

 

 

 

Fig. 4.18 Temperature distribution of the weld pool surface at 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0. 
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(a) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.00 (b) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.15 

  

(c) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.25 (d) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.34 

  

(e) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.45 (f) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.52 

 

Fig. 4.19 Velocity fields of the yz cross section at x = 0.0 mm. 
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(g) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.66 (h) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 1.00 

 

Fig. 4.19 Continued. 

 

  

(a) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.00 (b) 𝑡𝑐/𝑇𝑐= 0.15 

 

Fig. 4.20 Velocity fields of the xy cross section at z = -4.5 mm. 
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(c) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.25 (d) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.34 

  

(e) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.45 (f) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.52 

  

(g) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 0.66 (h) 𝑡𝑐/𝑇𝑐 = 1.00 

 

Fig. 4.20 Continued. 
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4.6 結言 

本章では純 Ar ガスを用いたガスメタルアーク溶接中に形成される溶融池内の対流現

象およびビードの形成過程を非圧縮性 SPH 法によってモデル化し，数値シミュレーシ

ョンを行った．そして，実験結果と比較することで粒子法を用いた溶融池形成過程の数

値シミュレーションの妥当性を検証した．その結果，時間の経過に伴う熱源の移動と共

に，溶融池が形成され，その後方では溶融金属が再凝固して余盛を形成するという，実

際のガスメタルアーク溶接で見られる現象がシミュレートできた．また，本計算結果は

溶着金属高さがやや高く，溶着金属が外に濡れ広がっているものの，実験結果と同等の

溶込みを得ることができ，本章で構築した計算モデルの妥当性が示された．さらに，1

滴の溶滴の座標を追跡することで，溶融池へ輸送された溶滴の挙動を明らかにすること

ができた． 

次に，本計算結果にアンサンブル平均処理を施すことで，平均化された速度分布を求

めた．そしてこのアンサンブル処理によって得られた速度分布は，溶滴の輸送に伴う溶

融池の速度場の変化を三次元的に考察することが可能であることを示した．  
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第 5 章 DEM-ISPH 連成計算モデルを用いた 

サブマージアーク溶接中の溶融池および 

スラグ形成過程の数値シミュレーション 

 
5.1 緒言 

 本章では前章で構築した溶融池対流モデルを拡張し，サブマージアーク溶接現象へと

適用する．そのためには溶融池対流現象だけではなく，サブマージアーク溶接の特徴で

あるフラックスの挙動やスラグの形成，熱源であるアークプラズマの熱源特性を考慮す

る必要がある．本章ではまず二次元円筒座標系軸対称を仮定してワイヤ近傍のアークプ

ラズマの数値シミュレーションを，有限体積法と SIMPLE 法を用いて行う．次にこの数

値計算結果を熱源とし，スラグの形成過程と溶融池の形成過程の数値シミュレーション

を行う．本研究では粉体の数値計算手法である離散要素法（DEM）と溶融池対流モデル

に適用した非圧縮性 SPH 法（ISPH）を組み合わせた連成計算手法を開発する．そして，

この連成計算手法を用いてスラグ形成および溶融池形成をシミュレートすることで，こ

れらの形成過程のメカニズムを明らかにすると共に，フラックスやスラグが溶融池に与

える影響について考察する．最後に，溶接速度がスラグの形成に与える影響についても

検討する． 

 

5.2 アークプラズマの数値シミュレーション 

5.2.1 支配方程式 

 本研究では，二次元円筒座標系軸対称を仮定し，定常状態とみなしたサブマージアー

ク溶接中のプラズマの熱源特性を有限体積法および SIMPLE 法で求める．本研究では，

寺嶋らの報告 3)に基づき，キャビティ内部のガス組成は CO と Fe の二元系と仮定する．
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計算領域内の質量は式(3.5)に示した質量保存則で保存される．本研究ではワイヤ近傍で

発生した鉄蒸気は速やかに周囲に輸送されるものとして式(3.5)の右辺を 0 としている．

各方向の運動量は次の運動量保存則で決定される．  

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟

2) +
𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑟𝑢𝑧) =

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(2𝑟𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟
) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜇
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧

+ 𝜇
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
) − 2𝜇

𝑢𝑟
𝑟2
−
𝜕𝑝

𝜕𝑟
− 𝑗𝑧𝐵𝜃 (5.1) 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟𝑢𝑧) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧

2) =
𝜕

𝜕𝑧
(2𝜇

𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑧
) +

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜇

𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑧

+ 𝑟𝜇
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟
) −

𝜕𝑝

𝜕𝑧
+ 𝑗𝑟𝐵𝜃 + 𝜌𝑔 (5.2) 

 

ここで𝜌は密度，u は速度である．添字𝑟および𝑧は半径方向および軸方向を示している．

p は圧力，j は電流密度，B は磁束密度，𝜇は粘性係数，𝑔は重力加速度である．磁束密度

は Ampère の法則から得られ，次式で記述される．  

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝐵𝜃) = μ0𝑗𝑧 (5.3) 

 

添字𝜃は周方向を示し，μ0は真空中の透磁率を示している．次に，運動量保存則におけ

る電極-プラズマ界面の取扱いについて述べる．粘性を有する流体が固体壁に接しなが

ら流れている場合，固体壁面上での流体の速度は 0 であり，壁面から遠ざかるにつれて

速度が増加することが知られている 72)．この速度の増加に伴い，流体と壁面の間にはせ

ん断応力が作用する流体摩擦と呼ばれる現象が生じる．この流体摩擦は流体の流れが層

流か乱流かによって取扱いが異なる．本研究ではキャビティ内部の流れは層流を仮定し

ているため，キャビティ内部のガスやプラズマと，固体壁面であるワイヤや母材等の間

には Newton の粘性法則 66)に基づく次式のせん断応力が作用する．  

 

τ𝑟 = 𝜇Gas
𝑑𝑢𝑟
𝑑𝑧

 (5.4) 
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τ𝑧 = 𝜇Gas
𝑑𝑢𝑧
𝑑𝑟

 (5.5) 

 

τ𝑟，τ𝑧は半径方向および軸方向にはたらくせん断応力，𝜇Gasは気体の粘性係数，𝑑𝑢𝑟 𝑑𝑧⁄

は半径方向の速度成分𝑢𝑟の軸方向勾配，𝑑𝑢𝑧 𝑑𝑟⁄ は軸方向の速度成分𝑢𝑧の半径方向勾配で

ある．これらを式(3.1)の生成項𝑆として取り入れる．式(3.2)に示したように，生成項𝑆は

比例する項𝑆𝑃と定数項𝑆𝑈に分けられる．これに従い，Newton の粘性法則である式(5.4)，

式(5.5)に適用すると，離散化されたせん断応力𝐹𝑟
Shear，𝐹𝑧

Shearは次式のように記述でき

る． 

 

𝐹𝑟
Shear = τ𝑟𝑑𝐴𝑧 = 𝜇Gas

𝑢𝑟 − 𝑢𝑟wall
∆𝑧

𝑟∆𝑟 = 𝜇Gas
𝑟∆𝑟

∆𝑧
𝑢𝑟 − 𝜇Gas

𝑟∆𝑟

∆𝑧
𝑢𝑟wall = 𝑆𝑃𝑢𝑟 + 𝑆𝑈 (5.6) 

𝐹𝑧
Shear = τ𝑧𝑑𝐴𝑟 = 𝜇Gas

𝑢𝑧 − 𝑢𝑧wall
∆𝑟

𝑟′∆𝑧 = 𝜇Gas
𝑟′∆𝑧

∆𝑟
𝑢𝑧 − 𝜇Gas

𝑟′∆𝑧

∆𝑟
𝑢𝑧wall

= 𝑆𝑃𝑢𝑧 + 𝑆𝑈 

 

 

(5.7) 

 

𝑢𝑟wall，𝑢𝑧wallは壁面の半径方向の速度成分，軸方向の速度成分である．𝑑𝐴𝑧，𝑑𝐴𝑟は軸方

向および半径方向のコントロールボリュームの断面積である．∆𝑟，∆𝑧はコントロールボ

リュームの半径方向の幅および軸方向の幅であり，例えば Fig. 3.3 中の𝑟方向に𝑖番目，𝑧

方向に𝑗番目の格子点 P (𝑟𝑢[𝑖], 𝑧[𝑗])のコントロールボリュームでは𝑠𝑒𝑤𝑢[𝑖]と𝑠𝑛𝑠[𝑗]が該当

する．𝑟′はコントロールボリュームの𝑟方向端の座標であり，例えば Fig. 3.3 中の点 P に

おいては𝑟[𝑖]が該当する．このせん断応力を生成項として取り入れる場合，その影響を

重複して考慮することを避けるため，その壁面方向の係数（AN，AS，AE，AW のいずれ

か）は 0 と設定しなければならないことに注意されたい．  

各格子点の温度は次式のエネルギー輸送方程式で決定される． 

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟ℎ) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧ℎ) =

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(
𝑟𝜅

𝐶𝑝

𝜕ℎ

𝜕𝑟
) +

𝜕

𝜕𝑧
(
𝜅

𝐶𝑝

𝜕ℎ

𝜕𝑧
) − 𝑈 +

|𝑗 |2

𝜎
+ 𝑞A + 𝑞C − 𝑞S + 𝑞F (5.8) 
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ただし，  

ℎ = ∫𝑐𝑝𝑑𝑇 (5.9) 

 

左辺第 1 項および第 2 項は半径方向および軸方向の対流項を示し，右辺第 1 項および第

2 項は半径方向および軸方向の拡散項である．第 3 項以降は熱生成速度を表しており，

放射損失，ジュール加熱，陽極および陰極で生じる熱流束，溶接方向への熱損失，フラ

ックスへの放射による入熱を示している．ℎはエンタルピー，𝐶𝑝は定圧比熱，𝜅は熱伝導

率，𝑈は放射を示している．𝑗 ，𝜎，𝑞A，𝑞C，𝑞S，𝑞F，𝑑𝑇はそれぞれ電流密度ベクトル，導

電率，陽極表面-プラズマ間の熱流束，陰極表面-プラズマ間の熱流束，溶接方向に失わ

れる熱流束，フラックスやスラグに生じる熱流束，微小温度である．離散化の過程で必

要になるコントロールボリュームの界面の定圧比熱は，隣接するスカラー量を格納する

格子の持つ定圧比熱との算術平均値を与える．一方コントロールボリュームの界面の熱

伝導率は，隣接するスカラー量を格納する格子の持つ熱伝導率の調和平均値を与える．

電界𝐸は次式から得られる．  

 

𝐸𝑟 = −
𝜕𝑉

𝜕𝑟
 (5.10) 

𝐸𝑧 = −
𝜕𝑉

𝜕𝑧
 (5.11) 

 

各格子点の電流密度ベクトル𝑗 = (𝑗𝑟, 𝑗𝑧)は電流保存則と Ohm の法則によって求めること

ができ，次式で表される．  

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝑗𝑟) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝑗𝑧) = 0 (5.12) 

𝑗𝑟 = 𝜎𝐸𝑟 (5.13) 

𝑗𝑧 = 𝜎𝐸𝑧 (5.14) 
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本研究ではこれら式(5.10)，式(5.11)を代入した式(5.13)と式(5.14)を，電流保存則である

式(5.12)に代入した式(5.15)を離散化する．そしてその方程式の解である電位𝑉を求め，

この𝑉を用いて間接的に電流密度を算出する．  

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜎

𝜕𝑉

𝜕𝑟
) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜎
𝜕𝑉

𝜕𝑧
) = 0 (5.15) 

 

なお電流密度の算出や離散化の過程で必要になるコントロールボリュームの界面の導

電率は，界面とスカラー量を格納する格子が重なっている場合はその格子に格納された

値を利用し，重なってない場合は隣接するスカラー量を格納する格子の持つ導電率の調

和平均値を与える．  

点Pが陽極表面-プラズマ界面の陽極側の格子点である場合に生じる熱流束𝑞Aは次式

で与えられる． 

 

𝑞A = {

𝑞Arc + |𝑗 |𝜑Anode − 𝜀Metal𝛼𝑇Metal
4 − 𝑞Vap    (P ∈ interface ∩ P ∈ electrode)

−𝑞Arc                                         (P ∈ interface ∩ P ∈ arc)

0                                                           (others)                               

 (5.16) 

 

右辺第 1 項から陽極表面-プラズマ間の対流熱伝達，電子流入による加熱，輻射損失，鉄

蒸気の発生による冷却を表している．式中の𝑞Arc，𝜑Anode，𝜀Metal，𝛼，𝑇Metalは陽極表面

-プラズマ間の熱流束，陽極の仕事関数，電極（母材またはワイヤ）の放射率，Stefan-

Boltzmann 定数，電極の温度を示している．𝑞Arcの算出には次式で示される膜温度𝑇Filmを

採用する 73)． 

 

𝑇Film = 0.5(𝑇Metal + 𝑇Arc) (5.17) 

 

𝑇Arcはプラズマの温度である．本研究ではこの膜温度を有する遷移領域が電極-プラズマ

間に存在すると仮定する．このとき，電極-プラズマ間の熱流束𝑞Arcは 
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𝑞Arc = 𝜅Film
𝑇Film − 𝑇Arc

∆𝑙
 (5.18) 

 

と表される．ここで𝜅Filmは膜温度𝑇Filmのガスの熱伝導率である．∆𝑙はプラズマと電極表

面の距離であり，プラズマ側の格子点と電極表面の格子点との距離の半分と仮定する．

一方，点Pが陰極表面-プラズマ界面の陰極側の格子点である場合に生じる熱流束𝑞Cは次

式で与えられる． 

 

𝑞C = 

{

𝑞Arc − |𝑗e|𝜑c + |𝑗i|𝑉i − 𝜀Metal𝛼𝑇Metal
4 + 𝑈Arc − 𝑞Vap     (P ∈ interface ∩ P ∈ electrode)

              −𝑞Arc                                           (P ∈ interface ∩ P ∈ arc)

               0                                                                (others)                                

 

 

(5.19) 

 

右辺第 1 項から陰極表面-プラズマ間の対流熱伝達，電子放出による冷却，イオン再結

合による加熱，輻射損失，アークプラズマからの放射による加熱，鉄蒸気の発生による

冷却を表している．𝑗e，𝜑C，𝑗i，𝑉i，𝑈Arcはそれぞれ電子電流密度，陰極の仕事関数，イ

オン電流密度，ガスの電離電圧，アークプラズマからの放射を示している．電子電流密

度𝑗eは次式の Richardson-Dushman の熱電子放出電流密度式 68)から得られ， 

 

𝑗e＝AR𝑇Metal
2exp(−

e𝜑C
kB𝑇Metal

)  (5.20) 

 

ARは Richardson 定数，eは電気素量，kBは Boltzmann 定数である．一方，イオン電流密

度𝑗iは次式で定義される． 

 

 |𝑗i| = |𝑗| − |𝑗e| (5.21) 

 

電離電圧𝑉iは鉄蒸気濃度𝑌に応じて，CO の電離電圧 12.44 V と Fe の電離電圧 7.90 V の

線形近似によって決定される．  
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 次に，本計算における溶接速度の取扱いについて述べる．母材や母材状に載せられた

フラックスやスラグの温度分布は溶接速度に強く依存する．この影響を検討するために

は本来は三次元計算が必要とされるが，本研究では計算の簡略化のため，熱源の計算に

ついては溶接速度による母材内の冷却効果を考慮した擬似三次元モデルを用いる．Fig. 

5.1 にこの擬似三次元モデルの概念図を示す．ここでは，溶接方向前方の低温領域のコ

ントロールボリュームとアーク直下の高温領域のコントロールボリュームとの温度差

からそのエネルギー消費量を見積もる．熱源の移動に伴い母材や母材上に載せられたフ

ラックスやスラグ中の各コントロールボリュームでは次式で示される，単位時間かつ単

位体積当たりのエネルギー𝑞Sが消費されると考える． 

 

𝑞S =
𝜌s𝐶sΔ𝑉𝐷(𝑇s − 𝑇𝐷) + 𝜌sΔ𝑉𝐷𝐻m

Δ𝑉CV
    (5.22) 

 

ここで，𝜌s，𝐶s，𝑇sは母材やフラックスやスラグの密度，比熱，温度である．Δ𝑉𝐷は半径

方向の断面積𝑑𝐴の各コントロールボリュームが単位時間あたりの溶接距離𝐷を移動し

たときの体積， 𝑇𝐷は距離𝐷前方でのコントロールボリュームの温度，𝐻mは溶融潜熱，Δ𝑉cv

はコントロールボリュームの体積である．この消費エネルギー𝑞Sを式(5.8)のようにエネ

ルギー輸送方程式の熱生成速度として取り入れることによって，溶接速度をパラメータ

として考慮することを可能とした 74)． 

 

 

Fig. 5.1 Schematic illustration of quasi-3D model.  
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本研究では，ワイヤ表面から発生する鉄蒸気の輸送を考慮する．対流と拡散の影響を

考慮した鉄蒸気の輸送は次式で表される． 

 

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝑢𝑟𝑌) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝑢𝑧𝑌) =

1

𝑟

𝜕

𝜕𝑟
(𝑟𝜌𝛤Metal

𝜕𝑌

𝜕𝑟
) +

𝜕

𝜕𝑧
(𝜌𝛤Metal

𝜕𝑌

𝜕𝑧
) + ∇ ∙ (𝐽Vap𝑛⃗ n) (5.23) 

 

𝑌は鉄蒸気の質量分率，𝛤Metalは拡散係数，𝑛⃗ nは単位法線ベクトル，そして𝐽Vapは Hertz-

Knudsen-Langmuir 方程式 75)から求められる鉄蒸気の質量流束であり，次式で表される．  

 

𝐽Vap = (
𝑝0

√𝑇Metal
−
𝑝Metal

√𝑇Gas
)√

𝑀Metal
2𝜋R

 (5.24) 

 

𝑝0は Fe の飽和蒸気圧，𝑇Metal，𝑝Metalはワイヤ表面の鉄蒸気の温度と圧力である．𝑇Gasは

ワイヤ表面近傍のガスの温度，𝑀Metalは Fe の原子量，Rはガス定数である．拡散係数𝛤Metal

は次の粘性保存式を用いて算出する． 

 

𝛤Metal =
2√2(1 𝑀Metal⁄ + 1/𝑀Gas)

{√𝜌Metal
2 /βMetal

2 /𝜇Metal
24

+ √𝜌Gas
2 /βGas

2 /𝜇Gas
24
}

2 
(5.25) 

 

βMetal，βGasは多くの実験に基づく値として 1.385 と設定する．以上の支配方程式群を用

いた本計算モデルのフローチャートを Fig. 5.2 に示す． 
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Fig. 5.2 Flowchart of heat source model.  
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5.2.2 計算領域と境界条件 

 Fig. 5.3 にサブマージアーク熱源の計算領域を示す．格子は等間隔格子であり，0.1 mm

×0.1 mm と設定する．計算領域の半径方向の長さは 25 mm とし，軸方向は母材厚さ（5 

mm）と母材-コンタクトチップ間距離（CTWD: Contact Tip to Work Distance）に相当する

長さ（30 mm）の和である 35 mm に設定する．したがって線 ah が給電点となる．溶接

電流𝐼Weldは式(5.15)を離散化した際，線 ah の 1 層下に存在するコントロールボリューム

にだけ次の式(5.26)に示される定数を生成項の定数部分𝑆𝑈として取り入れることで設定

する． 

 

𝑆𝑈 =
𝐼Weld

𝜋𝑟Wire
2 𝑟∆𝑟 (5.26) 

 

𝑟Wireはワイヤの半径であり，ワイヤ径は実験と同様に 4.0 mm に設定する．Table 5.1 に

Fig. 5.3 の境界条件を示す．線 ad が対称軸である．線 de が計算領域下端であり，この

線分全体を接地（アース）とする．また，表中のℎ300，ℎ600はそれぞれ T = 300 K，600 K

に相当するエンタルピーである．ワイヤ領域には式(5.27)に示す Halmoy76)の式から求め

たワイヤ送給速度を与える．  

 

𝑢𝑧Wire =
1

𝜋𝑟Wire
2 𝜌WireℎTip

(𝑞A∆𝑉 + 𝐿
|𝑗 2|

𝜎
𝑑𝐴) (5.27) 

 

𝜌Wire，ℎTipはワイヤの密度およびワイヤ先端のエンタルピー，𝐿はワイヤの突出し長さ

である．アーク電圧は計算領域の給電点（点 a）と接地面（点 d）の電圧に加え，陰極

降下電圧を考慮する．本計算モデルでは先行研究 18)に従い，エネルギーバランスの観点

からこの陰極降下電圧を求めている．本研究では，アーク電圧𝑉Arcは次式で求める． 

 

𝑉Arc = 𝑉Col + 𝑉Ion (5.28) 
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𝑉Ion =
∑ |𝑗i𝑖|𝑉i
𝑓
𝑖=𝑐

𝐼Weld
 (5.29) 

 

𝑉Colは給電点（点 a）と接地面（点 d）の電圧であり，𝑉Ionは陰極表面上に存在するシー

ス領域とアークコラム間に存在する数十から数百 m の境界領域で生じる電圧である．

この電圧は電子電流の不足分を補うイオン電流を維持するために生じる電圧と仮定し，

母材表面である線 cf 全域に生じるイオン再結合加熱の総和を溶接電流𝐼Weldで除した値

であるとする．なお，シースで発生する電圧はこれらの電圧に比べ十分小さいため，本

研究では無視する．  

 

 

Fig. 5.3 Computational domain for FVM calculation of SAW. 
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Table 5.1 Boundary conditions for FVM. 

Line Boundary conditions 

ad 𝑢𝑟 = 0,  
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟

= 0,  
𝜕ℎ

𝜕𝑟
= 0,  

𝜕𝑉

𝜕𝑟
= 0,  

𝜕𝐶

𝜕𝑟
= 0 

de 𝑢𝑟 = 𝑢𝑧 = 0,  
𝜕ℎ

𝜕𝑧
= 0,  𝑉 = 0, 𝐶 = 0 

ef 𝑢𝑟 = 𝑢𝑧 = 0,  ℎ = ℎ300,  
𝜕𝑉

𝜕𝑟
= 0, 𝐶 = 0 

fg 
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟

= 0,  ℎ = ℎ600,  
𝜕𝑉

𝜕𝑟
= 0, 𝐶 = 0 

gh 
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑧

= 0,  ℎ = ℎ300,  
𝜕𝑉

𝜕𝑧
= 0, 𝐶 = 0 

ha 𝑢𝑟 = 0, 𝑢𝑧 = 𝑢𝑧Wire, ℎ = ℎ300,  
𝜕𝑉

𝜕𝑧
= 0, 𝐶 = 0 

 

 以上に述べた計算領域と境界条件を用いてサブマージアーク熱源をシミュレートし

ていく．しかしながらこの計算モデルではフラックス内部を流れるはずの気流を考慮し

ていないために，溶融池幅がキャビティの幅よりも広くなると溶融池表面には気流との

対流熱伝達を無視することになり，実際よりも溶融池が過剰に冷却されることになる．

そこで本研究では，先行研究のによって実験的に熱効率が同等であることが示されてお

り 77)，数値計算によってもその傾向が定性的に再現されている 26)ガスメタルアーク溶

接の熱源特性をシミュレートする．そして，この熱源を用いて溶融池およびスラグの形

成過程を再現することで，キャビティ外においてフラックス間を流れる気流の影響を考

慮する． 

ガスメタルアークの熱源特性は Fig. 5.4 に示す計算領域を用いてシミュレーションを

行う．ガスメタルアーク溶接ではシールドガスが溶接トーチから母材に向かって流れる

ことで大気から溶接部近傍を大気から保護する役割を果たしている．本計算ではこのシ

ールドガス流を再現するため，Fig. 5.4 の線 hi からシールドガスに相当するガス流を流
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入する．また線 fg，gh をガスの流出口として設定する．Fig. 5.4 の境界条件を Table 5.2

に示す．𝑢𝑧Shieldはシールドガスの流速であり，シールドガス流量𝑣Gasを流入口 ih の断面

積で除した次式で与えられる．  

 

𝑢𝑧Shield =
𝑣Gas

0.25𝜋(𝑑Nozzle
2 − 𝑑Wire

2 )
 (5.30) 

 

ここで𝑑Nozzleはシールドガスの流入口であるノズルの直径である． 

 

 

Fig. 5.4 Computational domain for FVM calculation of GMAW. 
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Table 5.2 Boundary conditions for FVM calculation of GMAW. 

Line Boundary conditions 

ad 𝑢𝑟 = 0,  
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑟

= 0,  
𝜕ℎ

𝜕𝑟
= 0,  

𝜕𝑉

𝜕𝑟
= 0,  

𝜕𝐶

𝜕𝑟
= 0 

de 𝑢𝑟 = 𝑢𝑧 = 0,  
𝜕ℎ

𝜕𝑧
= 0,  𝑉 = 0, 𝐶 = 0 

ef 𝑢𝑟 = 𝑢𝑧 = 0,  ℎ = ℎ300,  
𝜕𝑉

𝜕𝑟
= 0, 𝐶 = 0 

fg 
𝜕𝑢𝑟
𝜕𝑟

= 0,  ℎ = ℎ600,  
𝜕𝑉

𝜕𝑟
= 0, 𝐶 = 0 

gh 
𝜕𝑢𝑧
𝜕𝑧

= 0,  ℎ = ℎ300,  
𝜕𝑉

𝜕𝑧
= 0, 𝐶 = 0 

gi 𝑢𝑟 = 0, 𝑢𝑧 = 𝑢𝑧Shield,  ℎ = ℎ300,  
𝜕𝑉

𝜕𝑧
= 0, 𝐶 = 0 

ia 𝑢𝑟 = 0, 𝑢𝑧 = 𝑢𝑧Wire,  ℎ = ℎ300,  
𝜕𝑉

𝜕𝑧
= 0, 𝐶 = 0 

 

5.2.3 計算条件と物性値 

本研究では，ボンドフラックスの一種である PF-200 の物性値をフラックス領域に与

え，2.25Cr-1Mo 鋼の物性値 78)をワイヤと母材に与える．さらに，各コントロールボリュ

ームの鉄蒸気濃度に応じて CO-Fe 混合ガスの物性値をガス領域に与える．本計算は定

常計算であり，5.2.1 で述べた支配方程式群は第 3 章で述べた SIMPLE アルゴリズムに

よって計算される．  

 本計算に用いる CO ガスの物性値を Fig. 5.5 ~ Fig. 5.11 に示す．これらの物性値は A. 

B. Murphy 氏から提供されたものである．これらの物性値はアークプラズマが局所熱平

衡(LTE)状態であること仮定し，Chapman-Enskog 近似を適用することで数値計算によっ

て求めたものである 79)．これらの図を見ると，CO 中に Fe が混入することで，それぞれ

の物性値が影響を受けていることがわかる．つまり，アークプラズマの物性値は温度だ
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けでなく鉄蒸気の濃度にも依存している．したがって，本モデルでは鉄蒸気の混入率が

0 mol%，1 mol%，10 mol%，20 mol%，30 mol%，100 mol%の場合の物性値を基に，線形

近似を適用することで任意の濃度におけるプラズマの物性値を算出する 80)．フラックス

領域の密度，熱伝導率，比熱は実際のフラックスの値を用いた．しかしながら，実際の

融点と沸点は測定する設備の限界温度よりも高く，測定できなかった．そこでフラック

スの主要成分の 1 つである CaO の沸点と融点 81)をフラックスの融点およびスラグの沸

点として使用する．フラックスおよびワイヤの物性値を Table 5.3 に示す．また Table 5.4

に溶接条件を示す．  

本計算における仮定を以下に示す．まず母材は変形せず，アーク長は自己制御作用に

よって一定であるとみなしている．ガス領域のガスは層流であり，電子と重粒子（原子，

イオン）がプラズマ中で十分衝突することで電子温度と重粒子温度が等しいとする局所

熱平衡（LTE: Local Thermodynamic Equilibrium）を仮定する．また溶滴移行は熱輸送の

みを考慮し，質量輸送については考慮していない．フラックスの領域においては，粉体

のフラックスの温度が融点を超えると，その領域は連続体であるスラグになったとみな

す．しかしながら本計算おいてスラグの流れは考慮していないため，フラックスおよび

スラグ領域の速度は 0 である．そこで，スラグ領域の熱伝導率をフラックスの 3 倍と設

定することでスラグ内の対流による熱輸送を考慮する 82). そして，スラグの沸点を超え

た領域は気化したとみなし，鉄蒸気濃度に応じた CO-Fe 混合ガスの物性値を与える． 

次に，放射の取扱いについて述べる．アークプラズマから発生する放射はプラズマ内

での自己吸収は考慮せず，全放射エネルギーのうち 12%が母材に吸収されるものと仮定

する 83)．このとき単位面積あたりに吸収されるエネルギー𝑈Arcを式(5.19)の右辺第 5 項

として考慮する．また，残りの放射エネルギーのうち 80 %が溶融スラグ領域およびフ

ラックス領域に均一に入熱され，残り 8%が周囲空間へ逃げると仮定する．この仮定に

よりアークプラズマから発生する放射エネルギーのほぼ全てを母材，フラックスへの入

熱とすることでサブマージアーク溶接特有の周囲空間への放射損失が少ない状態を再

現する． 

最後に，母材表面における電気伝導度の取扱いについて述べる．鉄蒸気を含むプラズ

マでは放射によるエネルギー損失によって温度が低下することが知られている 84)．この
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ような低温領域が母材表面に存在すると，母材表面ではプラズマ温度の低下に伴い電気

伝導度が低下して絶縁膜が張ったような状態となり計算の妨げとなる．この見かけの絶

縁膜は電極近傍のシース領域を詳細に考慮することで防ぐことができると考えられる

が，数 m のシース領域を解像するには膨大な計算コストが必要になる．そこで本研究

では母材表面のプラズマと，それより軸方向に 1 層上の領域のプラズマは等しい電子密

度を持つと仮定する．Fig. 5.12に示すのは，計算領域における母材近傍の模式図である．

黒の実線から構成される格子点はスカラー量を格納する格子を示している．例として，

赤色の点の電気伝導度を考える．本計算ではこの点と，この点の直上に存在する青の格

子点の電子密度が等しい（𝑛e2＝𝑛e1）と仮定する．そして，この電子密度を保つために

必要な電気伝導度を Fig. 5.6 に示した CO-Fe 系の混合ガスの物性値から算出する．具体

的には，Fig. 5.9 から(𝑌1, 𝑛e1)のときの温度を線形補間によって取得し，その温度と鉄蒸

気濃度𝑌2のときの電気伝導度を Fig. 5.6 から線形補間によって得ている．この再算出さ

れた電気伝導度を赤色の格子点の電気伝導度として用いることで，計算上発生する絶縁

膜の発生を回避している． 

 

 

Fig. 5.5 Relationship between plasma temperature and density of plasma. 
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Fig. 5.6 Relationship between plasma temperature and electrical conductivity of plasma. 

 

 

Fig. 5.7 Relationship between plasma temperature and thermal conductivity of plasma. 
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Fig. 5.8 Relationship between plasma temperature and specific heat of plasma. 

 

 

Fig. 5.9 Relationship between plasma temperature and number density of electron in plasma.  
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Fig. 5.10 Relationship between plasma temperature and viscosity of plasma. 

 

 

Fig. 5.11 Relationship between plasma temperature and radiation of plasma. 
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Fig. 5.12 Schematic illustration of base metal surface.  

 

Table 5.3 Material properties of flux, wire and base metal.  

  Flux Wire and base metal 

Density [kg/m3] 3230.0 7750.0 

Thermal conductivity [W/(m･K)] 1.5×10-1 ~ 1.5 26.7 ~ 37.7 

Specific heat [J/(kg･K)] 830.0 ~ 1690.0 448.0 ~ 1030.0 

Melting point [K] 2572.0 1750.0 

Boiling point [K] 2850.0 3100.0 

Electrical conductivity [V/(A･m)] Insulated 8.0×105 ~ 7.7×106 

 

Table 5.4 Welding conditions. 

Welding current [A] 600.0 

CTWD [mm] 30.0 

Welding speed [mm/s] 5.0 
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5.2.4 サブマージアークの熱源特性 

 Fig. 5.13 に溶接電流 DCEP 600 A と設定したときの温度分布を示す．図中の茶色の領

域はワイヤを，薄灰色の領域は母材を示しており，その他の色は温度を示している．図

より，高温領域が電極の外側に存在していることがわかる．これは Fig. 5.14 に示す鉄蒸

気濃度分布からわかるように，アークプラズマの中心で鉄蒸気濃度が増加し，放射損失

によって中心部の温度が低下するためである．その結果，Fig. 5.15 に示すように電流密

度は低温のメタルプラズマ側が減少し，高温の CO プラズマ側が増加する．また Fig. 5.13

においてフラックスの融点 2572 K からスラグの沸点 2850 K の間の領域が溶融スラグの

領域であり，厚さは約 4.7 mm となった．一方実験では Fig. 2.12 に示したスラグの断面

からわかるように，スラグの中央の厚みは約 5.4 mm であり，本計算から得られたスラ

グの厚さは実験と同等であった． 

 

 

Fig. 5.13 Temperature distribution of submerged arc.  
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Fig. 5.14 Iron vapor concentration distribution of submerged arc.  

 

 

Fig. 5.15 Current density distribution of submerged arc.  
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Fig. 5.16，Fig. 5.17 に示すのはワイヤ内部の軸方向の電流密度分布と半径方向の

Lorentz 力分布である．Fig. 5.16 の茶色の線および Fig. 5.17 の黒色の線はそれぞれワイ

ヤの外形線を示している．ワイヤ内はほとんど均一な電流密度であるのに対し，ワイ

ヤ先端近傍の z = 0.001 m 付近からワイヤ中心の電流密度が減少し，ワイヤ内ではワイ

ヤの角の電流密度が最大値を示す．これは前述のように鉄蒸気の存在によって，プラ

ズマの中心の温度が低下するためである．プラズマ中の電流密度はアーク中心近傍の

メタルプラズマ側ではなく CO プラズマ側で増加することで，ワイヤ先端でもプラズ

マ側に沿って中心部の電流密度が減少して外縁部に電流経路が集中する．第 2 章では

ワイヤ内を流れる電流密度および半径方向の Lorentz 力をそれぞれ 4.8×107 A/m2，

2.9×106 N/m3 と見積もった．これに対し本計算は同等の値を示しており，第 2 章で行っ

た概算は妥当であったといえる．  

 

 

Fig. 5.16 Current density distribution in wire.  
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Fig. 5.17 Lorentz force distribution in wire.  

 

次に実験と数値計算によって得られた，各溶接条件下でのワイヤ送給速度を Table 

5.5 に示す．いずれの溶接条件においても，シミュレーションによって得られたワイヤ

送給速度は実験中の平均値よりもやや大きくなっている．しかしながら実験から得ら

れたワイヤ送給速度は溶接中に表中の最大値と最小値の範囲内で変動したことを考慮

すると，本計算から得られたワイヤ送給速度は実験の誤差の範囲内に収まっており，

妥当なワイヤ送給速度が得られたと考えられる．また本計算が示す結果は，溶接電流

の増加によってワイヤ送給速度が増加する傾向や，同じ溶接電流でも DCEP よりも

DCEN のほうがワイヤ送給速度が大きくなる傾向を再現している． 

 

Table 5.5 Comparison results of wire feed rate for each welding conditions. 

 Experiment [m/min] 
Simulation [m/min] 

Mean Min. Max. 

DCEP 400 A 0.81  0.67 1.39 0.98 

DCEP 600 A 1.26 1.13 1.56 1.38 

DCEN 600 A 1.70  1.24 2.14 1.94 
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 本計算で得られた母材への入熱の詳細を Table 5.6 に示す．母材への入熱のおよそ半

分を溶滴とアークプラズマからの熱伝達および放射が占めており，残りの半分はイオン

再結合による加熱が占めていることがわかる．本計算が示す熱効率は 62.6％であり，実

験値（80%～90%）よりも低い熱効率を示した 77)．このように本計算で得られた熱効率

はフラックスやスラグからの入熱が含まれていないことを考慮しても，実験で得られた

値を大きく下回った．  

著者らが本計算で用いた計算モデルを用いて行った数値計算 26)では，サブマージアー

ク溶接の熱効率は同等の溶接条件でシミュレートしたガスメタルアーク溶接の熱効率

とほぼ同じであった．この傾向は先行研究 77)で行われた実験と同様であるものの，これ

らの熱効率は実験値を大幅に下回っていた．したがって，本計算の熱効率が実験値より

も低く算出されるのはサブマージアーク溶接現象を正しくモデル化できていないので

はなく，ガスメタルアーク溶接と共通の現象を正しく考慮できていないためであると推

測される．すなわち陰極の取扱いであり，熱陰極にならない Fe 系の母材でありながら

熱陰極を仮定した式(5.20)を用いているため，ある程度の定性的な傾向は得られるもの

の定量的な熱効率の評価には至っていないと考えられる．したがって消耗電極式の溶接

プロセスの熱効率の定量的なシミュレーションには，熱陰極を仮定しない別の数値モデ

ルが必要である．  

 

5.2.5 ガスメタルアークの熱源特性 

 Fig. 5.18 に，Fig. 5.4 に示したガスメタルアークの計算領域を用いて数値計算を行っ

た際の温度分布を示し，Fig. 5.19 と Fig. 5.20 に鉄蒸気濃度分布と電流密度分布を示す．

本研究では 5.2.2 で述べた理由から，これ以降の数値計算には本項で示した熱源分布を

用いる．Table 5.7 にこの熱源分布における母材表面への入熱の詳細を示す．このシミュ

レーションにおいても溶接ワイヤの給電点に溶接電流に相当する電位勾配を与えたと

ころ，前項で示したサブマージアーク熱源との熱効率の差は 2.7％となり，先行研究が

示した実験結果 77)や低電流領域で行った著者らの数値計算例 26)と同等の傾向を示して

いる． 
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Table 5.6 Heat input to base metal in submerged arc (Welding current: DCEP 600 A). 

Welding current 600 A 

Arc voltage 22.2 V 

Power supply 13306.7 W 

Droplet transfer 2469.7 W 

Heat transfer 759.1 W 

Radiation from arc plasma 975.9 W 

Joule heating 20.0 W 

Electron emission -533.0 W 

Ion recombination 4739.0 W 

Emission loss -102.9 W 

Total heat input to base metal 8327.8 W 

Heat efficiency 62.6% 

 

 

Fig. 5.18 Temperature distribution of gas metal arc.  
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Fig. 5.19 Iron vapor concentration distribution of gas metal arc.  

 

 

Fig. 5.20 Current density distribution of gas metal arc.  
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Table 5.7 Heat input to base metal in gas metal arc (Welding current: DCEP 600 A). 

Welding current 600 A 

Arc voltage 24.9 V 

Power supply 14943.1 W 

Droplet transfer 2102.3 W 

Heat transfer 1890.1 W 

Radiation from arc plasma 1212.2 W 

Joule heating 21.4 W 

Electron emission -566.0 W 

Ion recombination 4486.9 W 

Emission loss -196.6 W 

Total heat input to base metal 8950.3 W 

Heat efficiency 59.9% 

 

5.3 DEM-ISPH連成計算手法によるスラグ形成および溶融池形成過程の数値計算 

5.3.1 支配方程式 

本計算モデルでは簡単化のため，粉体フラックスだけではなく，溶融スラグおよび再

凝固したスラグの振舞いは離散要素法（DEM）を用いて計算する．Newton の運動方程

式に基づき，粒子𝑎の速度は次のように決定される．  

 

𝑑𝑢⃗ 𝑎
𝑑𝑡

=
1

𝑚𝑎
(𝐹 𝑎

Cn + 𝐹 𝑎
Ct + 𝐹 𝑎

Cavity
) + 𝑔   (5.31) 

 

ここで，𝑢⃗ は粒子の速度ベクトル，𝑡は時刻，𝑚はフラックスの質量. 𝐹 
Cnは法線方向の接

触力，𝐹 
Ctは接線方向の接触力，𝐹 

Cavity
はキャビティから受ける圧力である．一方，溶融

した金属粒子𝑎の速度𝑢𝑎は，第 3 章で述べた Navier-Stokes 方程式に式(4.1)を拡張した外

力項を取り入れた次式によって決定される．  
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𝑑𝑢⃑⃗𝑎
𝑑𝑡

= −∑𝑚𝑏 (
𝑝𝑎
𝜌𝑎

2
+
𝑝𝑏
𝜌𝑏

2
)𝛻𝑎𝑊𝑎𝑏

𝑏

+
2𝛿

𝜆𝑎𝑁𝑎𝜌𝑎
∑

2𝜇𝑎𝜇𝑏
𝜇𝑎 + 𝜇𝑏

(𝑢⃑⃗𝑏 − 𝑢⃑⃗𝑎)𝑊𝑎𝑏

𝑏

 

+𝑔 +
𝜏𝑎𝑑𝐴𝑎
𝜌𝑎𝑉𝑎

+
𝑗 𝑎 × 𝐵⃗ 𝑎
𝜌𝑎

+
1.2𝛾ℎ

𝜌𝑎𝑉𝑎
∑𝑓𝑎𝑏

Attract

𝑏

+
𝑃𝑎
Arc

𝜌𝑎𝑉𝑎
𝑑𝐴𝑎𝜂 𝑎 

+
𝜕𝛾

𝜕𝑇

𝑑𝐴𝑎(𝑛⃗ n𝑎 × 𝛻𝑇𝑎 × 𝑛⃗ n𝑎)

𝜌𝑎𝑉𝑎
     

 

 

 

 

(5.32) 

 

ここで式(5.32)の右辺の各項は圧力勾配，粘性力，重力，気流とのせん断力，Lorentz 力，

法線方向の表面張力，アーク圧力，溶融金属の温度勾配によって生じる Marangoni 効果

を示している．アーク圧力は前節で得られた熱源計算から得られた相対圧力を与えた．

全粒子の温度変化は次のエネルギー輸送式で決定され，  

 

𝑑𝑇𝑎
𝑑𝑡

=
1

𝜌𝑎𝑉𝑎𝐶𝑎
∑ (𝐻c +𝐻g)(𝑇𝑏 − 𝑇𝑎)

 𝑎,𝑏∈Flux

+
2𝛿

𝜆𝑎𝑁𝑎𝜌𝑎𝐶𝑎
∑

2𝜅𝑎𝜅𝑏
𝜅𝑎 + 𝜅𝑏

(𝑇𝑏 − 𝑇𝑎)𝑊𝑎𝑏

 𝑎∪𝑏∉Flux

+
𝑑𝐴𝑎
𝐶𝑎𝑚𝑎

[
𝜅CO𝜅𝑎(𝑇CO − 𝑇𝑎)

𝜅CO𝑑𝑧 + 𝜅𝑎𝑑𝑧′
− 𝜀𝛼(𝑇𝑎

4 − 300.04) − |𝑗e𝑎|𝜑c + |𝑗i𝑎|𝑉i𝑎] 

 

 

(5.33) 

 

𝑇は温度，𝐶は比熱，𝜅は熱伝導率， 𝐻cは接触によるコンダクタンス，𝐻gはガスによるコ

ンダクタンス 85, 86)である．接触によるコンダクタンス𝐻cおよびガスによるコンダクタン

ス𝐻gは先行研究 85, 86)に基づき以下のように定義される．まず，Fig. 5.21 に示すのは接触

している 2 粒子の模式図である．青線の枠は DEM 粒子が半分ずつ含まれる三次元の単

位コントロールボリュームである．離散要素法は粒子間の若干のめり込みを許容する計

算手法であるため，接触している粒子間には接触半径𝑟cの接触断面積が生じる．この接

触半径は次式より求めることができる．  

 

𝑟c = √𝑟𝑝
2 − (0.5|𝑙 𝑎𝑏|)

2
 (5.34) 
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𝑟𝑝は粒子の半径であり，|𝑙 𝑎𝑏|は粒子間の相対距離である．以上の接触半径を用いて，接

触部で生じる熱伝導を表す接触コンダクタンス𝐻cは次式で表される．  

 

𝐻c = 2
𝜅𝑎𝜅𝑏
𝜅𝑎 + 𝜅𝑏

𝑟c (5.35) 

 

本来接触半径は Hertz の接触理論より求めるべきであるが，フラックスの Poisson 比や

Yang 率が不明であるために式(5.34)を用いている．一方，ガスコンダクタンス𝐻gは接触

部の周辺のガス領域を通じた熱伝導を示している．Fig. 5.22 に接触部周辺の模式図を示

す．図中の白の領域が粒子を示しており，水色の領域が粉体間に存在するガス領域を示

している．DEM 粒子がガスに晒されている表面積𝐴gと，Fig. 5.22 中に黄色の線で示し

ている 2 粒子間の熱流束の平均距離𝑙gを用いて，ガスコンダクタンス𝐻gは次式で記述さ

れる． 

 

𝐻g = 𝜅g
𝐴g

𝑙g
= 𝜅g

4𝜋𝑟𝑝
2

2 − 𝜋𝑟c
2

𝑟𝑝
2 (1 −

𝜋
4)

𝑟𝑝 − 𝑟c

   = 𝜅𝑔

2𝜋 {1 −
1
2 (
𝑟c
𝑟𝑝
)
2

} (𝑟𝑝 − 𝑟c)

1 −
𝜋
4

 (5.36) 

 



-154- 

 

 

Fig. 5.21 Schematic illustration of contacted particles. 

 

 

Fig. 5.22 Schematic illustration of cross-section of gas region near particle. 
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5.3.2 計算領域と境界条件  

Fig. 5.23 に本計算の計算領域を示す．4 枚の壁と 1 枚の母材で構成されている箱（t 

33×35×50 mm）の中にはフラックス粒子が充填されている．また，計算領域内にはワイ

ヤに相当する空間（ワイヤ空間）を設けている．この空間の直径はワイヤ径に等しく，

その中心軸は熱源の中心に等しい．ワイヤ空間は Fig. 5.23 中の矢印の方向に溶接速度で

動く．この空間に接する粒子は自身の速度とワイヤ送給速度との速度差に応じて，式

(3.109)の右辺第 2 項に示す，接線方向のせん断力に相当する力を受ける．Fig. 5.24 に示

すのはワイヤ空間に接する DEM 粒子の模式図である．図中の破線はワイヤ空間の外形

線を示しており，一点鎖線はこのワイヤ空間の中心を示す．めり込み量は粒子の半径と

ワイヤ半径の和から xy 平面における粒子-ワイヤ中心の距離√(𝑥𝑎 − 𝑥Arc)
2 − (𝑦𝑎 − 𝑦Arc)

2

を差し引いた距離になる．この距離に応じた𝑧 = 𝑧𝑎における xy 平面上の反発力を Hoocke

の法則から求めて DEM 粒子に与える．ばね定数は粒子間にはたらく値と同じに設定し

ている．  

 

 

Fig. 5.23 Computational domain for the simulation of slag and weld pool formation processes.  
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Fig. 5.24 Schematic illustration of collision with wire space. 

 

ワイヤ先端近傍にはキャビティに相当する空間を形成している．Fig. 5.25 にそのキャ

ビティ形状の模式図を示す．キャビティの形状は次式で表すような半楕円球とする．  

 

(𝑥𝑎 − 𝑥Arc)
2

𝑙𝑥
2 +

(𝑦𝑎 − 𝑦Arc)
2

𝑙𝑦
2 +

(𝑧𝑎 − 𝑧Arc)
2

𝑙𝑧
2 ≤ 1 |

𝑧𝑎≥𝑧Arc

 (5.37) 

 

(𝑥𝑎 , 𝑦𝑎 , 𝑧𝑎)はキャビティ内の位置座標であり，(𝑥Arc, 𝑦Arc, 𝑧Arc)は熱源の中心位置である．

𝑦Arcは母材の幅の半分に等しく，𝑧Arcは母材の高さに等しい．𝑙𝑥 , 𝑙𝑦, 𝑙𝑧は楕円球の各軸の長

さである．各軸の長さは Fig. 5.13 中のガス領域の大きさから𝑙𝑥=𝑙𝑦= 4.7 mm, 𝑙𝑧 = 4.8 mm

と設定する．このキャビティの壁面の DEM 粒子にはキャビティから受ける圧力𝐹
Cavity

として大気圧からの相対圧力 3000 Pa を与えている． 

 

 

Fig. 5.25 Schematic illustration of a cavity shape near the heat source.  
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本計算では溶滴を熱源の中心で生成し，一定の周期で溶融池に輸送するが，溶滴の温

度や直径等の詳細が必要である．溶滴による入熱𝜚dを有限体積法と SIMPLE 法の計算結

果から得ることで，溶滴の保有するエンタルピーは次式から求めることができる． 

 

ℎd =
𝜚d

𝜌d𝑉d𝛹d
 (5.38) 

 

ℎdは溶滴のエンタルピーであり，𝜚dは有限体積法と SIMPLE 法により求めた溶滴による

母材への入熱である．𝜌d，𝑉d，𝛹dはそれぞれ溶滴の密度，溶滴の体積，1 秒間に輸送さ

れる溶滴の個数を示している．本計算では溶滴の温度は 3000 K と設定し，X 線透過観

察から溶滴径はワイヤ径よりも小さかったため，2.5 mm と設定する． 

次に，計算の仮定について述べる．本計算でも第 4 章と同様に，120 個の SPH 粒子が

液体状態になると流体計算を開始する．また，本研究では簡単化のため溶融フラックス

の流動も離散要素法を用いて計算するために，溶融スラグ内部の対流を正確に解くこと

ができない．そこで溶融スラグの熱伝導率は対流の影響を考慮し，有限体積法と同様に

スラグ領域の熱伝導率をフラックス粒子の 3 倍に設定する 82)．粒子の相変化の取扱いに

ついては 4.2.2 で述べたとおりである．境界条件についても 4.3 で述べた条件を母材に

対して適用している．ただし，フラックスを保持している壁面は断熱条件とする．溶滴

は直方体の状態でワイヤ空間内に生成され， X 線透過観察から得られた溶滴の速度 2.2 

m/s を初速として鉛直下向きに与える．この溶滴は式(5.38)から得られる𝛹dから求めた

溶滴移行周波数（12.8 Hz）で溶滴を生成する．この溶滴が溶融池に輸送されるまで，溶

滴を構成する粒子の温度変化は考慮しないものとする．そして，この溶滴は圧力勾配や

粘性力，重力，表面張力の影響を受けながら溶融池に向かって輸送される． 

 

5.3.3 計算条件と物性値 

 Table 5.8 に本計算における計算条件を示す．全ての粒子の直径は 0.5 mm とし，有限

体積法および SIMPLE 法による熱源の計算と同様に，フラックスを構成する DEM 粒子

にボンドフラックスの一種である PF-200 の物性値を与え，2.25Cr-1Mo 鋼の物性値を溶
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滴と母材を構成する SPH 粒子に与える．このフラックス粒子は十分乾燥させたとして，

DEM 粒子の初期温度は 600 K とする．なお，有限体積法とは異なり離散要素法では粉

体 1 粒 1 粒を解くため，バルク材料の熱伝導率が必要となる．しかしながら，熱線法 87)

などで測られる粉体の熱伝導率では粉体間の熱伝導も含まれるため，式(5.33)では正し

い熱伝導現象を解くことができない．そこで本計算において粒子に与える熱伝導率は

PF-200 の主要成分である CaO と MgO の熱伝導率 88)の調和平均値とする． 

 

Table 5.8 Other computational conditions. 

Diameter of particle [mm] 0.5 

Evaluate radius of kernel function [mm] 1.0 

Time step [s] 1.0×10-4 

Density [kg/m3] Flux: 3230.0 

Base metal: 7750.0 

Spring constant [N/m] 7.5×101 

Coefficient of restitution [-] 7.5 ×10-1 

Viscosity [Pa･s] Flux: 1.2×10-1 

Base metal: 1.5×10-3 ~ 1.2×10-2 

Thermal conductivity [W/(m･K)] Flux: 20.2 

Base metal78): 26.7 ~ 36.9 

Specific heat [J/(kg･K)] Flux: 720.1 ~ 1827.0 

Base metal78):444.8 ~ 2108.6 

Melting point [K] Flux: 2572.0 

Base metal: 1750.0 

Emission coefficient [-] Flux: 0.8 

Base metal: 0.4 

Welding speed [mm/s] 2.5, 5.0, 10.0 
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5.3.4 時間経過に伴うスラグ形成および溶融池形成過程  

Fig. 5.26 に各時刻の温度場を示し，Fig. 5.27 にそのときの粒子の状態分布を示す．こ

れらの図は溶接線に沿った縦断面を示しており，ワイヤの領域は黒で示している．Fig. 

5.26 において，温度場の灰色の粒子は母材の融点よりも温度が低い粒子を示している．

青から赤に色づけられた粒子の温度は母材の融点以上であることを示しており，その温

度に応じて色分けされている．Fig. 5.27 に示す粒子状態分布においては，母材と壁は薄

灰で示されており，溶融金属は青，ワイヤの領域は黒で示している．粉体フラックス，

溶融スラグ，再凝固スラグはそれぞれ黄，赤，茶で示している．フラックスの温度が自

身の融点を超えるとフラックス粒子はスラグ粒子になるとした．  

計算開始と同時に，母材とフラックスはワイヤ先端に存在するアークプラズマによっ

て加熱される．プラズマからの放射によってキャビティ表面のフラックスの温度が先行

して上昇し，0.06 s ほどで溶融してスラグとなる（Fig. 5.26(a), Fig. 5.27(a)）．遅れて母材

表面が溶融し，溶融金属粒子は t = 0.11 s ごろになると十分に溶融し流体計算を始める

（Fig. 5.26(b), Fig. 5.27(b)）．やがて母材を構成している溶融金属粒子から成る溶融池の

質量は，溶滴移行によって増加する（Fig. 5.26(c), Fig. 5.27(c) ~ Fig. 5.26(g), Fig. 5.27(g)）．

熱源が通過した後は融点の高いスラグから再凝固しはじめ（Fig. 5.26(d), Fig. 5.27(d)），

遅れて溶融池を構成する溶融金属が再凝固する（Fig. 5.26(e), Fig. 5.27(e)）．時間経過と

共に溶融池内部の温度場は準定常状態となり，溶融池内部では Fig. 5.26(h)の A 部のよ

うに，熱源の後方に高温部が形成される．この熱源後方の高温部を維持したまま溶融池

は溶接方向に成長する（Fig. 5.26(h), Fig. 5.27(h) ~ Fig. 5.26(j), Fig. 5.27(j)）．これらの結

果が示すように，本研究で構築した連成計算モデルは溶融池とスラグの形成を同時にシ

ミュレートできた． 
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(a) t =0.06 s (b) t = 0.11 s 

  

(c) t = 0.46 s (d) t = 0.81 s 

  

(e) t = 1.34 s (f) t = 1.50 s 

  

(g) t = 2.00 s (h) t = 3.00 s 

 

Fig. 5.26 Temperature distribution with time evolution. 
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(i) t = 4.00 s (j) t = 5.00 s 

 

Fig. 5.26 Continued. 

 

  

(a) t =0.06 s (b) t = 0.11 s 

  

(c) t = 0.46 s (d) t = 0.81 s 

 

Fig. 5.27 Particle state distribution with time evolution. 
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(e) t = 1.34 s (f) t = 1.50 s 

  

(g) t = 2.00 s (h) t = 3.00 s 

  

(i) t = 4.00 s (j) t = 5.00 s 

 

Fig. 5.27 Continued. 

  

5.3.5 フラックスやスラグが母材表面の入熱に与える影響 

 以上の結果を用いて，サブマージアーク溶接の特徴であるフラックスやスラグが母材

へ与える入熱の分布を調査する．Fig. 5.28 に示すのは，フラックス-母材間の熱流束分布

とスラグ-母材間の熱流束分布である．各時刻において，左の図はフラックス-母材間の

熱流束分布を示しており，右の図はスラグ-母材間の熱流束分布を示している．色はフラ

ックスやスラグから母材表面への熱流束を示しており，赤色になるほど母材は加熱され，

青色になるほど冷却されることを示している．計算開始時点ではフラックスは予熱され
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ているため，母材がフラックスによって加熱される（Fig. 5.28(a)）．時間経過と共に熱伝

導率の高い母材の一部の温度がフラックスの温度を上回り，溶融池の周辺ではフラック

スに熱が奪われる領域が生じる（Fig. 5.28(b)）．しかしながら，熱源の通過後にこの領域

は再び加熱され，母材表面に発生しているフラックスに熱を奪われる領域は三日月型の

分布となる（Fig. 5.28(c)）．この三日月型の分布を維持したまま，熱源が移動してビード

が形成されていく（Fig. 5.28(d)）．Fig. 5.29 に示すのは x = 2.5 mm，y = 17.5 mm におけ

るフラックスから母材表面への熱流束の履歴である．この図からも，一度熱流束が負に

なり母材からフラックスへと熱が奪われた後，徐々にフラックスから母材に入熱されて

いる様子がわかる．計算開始から 2.7 s 後にはフラックスから母材への入熱量はほぼ一

定となり，その平均熱流束は 5.33×105 W/m2 である． 

一方，スラグとの熱伝導に着目すると，どの時刻においても溶接ビード表面の熱流束

は小さく，ほとんど加熱や冷却はされていないことがわかる．これは Fig. 5.26 からもわ

かるようにスラグと溶融池表面の温度差が小さいためである．このスラグからの熱流束

は本来シールドガスによって金属表面から奪われる熱が，奪われることなく保持されて

いることを示している．このように，熱源周辺の金属表面の熱はフラックスによって一

時的に吸収され，熱源通過後にフラックスから入熱を受けることが明らかとなった．ま

たスラグが溶融池を覆うことによってスラグ-溶融池間の熱の授受が抑えられており，

スラグの保温効果が可視化された．  
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(a) t = 0.1 s 

  

(b) t = 0.5 s 

  

(c) t = 3.0 s 

  

(d) t = 5.0 s 

 

Fig. 5.28 Heat input distributions of heat conduction from powder flux (left)  
and heat conduction from slag (right).  
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Fig. 5.29 Time history of heat flux from flux powders to base metal surface  

(x = 2.5 mm, y = 17.5 mm). 

 

5.3.6 実験との比較 

 Fig. 5.30 に実験との比較結果を示す．計算結果は t = 5.00 s における x = 20 mm の横断

面を示している．図中では，溶融している粒子は青，再凝固した粒子は濃い灰で，未溶

融の母材粒子は薄い灰で示している．実験結果では，断面における固液界面を赤の破線

で示している．図からわかるように，最大溶込み深さの差はおよそ粒子 1 層分であり，

実験と同等の溶込みが得られたといえる．これは溶滴の持つ熱量が溶融池底部まで輸送

されていることを表している．しかしながら，ビード幅には 5 mm ほどの差が生じた．

このように実験と本計算で同等の溶込みが得られているにもかかわらず，溶着金属部分

に差が生じた原因は溶滴移行周期の違いである．本研究では前節で示した熱源分布から

得られた，溶滴移行による母材表面への入熱と式(5.38)を用いて溶滴移行周期を求めて

いる．本計算ではこの溶滴移行周期は 12.8 Hz であり，同溶接条件での実験から得られ

た溶滴移行周期（25.6 Hz）の半分である．このように溶滴移行周期が実際よりも長くな

ることによって，母材への溶着量が少なくなり，余盛の幅に差が生じたと考えられる． 

以上のような原因により溶着断面積は減少したものの，溶滴の持つエネルギーは溶融

池へと輸送されているため，実験と同等の溶込みが得られており，本研究で構築した数

値シミュレーションモデルはサブマージアーク溶接の溶込み深さを予測する上で有用

であるといえる．この後は，この深い溶込みを得る要因となった溶接線方向の縦断面の

流れ場について考察する． 
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(a) Experiment (b) Simulation 

Fig. 5.30 Comparison result of bead cross-section (Welding current: DCEP 600 A). 

 

5.3.7 アンサンブル平均後の速度場による溶融池対流現象の考察 

流れ場を考察するため，t = 4.0 s から 12 周期分の溶滴移行を用いてアンサンブル平均

処理を行った． Fig. 5.31 にアンサンブル平均後の溶融池の流れ場を示す．この図は溶

接線に沿った縦断面を示している．Fig. 5.31 において色はその地点における速度のスカ

ラーを示しており，このスカラー量は x，z 方向のみの速度成分から求められている．Tc

は溶滴移行の周期（78 ms）であり，tc/Tc = 0 ~ 1 は溶滴移行 1 周期分を示している．ま

た x = 0.0 mm は熱源の中心を示している．  

溶滴が輸送される前の溶融池には熱源の後方に大きな渦が存在する（Fig. 5.31(a)）．こ

れは溶融池表面において高温部が熱源の中心よりも後方に存在するためである．この高

温部に向かって周囲の表面の溶融金属が流れることで，高温部の溶融金属は溶融池内部

に向かって流れる．その結果，熱源後方の高温部の真下では周囲よりも速い流れが生じ，

表面から流れ込んだ高温の溶融金属が溶融池底部を加熱する．  

溶滴が輸送されると，溶融池表面は溶滴によって押し下げられ，溶滴落下位置の溶融

金属の速度が増加する（Fig. 5.31(b)）．この溶滴の落下によって溶融池を構成する溶融金

属は溶接方向に対し，前後方向に押し退けられることで溶融池表面は大きく凹む（Fig. 

5.31(c)）．やがて溶滴輸送によって大きく凹んだ領域では速度を増加させながら，溶滴

移行周期の 10％ほどの期間で溶融池表面形状が元に戻る（Fig. 5.31(d), Fig. 5.31(e)）．最

終的には Fig. 5.31(f)のような速度場を保ち，次の溶滴が移行する．このように熱源近傍

の溶融金属は溶滴の移行によって，その速度が増加する．また溶滴移行に関わらず熱源

の後方では溶融池表面から底面に向かう流れの速い領域が存在し，この流れの後方では

直径 5 mm 程度の大きさの渦が常に存在していることが示唆された．この渦は溶滴移行

に伴う溶融池の変形よって形成されたものである．溶融池が溶滴移行によって大きく凹



-167- 

 

んだ状態では，熱源後方の x = -3.0 mm 付近では溶融池底部よりも表面の速度のほうが

大きい（Fig. 5.31(c)）．その結果，凹んだ溶融池底部の溶融金属が押し戻されるよりも溶

融池表面の液体金属が流れ落ちるほうが速いため，熱源中心に溶融池表面の溶融金属が

流れ込んで渦が生じたと考えられる．そして，この渦が消失する前に次の溶滴が溶融池

に輸送されることで，熱源の後方では常にこの渦が存在していた．また溶融池表面で加

熱された溶融金属が溶融池底部に向かって輸送されることで溶融池底部は加熱され，こ

の流れの付近で母材が深く溶けることがわかった．  

 

  

(a) tc/Tc = 0.000 (b) tc/Tc = 0.098 

  

(c) tc/Tc = 0.144 (d) tc/Tc = 0.162 

 

Fig. 5.31 Ensemble averaged velocity field on a weld line. 
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(e) tc/Tc = 0.244 (f) tc/Tc = 0.369 

 

Fig. 5.31 Continued. 

 

5.3.8 溶接速度がスラグ形成に与える影響 

粉体の挙動を考慮した本計算モデルを用いて，溶接速度がスラグ形状に与える影響を

調査する．溶接速度をこれまでの計算と同様に 5 mm/s と設定した場合に加え，2.5 mm/s，

10.0 mm/s と設定してシミュレートした際のスラグの横断面を Fig. 5.32 に示す．これら

の断面は熱源のおよそ 10 mm 後方で得られた．なお，y = 17.5 mm が熱源の中心位置で

ある．図より，スラグの厚みは溶接速度の増加と共に薄くなっており，特にスラグ中央

で薄くなっている．Abe らは交流サブマージアークではあるものの，溶接速度の増加と

共にスラグは薄くなることを実験的に示した 89)．このように本計算モデルは実験と同様

の傾向を示しており，本計算が示すスラグの形成過程は実際のサブマージアーク溶接中

のスラグ形成過程と定性的に一致するものであることを示唆している． 

 

   

(a) 2.5 mm/s (b) 5.0 mm/s (c) 10.0 mm/s 

Fig. 5.32 Cross-section of slag for each welding speed. 
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スラグがこのように溶接速度の増加とともに薄くなり，特に中央部が凹む原因を明ら

かにするために，各溶接速度におけるフラックスとスラグの速度場を調査する．Fig. 5.33

に示すのは溶接速度が 5 mm/s のときのフラックスとスラグの速度場である．図は溶接

線に沿った縦断面を示している．この速度場は次の手順で得られた．まず Fig. 5.31 と同

様に座標系を，アンサンブル平均処理と同様に熱源中心を基準とした相対座標系に置き

直す．次に Fig. 4.16(b)のように計算領域内に格子点を設定する．この格子点の間隔は粒

子径に等しい．この格子点を中心として半径 2d の影響半径内に存在するフラックスま

たはスラグ粒子の速度を式(4.8)に従ってカーネル関数で重み付けして平均化する．この

処理をすべての格子点で行うことで，ある時刻の空間におけるフラックスとスラグの速

度場が求められる．そしてその速度場 1.0 s 分を用いた時間平均処理によって最終的な

速度場が得られる．  

図中にはフラックスとスラグが存在する領域のみを示しており，色はその点における

速度の絶対値を示している．得られた速度場中のキャビティ周辺に注目すると，ワイヤ

後方やキャビティ後方に位置するフラックスやスラグの速度よりもキャビティ側面に

存在するフラックスやスラグの速度のほうが大きい．これはキャビティ側面では，ワイ

ヤ送給によって発生する下方向のせん断力を受けるだけではなく，熱源の移動によって

スラグが後方へと押しのけられるためである．またワイヤ後方ではフラックスはワイヤ

送給によって生じる下方向のせん断力を受けて下方向に運動するのに対し，溶融池表面

上のスラグは溶融池の質量増加に伴って上方へと押し上げられる．本計算の溶接条件で

はこのフラックスの下向きの運動よりも，溶融池の質量増加やキャビティ側面から合流

した別のスラグによってスラグを押し上げることで生じるスラグの上向きの運動が勝

り，スラグは上方へと移動する．これらの結果から，下向きに力を与えるワイヤ送給や

ワイヤの移動によって生じる空隙を埋めるための下向きの運動と，溶融池形成に伴うス

ラグが押し上げられる力とのバランスによってスラグ中央部の凹みが生じるかどうか

が決定されると考えられる． 

Fig. 5.34 に示すのは溶接速度が 2.5 mm/s のときのフラックスおよびスラグの速度場

である．Fig. 5.33 に比べて溶接速度が低下した Fig. 5.34 の場合，熱源の移動速度が遅く

なるため全体的にフラックスやスラグの相対速度が低下する．その一方で，ワイヤ後方
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や熱源の近くに位置するフラックスはワイヤ送給によって生じるせん断応力の影響が

大きく，フラックスの速度は熱源から離れた点でのフラックスの速度ほど低下していな

い．このフラックスの下に位置するスラグは，キャビティ側面で形成されたスラグがワ

イヤ後方に移動することで押し上げられる．このスラグが押し上げられる力が，ワイヤ

送給によって下方向に引きずられているフラックスに押し下げられる力よりも大きい

ことで，スラグは上方向へと形成される．その結果，このような低速の溶接条件ではス

ラグの中心は凹まずに半月状のスラグが形成される． 

一方，Fig. 5.35 に示すのは溶接速度が 10.0 mm/s と設定した場合のフラックスおよび

スラグの速度場である．溶接速度が Fig. 5.33 のときよりも増加することで，ほとんどの

領域で熱源に対する相対速度が増加していることがわかる．特にワイヤ側面のフラック

スの速度が大きく増加しており，このフラックスによってワイヤ後方のフラックスは溶

接部後方へと押し退けられる．また熱源の移動速度が速くなることによって，ワイヤお

よびキャビティ領域の後方ではこれらの領域に接するフラックスとの間にできる空間

が相対的に広くなり，ワイヤ後方の全域でフラックスがワイヤおよびキャビティの移動

によってできた空間を埋めようと下向きに移動するようになる．また溶接速度の増加に

よって単位溶接長あたりに輸送される溶滴の数が減少し，ビードの高さは相対的に低く

なる．したがって，スラグが溶融池に押し上げられる力も減少する．その結果，スラグ

はあまり盛り上がることなく溶融池上に形成され，溶接線上ではスラグ形成初期からス

ラグは下向きの力を受けるため，スラグの中心部分が凹んだ形状になる． 

Fig. 5.36，Fig. 5.37，Fig. 5.38 はそれぞれ Fig. 5.33，Fig. 5.34，Fig. 5.35 のワイヤ近傍

の拡大図を示している．各図の色は速度の z 方向成分を示しており，ベクトルの長さは

速度の xyz 方向成分のスカラー量を示している．各図を比較すると，スラグの中央部が

凹まない範囲で溶接速度を増加させても z 方向の速度場に大きな差は見られず，キャビ

ティの後方でスラグは上向きに運動していることがわかる．一方でスラグの中央部が凹

んだ溶接速度 10.0 mm/s のときは，ワイヤの後方でフラックスの下方向の速度が増加し

ており，スラグも溶接部後方に向かって成長する．その結果，Fig. 5.36，Fig. 5.37 のよ

うにスラグが上向きに向かって運動する様子は見られず，溶接線上ではスラグのほとん

どは水平方向に運動する．  
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以上の結果から，ワイヤ後方の速度増加はｚ方向成分の変化が主要因であり，溶接速

度が大きいほどワイヤの移動が周囲のフラックスの挙動に与える影響は大きいことが

明らかとなった．また熱源周辺のフラックスやスラグの挙動は溶接速度によって異なる

ことが示された．その一方で，本計算はキャビティ後方のガスの存在を考慮しておらず，

スラグの挙動は実際の溶接現象と異なる部分も存在する．しかしながら実際のスラグは

Fig. 2.12 に示したように，キャビティ内を流動していた濃灰色スラグの周辺を，キャビ

ティを保持していたと考えられる白い膜状のスラグが覆っている．そしてこのドーム状

のスラグはアーク圧や濃灰色のスラグに押し上げられると共に，スラグの上に存在する

フラックスに押し下げられながら形成されることが，本計算で得られたスラグの形状と

第 2 章で示した X 線透過観察結果から推察できる．したがって本計算が示す結果は実

際のスラグ形成過程においても，下から押し上げられて上向きに動こうとするスラグと，

ワイヤの送給や溶接方向への移動に伴って下向きに動こうとするフラックスの運動量

の大小関係がスラグの形状を決定する要因となることを示唆している．  

 

 

 

Fig. 5.33 Time averaged velocity field of flux and slag (Welding speed: 5.0 mm/s).  
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Fig. 5.34 Time averaged velocity field of flux and slag (Welding speed: 2.5 mm/s).  

 

 

Fig. 5.35 Time averaged velocity field of flux and slag (Welding speed: 10.0 mm/s). 
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Fig. 5.36 Magnified view of time averaged velocity field near cavity  

(Welding speed: 5.0 mm/s). 

 

 

 
Fig. 5.37 Magnified view of time averaged velocity field near cavity  

 (Welding speed: 2.5 mm/s). 
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Fig. 5.38 Magnified view of time averaged velocity field near cavity  

(Welding speed: 10.0 mm/s). 

 

5.4 結言 

 本章では溶接と共に母材上のフラックスが溶融しスラグを生成するサブマージアー

ク溶接を対象とし，まずは有限体積法を用いて熱源をモデル化した．その結果，温度場

から推定されるスラグの厚さは，実験結果とよく一致した．また本計算で得られたワイ

ヤ内部の電流密度分布から，第 2 章で行った概算は妥当であったことが示された．さら

に Halmoy の式から求められたワイヤ送給速度に着目すると，いずれの溶接条件におい

てもシミュレーションで得られたワイヤ送給速度は実験中のワイヤ送給速度の平均値

よりもやや大きくなったものの，実験の誤差の範囲内に収まっていた．また溶接電流の

増加によってワイヤ送給速度が増加する傾向や，同じ溶接電流でも DCEP よりも DCEN

のほうがワイヤ送給速度が大きくなる傾向を再現していた． 

次に離散要素法と非圧縮性 SPH 法を組み合わせた連成計算手法を開発し，スラグ形

成および溶融池形成をシミュレートした．その結果，本研究で構築した連成計算モデル

は溶融池とスラグの形成を同時に再現できた．これらの形成過程中，母材はフラックス

によって加熱，冷却され，スラグによって保温されている様子が可視化された．  
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最後に本計算モデルを用いて異なる溶接速度を設定したところ，溶接速度の増加に伴

ってスラグの中央部が凹む現象を再現することができた．本計算結果から得られたスラ

グとフラックスの速度分布から，このようなスラグの傾向が得られるのは下から押し上

げられて上向きに動こうとするスラグと，ワイヤの送給や溶接方向への移動に伴って下

向きに動こうとするフラックスの運動量の大小関係によるものであることを示唆した． 
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第 6 章 結論 

 
本研究では消耗電極式溶接法の一種であるサブマージアーク溶接を対象とし，溶接条

件が溶融池やスラグの形成に与える影響とそのメカニズムを解明することを目的とし

た．そのために，まずは高速度ビデオカメラを用いた X 線透過観察およびトンネル法に

よって，サブマージアーク溶接中のスラグの流動，溶滴移行現象，アーク現象の可視化

を行い，キャビティ内部で生じるサブマージアーク溶接現象のメカニズムについて考察

した．次に，粉体の計算手法である離散要素法に着目し，非圧縮性 SPH 法を組み合わせ

ることで，粉体と溶融金属の挙動を考慮した数値計算モデルを開発した．そして，この

計算モデルをサブマージアーク溶接に適用し，スラグ形成過程と溶融池形成過程のシミ

ュレーションを行い，それぞれの形成過程のメカニズムを考察した． 

 

第 1 章 緒論 では，サブマージアーク溶接および溶滴移行現象の概要について説明

し，実験による溶接現象の可視化の現状を述べた．また数値計算においては他の消耗電

極式溶接法の先行研究例も紹介し，その概要と問題点について述べた．さらに計算格子

を用いない粒子法の種類や計算例についても記述し，本研究の目的を述べた． 

 

第 2 章 サブマージアーク溶接中の溶接部の可視化観察 ではイメージインテンシフ

ァイアを取り付けた高速度ビデオカメラと X 線源を用いた X 線透過観察および高速度

ビデオカメラを用いた直接観察の手法について述べた．そして，これらの手法を用いて

行ったサブマージアーク溶接中の溶接部の可視化の結果を示した．また，溶接条件がフ

ラックス内部のスラグや溶滴の挙動に及ぼす影響について考察した．第 2 章で得られた

知見を以下に示す． 

(1) 溶滴径がワイヤ径よりも小さなスプレー移行形態の溶滴の輸送や溶接方向の前後方

向への波打ちのようなスラグの流動，溶滴直下で維持される 2 層に分かれたアーク
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プラズマなどが可視化された．  

(2) 溶接電流の上昇によってスラグの生成量やキャビティの大きさが異なり，スラグの

挙動に違いが生じた．さらに，溶接電流を DCEP 800 A に設定すると溶融池の流動

が大きくなり，波打ちのような流動によってスラグが強制的に流動する様子が確認

できた． 

(3) 異なる極性を設定するとワイヤ送給速度の増加に伴って溶融金属量が増加し，溶融

池の前方で溶融池が盛り上がる様子が確認できた．このときの溶滴移行は溶滴径が

ワイヤ径よりも大きくなるグロビュラー移行形態となった．このワイヤ送給速度の

増加は，陰極に設定されたワイヤ表面の陰極点の移動によってアークプラズマが動

くことで，広い表面積のワイヤ表面が加熱されるためであると考えられた． 

(4) 溶滴表面にはたらく Lorentz 力の概算から，サブマージアーク溶接では①ワイヤ径

に対して溶融速度が小さいことによる溶滴成長の抑制，②溶滴に作用するスプレー

移行形態のミグ溶接と同程度の Lorentz 力，③溶滴下の圧力上昇の抑制の 3 つの要

因によって溶滴が離脱しやすくなり，スプレー移行形態のようにワイヤ径よりも小

さな溶滴が離脱したと考えられた． 

 

第 3 章 計算の理論 では，まず熱源であるアークプラズマのシミュレーションに用い

る有限体積法の原理に基づいて支配方程式群を離散化し，計算アルゴリズムやソルバー

の詳細について述べた．次に，母材と溶滴の挙動のシミュレーションに用いる SPH 法

の原理に基づいて Navier-Stokes 方程式を離散化した．また，SPH 法を非圧縮性流体に

適用するために用いた非圧縮性近似手法の詳細についても述べた．最後に，フラックス

の挙動をシミュレートする DEM の原理に基づき，Newton の運動方程式を離散化した．  

 

第 4 章 ガスメタルアーク溶接中の溶融池およびビード形成シミュレーション では，

一般的なガスメタルアーク溶接を対象に，非圧縮性 SPH 法を用いた数値計算モデルに

よって溶融池形成過程のシミュレーションを行った．その後，溶滴を構成する粒子群の

軌跡を追跡し，溶融池へ輸送された後の溶滴の挙動についても考察した．また，アンサ

ンブル平均処理を適用することで溶融池の流れ場を明らかにし，溶滴が輸送されてから
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次の溶滴が輸送されるまでの溶融池内の速度分布の動的な変化について考察した．第 4

章で得られた知見を以下に示す． 

(1) 時間の経過に伴う熱源の移動と共に，溶融池が形成され，その後方では溶融金属が

再凝固して余盛を形成するという，実際のガスメタルアーク溶接で見られる現象が

シミュレートできた． 

(2) 計算結果は溶着金属高さがやや高く，溶着金属が外に濡れ広がっているものの，実

験結果と同等の溶込みを得ることができ，本計算の妥当性が示された．  

(3) 1 滴の溶滴の座標を追跡することで，溶融池へ輸送された溶滴の挙動を明らかにす

ることができた． 

(4) 本計算で得られた数値データにアンサンブル平均処理を施すことで，平均化された

速度分布を求めることができ，溶滴の輸送に伴う溶融池の速度場の変化を三次元的

に考察することが可能であることを示した．  

 

第 5 章 DEM-ISPH 連成計算モデルを用いたサブマージアーク溶接中の溶融池およびス

ラグ形成過程の数値シミュレーション では溶接と共に母材上のフラックスが溶融し

スラグを生成するサブマージアーク溶接を対象とし，まずは有限体積法と SIMPLE 法を

用いて熱源をモデル化した．次に離散要素法と非圧縮性 SPH 法を組み合わせた連成計

算手法を開発し，スラグ形成および溶融池形成をシミュレートした．第 5 章で得られた

知見を以下に示す． 

(1) 有限体積法と SIMPLE 法によって得られた熱源の温度場から推定されるスラグの

厚さは実験とよく一致した．またワイヤ内部の電流密度分布から，第 2 章で行った

概算は妥当であったことが示された．  

(2) Halmoy の式から求められたワイヤ送給速度に着目すると，いずれの溶接条件におい

てもシミュレーションで得られたワイヤ送給速度は実験中のワイヤ送給速度の平均

値よりもやや大きくなったものの，実験の誤差の範囲内に収まっていた．また溶接

電流の増加によってワイヤ送給速度が増加する傾向や，同じ溶接電流でも DCEP よ

りも DCEN のほうがワイヤ送給速度が大きくなる傾向を再現していた． 
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(3) 本研究で構築した連成計算モデルは溶融池とスラグの形成を同時に再現できた．こ

れらの形成過程中，母材はフラックスによって加熱，冷却され，スラグによって保

温されている様子が可視化された．  

(4) 異なる溶接速度を設定したところ，溶接速度の増加に伴ってスラグの中央部が凹む

現象を再現することができた．また連成計算結果から得られたスラグとフラックス

の速度分布から，このようなスラグの傾向が得られるのは下から押し上げられて上

向きに動こうとするスラグと，ワイヤの送給や溶接方向への移動に伴って下向きに

動こうとするフラックスの運動量の大小関係によるものであることを示唆した． 

 

以上のように，本研究ではサブマージアーク溶接にフラックス内部で生じる溶滴移行，

スラグの流動，アークプラズマの振舞いを実験的に明らかにした．本研究で提案したト

ンネル法は X 線透過観察によって結果の妥当性を検討する必要があるものの，サブマ

ージアーク溶接中のアークプラズマの観察手法として有効であると結論づけた． 

また離散要素法と非圧縮性 SPH 法による粉体-流体連成モデルを用いた数値シミュ

レーションによって溶融池内の対流や母材上のフラックスやスラグが母材の入熱に及

ぼす影響を明らかにした．そして溶接速度の違いによってフラックス内部の速度場に差

が生じており，スラグの形状もこの速度場の影響を受けていた．したがって，サブマー

ジアーク溶接を対象とした数値計算においてフラックスを含む粉体を考慮する場合は，

本研究のように Lagrange 形式の粒子群で表現するか，格子法の場合は粘性係数をはじ

めとするいくつかの物性値を仮定した流動体として解く必要があると考えている． 

一方，本研究で提案した連成計算モデルは粉体の挙動を考慮することで先行研究が構

築した数値計算モデルよりも実現象に近いサブマージアーク溶接過程をシミュレート

できたが，そのモデルには未だ多くの仮定が残されており，サブマージアーク溶接現象

を完全に再現できているとは言い難い．さらに精度良くこの溶接現象を再現できる数値

シミュレーションの達成のためには，フラックスやスラグの正確な物性値の測定と，キ

ャビティを含むフラックス内部のガス空間を対象とした三次元熱源モデルの構築が必

要である． 
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