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第1章 緒論

1.1 溶接施工における溶接入熱
アーク溶接は造船，建築，橋梁，自動車産業，産業機械，パイプライン，タンク，圧力容器
における構造物製造に幅広く利用されている接合方法である．アーク溶接の接合原理は，溶
接電源から供給される電気エネルギーをアークにより熱エネルギーへと変換し，対象金属を
溶融させて接合する（Fig. 1.1）．
アーク溶接における入熱は，完成品である構造物の強度や外観といった溶接品質を左右す
る要因の一つである．溶接時には熱源により接合部分を加熱することで金属を溶融するが，接
合部のみならずその近傍も局所的に加熱され，変態点を超える温度変化を伴うと熱影響部を
発生させる．熱影響部は，溶接時の温度が 800 ◦Cから 500 ◦Cまで冷却される時間によって
評価されるが1)，その温度領域が維持される時間は入熱によって異なる．Fig. 1.2は軟鋼を被
覆アーク溶接で溶接した時の温度履歴を示しており1)，入熱によって熱履歴は異なり，熱影響
部の大きさや性質も変わる．熱影響部は本来の金属材料の特性を変質させ，靭性や引張強度
の低下をもたらす2–6)．熱影響部の範囲は母材への入熱量に依存し，溶接施工時に母材への入
熱を正確に把握することは困難である．従って溶接施工時に入熱量を管理するため，簡易的
に以下の式を用いて入熱量は算出される1)．

H =
E · I
v

× 60 (1.1)

溶接⽅向

ワイヤ

トーチ

アーク

溶融池
⺟材

Fig. 1.1 Schematic diagram of gas metal arc welding
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Fig. 1.2 Temperature rise in mild steel welded using shielded metal arc welding 1)

ここでH (J/cm)は溶接入熱，v (cm/min)は溶接速度，E (V)，I (A)，はそれぞれアーク電
圧，溶接電流であり，溶接電源の出力に関係する量である．溶接用語辞典によれば，H は溶
接入熱の他，単に入熱とも定義されている7)．
また，接合部の局所的加熱は溶接変形や残留応力を引き起こす．母材の溶融，凝固に伴う体
積変化や母材の加熱と冷却による膨張及び収縮によって，母材内部には降伏応力を超える応
力が発生する．これらの応力によって母材は変形する．横収縮や角変形については入熱との関
係が先行研究により示されている8,9)．軟鋼の突き合わせ継手をガスメタルアーク溶接（Gas

Metal Arc Welding: GMAW）で溶接した場合の入熱と横収縮の関係を Fig. 1.3に示す．構
造物の溶接過程の後工程において，溶接変形は寸法違いを生み，組み立てが困難になるなど
の問題を引き起こす．溶接変形を引き起こすのは母材への入熱と考えられるが，式 (1.1)に示
した関係式は溶接電源の投入エネルギーを以って母材への入熱としている．溶接施工法試験
を定めた日本産業規格 JIS Z 3422-1:202210)には，衝撃試験を実施する試験片に対して入熱
の上限を指定するなど，溶接施工法試験結果を保証するための量として入熱を採用している．
施工管理上，厳しい入熱範囲を定めることは品質保証の観点から必要なことではあるが，入
熱範囲が狭いことは溶接施工の非効率化を招く恐れがある．例えば，母材の表面状態や開先
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Fig. 1.3 Transverse contraction of mild steel welded using gas metal arc welding 1)

形状，他部材との干渉回避，人による施工のばらつきなどの要因によってはアーク電圧や溶
接電流が変動する場合がある．入熱のばらつきによって規定範囲を超えた時は試験で不適合
とされ、構造物の再製作や手直しが必要となることで，生産性の低下と材料の無駄を発生さ
せる．溶接電源の出力だけではなく母材への入熱も把握した上で適正入熱範囲を指定すれば，
過剰に安全を見積もる必要がなくなり，溶接工程の施工効率の向上に貢献できる．
他方で，熱効率は生産効率の向上という観点から議論されることがある．Sproesserらは，
アーク溶接が地球温暖化，酸性雨，富栄養化などの環境に与える負荷を定量的に評価しよう
としている11)．2015年の国連サミットにおいて全ての加盟国が合意した「持続可能な開発の
ための 2030アジェンダ」の中で，持続可能でよりよい社会の実現を目指す世界共通の目標が
掲げられ，2030年を達成年限として 17のゴールと 169のターゲットが定められた12)．アジェ
ンダで掲げられた目標の中に気候変動と持続可能な消費と生産が含まれており，工業におけ
る生産効率の向上が深く関わっている．目標達成のためには加盟各国のみならず各国の産業界
をも巻き込んだ取り組みが要求されているが，第二次産業の基幹を成す溶接もその目標達成
の例外ではない．溶接における生産効率向上の手段として，限られたエネルギーで無駄なく
効果的に金属を溶融，接合する技術が求められ，その指標として溶融効率 (melting efficiency)

と熱効率は対を成すものである13–16)．
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1.2 アーク溶接における熱輸送
溶接におけるアークから母材への熱輸送メカニズムは溶接変形，溶融池の特性，溶融金属
の組織形成に影響を与える因子であり，母材への入熱及び熱効率は重要な指標である．例え
ば，溶接変形のシミュレーションでは対象とする溶接条件での入熱量が溶接変形やひずみ，残
留応力の計算に必要である17,18)．また，溶接プロセスの現象を解明するため，アークプラズ
マや溶融池の流体計算が活発に行われているが，数値計算の妥当性を確認するために溶込み
形状が比較されている19–25)．このとき，実験的に求めた入熱量と流体計算から得られた入熱
量を比較すれば計算の妥当性の裏付けの一つとなる26–29)．さらに，溶融金属の組織形成に関
する研究においても，溶接熱が組織形成に大きな影響を及ぼすため，正確な熱効率あるいは
入熱量が必要になる30)．近年は数値計算により溶融池の形状，溶込み深さ，溶接変形を予測
する技術が絶えず発達しており，アーク溶接の入熱及び熱効率は数値計算を実施する上での
一つのパラメータとして実応用面でも重要性を増している26)．
消耗電極式であるGMAWでは電極，アーク，母材の間で複雑な熱輸送経路が存在する．具
体的な熱輸送経路として溶滴移行，熱放射，電子流，イオン流，溶融池内の対流，熱伝導が挙
げられる．溶接ワイヤに流れる電流により生じたジュール熱は，ワイヤを溶融して溶滴を形成
する．高温の溶滴はその熱と共にプラズマ気流により母材へと輸送される．高温のアークと
接する母材及びワイヤには熱伝導や熱放射により熱が輸送される．電極であるワイヤから母
材への熱輸送を担う媒体として溶滴，プラズマが挙げられ，特にプラズマには電子流，イオ
ン流による熱輸送及びワイヤや母材への熱伝導が考えられる．電極，アーク，母材の間でエネ
ルギーが授受されるメカニズムを適切に捉えるため，Yamamotoらはガスタングステンアー
ク溶接（Gas Tungsten Arc Welding: GTAW）における電極，アーク，溶融池の相互作用を
考慮した統合数値シミュレーションモデルを提示し，アーク電圧が実験値と一致することを
示した31,32)．さらにTsujimuraらは統合数値シミュレーションモデルをGMAWへと応用し，
電極，アーク，母材の間で授受される熱輸送を定量的に図式化した33)．Tsujimuraらによって
計算された GMAWにおけるエネルギーバランスの模式図を Fig. 1.4に示す．Tsujimuraら
の数値計算では，シールドガスをアルゴン，溶接電流 280 A，母材をステンレス鋼とした場
合，溶接電源から投入されるエネルギーの内，59%が母材へと輸送されている．つまり，電
極，アーク及び溶融池の間で複雑な相互作用を経た結果，溶接施工で計算される溶接入熱と
母材へ輸送される熱は大きく異なる．
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Fig. 1.4 Energy balance in gas metal arc welding33)

1.3 入熱及び熱効率の定義
具体的な測定方法の調査を実施する前に，入熱及び熱効率を定義する．入熱及び熱効率は，
研究対象あるいは実応用の場面で定義が異なる．例えば，溶接用語辞典では母材へ与えられ
る熱量を実効入熱と定義している．以下に計算式を抜粋する7)．

Q1 = E1η (1.2)

E1： 単位長さ当たりの投入熱量 (J/m) = IU/v

I ： 溶接電流 (A)

U ： 溶接電圧 (V)

v ： 溶接速度 (m/s)

η ： 熱効率（JIS Z 3001）

この定義に基けば，投入熱量は溶接電源から出力される溶接電流，溶接電圧の平均値から
熱効率を算出することになる．しかしながら，今日の溶接電源はスパッタの低減，溶接品質
の向上，小入熱化などを目的として溶接電流やアーク電圧をマイクロ秒の時間で制御してお
り34)，溶接電源からの投入エネルギーを平均電流及び電圧で評価するのは必ずしも正確とは
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言えない．Pépeらは以上の点を考慮して以下のように熱効率を定義した35)．

η =
Qweld

Qtotal
(1.3)

ここで， Qweld (J)は母材に輸送された熱量，Qtotal (J)は溶接電源がアーク溶接に要したエ
ネルギー量である．更にQtotalは溶接電源が出力するアーク電圧と溶接電流を測定すること
で求められ，以下の式で計算される．

Qtotal =

∫ tweld

0
|V (t) · I(t)| dt (1.4)

ここで，V (t) (V)は溶接電源の出力電圧，I(t) (A)はアーク電流，tweld (s)は溶接時間であ
る．本論文では投入エネルギー及び母材への入熱に対して正確さを期すためPépeらと同様の
定義を採用する．

1.4 入熱及び熱効率の測定手法
熱効率の測定に使用される熱量計として水冷銅板熱量計36–39)，水を媒質とした浸水式熱量
計40,41)，銅ブロックを媒質とした熱量計42)，液体窒素熱量計35)が挙げられ43)，各測定方法
に関して測定精度を検証する研究が行われている．例えば水冷銅板熱量計や液体窒素熱量計
について，測定条件が入熱や熱効率の測定精度に及ぼす影響が実験的に検証されている44,45)．
また，PépeらはGMAWの溶接条件が熱効率に与える影響を測定している35)．Silkströmら
は熱効率の測定に当たり 15名の測定者による測定値の測定誤差を評価した46)．アークから
母材への熱輸送についてもアーク及び溶融池の数値シミュレーションが行われ26,28,47–49)，熱
輸送経路が模式化されている．複数存在する測定手法に対して，Stenbackaらは 1955年から
2011年の間に報告されたアーク溶接の入熱及び熱効率の測定方法について総括している50)．
その中で，入熱及び熱効率の測定方法を直接測定と間接測定に分類している．間接測定とは，
溶接中あるいは溶接後の試験片の温度分布や溶込み形状などを測定し，理論モデルを用いた
有限要素法等による数値解析を実施して試験片への入熱量を算出する方法である51,52)．間接
測定の例として，Rosenthalの点熱源モデルから導出される母材の温度分布53)から入熱量を
推定した測定が挙げられる54,55)．複数の熱電対を母材に埋め込んで固定点での温度を計測し，
その温度を Rosenthalの導出した母材温度分布に代入して点熱源が母材に与える熱量を逆算
する手法である．Duttaらは溶接中に溶融池の形状をリアルタイムで測定し，溶融池の形状
を境界条件に設定して熱伝導方程式を有限要素法で数値計算し，母材への入熱を算出した56)．
間接測定において理論モデルや仮定を入熱及び熱効率の計算に適用しなければならないが，妥
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当性について注意が必要である．Giedtらは点熱源モデルを適用した間接測定と熱量計によ
る直接測定の結果を比較したが，間接測定による熱効率は熱量計による熱効率の 30%以上小
さいと結論付けた14)．間接測定は，試験片への入熱分布を計算できる利点がある一方，実際
の数値解析では境界条件などの仮定を行う必要があり，それらの仮定が入熱量計算の精度に
大きな影響を与える．点熱源モデルよりも現実に即した入熱及び熱効率を求めるため，熱源
モデルの改良がされている．EagerとTsaiはガウス分布を仮定した熱源を使用し，実験的に
観測される溶融池形状を模擬する母材内部の温度分布を計算した57,58)．近年においても熱源
モデルの改良が試みられているものの59)，依然としてその精度は高くなく、熱源モデルの妥
当性の検証が必要である．
対して直接測定とは，溶接後の試験片を熱量計に投入し，冷媒の温度変化から入熱及び熱
効率を測定する方法である．直接測定に分類される測定方法として，水冷銅板による熱量測
定や浸水式熱量測定がよく知られている．熱量計による直接測定は特定の理論モデルや仮定
を使わずに入熱及び熱効率を計算でき，間接測定に比べて結果の解釈が容易である．他にも，
入熱量の計算に複雑な数値計算を行う必要がないことが長所であるが，試験片に投入された
入熱の総量を測定するため，入熱分布は測定できない短所もある．本論文では，まだ不完全
な理論モデルをベースとする間接測定よりも，理論モデルに関する事前検証を多く要しない
直接測定を中心に説明する．
熱効率測定に使用される熱量計は冷媒の種類や装置の構成によって様々である．熱効率測
定でよく用いられる熱量計は水冷銅板熱量計である37),38)．銅の母材に冷却水が通過する水
路が設けられ，水冷銅板上にアークを点弧し，冷却水の温度上昇から入熱量を計算する方法
である．この方法は定常状態を仮定した測定方法であり，溶加材を使用しない GTAWなど
の準定常的な溶接に適用できる方法である．温度差を測定する時間は温度計の偶然誤差を無
視できる程度に長く取ることができ，算出される熱効率も安定した値を取る．しかしながら，
水冷銅板での測定は溶接トーチの動きが制限され，通常は水冷銅板の中央直上に固定される．
浸水式熱量測定は，溶接後の母材を断熱材で覆われた水に投入し，水の温度上昇から入熱量
を測定する方法である．この方法は水冷銅板上に点弧した GTAWのような準定常的な溶接
だけではなく，溶加材を用いたGTAWやGMAWにも適用できる．Giedtらは溶接トーチの
動きに制限のない “Seebeck Envelope”熱量計により熱効率を測定した14)．他方，Smarttら
は液体窒素の蒸発潜熱を利用した熱量測定方法を導入した60)．この方法では，溶接された母
材を液体窒素に投入し，液体窒素の蒸発量を測定することで，液体窒素が蒸発する際に母材
から奪った熱量を計算する．Smarttらによる測定以来，液体窒素熱量計が熱効率測定に使用
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Fig. 1.5 Schematic diagram of Seebeck Envelope calorimeter14)

され始めた．この測定方法では浸水式熱量測定や Seebeck Envelope熱量計と同じくGTAW，
GMAWの入熱量を測定することができる．
以下の節では，直接測定に分類される熱効率測定方法及び測定結果の論文を調査し，各測
定法の特徴と課題を整理する．また液体窒素による熱量測定について，測定の系統誤差を体
系的にまとめた論文をもとに，測定精度向上の手法を議論する．

1.4.1 Seebeck Envelope熱量計
熱量計はアタッシュケースのように蓋のついた箱形状であり，全六面に冷却水が循環する構
造である（Fig. 1.5）．母材は熱量計に据え付けられた状態である．溶接が完了すると同時に
トーチは熱量計から引き下げられ，母材に投入された熱が逃げないように母材は熱量計内に
閉じ込められる．母材が溶接前の室温に達するまで循環水で冷却し続け，その間冷却水の温
度を測定する．循環水の温度変化と熱量計の熱容量の積を取り，要した冷却時間に亘って積
分すると，母材から放出された熱量が求まる．なお，測定が完了するまで六時間程度要する．

1.4.2 水冷銅板熱量計
Hiraokaらは，DCEN（Direct Current Electrode Negative）極性時の GTAWについて，
アーク点弧中の電極への入熱量を測定するため，水冷銅板を用いた入熱測定を実施した37)．
実験装置の概要を Fig. 1.6に示す．陽極に水冷銅板を用いており，冷却水の供給側と排出側
に測温センサを設置している．アークを点弧し，測温センサの測定温度が安定した後，冷却
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Fig. 1.6 Schematic diagram of heat input measurement with water-cooled copper 37)
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前後の水温差を測定すると，tweldの間に冷却水が銅板から吸収した熱量が冷却水の流量と水
の比熱から計算される．

Qweld =

∫ tweld

0
cwaterqwater∆Tdt (1.5)

ここで，cwater (J/(kg·K))は水の比熱，qwater (kg/s)は冷却水の流量，∆T (K)は冷却水の冷
却前と冷却後の水温差である．なお，Qweldを測定する初期時間は，∆T の値が安定した後の
時間とする．
この測定方法は，溶着金属が母材に移行しないGTAWやプラズマアーク溶接などに適用可
能である．また銅の熱伝導率が軟鋼やステンレス鋼等と比較して大きいため，アークからの
熱が冷却水に伝わりやすく，母材が溶融しない．即ち，母材溶融に伴う金属蒸気の混入がな
く，溶融池が存在する場合と比較して単純な熱輸送機構における入熱及び熱効率が測定され
る．一方，溶加材を使用したGTAWや消耗電極式のGMAWの熱効率測定に水冷銅板熱量計
を適用すると，溶着金属が母材の一点へ輸送され続けるために定常的な測定ができない．そ
の場合は次に説明する浸水式熱量計等を採用する必要がある．

1.4.3 浸水式熱量計
Haelsigらは，水を冷媒とした熱量計を用いてGTAW及びGMAWによる母材への入熱量
を測定した40,61)．この測定手法を浸水式熱量計と呼び，測定装置の概要を Fig. 1.7に示す．
熱量計は冷却水用タンク及びポンプと断熱容器からなる．断熱容器には冷却水が入れてあり，
冷却水中に熱電対が複数点設置されている．これは，母材溶接後に冷却水の温度変化を測定
するためである．
Haelsigらの実験装置の特長は，試験片が地面に対して水平から角度をつけて設置されてい
る点である．溶接の進行に合わせて冷却水の水位を上昇させ，溶接中でも試験片を浸水させ
ることができる．この特長により，溶接後に空気中へ放熱される時間を極力短くし，熱損失
を防止している．入熱量は式 (1.6)により計算する．

Qweld = Cwater∆T (1.6)

ここで，Cwater (J/K)は冷却水の熱容量，∆T (K)は溶接前後における冷却水の温度差である．
一方，Bosworthは浸水式熱量計を用いて，GMAWの溶接姿勢，母材形状，溶接電流（ワ
イヤ送給速度），シールドガス組成の違いによる熱効率の変化を測定している62)．その際，溶
接完了直後から熱効率測定の間に生じる熱損失を次の方法で除去し，熱効率を測定している．
溶接により母材に投入された熱は放熱により減少し，時刻 tにおける母材に残存する熱量は

10



Fig. 1.7 Schematic diagram of heat input measurement with water calorimeter 40)

熱伝導方程式から以下の式で表される．

HW(t) = H0
We−Bt (1.7)

ここでH0
W (J)は溶接直後における母材に投入された熱量，B (1/s)は放熱による熱損失の時

間スケールの逆数を表す定数である．Bosworthは，溶接直後から 10秒後，20秒後，30秒後，
60秒後に入熱量を測定し，定数Bを求めた．そして，溶接直後から熱量計に母材を投入する
までの時間と入熱量を式 (1.7)へ値を代入することで，熱損失の影響を除外した入熱量を算出
することを可能とした．

1.4.4 銅ブロック熱量計
Pépeらは銅ブロックへの熱伝導を利用した入熱測定をDCEP（Direct Current Electrode

Positive）極性のGMAWに適用した35)．Fig. 1.8に Pépeらが入熱測定に使用した実験装置
を示す．Fig. 1.8において (a)は母材の開先断面形状，(b)は入熱測定部分，(c)は溶接中にお
ける装置の動作状態を表す．(b)において，銅ブロックに母材をねじで固定し，母材への入熱
を接触により銅ブロックに伝える．入熱測定するための銅ブロックには，温度測定に使用する
熱電対を取り付ける穴が開いている．測定中の熱損失を防ぐため，銅ブロックは断熱材（発
砲スチロール）で囲うように設置されている．また，熱放射による熱の損失を防ぐため，断
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Fig. 1.8 Schematic diagram of heat input measurement with water-cooled calorimeter 63)
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Fig. 1.9 Schematic diagram of heat input measurement with liquid nitrogen calorimeter 63)

熱材の表面にアルミホイルを貼り付け，放射熱を反射させることで銅ブロックに熱を戻す仕
組みとなっている．溶接中も熱損失を極力防ぐため，溶接トーチの移動に合わせて上面を断
熱材の蓋で徐々に覆う．入熱量は式 (1.8)により計算する．

Qweld = Ccopper∆T (1.8)

ここで，Ccopper (J/K)は銅の熱容量，∆T (K)は溶接前後における銅ブロックの温度差である．

1.4.5 液体窒素熱量計
銅ブロックによる熱量測定以外に，Pépeらは液体窒素による熱量測定を実施している63)．
実験装置の概要を Fig. 1.9に示す．実験装置は，溶接母材の冷却材である液体窒素，液体窒
素の蒸発量を測定する質量計，母材を固定し，溶接後に母材をデュワーへ投入する移動式自
動クランプで構成される．なお，溶接後の母材から自動クランプへ熱が拡散するのを抑える
ため，クランプの母材接触面が可能な限り小さくなるよう設計されている．
入熱量の測定時に，溶接後に母材を液体窒素のデュワーに投入するが，投入直前の液体窒素
の質量を測定する．母材を液体窒素のデュワーへ投入すると，母材から液体窒素へ熱が輸送
され，液体窒素が激しく沸騰する．母材が冷却されて液体窒素の沸点（-195.79 ◦Cすなわち
77.36 K）と同じ温度になると液体窒素の沸騰が収まるので，その時の液体窒素の質量を測定
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する．液体窒素の蒸発潜熱を Lv (K/kg)，蒸発した液体窒素の質量を∆mWT (kg)とすると，
母材を溶接直後の温度から液体窒素の沸点まで冷却するのに母材が奪われた熱量QWT (J)は，

QWT = ∆mWTLv (1.9)

で表される．一方，測定したいのは試験片が室温から溶接直後の温度に達するまでに母材に
投入された熱量であるため，QWTから室温から液体窒素の沸点まで冷却するのに母材が奪わ
れた熱量QRT (J)を差し引く必要がある．そこで，QWTを測定した後の母材を室温へ曝し，
再度同様の測定を実施することでQRTは求められる．

QRT = ∆mRTLv (1.10)

ここで，∆mRTは母材を室温から液体窒素の沸点まで冷却した際に蒸発した液体窒素の質量
である．式 (1.9)から式 (1.10)を差し引くことで，アーク溶接により母材に投入された熱量が
計算される．

Qweld = (∆mWT −∆mRT) · Lv (1.11)

1.4.6 各測定方法の精度に関する検証
これまで熱効率の測定方法について記載したが，いずれの方法も母材からの熱損失が発生し
ていることは想像に難くない．例えば，溶接中及び直後の母材は室温や固定冶具と比較して高
温であるため，熱放射や母材の固定冶具及び大気との熱伝導によって熱損失が生じている．し
たがって，精度の低い測定方法は真値より低い熱効率が測定されると考えられる．Liskevych

らはGMAWの熱効率を測定し，熱損失に影響を与えうる溶接長，液体窒素へ母材を投入す
る際の落下高さ，母材の寸法の影響を調べ，実験的に熱損失を補正しようとした44)．
また，Pépeらは銅ブロック熱量計と液体窒素熱量計を比較し，測定精度を確認した35)．Pépe
らは異なる溶接電源及び溶接プロセスにおける熱効率を，銅ブロック熱量計と液体窒素熱量
計で測定して精度を比較している．Fig. 1.10は Pépeらによる熱効率の測定結果であり，図
中の表記の意味を Table 1.1に記す．
溶接条件が同一で熱効率の測定結果を比較できるのは “CMT BOP IB”と “CMT BOP LN”

であり，測定結果はそれぞれ 81%と 88%であった．この結果より，熱損失の観点では銅ブロッ
クによる測定と比較して液体窒素による熱量測定は精度が良いと推測される．一方，測定ご
とのばらつきに関して，銅ブロックによる熱効率測定の誤差は±1.5%以下，液体窒素による
熱効率測定の測定誤差は±8%であり，液体窒素による入熱測定は測定ごとのばらつきが課題
である．
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Fig. 1.10 Comparison of process efficiencies measured in different measurement methods 35)

Table 1.1 Definition of labels in Fig. 1.10

溶接法

P-GMAW 標準的な直流パルスGMAW（詳細不明）
CMT フローニアス社製 Cold Metal Transfer溶接

RapidArc リンカーン社製GMAW溶接機 “RapidArc”による溶接
FastROOT Kemppi社製GMAW溶接機 “FastROOT”による溶接

STT リンカーン社製 Surface Tension Transfer溶接

母材形状
BOP 平板上での溶接
SG 狭開先を模擬した平板上での溶接（Fig. 1.8(a)を参照）

測定法
IB 銅ブロックによる入熱測定
LN 液体窒素による入熱測定
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Liskevychらは測定ごとのばらつきの要因を特定するため，測定条件を変更して体系的に
ばらつきの要因を検証した44)．Liskevychらは，ばらつきの要因に

1. 液体窒素へ母材を投入する際の作業者の影響

2. 溶接長の影響

3. 試験片（母材）の大きさが及ぼす影響

を挙げている．
1について，母材を液体窒素に投入する際の母材の運搬軌道や投入までの時間により，熱損
失の大きさが変わることに起因する．Liskevychらは母材を液体窒素に投入する作業を自動化
することで測定値のばらつきが小さくなると指摘している．2について，溶接ビード長が長く
なれば溶接開始から液体窒素へ母材を投入するまでの時間が長くなり，ビード長に比例して
熱損失が増加する．3について，Liskevychらは溶接プロセスを比較する際には無限に大きい
母材を溶接したときの熱効率を測定することが理想としているが，実際は有限サイズの母材
で熱効率を測定することになる．無限に大きい母材では熱伝導によりアークが接触する部分
の熱が拡散し，アーク近傍の母材は冷却される．一方，母材が有限サイズの場合，アーク近
傍の熱は無限遠に拡散されないため，アーク近傍の母材は無限サイズの場合よりも温度が上
がる．Fourierの法則によると熱流束 q (W/m2)は温度場 T (K)の勾配に比例する64)．

q = −κ∇T (1.12)

ここで κ (W/(m·K))は熱伝導率である．母材の温度が上がりやすい有限サイズの母材におけ
る熱効率は小さく測定されることが予想される．
Liskevychらは，2に起因する熱損失の影響を考察するため，GMAWにおける溶接長を変
化させて入熱量を測定した (Fig. 1.11)．溶接長が長くなるにつれ，母材への入熱量が小さく
なる傾向がみられる．Fig. 1.11において，仮想的に溶接長を 0にした場合，溶接中における
熱放射や熱伝導による熱損失が 0になると考えられる．そこで Liskevychらは溶接長を変え
て入熱量を測定し，溶接長が 0となる点を外挿したときの入熱量を，溶接中の熱損失を除外
した値としている．溶接長を仮想的に 0としたときの入熱量を外挿により求める手法を用い
て，Liskevychらは以下の影響を調べた．

1. 母材を液体窒素に投入する際の落下距離

2. 母材の厚さ
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Fig. 1.11 Representation of the extrapolation of the absorbed heat per unit of length from

welds at different lengths, reaching the gross heat input (when weld length is tending to

zero): (a) the fitted curve showing a natural exponential “e” behavior; (b), the same curve

after a log-linearization63).

3. 母材の幅

4. 母材端から溶接開始点までの距離

Liskevychらの論文では上記の全てを実験的に検証しているが，本節では母材を液体窒素に投入
する際の落下高さの影響を中心に取り上げる．Fig. 1.9において落下高さを 550 mm, 445 mm,

420 mm, 395 mmの四通り想定し，溶接長を変えて測定した入熱量を Fig. 1.12に示す．溶
接長を仮想的に 0とした入熱量は，落下高さが小さくなるにつれ大きくなる傾向が見られる．
その傾向を落下高さの関数としてプロットしたものが Fig. 1.13であり，落下高さを仮想的に
0 mmとしたときの値が求まる．この時，指数関数による曲線回帰を行うと，明らかに誤った
入熱量が算出される．この問題を回避するため，片対数プロットを施した上で線形回帰する
と，尤もらしい値が算出される．この値を採用することで，Liskevychらは落下高さの影響を
除外した．

1.5 熱効率に関する過去の研究事例
熱効率の測定には半世紀以上にわたる長い歴史があり，既出のGTAWとGMAWの他，プ
ラズマアーク溶接，被覆アーク溶接，サブマージアーク溶接等で測定が行われている65–69)．
溶接・接合技術総論ではアーク溶接における熱効率の代表値が Fig. 1.14のように記載されて
いる1)．母材への入熱量を知るため，熱量計などを用いて実験的な測定が過去に行われてい
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Fig. 1.12 Heat absorbed by the test plate from welds at different lengths for various test

plate fall distances and respective curve fittings: the fitted curves showing a natural expo-

nential “e” behavior44).

Fig. 1.13 Extrapolation of the gross heat input values from different test plate fall distances

to the fall distance equal zero (gross heat input free from bead length and elapsed time-

trajectory errors): (a) the fitted curve showing a natural exponential “e” behavior; (b) the

same curve after a log-linearization63).
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Fig. 1.14 Arc efficiencies of various welding methods1)

る．また，実験的測定では母材への正味の入熱は測定できても熱輸送プロセスを定量的に知
る手段は極めて限られている．アークから母材への熱輸送プロセスを詳しく知るため，電極，
アーク，母材の熱輸送を数値解析的に求める研究が活発に行われている．実験的に測定され
た熱効率及び数値計算により求められた熱効率を本節で紹介し，熱効率の値とその測定方法
に対して問題提起する．

1.5.1 実験的に測定された熱効率
Hiraokaらはアーク長ごとのGTAWの熱効率を水冷銅板熱量計により測定しており37)，そ
の結果を Fig. 1.15に示す．また，Smarttらは液体窒素熱量計を用いて円形銅板及びステン
レス鋼 (SUS304)を陽極として，GTAWの溶接条件と熱効率の関係を測定した60)．標準とす
る溶接条件をTable 1.2に示す．標準とする溶接条件に対して，溶接電流，アーク電圧，電極
先端角，陰極の突き出し，アーク点弧時間，シールドガス組成，シールドガス流量を変えた
時の熱効率を Fig. 1.16(a)から (g)に示す．
Smarttらの測定結果について，測定したアーク電圧と熱効率の関係 (Fig. 1.16(b))に着目
すると，Hiraokaらの結果と同様にアーク電圧の増加に伴い熱効率が減少していた．一方で，
Ushioらは水冷銅板上にガスタングステンアークを照射した時の，母材表面におけるアーク
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Fig. 1.15 Anode thermal efficiency as a function of arc length in argon-helium mixed gas

arcs37)

Table 1.2 Standard measuring condition of Smartt et al.60)

Condition Value

Welding current 100 A

Arc voltage 10 V

Arc time 30 s

Accumulated power input 30,000 J

Electrode diameter 3.175 mm

Electrode truncation 0.5 mm

Electrode tip angle 30◦

Electrode type EWTh-2

Shielding gas 100% Ar

Shielding gas flow rate 12 L/min

Anode material SUS304
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から母材への熱流束を測定した70)．アーク長が大きくなるにつれて投入電力は増加していた
が，熱流束に関しては減少していた．これはアーク中心軸に対して軸方向に熱流束が分散し
たことを意味する．従って，アーク長が増加すると熱流束が分散し，熱効率が減少すること
が示唆された．
Smarttらのデータ（Fig. 1.16(e)）を見ると，銅を母材とした時に点弧時間が 10秒で熱効
率が 83.5%であり，点弧時間が長くなるにつれ熱効率は減少している．母材をステンレス鋼
とした時は点弧時間が長くなっても熱効率に変化はない．点弧時間の増加とともに熱効率が
減少する理由について Smarttらは，銅の温度拡散係数がステンレス鋼の場合よりも大きい
ため，母材表面に熱が輸送されて熱損失が増加したと指摘している．Smarttらは液体窒素熱
量計の妥当性を検証する際，アーク消弧後に母材を液体窒素へ投入するまでの時間を変えて
熱効率を測定した（Fig. 1.16(h)）．Fig. 1.16(h)では，アーク消弧後の時間が長くなれば熱
効率は低下しており，回帰直線からアーク消弧後の時間 x (s)と熱効率 y (%)の関係を読み
取ると y = −0.0976x + 74.24であった．アークの点弧時間が 10秒から 60秒に増加した時，
Fig. 1.16(h)から見積もられる熱効率の減少は 4.88%であり，Fig. 1.16(e)で示されている銅
の熱効率の減少 5%と概ね一致する．
Hiraokaらや SmarttらによるGTAWの熱効率測定よりも以前に，Christensen らは過去に
測定されたGTAW，GMAW，サブマージアーク溶接，被覆アーク溶接の熱効率を総括してお
り，GTAWは 21∼48%，GMAWは 66∼85%としている（Fig. 1.17）69)．このように，GTAW

の熱効率は測定者によって大きな違いが出ている．

1.5.2 数値計算により求められた熱効率
GTAWにおいて，エネルギー授受がなされる対象はプラズマ，電極，母材，溶融池，周囲
環境が挙げられ，更に熱輸送手段に至っては熱伝導，熱放射，電子またはイオンと電極の衝
突エネルギーがあり，複雑な相互作用を経て母材へと熱が輸送される．プラズマ，電極，母
材，溶融池の各要素同士が与える影響に対する知見が無く，多くの研究がなされた．
まず，Hsu及びPfender，Kovitya及び Lowkeによってアークプラズマの支配方程式及び計
算手法が提示され，温度分布，質量流束などが計算された71,72). その後，タングステン電極
（陰極）まで含めた電流保存則が Lowkeらによってアークプラズマの支配方程式に組み込ま
れ，陰極がアークへ及ぼす影響を考慮したアークプラズマの数値計算が可能となった73)．Wu

らはアークプラズマを構成する電子，イオン，原子が熱平衡状態であると仮定（LTE : Local

Thermodynamic Equilibrium）し，軸対称，定常状態のアークプラズマから母材への熱流束
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Fig. 1.17 Arc efficiencies summarized by Christensen et al.69)
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を計算し74)，Nestorによる水冷銅板を用いた熱流束の測定値75)と一致することが示された.

なお，Wuらはアークプラズマの電流密度，流れ関数，熱流束を計算しており，陰極，母材
との相互作用は考慮していない．一方，Chooと Szekelyは溶融池からの鉄元素の蒸発を考慮
して溶融池の対流を計算し，溶融池から発生する鉄蒸気が溶融池の対流に及ぼす影響を考察
した76)．Chooと Szekelyの数値計算では，アークから母材へ輸送される熱流束や電流密度は
アークプラズマ単独で計算した結果を溶融池の対流計算に利用している. Goodarziらは陰極
の先端角がアークに及ぼす影響を計算し77)，その結果をアークから溶融池対流の数値計算に
反映させることで，陰極の先端角が溶融池対流に及ぼす影響を考察した78).

上述の数値計算はアーク，陰極，溶融池の数値計算を別々に解いており，各要素が別の要
素に与える影響を考慮したものであったが，Tanakaらは鉄蒸気の影響を考慮しない場合の
SUS304でのアーク，溶融池，電極間の相互作用を考慮した上でそれらを同時に計算した79)．
Tanakaらの結果は，Zhouらによって実験的に測定されている陰極の温度分布80)，Tanakaら
によって測定されている LTEを仮定しない場合のイオン温度，電子温度，各数密度の測定結
果81)と良い一致を示した．
Tanakaと Lowkeはアーク，陰極，母材の間の相互作用を取り入れ，それらの方程式を同時
に解いた26)．その結果，定常状態におけるエネルギーの均衡が自己完結的に記述できるよう
になった．Tanakaと Lowkeにより定量的に計算されたエネルギー授受を Fig. 1.18に示す．
この時に計算された熱効率は 82%であり，Hiraokaらが水冷銅板を用いて測定したGTAWの
熱効率と良い一致を示している37)．また，アークプラズマに溶融池から発生する鉄蒸気など
が混入した場合にエネルギーの授受に与える影響も考慮されるようになり，鉄蒸気によって
熱放射による熱輸送が増加することが示された32)．
他方，GTAWにおけるアーク，陰極，溶融池間の相互作用を考慮した方程式を発展させ，
消耗電極式である GMAWにおいてもアーク，溶接ワイヤ，溶融池間の相互作用を考慮した
数値計算も行われ33)，エネルギーの均衡が図式化されている（Fig. 1.4）．Tsujimuraらの計
算では，熱効率は 60%となっており，Fig. 1.14で示された熱効率 66%よりもやや低い値を示
した．

1.5.3 過去の熱効率測定における問題点
液体窒素熱量計による熱効率の測定は Smarttら及びLiskevychらによって実施されている．

Smarttらは液体窒素熱量計により軟鋼を母材として溶接電流を変化させてGTAWの熱効率
を測定した60)．Smarttらは母材の中心に 30秒間アークを照射している．しかしながら，実
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Fig. 1.18 Energy balance in gas tungsten arc welding26)

際の施工では定点でのアーク照射ではなく一定の溶接速度で溶接しており，Smarttらの条件
とは異なる．溶接速度の有無は母材の温度分布に影響を与える．アークを定点で照射した場
合と一定速度で移動した場合の母材表面の温度分布を点熱源モデルによって計算した結果を
Fig. 1.19に示す．式 (1.12)によると，固体内部の熱伝導では温度勾配に比例した熱流束が発
生する．つまり母材内部の温度分布が異なる状況では母材表面におけるアークから母材への
熱流束も同一ではなく，母材への入熱も変化する恐れがある．従って一定の溶接速度を持っ
た状態で熱効率を測定する必要がある．
Liskevychらは溶接速度を 5 mm/sとして液体窒素熱量計により入熱を測定した．1.4.6節で
示した通り，Liskevychらは溶接長を変えた時の入熱を測定して溶接中に生じる熱損失を評価
した44)．その結果では，測定された入熱量は溶接長を大きくした時に減少したため，Liskevych
らは溶接長を仮想的に 0 mmとした時の入熱こそが真の入熱であると主張した．しかしなが
ら，溶接長が 0 mmの場合はアーク，母材温度分布，溶融池が過渡的状況であると想定され，
実際の溶接施工で実現されている状況とは異なる恐れがある．Tanakaらはステンレス鋼を
GTAWで溶接した時の電極，アークプラズマ，母材及び溶融池の相互作用を考慮した二次元
モデルに基づき数値シミュレーションを行い，それらの溶接時間 20秒にわたる温度分布の時
間発展を計算した82)．その結果，アーク及び陰極の温度分布は時間経過とともに大きな違い
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Fig. 1.19 Schematic diagram of temperature contour on base metal when arc is spotted at

center (on the left) and arc is moving at constant speed (on the right)

は見られなかったものの，20秒の間に母材内部の温度分布及び溶融池は変化していく様子が
明らかとなった．更に，Yamamotoらは Tanakaらのモデルに対して溶融池から発生する金
属蒸気がアークに混入する効果も考慮に入れてアークプラズマのダイナミクスを数値計算に
より求めた31)．その結果，アークプラズマ内の鉄蒸気濃度はアーク点弧直後（数値計算開始）
から徐々に増加し，およそ 10秒経過した頃に一定になることが明らかとなった．つまり，熱
損失が少ないからと言って，溶接長が 0 mmの仮想的な入熱及び熱効率が本来求めたい値で
あるとは限らない．また，Liskevychらが溶接長と入熱の関係に対して回帰曲線を導入してい
るが，この回帰曲線は経験的に選択されたものであり，具体的な根拠は示されていない．
従って，Liskevychらが提唱した入熱の評価方法に対して上記の問題を解決した上で入熱及
び熱効率を決定する必要がある．

1.6 研究目的
1.5.1節で指摘した通り，熱効率の測定値は測定者によって大きな違いが出ている．熱効率
の違いは熱効率の測定方法に固有の誤差及び溶接条件に起因しているのではないかと疑われ
る．測定方法については水冷銅板37,38)，水を媒質とした熱量計40)，銅ブロックを媒質とした
熱量計83)，液体窒素の蒸発潜熱による熱量計35,42) を使用して熱効率が測定され，各測定方
法の測定精度を検証する研究が行われているが，1.5.3節で提示したように過去の測定値は実
際の溶接に即した条件で測定されていない．特に，Christensenらの示した熱効率は各溶接法
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に特有の幅を持っているが，測定条件が記載されておらず，幅をもたらす要因が単なる誤差
によるものか，アークの物理現象として説明されるものなのか明らかにされていない．真因
が分からないまま，今日では溶接・接合技術総論に熱効率が幅を持つことが Fig. 1.14のよう
に事実として示されており，アーク溶接の熱輸送を理解する上で誤解を招く恐れがある．そ
こで，本論文における研究目的は以下の通りとする．

1. 測定者によって生じる熱効率の差異に潜む真因を解き明かし，熱損失やアークから母材
への熱輸送現象を適切に考慮した評価方法を確立する．

2. 確立された評価方法を用いてGTAW及びGMAWの熱効率を測定し，両者の熱輸送プ
ロセスの違いから熱効率に影響を与える要因を考察する．

そして，アーク溶接という広い技術分野の内，著者が熱効率の測定対象とするのは工業的
に最も使用されている鉄鋼とし，中でも代表的な普通鋼（SS400）を選定した84)．そして実
用されている溶接への応用を想定し，母材の定点にアークを照射した場合の熱効率ではなく
溶接速度を与えた状態でのアーク溶接を対象とする．

1.7 論文構成
1章で，溶接施工における溶接入熱の実用的意味とアーク溶接の熱輸送の一部としての熱
効率について説明する．そして過去に熱効率測定で使用された熱量計の原理と特徴を説明し，
各測定における問題点を述べる．各測定の問題点に対して，本論文の研究目的を述べる．
2章で，GMAW及びGTAWの熱効率を主に測定する方法として液体窒素熱量計について
説明する．また，比較対象である水冷銅板熱量計も併せて説明する．
3章では，採用する液体窒素熱量計による測定方法の妥当性を，水冷銅板熱量計で得られた
熱効率の値と比較，考察することで検証する．そして母材内部での熱輸送に影響を与える母
材内部の温度勾配や溶融池の存在が熱効率に与える影響を考察する．
4章ではGTAW及びGMAWの熱効率を測定する．代表的な溶接条件である溶接電流をパ
ラメータとしてGTAW の熱効率を液体窒素熱量計及び水冷銅板熱量計により測定し，溶接電
流，アークに混入した鉄蒸気が熱効率に与える影響を考察する．また，GTAW及びGMAW

の熱効率を比較することで溶滴移行や溶滴から発生する鉄蒸気が熱効率に与える影響を考察
する．
5章では，3章で確立した熱効率測定方法により測定されたGTAW及びGMAWの熱効率
を，過去に測定された熱効率を総括したChristensenらの結果及び Smarttらにより液体窒素
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熱量計で測定された熱効率と比較し，その差を考察する．
最後に 6章で本論文を総括する．
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第2章 実験方法

2.1 諸言
1.4節で入熱及び熱効率に使用される熱量計について説明した．Stenbackaらが提示した直
接測定及び間接測定の分類に対し，数値解析に用いる理論モデルや境界条件などの仮定が入
熱量の計算精度に大きな影響を与える間接測定ではなく，理論モデルに関する事前検証を多
く要しない直接測定を中心に本論文では検証を進めることとする．
直接測定に属する各熱量計の特徴を Table 2.1 にまとめる．銅ブロック熱量計，Seebeck

Envelope熱量計，液体窒素熱量計はGTAWのみならずGMAWに対しても適用可能である．
しかしながら，液体窒素熱量計以外は測定時間などに起因して熱損失の影響が懸念される．特
に，Giedtらの Seebeck Envelope熱量計が一回の測定に六時間要する14)のに対して Smartt

ら60)の液体窒素熱量計による測定方法は一回の測定が数十分程度で完了するため，測定効率
が良い．従って本論文では液体窒素熱量計を主に採用する．また，測定方法による溶接条件
の変化が熱効率に与える影響を考察するため，溶融池や鉄蒸気の影響を含まず，更に過去の
実績が多い水冷銅板熱量計を比較対象として使用する．なお，水冷銅板熱量計は熱的な定常
状態を仮定しているため，トーチが移動しない定点での溶接にのみ適用される．そして定点
でのアーク照射では継続的な溶滴移行が困難であるため，水冷銅板熱量計による熱効率測定
をGMAWに対しては実施せずGTAWのみに適用する．他方，液体窒素熱量計は水冷銅板熱
量計のような制約は受けないため，GTAW，GMAWの双方に適用して両者の違いを比較す
る．本章では各熱量計の具体的な測定原理と測定方法を説明する．

2.2 液体窒素熱量計による熱効率測定手法
2.2.1 測定方法
液体窒素は自身の沸点以上の物体に触れると物体から熱を奪い，激しく沸騰する．物体か
ら奪われた熱量を計算するには，液体窒素の質量減少と蒸発潜熱の積を計算すれば良い．測
定手順は次の通りである．アークを母材に照射し，溶接電流とアーク電圧を同時に測定する．
そして溶接電流とアーク電圧の積を溶接時間にわたって積分し，溶接電源の投入エネルギー
Qtotal (J)を計算する．次にアークを照射した母材を液体窒素の入った容器（デュワー）に投
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Table 2.1 Characteristics of calorimetries

熱量計 特徴

水冷銅板 非消耗電極のアーク溶接にのみ適用可能
溶融池を形成しない（金属蒸気や溶融池の影響を含まない）

銅ブロック 適用できる溶接方法の種類が多い
同一条件での測定で液体窒素熱量計より熱効率が約 7%低い35)

Seebeck Envelope
適用できる溶接方法の種類が多い
一回の計測に約六時間要し，熱損失の恐れがある

液体窒素 適用できる溶接方法の種類が多い
一回の計測が十分程度で終わり，熱損失の恐れが少ない

入する（Fig. 2.1）．液体窒素の蒸発が落ち着いたら（本実験の場合 450秒），デュワーの質
量減少∆mWT (kg)を測定する．最後に，溶接した母材を室温（本実験では 24 ◦C）に馴染ま
せた後，再び液体窒素に投入し，母材の蒸発が落ち着いたらデュワーの質量減少∆mRT (kg)

を測定する．
次にデュワーの質量減少∆mWT及び∆mRTの測定について説明する．母材をデュワーへ投
入した後のデュワーの質量変化は溶接後及び室温に馴染ませた母材とで定性的に同じであるか
ら，∆mWT及び∆mRTを代表して∆mと表記する．デュワーへ母材を投入する前から，デュ
ワーへ母材を投入して液体窒素の激しい沸騰が収まるまでのデュワーの質量遷移をFig. 2.2に
示す．母材投入直前のデュワーの質量をM1 (kg)と表す．母材をデュワーに投入すると，デュ
ワーの質量はM1から母材の質量mb (kg)だけ増加する．そして液体窒素は母材の熱を吸収し
て蒸発し，デュワーの質量は徐々に減少する．やがて母材の温度が液体窒素の沸点 77 Kまで
下がると，液体窒素の激しい蒸発が収まる．この時のデュワーの質量をM2 (kg)とする．M1

とM2を用いて液体窒素が母材から吸収した熱量を計算するが，母材を液体窒素に投入しな
くとも液体窒素は自然蒸発していることを考慮しなければならない．M1とM2を測定する間
の時間を∆t (s)，単位時間当たりの液体窒素の自然蒸発量を cevp (kg/s)とすると，溶接直後
の母材を液体窒素の沸点まで冷却する際に蒸発した液体窒素の質量は

∆m = M1 +mb − (M2 + cevp∆t) (2.1)

で計算される．∆tは母材を液体窒素に投入する直前から，M2を計測するまでの時間である．
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なお，自然蒸発量は母材をデュワーへ投入した後に液体窒素の激しい蒸発が収まった後の 50秒
間の蒸発量から算出した．室温からアーク溶接直後の温度まで母材を熱する熱量をQsteel (J)，
液体窒素の蒸発潜熱を L (J/kg)とすると，

Qsteel = (∆mWT −∆mRT)L (2.2)

と表される．最終的に熱効率 ηは
η =

Qsteel

Qtotal
(2.3)

で与えられる．

2.2.2 実験装置
実験装置の概要（Fig. 2.3(a)）を説明する．溶接中は母材の片側を直径 4.5 mmの鉄製のピ
ンで六箇所固定した（Fig. 2.3(b)）．このピンは溶接電源の正極に対する電気的接点の役割
も担っている．溶接開始点は母材長手方向に沿って端から 50 mmの位置とした．液体窒素を
デュワーの底から 300 mmまで満たし，実験の度に液体窒素を注入した．液体窒素液面に対
する母材の落下距離は，落下距離が熱損失に与える影響を検証できるようにした．具体的に
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は電子天秤の下に高さを調整できる機構を設けることで，落下距離が 199 mmから 279 mm

まで変えることを可能とした．この機構を利用して母材落下中の強制対流や熱放射による熱
損失が無視できることを 3章で検証する．なお，母材の固定から溶接，母材を液体窒素へ投入
する一連の過程は機械的に自動化することで，人為的な不確かさを極力排除するようにした．

2.3 水冷銅板熱量計における熱効率測定手法
実験装置の概略図を Fig. 2.4に示す．水冷銅板内部に冷却水用の流路を設けており，アー
クが接触する銅板表面と流路との距離は 1.5 mmである．流入する冷却水と流出する冷却水
の温度差∆T (K)を測定すると，以下の式から tweldの間に冷却水が母材である銅板から奪っ
た熱量Qcopper (J)が計算される．

Qcopper = qρcwater∆Ttweld (2.4)

ここで q (m3/s)は単位時間当たりに流路に流入する冷却水の体積，ρ (kg/m3)は水の密度，
cwater (J/kg·K)は水の比熱である．式 (2.4)を溶接電源の投入エネルギーQtotal (J)で除する
と熱効率が求められる．
母材である水冷銅板について，板厚（冷却水の流路とアークに接する銅板表面との距離）は

1.5 mmとした．冷却水の流量は一定になるよう調整し，溶接条件ごとに計測前に測定した流
量を式 (2.4)に代入して入熱量を計算した．冷却水の流量は 1.91± 0.04 L/minであった．冷
却水の温度上昇は，変動が落ち着いた後の 30秒間，0.1秒間隔で冷却水の温度を測定し，そ
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の平均を計算して温度上昇とした．本論文の測定条件において，冷却水の温度上昇は 8 Kか
ら 23 Kの範囲で収まった．

2.4 結言
ここでは，本論文で使用する液体窒素熱量計と水冷銅板熱量計の具体的な装置構成を記載
した．
本論文で採用した熱量計に対して，熱量計に特有の制限や熱損失が熱効率に与える影響を
評価するには水冷銅板熱量計と液体窒素熱量計によるGTAWの熱効率測定結果を比較する必
要がある．過去に実施された検証内容を参考に，液体窒素熱量計により測定された熱効率の
妥当性を 3章で確認する．
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第3章 熱効率の測定方法に関する妥当性検証

3.1 諸言
本章では液体窒素熱量計でアーク溶接の熱効率を特定する手法を確立する．初めに先行研
究である Liskevychらの手法44)を参考にして溶接長を変えた場合の入熱が Liskevychらと同
様の傾向が見られることを確認する．そして溶接中及び溶接後から入熱量の測定開始までに
発生する熱損失を見積もる．次に液体窒素熱量計により測定された熱効率の誤差の由来を考
察する．
Hiraokaらの水冷銅板熱量計により測定されたGTAWの熱効率37)と本論文で液体窒素熱
量計により特定した熱効率に差があり，その原因が母材の材質に起因するのか，あるいは測
定方法の違いから生じるのか，Hiraokaらや Smarttらの熱効率測定結果と比較して要因を読
み解く．
母材内部の熱伝導による熱輸送に関する考察から，溶接電源から母材表面へ輸送される熱
量は母材内部の温度勾配に依存することが示唆された．そこで母材内部における熱伝導の観
点から，溶融池の存在が熱効率に与える影響や本論文で熱効率に対する真値の考え方を議論
し，熱的定常状態に達する条件を導出する．

3.2 GTAWによる熱効率測定
2章で説明した液体窒素熱量計により，GTAWの熱効率が適切に測定されるか確認する．

LiskevychらはGMAWの入熱を測定する際，測定中の熱損失を補正するために溶接長を変え
て入熱を測定し，それらの測定値から溶接長が 0 mmである仮想の入熱量を外挿する手法を
用いた44)．本節ではGTAWにおいて Liskevychらと同様の傾向が見られるか確認する．
溶接条件をTable 3.1に示す．母材寸法は Liskevychらの実験と同じものを採用した．ただ
し板厚については，Liskevychらの結果から板厚が小さい場合に熱損失が大きくなることが示
されていたため44)，Liskevychらの板厚 6.4 mmよりも大きい 9 mmを採用した．
Fig. 3.1は溶接中における溶接電源の全投入エネルギーと母材への全入熱，Fig. 3.2は液体
窒素の蒸発量から計算された単位溶接長当たりの入熱及び熱効率であり，溶接長を横軸として
いる．なお，溶接速度は 5 mm/sで一定としており，第二横軸に溶接長に対応する溶接時間を
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Table 3.1 Welding parameter

Electrode 2%-lanthanated tungsten of diameter 3.2 mm

(YWLa-2, JIS Z 3233)

Base metal Mild steel (SS400, JIS G 3101)

Base metal size 200× 100× 9 mm

Welding current 150 A

Current waveform and polarity Direct Current Electrode Negative

Arc voltage 13.2 V (average)

Arc electric power 1.98 kW (average)

Electrode tip angle 60◦

Arc length 3.0 mm

Shielding gas Pure argon, flow rate 20 L/min

Welding speed 5 mm/s
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Fig. 3.1 Accumulated power input and heat input
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示している．各測定を少なくとも三回以上実施し，誤差範囲は不偏分散の平方根を表している．
溶接長 x(mm)と投入エネルギー y(J)の関係を最小二乗法により求めると y = 401.1xであり，
決定係数はR2 = 0.9995であった．溶接長 x(mm)と母材への入熱 y(J)の関係は y = 307.6x，
決定係数は R2 = 0.9966であった．溶接長が大きくなると入熱及び熱効率が減少する傾向が
見られ，LiskevychらのGMAWの入熱測定結果44)と傾向が一致した．

3.3 溶接中に生じる熱損失の評価
Fig. 3.2の測定値からGTAWの入熱及び熱効率を特定するため，溶接長が 0 mmに近づく
につれ入熱が増加する物理的意味を考察する必要がある．Liskevychらは，溶接長が小さくな
れば溶接中に母材から周囲の環境へ失われる熱量が小さくなると考え，溶接長が 0 mmの極
限を取る時の入熱を母材への入熱であるとした44)．なお，溶接中に電極やアークから周囲環
境へ放出される熱損失は一時的熱損失と捉える．Liskevychらや筆者が排除しようとする熱損
失とは，一度母材へ輸送された後に周囲環境へ散逸される二次的熱損失である．しかし，筆
者は以下に示す二つの理由により，Liskevychとは異なる入熱の計算方法を取ることとする．
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1. 溶接長 0 mmの極限では熱的定常状態に達していない
一般的には「熱的定常状態」と言うと熱平衡状態が想起されるが，著者は「熱的定常状態」
により，アークと同じ動きをする慣性基準系から見てアーク近傍における母材の温度分布が
時間によらず一定である状態を意味する．アークと母材の間で生じる熱輸送はアークが接す
る母材表面で生じると考えられ，母材表面を介して複数の熱輸送の形態，例えば熱伝導，熱
放射，電子衝突加熱により母材に熱が輸送される．母材表面に熱が輸送された後は，式 (1.12)

に従って熱伝導によりその熱が母材内部へ輸送される．母材内部の温度分布とその時間変化
は，Tanakaらによる数値シミュレーションによって示されている．Tanakaらはステンレス
鋼を GTAWで溶接した時の電極，アークプラズマ，母材及び溶融池の相互作用を考慮した
二次元モデルに基づき温度分布に関する数値シミュレーションを行い，それらの 20秒にわた
る時間発展を示した82)．母材の材質がステンレス鋼，アーク長が 5 mmである点は本論文の
条件と異なるが，母材内部の温度分布を考える上で定性的に本論文と同じ結果が得られてい
るものと期待できる．母材内部の温度分布において，アーク点弧から時間が経過するにつれ
て等温曲線が大きく変化している．1秒後において 500 Kを超える温度勾配は母材表面から
8 mm以内に集中しているが，20秒経過時には母材表面から 15 mmの間で緩やかな温度勾配
を示している．Tanakaらの結果を参考にして，本実験における母材内部の温度分布の予想を
Fig. 3.3に描く．アーク点弧直後（Fig. 3.3(a)）と母材内部の温度分布が定常状態になった時
（Fig. 3.3(b)）と比較すると，Fourierの法則により，アーク点弧直後では母材内部の温度勾
配が大きく入熱量が定常状態よりも大きくなると予想される．つまり Fig. 3.2において，溶
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Fig. 3.4 Temperature rise at welding end point on the back side of base metal

接長が短い場合は、アーク点弧直後で母材内部の温度分布が定常状態に達していなかったた
め、入熱や熱効率が大きくなったと考えられる．
さて，本実験において母材の温度分布が実際に熱的定常状態に達しているか確認するため，
アーク消弧後における溶接終端の母材裏側での温度変化を測定し，溶接長を変えて結果を比
較した．時定数が 1秒のK熱電対で温度を測定し，熱電対の計測部先端が母材表面上に一点
で接触するように取り付けた．測定結果を Fig. 3.4に示す．
温度を時間の関数と見るとき，溶接長が長くなるにつれて関数の形状が収束した．つまり
温度分布が熱的定常状態に移行していた．なお，溶接長が 60 mm及び 80 mmの場合を見る
と，一見母材表面の最高温度は更に上昇するように見える．これは母材表面温度が熱電対の
取り付け位置に敏感で，溶接長 60 mmの場合に熱電対の取り付け位置がわずかに溶接終端直
下からずれていたことが疑われる．しかし最高温度に到達した後の温度緩和の様子は溶接長
が 60 mm，80 mmの場合も同様であるため，本論文での議論に影響はないと考える．
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Fig. 3.5 Effect of after-flow of shielding gas on heat input and arc efficiency

2. 数十mm程度の溶接長では熱損失は無視できる
Liskevychらは溶接長と入熱の関係を表す回帰曲線として y = a+ b · e−cx（xは溶接長，y

は入熱であり a，b，cは係数）を導入し，信頼係数 95%を得た44)．なお，回帰曲線自体の選
択は経験則に基づくものである．著者が着目するのは，溶接長が∞の極限を取ると 0ではな
く一定の値に収束する点である．このことは溶接中の熱損失が入熱の計算に影響を与えない
ことを示唆している．さもなければ溶接長を∞としたときの入熱が 0に収束するはずである．
上述の理由により，著者は回帰曲線において溶接長を十分大きくしたときの値を入熱及び
熱効率の値として採用する．回帰曲線の係数を非線形最小二乗法により計算すると85)，入熱
に対して y = 285.74 + 313.67 · e−0.07093x，熱効率に対して y = 73.78 + 60.34 · e−0.08479xを
得た．
ところで，偶然誤差により熱効率の回帰曲線は溶接長 0 mmの極限で 100%を超え，物理的
意味を成さない．大きな偶然誤差が生じる理由を考える上で，事前に実施した実験結果を参
考にする． Table 3.2に示す熱効率及び Fig. 3.5は Fig. 3.2の測定と同様の方法で測定した
入熱と熱効率だが，溶接直後のアフターフローを 7秒間実施している．40 mm未満では溶接
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Table 3.2 Heat input and arc efficiency with 7 s after-flow of shielding gas

Welding length Accumulated heat input Heat input Arc efficiency

(mm) (J) (J/mm) (%)

5 896 179 35.1

10 2,322 232 51.1

20 5,347 267 63.8

40 12,378 309 78.0

80 22,224 278 73.0

長が減少すると熱効率も減少しているが，これは高温の溶接部がアフターフローによって冷
却されたためと考えられる．一方で溶接長が 40 mmから 80 mmの場合，アフターフローの
有無にかかわらず熱効率は同様の傾向を示している．投入エネルギー及び入熱に着目すると，
Fig. 3.1において，溶接長が 10 mmの投入エネルギーは 80 mmと比較して十分の一程度で
ある．つまりアフターフローによる冷却効果は溶接長にかかわらず入熱及び熱効率に影響し
ているものの，溶接長が短い場合はその影響が大きく出やすいことを意味している．しかし
ながら，著者が注目するのは定常状態が実現している溶接長の長い時の入熱及び熱効率であ
るため，アフターフローによる冷却効果は無視できるとみなす．したがって，得られる入熱
は 286 J/mm，熱効率は 74%となる．

3.4 溶接後に生じる熱損失の評価
3.3節では，母材内部の熱的定常状態と，溶接長と熱効率に関する回帰曲線の性質に着目し
て，溶接中の熱損失が無視できることを示した．ここでは溶接後から入熱量の測定開始まで
に発生する熱損失について，母材からの熱放射と母材落下時に発生する空気の強制対流を挙
げ，それぞれの寄与を見積もる．

3.4.1 母材からの熱放射による熱損失
熱放射は Stefan–Boltzmannの熱放射公式

I = σT 4, σ =
4π5k4

15c2h3
(3.1)

を母材表面にわたって積分することで求められる64)．ここで k (J/K)，c (m/s)，h (J·s)はそ
れぞれ Boltzmann定数，光速，Planck定数である．母材表面の領域を Saで表現すると，溶
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接後に母材表面から放射される単位時間当たりの熱エネルギーQout (W)は

Qout =

∫
Sa

I(T (r))dS (3.2)

で表される．ここで，母材表面温度 T は母材表面上の座標 rの関数で表される．一方で，母
材は周囲環境からも熱放射及び熱伝導によって熱を受け取っている．式 (3.1)は 0 Kよりも
大きい温度を持っていれば常に熱を放射していることを意味するが，常温の物体は熱放射に
よって熱を失い続けることなく常温を保っている．これは常温の物体が熱放射によって熱を
失っている一方で周囲の物体から熱放射あるいは大気との熱伝導によって熱を受け取ってお
り，両者が均衡しているためである．周囲から実質的に受け取る単位時間当たりの熱量 Qin

(W)は次式で表される．
Qin =

∫
Sa

I(T∞)dS (3.3)

従って，溶接直後の母材が熱放射によって単位時間当たりに失うエネルギー∆Q (W)は

∆Q = Qout −Qin (3.4)

となる．
熱放射による熱損失の最大値を見積もるため，無限に大きい母材を一定の速度 v (m/s)で
溶接するものと仮定する．Rosenthalは無限に大きい母材を点熱源で溶接した時の母材の温度
分布 T (K)を熱伝導方程式から導いた53)．

T−T∞ =
qp

2πλm

√
(x− vt)2 + y2 + z2

exp
[
− v

2α

{
(x− vt) +

√
(x− vt)2 + y2 + z2

}]
(3.5)

ここで温度分布は母材内の位置 (x, y, z)，時刻 t (s)における温度を表し，T∞ (K)は無限遠
における母材の温度，qp (W)は点熱源の入熱，λm (W/(m·K))は母材の熱伝導率，α (m2/s)

は温度拡散係数を意味する．Rosenthalによる熱伝導方程式の解を用い，無限大の母材に対
して大きさ 100 mm×200 mmの表面の一部（本実験で用いる母材に対応）について温度を計
算する（Fig. 3.6）．Rosenthalのモデルでは熱源上の温度が無限に発散してしまうので，式
(3.5)で純鉄の融点以下となる領域は固体の母材と想定してRosenthalのモデルを採用し，融
点以上の領域は溶融池と見做すこととする．溶融池表面の温度について，Yamazakiらはステ
ンレス鋼を母材としたGTAWの溶融池温度を赤外線二色放射測温法により測定しており86)，
その時に測定された最高温度 2,900 Kを採用する．式 (3.5)を式 (3.1)へ代入し，式 (3.1)を
100 mm×200 mmの表面に亘って数値的に積分すると，溶接直後及び室温における母材の放
射エネルギー流量としてそれぞれ 153.93 W，17.97 Wを得た．本論文における実験では，母
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Fig. 3.6 Schematic diagram of temperature contour on welded base metal

Free fall

Relative forced convection

Welded base metal

Fig. 3.7 Schematic diagram of relative forced convection when base metal falls

材の落下高さは 199 mmから 279 mmの範囲であり，対応する落下時間は 0.20秒から 0.24秒
の範囲を取る．放射される正味の全エネルギーは高々33 Jであり，溶接による入熱（溶接長
80 mmの場合 22 kJ）に対して 0.2%以下であった．

3.4.2 母材落下中に生じる強制対流による熱損失
Fig. 3.7に図示するように，溶接直後の母材を液体窒素へ落下させる時に母材は空気に対
して相対速度を持ち，母材には実質的に強制対流が発生する．この強制対流による母材の冷
却効果を見積もる．母材表面に垂直な熱流束 q(t) (W/m2)はNewtonの冷却則により記述さ
れる64)．

q(t) = −h(TS(t)− T∞) (3.6)

ここで h (W/(m2·K))は熱伝達係数であり，TS(t) (K)は時刻 tにおける母材表面の温度，T∞

(K)は環境温度である．一方，温度 Tm(t) (K)の母材を環境温度 T∞まで冷却する際に母材か
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ら奪われる熱量は，熱容量 Cm (J/K)を用いて

Q(t) = Cm {Tm(t)− T∞} (3.7)

と表される．また，熱流束と熱量の定義より
dQ(t)

dt
= Aq(t) (3.8)

が成り立つ．ここでA (m2)は母材の表面積である．母材内部の温度が一様（TS(t) = Tm(t)）
と仮定して，式 (3.8)に式 (3.6)と式 (3.7)を代入すると

Cm
d

dt
(Tm(t)− T∞) = hA (Tm(t)− T∞) (3.9)

を得る．熱伝達係数はヌッセルト数Nuを用いて h = (λNu)/xと表記できるため，式 (3.9)は

Cm
d

dt
(Tm(t)− T∞) =

λNu

x
A (Tmt)− T∞) (3.10)

となる．ここで x (m)は系の特徴的長さ，λ (W/(m2·K))は空気の熱伝導率である．母材が
落下しているとき，周囲の空気は母材に対して相対的に速度を持ち，強制対流のようにふる
まう．層流の強制対流に対する平均ヌッセルト数はレイノルズ数とプラントル数の組み合わ
せで以下のように表される87)．

Num = 0.664Re
1
2Pr

1
3 (3.11)

ここでレイノルズ数とプラントル数はそれぞれRe = ρUL/µ，Pr = (µcp)/λであり，λは粘
性，cp (J/(kg·K))は空気の定圧比熱である．レイノルズ数に現れる速度U は落下速度，つま
り gtであるため，レイノルズ数自体も時間に依存している．本論文における実験では，特徴
的長さ Lは母材長手方向の長さとした．式 (3.11)と U = gtを式 (3.9)に代入し，微分方程式
を解くと，

Q(h) = Cm(Tm(0)− T∞) exp

(
− 2α

3Cm
(2gh)

3
4

)
(3.12)

を得る．ここで定数 αを 1.288λW (ρgL/µ)1/2Pr1/3と定義する．本論文における実験では落
下高さが 199 mmから 279 mmの範囲であり，対応する落下時間は 0.20秒から 0.24秒であ
る．式 (3.12)から計算すると，対流による熱損失は 0.2%以下であった．実際に母材落下中の
熱損失が無視できることを確認するため，母材の落下高さを変えて溶接長 80 mmの溶接を
行い入熱及び熱効率を測定した．Fig. 3.8の横軸は落下時間，縦軸は熱効率及び入熱を表し，
落下高さと熱効率の相関係数を計算すると-0.134であった．従って，落下高さを変えても誤
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差範囲内で入熱及び熱効率が一定で，溶接後に生じる熱損失は無視できるものみなす．即ち，
Table 3.1に示した実験条件における GTAWの熱効率は，Fig. 3.2の溶接長が十分に長い時
の熱効率 73.78%とする．

3.5 熱効率測定値に対する誤差の評価
熱効率を求めるために，Fig. 3.2から無限に長い溶接長の熱効率を求め，複数の測定値から
熱効率を特定した．しかし各溶接長における熱効率は概ね 10%程度の大きな誤差を示し，特
に溶接長 10 mmの測定値に対しては 20%を超えている．この誤差の由来を考察する．
熱効率は式 (2.3)から算出しており，誤差の要因として液体窒素の蒸発量から算出した母材
への入熱及び投入エネルギーに由来する誤差に分類される．Fig. 3.9に液体窒素熱量計によ
り測定された母材への入熱に対する普遍分散の平方根 sheatと入熱の平均 q̄heatに対する sheat

の割合 rheatを示す．sheatは溶接長が大きくなるに従い増加する傾向が読み取られるが，rheat

に着目すると，溶接長が最も短い 10 mmの値が他の溶接長の場合と比較して最も大きかった．
このことから，溶接長が小さくなると q̄heatが小さくなり，相対的な誤差が増加したと推測さ
れる．
次に，溶接電源の投入エネルギーに対する誤差に着目する．Fig. 3.10に溶接電源の投入エ
ネルギーに対する普遍分散の平方根 spowerと投入エネルギーの平均 q̄powerに対する spowerの
割合 rpowerを示す．Fig. 3.9で示した入熱の誤差と比較して投入エネルギーの誤差は小さく，
熱効率の誤差は入熱の誤差が大きく影響していることが分かる．また，Fig. 3.9と対照的に，
溶接長が大きくなるにつれて spower，rpowerともに増加している．溶接電源の投入エネルギー
の誤差に影響を与えるのは溶接電流及びアーク電圧の誤差であるが，GTAWの溶接電源は
定電流特性であり，実際に溶接電源に設定した溶接電流と実測された電流値の差は 1 A以下
であった．Fig. 3.11に溶接電源の投入エネルギー及びアーク電圧に対する不偏分散の平方根
spower，sV を示す．spowerと sV はほぼ同じ傾向を示しており，溶接電源の投入エネルギーの
誤差はアーク電圧の誤差が支配的であった．溶接長が大きくなるにつれてアーク電圧の誤差
が増加するのは，Fig. 2.3(b)に示された母材の固定方法に関係していると推測される．母材
は片側のみクランプで固定されており，トーチの移動方向に対して母材の平行は保証されて
いない．電極と母材との距離は溶接開始位置で調整したが，溶接終端では電極と母材の距離
が異なっている恐れがある．それに伴い，アーク電圧が変動したと推測する．
更に，液体窒素熱量計で測定された入熱の誤差が大きい理由について考察する．Fig. 3.8の
誤差範囲に注目すると，落下高さが増加すると誤差が増しているように見える．このことを
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Fig. 3.9 Systematic error of accumulated heat input measured using liquid nitrogen
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Fig. 3.10 Systematic error of accumulated power input
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Fig. 3.11 Systematic error of accumulated power input and arc voltage
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Fig. 3.12 Systematic error of heat input, in relation to drop height of base metal
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明確にするため，液体窒素熱量計により測定された母材への入熱に対する普遍分散の平方根
sheatと入熱の平均 q̄heatに対する sheatの割合 rheatを，落下高さの関数として Fig. 3.12に示
す．母材への入熱の誤差は落下高さが大きくなるにつれて増加し，両者の相関係数を計算す
ると 0.92であった．この相関の理由として，母材を液体窒素へ投入する際の衝撃が影響して
いると考えられる．母材が液体窒素に着水すると，飛沫が発生して液体窒素の質量損失にな
りうる．また，着水により液体窒素の液面が揺動すると，液体窒素に接してない液面上方の
デュワー内壁に液体窒素が接し，内壁から熱を吸収しうる．母材が液体窒素の液面に着水す
る衝撃は，本実験装置では制御できないため，液体窒素の質量損失が発生したと考えられる．
3.4.2節で，落下高さが 299 mm以下において落下高さは熱効率の測定値に影響を与えない
ことを示したが，熱効率の誤差については落下高さが小さい方が望ましい．従って本論文に
おける熱効率の測定は，落下高さが実験装置の物理的な限界である 199 mmとする．

3.6 考察
3.6.1 水冷銅板熱量計及び液体窒素熱量計による熱効率測定の比較
本論文における液体窒素熱量計による熱効率測定はアーク長 3 mmで実施しており，同一条
件におけるHiraokaらの測定結果は 84.5%である．なお，Hiraokaらの測定値はFig.1.15の回
帰直線から読み取り，アーク長 x (mm)と熱効率 y (%)の関係を y = −1.6402x+ 89.42と読
み取った．Giedtらの論文で，水冷銅板によるGTAWの熱効率測定では Seebeck Envelope熱
量計や液体窒素熱量計による測定よりも熱効率が大きく測定されることが言及されている14)．
実際に，著者の熱効率測定では 74%であるのに対し，Hiraokaらによる水冷銅板の熱量測定
では熱効率が 80%から 88%の範囲で測定されている37)．本実験とHiraokaらの測定条件の違
いは，入熱測定に利用した熱量計の違い及び母材の違いである．Hiraokaらの測定結果と本論
文での測定結果に 10ポイント近く差があることに対し，差の原因が母材の材質に起因するの
か，あるいは測定方法の違いから生じるのか，過去の論文と比較して要因を読み解く．
測定方法の違いを考察するには，GTAWで銅板を溶接した時の熱効率を液体窒素熱量計
で測定した値が必要である．Smarttらは液体窒素熱量計を用いて円形銅板及びステンレス
鋼 (SUS304)を陽極として熱効率を測定した60)．Smarttらの測定条件を Table 3.3に，測定
結果を Fig. 1.16(e)に示す．Fig. 1.16(e)はアークの点弧時間（溶接電流が 100 A，アーク電
圧が 10 Vであるため，1秒当たり 1 kJの入熱）を横軸として表記されている．円形銅板に
アークを照射した時の熱効率を Fig. 1.16(e)の回帰直線から読み取ると，アーク点弧時間 x

(s)と熱効率 y (%)の関係は y = −0.1025x+ 84.59であった．さて，SmarttらとHiraokaら
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Fig. 3.13 Arc efficiencies measured with water-cooled copper anode as function of welding

current, and arc efficiency measured by Hiraoka37) and Smartt60)

の測定結果を比較する前に，Smarttらは溶接電流 100 Aで、Hiraokaらは 200 Aで測定して
いるため、単純には比較できない。銅板を GTAWで溶接した時の液体窒素熱量計及び水冷
銅板熱量計で測定した熱効率を比較するため，溶接電流を変化させて水冷銅板熱量計により
GTAWの熱効率を測定した（Fig. 3.13）．溶接条件をTable 3.3に示す．比較のためFig. 3.13

には Hiraoka ら及び Smartt らにより測定された熱効率を重ねて示した．Smartt らによる
熱効率は，点弧時間が 10秒から 60秒の範囲を Fig. 3.13に示している．本論文で溶接電流
200 Aで水冷銅板により測定した熱効率はHiraokaらの熱効率測定値と近い値を示しており、
Hiraokaらの実験を再現できている．なお，Hiraokaら及び Smarttらの測定値は回帰直線か
ら読み取り，Hiraokaらのデータ（Fig. 1.15）はアーク長 x (mm)と熱効率 y (%)の関係を
y = −1.6402x+ 89.42，Smarttらのデータ（Fig. 1.16(e)）はアーク点弧時間 x (s)と熱効率
y (%)の関係を y = −0.1025x+ 84.59と読み取った．
熱量計の違いを比較すると、溶接電流 100 Aにおける Smarttらの熱効率測定値はアーク
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Table 3.3 Welding parameter for GTAW on copper anode

Smartt et al.60) Hiraoka et al.37) this paper

Welding current 100 A 200 A 100 ∼ 300 A

Electrode polarity DCEN DCEN DCEN

Arc voltage 10 V 10.4 V 11.34 ∼ 12.28 V

Arc length Not described 3 mm 3 mm

Starting temperature 22 ◦C Not described 31 ◦C

Anode size ϕ 75 mm 40 × 40 mm 50 × 50 mm

Anode thickness 25 mm Not described 1.5 mm

Anode configuration Flat Flat Flat

Shielding gas 100% Argon 100% Argon 100% Argon

Shielding gas flow rate 12 L/min 20 L/min 20 L/min

Electrode tip angle 30◦ 45◦ 60◦

Electrode diameter 3.175 mm 3.2 mm 3.2 mm

Electrode extension 0.5 mm Not described 3 mm

Tungsten electrode 2% thoriated 2% thoriated 2% lanthanated

Calorimeter LN WC WC

DCEN : Direct Current Electrode Negative

LN : Liquid nitrogen calorimeter

WC : Water-cooled copper anode calorimeter
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Table 3.4 Comparison between arc efficiencies in GTAW using copper-cooled copper 37)

and water coolant calorimeter40)

Hiraoka et al. Haelsig et al.

Calorimeter Water-cooled copper calorimeter Water coolant calorimeter

Base metal Copper Steel, G3Si1 (EN440-94)

Electrode diameter 3.2 mm 3.2 mm

Electrode tip angle 45◦ 20◦

Arc length 4 mm 4 mm

Polarity DCEN DCEN

Welding current 100 A and 200 A 150 A

Shielding gas Argon 20 L/min Argon 15 L/min

Arc efficiency 82.9% 76%

点弧時間によって値に範囲があるが、水冷銅板で測定された熱効率はその範囲内に収まって
いた．また、SmarttらによればFig. 1.16(e)の測定時には銅板に溶融池は形成されておらず、
溶融金属蒸気、溶融池は測定値に影響しないと考えられる。
以上の結果から，Hiraokaらの水冷銅板熱量計により測定されたGTAWの熱効率と本論文
において液体窒素熱量計により測定されたGTAWの熱効率の違いは，母材の違いに起因して
いる可能性がある．実際に，HaelsigらがGTAWで鋼板を溶接した時に浸水式熱量計により
測定した熱効率は 76%であり，アーク長を 4 mmとしたときの Hiraokaらの熱効率 82.9%と
比較して約 7%小さい．ここで Hiraokaらの水冷銅板熱量計による測定37)及び Haelsigらの
浸水式熱効率測定40)の測定条件を Table 3.4に記す．母材の違いが熱効率に与える影響につ
いては，4章で考察する．
Smarttらの測定結果Fig. 1.16(e)からステンレス鋼を母材とする熱効率とGTAWで軟鋼を
溶接した時の熱効率を比較する．ステンレス鋼に対する Smarttらの測定値を（Fig. 1.16(e)）
回帰直線から読み取り，アーク点弧時間 x (s)と熱効率 y (%)の関係を y = 0.01611x+ 73.63

と読み取った．本論文での実験条件と比較して主だった違いは，母材の形状と，トーチが定
点で固定されていることである．その結果，アーク点弧時間が 10秒から 60秒におけるステ
ンレス鋼に対する熱効率の範囲は 73.8%から 74.6%であり，GTAWで軟鋼を溶接して液体窒
素熱量計で測定した熱効率 74%と近い値を示した．
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3.6.2 熱効率の真値
Hurtigらが主張する熱効率の真値45)と本論文で対象とする熱効率の真値は異なることを述
べる．Hurtigらは入熱を，溶接電源から母材表面へ輸送された熱量であるとしており，本論
文でも同じ定義を採用した．しかしながら，Hurtigらは母材内部の熱伝導が起きない状態で
の入熱量こそが入熱量の真値であるとし，入熱量は母材の形状には依存しないと帰結してい
る．実際にHurtigらと同様に Liskevychらは溶接長を無限小とする時の仮想上の入熱及び熱
効率を真値とみなした44)．Liskevychらが仮想的に溶接長を無限小とするのは溶接中におけ
る母材から環境への熱放射や熱伝達による熱損失を除外することを目的としており，同時に母
材形状や母材内部の温度分布の影響を除去する狙いもある．しかし 3.3節から，溶接電源から
母材表面へ輸送される熱量は母材内部の温度勾配に依存することが示唆されており，Hurtig

らの仮定とは異なる．すなわち母材形状が変われば母材内部の熱伝導も変わり，入熱や熱効
率も変わる．本論文では，母材形状によって母材への入熱，熱効率も変わることを前提とし
て，熱効率の測定及び考察を行う．本論文では，アークが点弧した直後に観測される入熱量
及び熱効率を真値とするのではなく，母材の温度分布が定常となった時の入熱量及び熱効率
を真値とする．

3.6.3 温度拡散係数で特徴づけられる実験条件
熱伝導方程式では，物理量を特徴づけるパラメータとして温度拡散係数が挙げられる．本
節では熱的定常状態が実現する条件を温度拡散係数から求めてみる．熱伝導方程式の解であ
る式 (3.5)を見ると，特徴的長さは温度拡散係数と溶接速度の組み合わせ，例えば α/vのよう
に表される．式 (3.5)によれば，温度は熱源から距離 α/vより十分に離れれば室温に急激に
近づく．本論文における実験では，温度拡散係数が 2.28× 10−5 m2/s であり88)（母材が純鉄
と仮定して温度が 300 Kの場合），溶接速度 5 mm/sで割ると特徴的長さスケール 4.52 mm

を得る．従って，母材の板厚が特徴的長さスケールより厚ければ熱効率は板厚に依存しない
と考えられる．同様にして温度拡散係数と溶接速度の組み合わせで，特徴的時間も α/v2と表
される．この特徴的時間スケールより短い時間であれば，母材内の温度分布は過渡現象と見
做せると考えられる．本論文における実験では，特徴的時間スケールは 0.9秒であり，溶接時
間 16秒（溶接速度 5 mm/s，溶接長 80 mm）はこれよりも十分大きく，熱的定常状態に達し
ていると考えられる．熱的定常状態に達するには溶接時間 tweldを α/v2より十分に大きく取
ればよい．
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3.6.4 溶融池の影響
3.6.3節では溶融池の存在は考慮せずに熱伝導のみで熱輸送を議論した．もし溶融池が存在
する場合，熱伝導よりも溶融池による対流の方が熱輸送は速いため，溶融池表面の熱は対流
により母材へ輸送され，結局溶融池の温度はおよそ融点程度に限定される86)と考えられる．
更に，溶融池が深い場合，相対的に未溶融の母材板厚が減少するため，あたかも薄板を溶接
しているかのように振る舞うと予想される．薄板は熱容量が小さく板厚方向全体に温度上昇
するため，熱効率は小さくなると予想される．溶融池の深さを増加させる溶接条件，例えば
溶接電流89)，アーク電圧90)，シールドガス組成91)を変更すると熱効率は減少すると考えら
れる．
シールドガス組成を例に挙げると，Zährらはアルゴンのシールドガスにヘリウムを混合さ
せた時の溶込み深さを測定し92)，ヘリウムの混合比率が上昇すると溶込み深さが増加するこ
とを示した．他方で Smarttらは，シールドガスのアルゴンにヘリウムを混合した時，熱効率
が減少することを示した60)．従って，シールドガス組成と溶込み深さ，そして熱効率が互い
に関係することが示唆される．

3.7 結言
本章では液体窒素熱量計によりGTAWの熱効率を測定し，熱損失の評価，誤差の評価及び
過去に液体窒素熱量計，水冷銅板熱量計により測定された熱効率と比較することで本論文に
おける測定方法の妥当性を検証した．
はじめに溶接中及び溶接後に生じる熱損失についてそれぞれ評価し，以下の結論を導き出
した．

• 溶接中に生じる熱損失については Liskevychらと異なる解釈を提示し，溶接長 0 mmの
極限では熱的定常状態に達していないこと，数十mm程度の溶接長では熱損失は無視
できることを考察し，溶接長が十分長い時の熱効率を採用することとした．

• 溶接後から入熱量の測定開始までに発生する熱損失として，母材からの熱放射と母材落
下時に発生する空気の強制対流を挙げ，それぞれの寄与を見積もった．その結果，母材
からの熱放射による熱損失は母材への入熱の 0.2%以下，空気の強制対流による熱損失
は母材への入熱の 0.2%以下であることを示した．そして母材の落下高さを変えて入熱
及び熱効率を測定し，母材落下中の熱損失が無視できることを確認した．

次に，液体窒素熱量計による熱効率測定で生じた 10%程度の誤差について考察し，以下の
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結論を導き出した．

• トーチの移動方向に対して母材の平行は保証されておらず，溶接中にアーク電圧が変動
したことが大きな誤差の原因であった．

• 母材の落下高さと誤差の相関を計算し，落下高さが増すと誤差も増加することを示し
た．従って本論文における熱効率の測定は，落下高さが実験装置の物理的な限界である
199 mmとすることにした．

Hiraokaらが水冷銅板熱量計により測定したGTAWの熱効率（Fig. 1.15）と本論文での測
定値に 10ポイント近く差が生じていたが，その差が母材の材質に起因するのか，あるいは測
定方法の違いから生じるのか，本論文にて水冷銅板熱量計により測定したGTAWの熱効率と
比較して以下の結果を得た．

• Smarttらによる円形ステンレス鋼にアークを定点照射した時の熱効率の範囲が 73.8%

から 74.6%であり（Fig. 1.16(e)），本論文においてGTAWで軟鋼を溶接して液体窒素
熱量計で測定した熱効率 74%と近い値を示していた．

• 溶接電流 100 Aにおける Smarttらの熱効率測定値はアーク点弧時間によって値に範囲
があるが，本論文において水冷銅板により測定されたGTAWの熱効率はその範囲内に
収まっていた．即ち銅板を母材としたGTAWにおいて，液体窒素熱量計及び水冷銅板
により測定されたGTAWの熱効率は同等の値を示していた．

以上の結果より，Hiraokaらにより測定された熱効率と本論文で測定された熱効率の違いは母
材の違いに起因している可能性があることを示した．
最後に，母材内部の熱伝導による熱輸送に関する考察から，以下の結論を提示した．

• 溶接電源から母材表面へ輸送される熱量は母材内部の温度勾配に依存することが示唆さ
れた．従って，アークを点弧した直後に観測された入熱量及び熱効率を真値とするので
はなく母材の温度分布が定常となった時の入熱量及び熱効率を真値とした．

• 溶融池が深い場合，相対的に未溶融の母材板厚が減少するため，あたかも薄板を溶接し
ているかのように振る舞うと仮定した．薄板は熱容量が小さく板厚方向全体に温度上昇
するため，熱効率は小さくなると予想した．

• 母材内部の温度分布は熱伝導方程式に支配されており，熱伝導方程式は温度拡散係数に
より特徴付けられる．このことから，母材が特徴的長さスケールより厚ければ熱効率は
板厚に依存しないことを仮定した．
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• 温度拡散係数と溶接速度の組み合わせから特徴的時間α/v2を導入し，特徴的時間スケー
ルより短い時間であれば母材内の温度分布は過渡現象と見做せることを示した．
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第4章 溶接方法の比較による熱輸送の違いに関
する考察

4.1 諸言
GTAWの熱効率がこれまでに多く研究されている13,14,37,50,54,60,69) のに対し，GMAWの
熱効率は 2000年代から活発に行われ始めた．消耗電極によって引き起こされる溶滴移行現象
により，GMAWはGTAWと比較して複雑な熱輸送形態を示す．
さらに，近年はアーク溶接機のデジタル制御技術が著しい発展を遂げており，溶接電流，溶
滴移行，入熱の制御やスパッタの抑制を自動制御できる溶接電源が商用化されている93–95)．
多種多様なガスメタルアーク溶接電源の登場により，母材への入熱及び熱効率は改めて多くの
研究者の注目を集める事となった．熱効率の測定例としては，Bosworthによるパルスガスメ
タルアーク溶接の熱効率測定62,68)に始まり，EgerlandとColegroveによるCMT溶接，STT

溶接の熱効率測定83)，Pépeらによる GMAWの熱効率測定35)，Riberiroらによるコールド
ワイヤガスメタルアーク溶接の熱効率測定96)が挙げられる．GMAWの入熱及び熱効率の測
定が活発に行われ，その測定方法が洗練されてきた44)にもかかわらず，アーク現象で培われ
た知見で熱効率を理解する取り組みは未だなされていない．熱効率の測定値を実際の溶接施
工で活用したり，溶接変形や溶込み形状などを予測するための数値計算に活用したりする上
で，あらゆる溶接プロセスの溶接電流域に応じた熱効率を測定することは非現実的である．ま
た，スパッタの最小化，小入熱，高品質なGMAWを実現するために複合化したガスメタル
アーク溶接電源が登場しており97–100)，アーク溶接における熱輸送現象を包括的に理解する
必要性が増している．
本章では，電流制御などを使用しないGMAWにおいて，特定の溶接電流域で熱効率を測
定することにより，アーク内に存在する鉄蒸気，熱放射及び溶滴移行現象が熱輸送に及ぼす
影響を考察する．
しかし，それら以外にも熱効率に影響を与える要因が考えられる中で，GMAWのみの測定
結果では他の要因と溶滴移行現象及び金属蒸気混入の影響を区別して議論することが困難で
ある．従って GTAW 及び GMAWの熱効率を比較することで，溶滴移行現象や金属蒸気混
入以外の要因についても考察する．
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Table 4.1 Welding conditions of GTAW

Welding power source DT-300 (DAIHEN Corporation)

Electrode 2% lanthanated-tungsten

Electrode tip angle 60◦

Welding current 150 ∼ 300 A

Polarity Direct Current Electrode Negative

Arc length 3 mm

Shielding gas Argon

Shielding gas flow rate 20 L/min

4.2 実験条件
液体窒素熱量計による熱効率測定において，母材は軟鋼 (SS400, JIS G 3101)を使用した．

3章では母材の大きさを 200×100×9 mmとし，溶接長を 60 mm以上とすると，アーク近傍
での温度場が準定常状態に達しており，溶接開始から準定常状態までの過渡現象が熱効率に
影響を及ぼさないことを示した．本章でも同様の条件を採用するが，その妥当性を説明する．
本論文では母材内部の温度分布が準定常状態となるときの熱効率を測定しようとしている．熱
伝導方程式は温度拡散係数 α(m2/s)により特徴づけられ，また母材内部の熱伝導において時
間スケールに関係する量は溶接速度 v (m/s)である．次元解析の観点から，特徴的長さスケー
ルは α/v で与えられると考えられる．母材の温度拡散係数及び溶接速度が同じであるため，
異なる溶接電流であっても同じ溶接長及び母材の大きさであれば母材内部における温度分布
の準定常状態が実現されていると考えられる．そこで本章でも 3章と同様に溶接長を 80 mm，
溶接速度を 5 mm/sに設定し，その時に測定された熱効率をもって無限溶接長における熱効
率とする．
水冷銅板熱量計による熱効率測定において，母材の形状は 3章で説明した通りである．アー
クの照射位置は水冷銅板の中央に固定，すなわち溶接速度は 0 mm/sとした．
GTAW及びGMAWの溶接条件を Table 4.1，Table 4.2にそれぞれ記す．計測は少なくと
も三回以上実施し，特筆しない限り本章で図示する値は平均値とした．また，測定誤差とし
て不偏分散の平方根を採用した．
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Table 4.2 Welding conditions of GMAW

Welding power source DP-350 (DAIHEN Corporation)

Wire Solid wire (JIS Z 3312 YGW11)

Base metal Mild steel (SS400, JIS G 3101)

Welding current 125 ∼ 300 A

Arc voltage 18.7 ∼ 34.0 V (one knob control)

Current waveform and polarity Direct Current Electrode Positive

Contact tip to work distance 20 mm

Shielding gas Argon + 2% Oxygen

Shielding gas flow rate 20 L/min

4.3 実験結果
Fig. 4.1に溶接電流と熱効率の関係を示す．熱効率の測定値について議論する前に，熱効率
の測定誤差について言及する．水冷銅板熱量計による測定誤差に対して液体窒素熱量計によ
る測定，特にGTAWの誤差が概して大きかった．系統誤差の原因として考えられるのが，液
体窒素の質量測定に起因する誤差と，溶接電源の投入エネルギーに起因する誤差である．まず
液体窒素熱量計における系統誤差について考える．初めに式 (2.3)におけるQsteel及び式 (2.4)

の系統誤差を評価する．Fig. 4.2に，液体窒素熱量計により測定された母材への入熱量に対
する不偏分散の平方根 sheatを，GTAW及びGMAWのそれぞれについて示す．GTAW及び
GMAWの sheatはそれぞれ最大で 3.6 kJ，4.0 kJであり，両者は同程度であった．一方，水冷
銅板の水温上昇から計算された入熱Qcopperの不偏分散の平方根は最大で 0.037 kJであり，液
体窒素熱量計と比較して百分の一程度であった．入熱QsteelのばらつきがQcopperのばらつき
よりも著しく大きくなった理由は 3.5節で説明したように母材が液体窒素に投入される際の
衝撃が影響していると考えられる．
次に式 (2.3)におけるQtotalの系統誤差を評価する．Fig. 4.3に溶接電源の投入エネルギー
に対する不偏分散の平方根 spower，Fig. 4.4に投入エネルギーの平均 q̄powerに対する spowerの
割合 rpowerを示す．液体窒素熱量計で熱効率を測定した場合のGTAW及びGMAWの spower

はそれぞれ最大で 140 J，138 Jであった．一方，水冷銅板熱量計で熱効率を測定した場合の
spowerは 28Jであり，液体窒素熱量計で熱効率を測定した場合の spowerと比較して五分の一
程度であった．Qtotal，Qsteel，Qcopperの系統誤差を比較すると，液体窒素熱量計で測定した
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Fig. 4.2 Systematic error of accumulated heat input measured using liquid nitrogen

calorimeter

熱効率の系統誤差が水冷銅板熱量計で測定した場合よりも大きいのはQsteelの系統誤差によ
る影響が大きいことが分かった．
次に液体窒素熱量計で測定したGTAWの熱効率の系統誤差がGMAWの場合よりも大きい
理由を考える．Fig. 4.2で見たように，GTAWとGMAWの入熱に対する系統誤差に大きな
違いは見られなかった．しかしながら，入熱量に対する不偏分散の平方根 sheatと入熱の平均
q̄heatに対する sheatの割合 rheatに着目するとGTAWとGMAWに違いがみられた．Fig. 4.5

にGTAWとGMAWの rheatを示す．GTAWの rheatは最大で 10.8%に達しているのに対して
GMAWの rheatは最大で 6.1%であった．この違いを理解するため投入エネルギーQtotalの範
囲に着目する．Fig. 4.6に溶接電流と投入エネルギーの関係を示す．なお，三回以上測定した
溶接電流の変動の最大はそれぞれ 1.6%と 1.2%であり，Fig. 4.6に誤差範囲を表示しているが
測定点に隠れている．GTAWは 29∼65 kJ，GMAWは 36∼189 kJであり，QtotalはGMAW

の方が大きな値であった．つまり，式 (2.3)により熱効率を求める際，GTAWの系統誤差が
相対的にGMAWよりも大きくなったと推測される．
さて，熱効率の測定値について説明する．水冷銅板の熱量計による熱効率は 82%から 85%

であり，液体窒素熱量計による熱効率と比較すると熱効率の変化が少なかった．液体窒素及
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び水冷銅板熱量計による熱効率を比較すると，180 A から 250 Aの範囲で GTAWの熱効率
が一致した．一方で，溶接電流 140 Aでは，液体窒素熱量計による熱効率が水冷銅板熱量計
による結果よりも低い値を示した．277 A以上の溶接電流では，液体窒素熱量計による熱効
率が水冷銅板の場合よりも減少した．116 Aを除き，溶接電流の増加に伴い GMAWの熱効
率は上昇し，180 Aで最大となり，その後減少に転じた．また，液体窒素熱量計で測定した
熱効率において，溶接電流の増加に伴い熱効率が減少する程度は，GMAW では減少が急激
であるのに対し，GTAW の場合は緩やかな減少を示した．

4.4 考察
熱量計及び溶接方法により熱効率の測定値に違いが出た要因を考察する．熱量計及び溶接
方法の違いから熱効率に及ぼす影響を細分化した結果を Table 4.3に示す．GTAWの熱効率
を液体窒素熱量計により測定する際に母材を軟鋼としたが，鉄蒸気が熱輸送に大きな影響を
与えることが知られている．Lago らは，母材が鉄及び銅の場合に GTAW のアークから母材
へのエネルギー流を数値計算により求め，両者でエネルギー流の構成割合に大きな違いを与
えないことを示した101)．一方で，母材が溶融して金属蒸気がアークに混入する場合，電気伝
導度，アーク内の電流経路，アークからの熱放射に影響を与えることが先行研究102,103)から
明らかになっている．水冷銅板については溶融池が形成されておらず，銅蒸気の影響は考え
られないが，軟鋼を母材とする場合は溶融池が存在し，鉄蒸気の影響を考慮する必要がある．
次に溶接方法の違いに着目すると，熱効率への影響として溶滴移行現象が挙げられる．溶
滴移行が熱効率に及ぼす影響として，短絡移行時にアークからの熱放射が減少すること，溶
滴自体が溶接電源から与えられたエネルギーを直接母材へ輸送すること，溶滴から蒸発する
鉄蒸気がアークに混入することが考えられる．
以下の各節では，鉄蒸気や溶滴移行が熱効率に与える影響を考察するため，鉄蒸気の影響
がない水冷銅板熱量計により測定した GTAW の熱効率を基準として，軟鋼を母材とする
GTAW，GMAW の熱効率を比較する．なお，後述する仮説を理解しやすくするため，測定
値から著者が推測した溶接電流と熱効率の関係を Fig. 4.1に破線で表現し，測定値の点の色
と破線の色を対応させた．

4.4.1 溶融池から混入する鉄蒸気が熱効率に与える影響
水冷銅板熱量計による GTAW の熱効率を基準として，軟鋼を母材とする GTAWの熱効率
が 149 Aで減少し，176 Aで上昇する理由について考察する. 両者の熱効率測定において考
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Table 4.3 Factors affecting on arc efficiency, classified by metal transfer and materials of

base metal

Factor Mechanism
Effect on arc

efficiency

Explained

section

Base metal

Penetration

Less heat

conduction

in anode

Decrease 4.4.3

Iron vapor on

base metal

Less heat

conduction

from arc

Decrease 4.4.1

More arc

radiation
Decrease 4.4.1

Iron vapor in

arc column

More arc

radiation
Decrease 4.4.4

Metal transfer

Less heat

conduction

from arc

Decrease 4.4.4

Short circuit
Less arc

radiation
Increase 4.4.2

Metal droplet
More heat

transfer
Increase 4.4.2
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Fig. 4.7 Schematics of iron vapor effect on heat transfer of GTAW

えられる条件の違いは溶接速度の有無か，鉄蒸気の有無が挙げられる．
はじめに溶接速度の有無を考察する．Fig. 1.19で示したように，溶接速度の有無は母材内
部の温度分布に影響しうる．溶接速度が 0 mm/sに設定された状態で母材にアークを照射す
ると，母材に投入されたエネルギーは行き場を失い，母材は温度上昇を続ける．即ち定常状
態が存在しない．しかしながら，水冷銅板熱量計の場合はアークから母材へ投入されたエネ
ルギーが水冷により失われるため，定常状態が実現している．従って，溶接速度がある場合
と比較して母材内部の温度分布は異なるものの，タングステン電極と同じ動きをする座標系
から見たときにアーク直下の母材温度分布が時間的に変化しないという点で，同様の定常状
態が実現していると考えられる．
溶接速度の有無による影響が小さいと考えると，149 Aにおける液体窒素熱量計により測
定されたGTAWの熱効率が水冷銅板熱量計により測定された熱効率よりも小さい理由は，鉄
蒸気が関係していると考えられる．
仮説について Fig. 4.7を用いて説明する．軟鋼を母材とする GTAW（Fig 4.7 (a)に相当）
の熱効率が 149 Aで水冷銅板を母材とするGTAWの熱効率よりも小さい理由は，母材溶融池
から発生する鉄蒸気のアークへの混入がアークの熱放射を増加させてアーク温度が低下した
結果，アークから母材への熱伝導による熱輸送が減少したためと考えられる．一方，溶接電
流が 176 Aの場合，鉄蒸気は 149 Aの場合よりも多く発生し、アーク中の鉄蒸気濃度は増加
していると考えられる．しかしながら、溶接電流が 149 Aの場合よりも 176 Aの方が電流密
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度が高いことでプラズマ気流の流速が増加しているため，プラズマ気流により鉄蒸気がアー
ク円周部へと掃き出される量も増加する. その結果，鉄蒸気による熱放射の影響が抑制され，
水冷銅板で測定された熱効率に近い値へと回復する（Fig. 4.7(b)に相当）と推測される．
なお，GMAW の熱効率が溶接電流 140 Aで水冷銅板により測定された GTAW の熱効率
よりも小さいことについて，詳細は次節で述べるがアーク中心に混入している鉄蒸気の熱放
射により熱損失が発生していると考えられ，液体窒素により測定された GTAW の熱効率の
減少とメカニズムが異なると考えられる. これは母材を軟鋼とした時，母材表面付近にのみ
鉄蒸気が偏在した時とアーク中心にも鉄蒸気が存在する場合とで熱効率に違いが生まれるこ
とを示唆している．

4.4.2 短絡移行時におけるアークの熱放射減少及び溶滴移行
短絡移行による熱放射の減少及び溶滴移行による熱輸送は熱効率を増加させる効果があり，

186 A以下でGMAWの熱効率が母材を軟鋼としたGTAWよりも大きいのはこの二つの要因
によるものと考えた．特に，186 Aの熱効率に着目すると母材を銅板及び軟鋼とした時のい
ずれの GTAWの熱効率よりも母材を軟鋼とした時の GMAWの熱効率が 3%大きい理由は，
GTAWでは非消耗式電極であるタングステン電極でのジュール発熱が主に電極の温度上昇に
用いられ，その熱エネルギーが母材へは輸送されないのに対し，GMAWではワイヤ電極が
ジュール発熱等による加熱により溶融し，やがて電磁気力等によってワイヤ先端から離脱す
ることで，その熱エネルギーが溶滴移行によって母材へ輸送されたためであると考えられた．
二つの要因の内，まず溶滴移行により輸送される熱量を見積り，溶滴移行が熱効率に与え
る影響を考察する．TatsumiらはGMAWにおける溶滴が輸送する入熱量を測定した104)．コ
ンタクトチップ－母材間距離及びシールドガスの酸素混入を除き，彼らの溶接条件と本論文
での溶接条件は類似しているため，彼らの測定した溶滴移行による熱輸送量を参照して議論
する．なお，本論文とは異なり彼らはコンタクトチップ－母材間距離を 25 mmとしており，
シールドガスには純アルゴンを使用している．これらの違いはアーク電圧，溶接電流，溶接
ワイヤからの溶滴離脱等へ影響を及ぼす恐れがある．
はじめにコンタクトチップ－母材間距離の違いが溶滴移行に与える影響について考察する．

Tatsumiらは高速度カメラにより溶滴移行形態を観察し，およそ 200 A以下の溶接電流では
グロビュール移行であるとしている105)．本論文においても高速度カメラにより溶滴移行形態
を観察したところ，グロビュール移行と短絡移行が混合していた．それぞれの溶滴移行形態
の撮影写真を Fig. 4.8及び Fig. 4.9に示す．
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Fig. 4.8 Photographs of arc in welding current 190 A during globular transfer
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Fig. 4.9 Photographs of arc in welding current 190 A during short circuit transfer
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これはコンタクトチップ－母材間距離が Tatsumiらの場合と比較して 5 mm短く，溶融池
に溶滴が接触しやすくなったことによると考えられる．Fig. 4.11に示すように，短絡移行が
発生する割合は 5%程度である．200 A以上の溶接電流では，Tatsumiら及び本論文の両方に
おいてプロジェクト移行であった．以上の結果から，コンタクトチップ－母材間距離が溶滴
移行に与える影響は高々5%程度であると推察される．
次にシールドガスの違いが与える影響について考える．Jönssonらはアルゴンのシールドガ
スに添加した酸素がアークに与える影響を検証し，添加量が 5%であれば質量流，運動量流，
アーク温度，アーク内の電位に与える影響は 5%未満であると結論付けた106)．また，シール
ドガス組成が溶滴移行に影響を与えることが知られているが，酸素を添加する場合はスプレー
移行臨界電流にほとんど影響を与えないことが示されている107)．従って，酸素ガスの添加が
溶滴移行による熱輸送の議論をする上で妨げとならないものと考える．
更に，入熱量そのものではなく溶接電流を増加させた場合の入熱の増加量に着目すれば，

Tatsumiらの測定結果と本論文における測定結果に違いはないと考えられる．従って本節で
は，溶接電流を変化させた時の溶滴による熱輸送量の増加率を評価する．溶滴移行による熱
輸送と入熱量の関係を考察するため，本論文で測定された溶接電源の二次出力と Tatsumiら
により測定されたGMAWにおける溶滴が輸送する入熱量を Fig. 4.10に示した．
Tatsumiらの測定によると，溶接電流を 140 Aから 180 Aへ増加させた時，溶滴による熱
輸送量は 900 Wから 1,500 Wへと増加し，その増加率は 67%であった．一方で本論文での
実験では，溶接電流を 140 Aから 186 Aへ変化させた時に溶接電源の二次出力は 1,243 Wだ
け増加し，その増加率は 43%であった．従って，溶滴移行の増加率は溶接電源の二次出力の
増加率を超えており，熱効率の増加に寄与したと言える．同様の議論は溶接電流が 180 A以
上の場合でも成り立つが，本論文で測定した熱効率はむしろ減少している．Tatsumiらの測
定結果によると，溶接電流が 180 Aの場合と比較して 270 Aの場合は溶滴移行による熱輸送
量は倍になっている．一方で本論文において溶接電流を 186 Aから 268 Aへ変化させても溶
接電源の二次出力は 4,139 Wから 7,438 Wへの増加にとどまり，その増加率は 79%である．
このことは，溶滴移行による熱輸送を上回る熱損失が生じていることを意味しており，考え
られる熱損失はアークによる熱放射である．Tsujimura及びTanakaはGMAWのアーク現象
に関する数値計算を実施し，アークプラズマに存在する金属蒸気がアークの熱特性に与える
影響を考察した33)．その結果，溶接電流 280 Aにおいて，アークからの熱放射による熱損失
は溶接電源の二次出力に対して 40.7%に達することを示した．本論文の測定では，溶滴移行
による入熱量増加がアークからの熱放射によって相殺され，溶接電流が 186 A以上では熱効
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率が減少したものと推測する．
次に，短絡移行による熱放射の減少と熱効率の増加の関係を探るため短絡移行を定量化する．
溶接時間に対する消弧時間の割合を短絡移行の指標とし，消弧時間の割合と熱効率をFig. 4.11

に示す．消弧時間の算出にあたり，溶接中のアーク電圧が全溶接時間にわたる平均アーク電
圧の 1/2を下回った時に消弧したと仮定した．溶接電流が 200 A未満の時に短絡現象が観測
され，短絡時間の割合はおよそ 5%で一定であった．溶接電流が 200 A以上になると短絡時間
の割合は減少し，250 A以上で短絡現象は観測されなくなった．短絡現象の消失とともにアー
クからの熱放射が減少すると考えられるが，Fig. 4.11における熱効率の減少と一致している．

4.4.3 溶融池の存在によるアーク－母材間の熱輸送減少
3.3節では母材内部の熱輸送を熱伝導論的に考察して熱効率の変化を説明しようと試みた．
母材内部の温度分布が安定した定常状態ではアーク直下と母材裏側の間に温度勾配が生じ
（Fig. 3.3(a)），式 (1.12)に従い温度勾配に比例する熱流束が発生する．即ち，温度勾配が大
きければ熱効率は上昇する．3.6.4節では，溶融池が存在する場合，溶融池の温度が均一であ
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ると仮定し，未溶融部分の板厚の温度勾配が熱効率に影響することを説明した．具体的には，
未溶融部分の板厚が特徴的長さスケールよりも減少すると板厚方向にわたって均一に温度上
昇し（Fig. 3.3(b)），温度勾配が減少したことで熱効率も減少したと考えられる．
この事を確認するため，GTAW及びGMAWの溶込み深さを測定し，熱効率の関係をFig. 4.12

に示した．溶込み深さを計測するための断面は，溶接長80 mmに対して溶接開始点から60 mm

の位置から採取した．この位置を選んだ理由は，3.3節より 60 mmの位置では母材内の温度
分布が準定常状態に達していることが確認されているためである．なお，溶込み深さの変化
による熱効率の低下を確認するため，熱効率が減少する溶接電流域，つまりGTAWについて
は,溶接電流が 176 A以上，GMAWでは 186 A以上の溶込み深さ及び熱効率を図示している．
溶込み深さは三回以上測定した試験片の代表値を採用している．溶込み深さと熱効率につい
て相関係数を計算すると-0.445であり，弱い負の相関を示した．溶込み深さを採取した標本
数が少なく（GTAW，GMAW合わせて n = 23），熱効率の誤差も大きいため決定的な結論
は出すことはできないが，Fig. 4.12は溶込み深さ，ひいては板厚と熱効率に関係があること
を示唆している．なお，GMAWの溶込み形状は全てフィンガー形状であり，GTAWは鍋底
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Fig. 4.13 Schematics of the effect of iron vapor on radiation from arc

形状であった．本節の冒頭で言及した，母材内部の温度勾配と熱効率の関係はあくまでも板
厚方向の一次元的な温度分布を仮定した考察であり，溶込み深さと熱効率の関係に迫るには
溶込み形状の違い等の影響も丁寧に議論する必要がある．

4.4.4 アーク中心に鉄蒸気が混入することによるアーク熱放射の増加とジュール発熱の減少
GMAWの溶接電流 311 A以上では，186 Aから 268 Aにわたる熱効率の減少傾向と比較
して，より大きな熱効率の減少が見られる．アーク中心部の鉄蒸気による熱放射の寄与が大き
いことは，Tsujimura及びTanakaによって実施された数値シミュレーションにより示されて
いる33)．彼らは鉄蒸気による熱放射の影響を考慮したGMAWのシミュレーションを実施し，
280 Aの溶接電流を想定した場合，溶接電源の投入エネルギーに対して約 40%のエネルギー
がアークからの熱放射で周囲環境へ放出されていることを示した．熱放射によるエネルギー
損失により，アーク中心部の温度が 6,000 K，中心より外部で 13,000 Kとなっており，中心
部の熱が著しく失われていることがわかる．
なお 4.4.1節での説明と同様に，鉄蒸気混入によりアークでのジュール発熱が減少して，アー
ク－母材間の熱伝導が減少すると考えられる．しかしながら，母材表面にのみ鉄蒸気が混入
する場合（Fig. 4.13(a)）とアーク中心にも鉄蒸気が混入する場合（Fig. 4.13(b)）で，鉄蒸
気が熱効率に与える影響は異なることを述べる．アーク中心に鉄蒸気が混入する場合，アー
ク中心軸上で強い熱放射が起きた結果アーク中心軸上で軸周辺と比較してアーク温度が低下
し108)，アークの電気伝導度が低下する．つまりジュール発熱が減少し，アークから母材への
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熱伝導が抑制される．この傾向は溶接電流の増加とともに著しくなると考えられる．一方で
GTAWの場合，GMAWと違ってアーク中心に鉄蒸気が混入せず，母材表面にのみ鉄蒸気が
発生し，アーク周辺部の温度が熱放射により低下することで，アーク中心の電流密度が上昇
して電子流によるエネルギー輸送が増加する．したがって，溶接電流の増加と共に熱効率が
上昇すると考えられる．以上が，GTAWとGMAWで溶接電流が熱効率に及ぼす影響の決定
的な違いとなる．

4.5 結言
本章では，GTAW及び電流制御などを使用しないGMAWの熱効率を特定の溶接電流域で
測定して両者を比較することで，アーク内に存在する鉄蒸気，アークからの熱放射，溶滴移
行現象，母材内部の熱伝導が熱輸送に及ぼす影響を考察した．
はじめに熱効率の測定誤差について言及した．液体窒素熱量計で測定した入熱量の系統誤
差について，GTAWとGMAWの場合で同程度であった．一方水冷銅板熱量計で測定した入
熱量の系統誤差は液体窒素熱量計で測定した場合と比較して百分の一程度であった．液体窒
素熱量計で測定した入熱量の系統誤差が水冷銅板熱量計の場合よりも著しく大きいのは，母
材を液体窒素に投入する際の衝撃が影響していると推測した．液体窒素熱量計による熱効率
測定において，GTAWでの系統誤差がGMAWの系統誤差よりも大きいのは，GMAWにお
ける溶接電源の投入エネルギーがGTAWにおける溶接電源の投入エネルギーよりも大きく，
GMAWにおける入熱量の系統誤差の影響が相対的に小さくなったためと結論付けた．
溶接電流を変化させてGTAWの熱効率を，水冷銅板熱量計及び液体窒素熱量計により測定
し（Fig. 4.1），以下の結果を得た．

• GTAWの水冷銅板による熱効率は 82%から 85%に収まり，およそ一定であった．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率は，149 Aで水冷銅板よりも 10%低い値を示した．

• 軟鋼及び銅板を母材とするGTAWは溶接電流域 176∼252 Aで同じ熱効率を示した．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率は，252 A以上で減少傾向を示した．

• 軟鋼を母材とするGMAWの熱効率は，溶接電流 116 Aを除き 186 Aまで上昇した．

• 軟鋼を母材とする GMAWの熱効率は，186 A以上の溶接電流において減少傾向を示
した．
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以上の結果を矛盾なく説明するため，以下の仮説を提示した．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率が 149 Aで銅板を母材とするGTAWの熱効率より
も小さくなった理由は，アークに混入した鉄蒸気によりアークからの熱放射が増大し，
アーク温度が減少したためである．アーク温度の減少によりアークから母材への熱伝導
が減少したことで，熱効率が下がったと考えられる．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率が 176 Aで水冷銅板により測定された熱効率に近い
値へと回復する理由は，溶接電流が 149 Aの場合よりも 176 Aの方がプラズマ気流の
流速が増加しており，プラズマ気流により鉄蒸気がアーク円周部へと掃き出される量も
増加する. その結果，鉄蒸気による熱放射の影響が抑制されたためである．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率が252 A以上で，またGMAWの熱効率が198∼268 A

の溶接電流域で減少する理由は，溶込み深さの増加に伴いアーク直下の未溶融母材の温
度勾配が小さくなり，母材内の熱伝導が抑制されたためである．この仮説を裏付けるた
め，軟鋼を母材とするGTAW及びGMAWの溶込み深さを測定し（Fig. 4.12），両者
に負の弱い相関が認められた．

• 軟鋼を母材とするGMAWの熱効率が減少する理由は，アーク中心に混入した鉄蒸気に
より熱放射が増加し，環境への熱損失が増加したためである．

本論文での熱効率と軟鋼を母材とするGMAWの熱効率を比較し，186 A以下で見られる熱
効率の上昇は，GTAW，GMAWとで異なるメカニズムであることを示唆した．またGMAW

において，198∼268 Aにわたる熱効率の減少と，311 A以上での熱効率の減少とでメカニズ
ムが異なることを示唆した．
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第5章 先行研究により測定された熱効率と本研
究の比較

5.1 諸言
溶接速度と母材・溶融池の過渡特性を考慮した上で測定した熱効率とChristensenらがまと
めた熱効率及び Smarttらによって測定された熱効率を比較し，熱効率の値の差異について考
察する．

5.2 Christensenらとの比較
Fig. 5.1はChristensenらが示した熱効率69)に本論文の熱効率を重ね合わせた結果である．

GTAWの熱効率は本論文の結果は 75∼85%，Christensenらの値は 21∼48%であり，熱効率が
取る値とその幅に大きな差がある．Christensenらの熱効率のうち，軟鋼を母材とするDCEP

極性の GMAWの熱効率は 36∼46%であり，熱効率の幅は一致するものの本研究の結果とは
40%の差がある．Christensenらの論文では熱効率の具体的な測定方法及び条件が示されてい
ないため，詳細な比較はできないが，差を生む要因を考察する．Christensenらは，溶接中に
母材を水で冷却し，冷却水の温度上昇から母材への入熱を測定したとのみ記している69)．ま
た，Christensenらは電流，電流密度，アーク電圧，溶接速度によってデータを分類しようと
試みたものの，熱効率の測定値の変動を細分化できなかったと記しており69)，溶接条件によっ
て熱効率が変動した訳ではないと推察される．GMAWや被覆アーク溶接，サブマージアーク
溶接と比較してGTAWの測定値の変動幅が大きいことから，GTAWの熱効率測定時に母材
への入熱が冷媒である水に十分伝達されていなかったために，実際よりも低い入熱が測定さ
れ，本研究と比べて 40％も低い熱効率が得られたと考えられる．
一方，GMAWの熱効率はChristensenらの示した熱効率と本論文において測定した熱効率
が概ね一致した．単位時間当たりの溶接電源による投入エネルギーが 1,375 cal/s以上で母材
への入熱が下振れしているが，Fig. 4.1における溶接電流 268 A以上に対応している．つま
り，母材への入熱が下振れしている原因はアーク中心に鉄蒸気が混入することによる熱放射
の増加であると考えられる．
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Fig. 5.2 Comparison between arc efficiencies by Smartt et al.60) and those in this paper

5.3 Smarttらとの比較
次に Smarttらによって液体窒素熱量計を用いて測定された，GTAWの熱効率と本論文で
の測定値を比較する．Fig. 5.2に Smarttらによって測定された熱効率と本論文で測定された
GTAWの熱効率を示す．Smarttらの結果に対して，本論文で測定された熱効率は概ね 10%

程度大きい値である．Smarttらと本論文の結果の違いが現れる要因を考察するため，溶接
条件の違いを Table 5.1にまとめる．アーク電圧の違いに着目すると，Smarttらの実験及び
Hiraokaらの水冷銅板による熱効率測定結果から，アーク電圧が増加すると熱効率が減少す
る傾向が見られる (Fig. 1.15, Fig. 1.16(b))．この傾向に沿って考察すると，アーク電圧が高
い本論文での熱効率が小さくなるはずである．同様に，Smarttらの熱効率測定結果から，陰
極先端角（Fig. 1.16(c)），陰極突出し長（Fig. 1.16(d)）が増加するといずれも熱効率は減少
する傾向が観測されている．また，シールドガス流量（Fig. 1.16(g)）は熱効率に影響しない
ことが観測されている．いずれの条件を考慮しても本論文で測定した熱効率は Smarttの場合
よりも小さくなるはずである．
他に本論文の結果において熱効率が Smarttらの場合よりも大きくなる要因として，母材の
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Table 5.1 Differences in welding parameter between Smartt et al. and this paper

Smartt et al. this paper

Arc voltage 10 V 11.34 ∼ 12.28 V

Anode material SUS304 mild steel

Anode size ϕ75 mm 100 × 200 mm

Anode thickness 25 mm 9 mm

Welding speed 0 mm 5 mm/s

Shielding gas flow rate 12 L/min 20 L/min

Electrode truncation 0.5 mm 3 mm

Electrode included angle 30◦ 60◦

材質の違い，母材の寸法及び溶接速度の違いである．1章で述べたように，溶接速度がある場
合とない場合では母材内部の温度分布が異なり，母材への入熱も変化しうる．溶接速度がな
い場合，母材内部は Fig. 5.3に図示するような温度分布を示すと考えられる．アーク点弧直
後の母材内部はほぼ室温であり，アークとの間に大きな温度差がある（Fig. 5.3(a)）．この温
度差は式 (1.12)で表される熱流束が発生し，比較的大きな入熱が発生する．アーク点弧から
時間が経過すると，アークから母材への入熱により母材が加熱され，母材内部の温度勾配は
鈍化する（Fig. 5.3(b)）．更に時間が経過すると溶融池が拡大し，母材内部の固体部分の温度
勾配は更に小さくなる（Fig. 5.3(c)）．なお，アークから投入され続けるエネルギーは母材か
らほとんど外部に放出されることがないため，母材温度は上昇し続けて，定常状態に達する
ことはないと考えられる．一方，溶接速度がある場合，Fig. 3.4で示したように一定の溶接長
が確保されていれば定常状態に達する．
上述のメカニズムは，Tanakaらによって計算された，ステンレス鋼をGTAWで溶接した
ときの母材温度分布から確認できる82)．Tanakaらは陰極，アーク，溶融池，母材に関する
質量，運動量，エネルギー，電荷の保存則を解いて温度分布の時間変化を計算した．陰極軸
方向の母材温度分布を Tanakaらの結果から読み取った図を Fig. 5.4に示す．横軸は母材表
面からの距離 x，左側の縦軸は陰極の中心軸上における母材の温度分布 T (x)，右側の縦軸は
温度勾配の絶対値 |∂T/∂x|を表す．なお，等温線の距離は T =500, 1,000, 1,500, 1,750 Kか
ら読み取り，四次の多項式で補間しており，温度勾配は補間式を微分して算出している．ま
た，Tanakaらの計算では SUS304の融点を 1,750 Kに設定しており，この等温線は溶融境界
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を意味する．アーク点弧から 1秒後における温度勾配の最大値は T =1,750 Kの等温線上の
x =0.34 mmで 678 K/mmであるが，時間が経過すると徐々に温度勾配は減少し，20秒後に
おいて高々230 K/mmである．本論文では軟鋼を母材としているため，熱伝導率及び温度拡
散率に多少の違いはあるものの，定性的には同様の傾向を示すと考えられる．つまり，アー
ク点弧直後おける母材内部の温度とアークに接触する母材表面との温度差が大きく，温度勾
配が大きい．その結果，熱流束は比較的大きく，入熱量も増加する．アーク点弧から時間が
経過すると母材全体が温度上昇し，温度勾配がアーク点弧直後と比較して小さくなり，熱流
束も小さくなる．その結果，入熱量は減少する．
Tanakaらの数値計算では，アークと接する母材表面から 15 mmの位置において温度分布
の境界条件を室温に設定しているため，15 mmの境界から熱は流出する．Smarttらの実験
では母材の裏側は冷却されていないため，アークから輸送される熱は母材に留まる．つまり，
Tanakaらの数値計算では時間経過とともに定常状態に近づくが，Smarttらの実験において
定常状態は存在せず，母材は温度上昇を続ける．
以上の結果をまとめると，Smarttらの実験条件では定常状態には至らず，溶融池が拡大し
続ける母材における熱効率を意味しており，この場合は母材内部の温度勾配が相対的に小さ
く，式（1.12）に従う熱輸送が発生しにくい．対して本論文における実験条件は母材内部の温
度分布における定常状態が実現しており，式（1.12）に従う熱輸送が生じているため，Smartt

らにより測定された条件よりも大きな熱効率を測定したと推測される．

5.4 結言
Christensenらにより総括された熱効率と本論文の熱効率を重ね合わせた結果，GMAWの
熱効率は概ね両者が一致する一方，GTAWの熱効率は本論文の結果は 75∼85%，Christensen

らの値は 21∼48%であり，熱効率が取る値とその幅に大きな差があった．その差を生む要因
として，Christensenらにより提示されたGTAWの熱効率は熱効率測定時に母材への入熱が
冷媒である水に十分伝達されていなかったことが疑われた．
一方，GMAWの熱効率はChristensenらの示した熱効率と本論文において測定した熱効率
が概ね一致した．単位時間当たりの溶接電源による投入エネルギーが 1,375 cal/s以上で母材
への入熱が下振れしているが，その原因はアーク中心に鉄蒸気が混入することで熱放射の増
加したことであると考えられた．
Smarttらにより液体窒素熱量計で測定された熱効率と本論文での熱効率を比較し，本論文
の熱効率が概ね 10%程度大きい値を示した．その要因として，溶接速度の有無について考察

85



し，Smarttらの実験条件では母材内部の温度勾配が相対的に小さく，式（1.12）に従う熱輸
送が発生しにくい．対して本論文における実験条件は母材内部の温度分布における定常状態
が実現しており，式（1.12）に従う熱輸送が生じているため，Smarttらにより測定された条
件よりも大きな熱効率を測定したと推測した．
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第6章 結論

熱効率の測定値は測定者によって大きな違いが出ている．熱効率の違いは熱効率の測定方
法に固有の誤差及び溶接条件に起因しているのではないかと疑われる．測定方法については
水冷銅板37,38)，水を媒質とした熱量計40)，銅ブロックを媒質とした熱量計83)，液体窒素の蒸
発潜熱による測定35,42) を使用して熱効率が測定され，各測定方法の測定精度を検証する研究
が行われているが，1.5.3節で提示したように過去の測定値は実際の溶接に即した条件で測定
されていない．特に，Christensenらの示した熱効率は各溶接法に特有の幅を持っているが，
測定条件が記載されておらず，幅をもたらす要因が単なる誤差によるものか，アークの物理
現象として説明されるものなのか明らかにされていない．真因が分からないまま，今日では
溶接・接合技術総論に熱効率が幅を持つことが Fig. 1.14のように事実として示されており，
アーク溶接の熱輸送を理解する上で誤解を招く恐れがある．そこで，本論文における研究目
的は以下の通りとした．

1. 測定者によって生じる熱効率の差異に潜む真因を解き明かし，熱損失やアークから母材
への熱輸送現象を適切に考慮した評価方法を確立する．

2. 確立された評価方法を用いてGTAW及びGMAWの熱効率を測定し，両者の熱輸送プ
ロセスの違いから熱効率に影響を与える要因を考察する．

1章で過去に熱効率測定で使用されてきた熱量計を紹介し，各手法の特徴を整理した．Sten-
backaらが提示した直接測定及び間接測定の分類に対し，数値解析に用いる理論モデルや境
界条件などの仮定が入熱量の計算精度に大きな影響を与える間接測定ではなく，理論モデル
に関する事前検証を多く要しない直接測定を中心に本論文では検証を進めることとした．
熱効率測定に用いられる熱量計の中で水冷銅板熱量計，浸水式熱量計，銅ブロック熱量計，

Seebeck Envelope熱量計，液体窒素熱量計を取り上げて過去の研究事例を整理した．そして
それらの熱量計に対する測定精度に関して過去に実施された検証内容を整理した．
1章で紹介した熱量計の内，適用できる溶接方法の多様さ及び測定効率の高さから液体窒素
熱量計を熱効率測定に採用した．また，測定方法による溶接条件の変化が熱効率に与える影
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響を考察するため，溶融池や鉄蒸気の影響を含まず，更に過去の実績が多い水冷銅板熱量計
を比較対象として採用した．

2章において本論文で使用する液体窒素熱量計と水冷銅板熱量計の具体的な装置構成を記
載した．

本論文で採用した熱量計に対して，熱量計に特有の制限や熱損失が熱効率に与える影響を
評価するには水冷銅板熱量計によるGTAWの熱効率と液体窒素熱量計によるGTAWの熱効
率測定結果を比較する必要があった．そこで 3章では液体窒素熱量計によりGTAWの熱効率
を測定し，熱損失の評価，誤差の評価及び過去に液体窒素熱量計，水冷銅板熱量計により測
定された熱効率と比較することで本論文における測定方法の妥当性を検証した．
はじめに溶接中及び溶接後に生じる熱損失についてそれぞれ評価し，以下の結論を導き出
した．

• 溶接中に生じる熱損失については Liskevychらと異なる解釈を提示し，溶接長 0 mmの
極限では熱的定常状態に達していないこと，数十mm程度の溶接長では熱損失は無視
できることを考察し，溶接長が十分長い時の熱効率を採用することとした．

• 溶接後から入熱量の測定開始までに発生する熱損失として，母材からの熱放射と母材落
下時に発生する空気の強制対流を挙げ，それぞれの寄与を見積もった．その結果，母材
からの熱放射による熱損失は母材への入熱の 0.2%以下，空気の強制対流による熱損失
は母材への入熱の 0.2%以下であることを示した．そして母材の落下高さを変えて入熱
及び熱効率を測定し，母材落下中の熱損失が無視できることを確認した．

次に，液体窒素熱量計による熱効率測定で生じた 10%程度の誤差について考察し，以下の
結論を導き出した．

• トーチの移動方向に対して母材の平行は保証されておらず，溶接中にアーク電圧が変動
したことが大きな誤差の原因であった．

• 母材の落下高さと誤差の相関を計算し，落下高さが増すと誤差も増加することを示し
た．従って本論文における熱効率の測定は，落下高さが実験装置の物理的な限界である
199 mmとすることにした．
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Hiraokaらが水冷銅板熱量計により測定したGTAWの熱効率（Fig. 1.15）と本論文での測
定値に 10ポイント近く差が生じていたが，その差が母材の材質に起因するのか，あるいは測
定方法の違いから生じるのか，本論文にて水冷銅板熱量計により測定したGTAWの熱効率と
比較して以下の結果を得た．

• Smarttらによる円形ステンレス鋼にアークを定点照射した時の熱効率の範囲が 73.8%

から 74.6%であり（Fig. 1.16(e)），本論文においてGTAWで軟鋼を溶接して液体窒素
熱量計で測定した熱効率 74%と近い値を示していた．

• 溶接電流 100 Aにおける Smarttらの熱効率測定値はアーク点弧時間によって値に範囲
があるが，本論文において水冷銅板により測定されたGTAWの熱効率はその範囲内に
収まっていた．即ち銅板を母材としたGTAWにおいて，液体窒素熱量計及び水冷銅板
により測定されたGTAWの熱効率は同等の値を示していた．

以上の結果より，Hiraokaらにより測定された熱効率と本論文で測定された熱効率の違いは母
材の違いに起因している可能性があることを示した．
最後に，母材内部の熱伝導による熱輸送に関する考察から，以下の結論を提示した．

• 溶接電源から母材表面へ輸送される熱量は母材内部の温度勾配に依存することが示唆さ
れた．従って，アークが点弧した直後に観測される入熱量及び熱効率を真値とするので
はなく母材の温度分布が定常となった時の入熱量及び熱効率を真値とした．

• 溶融池が深い場合，相対的に未溶融の母材板厚が減少するため，あたかも薄板を溶接し
ているかのように振る舞うと仮定した．薄板は熱容量が小さく板厚方向全体に温度上昇
するため，熱効率は小さくなると予想した．

• 母材内部の温度分布は熱伝導方程式に支配されており，熱伝導方程式は温度拡散係数に
より特徴付けられる．このことから，母材が特徴的長さスケールより厚ければ熱効率は
板厚に依存しないことを仮定した．

• 温度拡散係数と溶接速度の組み合わせから特徴的時間α/v2を導入し，特徴的時間スケー
ルより短い時間であれば母材内の温度分布は過渡現象と見做せることを示した．

4章では，GTAW及び電流制御などを使用しないGMAWの熱効率を特定の溶接電流域で
測定して両者を比較することで，アーク内に存在する鉄蒸気，アークからの熱放射，溶滴移
行現象，母材内部の熱伝導が熱輸送に及ぼす影響を考察した．
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はじめに熱効率の測定誤差について言及した．液体窒素熱量計で測定した入熱量の系統誤
差について，GTAWとGMAWの場合で同程度であった．一方水冷銅板熱量計で測定した入
熱量の系統誤差は液体窒素熱量計で測定した場合と比較して百分の一程度であった．液体窒
素熱量計で測定した入熱量の系統誤差が水冷銅板熱量計の場合よりも著しく大きった理由は，
母材を液体窒素に投入する際の衝撃が影響したと推測した．液体窒素熱量計による熱効率測
定において，GTAWでの系統誤差が GMAWの系統誤差よりも大きかった理由は，GMAW

における溶接電源の投入エネルギーがGTAWにおける溶接電源の投入エネルギーよりも大き
く，GMAWにおける入熱量の系統誤差の影響が相対的に小さくなったためと結論付けた．
溶接電流を変化させてGTAWの熱効率を，水冷銅板熱量計及び液体窒素熱量計により測定
し（Fig. 4.1），以下の結果を得た．

• GTAWの水冷銅板による熱効率は 82%から 85%に収まり，およそ一定であった．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率は，149 Aで水冷銅板よりも 10%低い値を示した．

• 軟鋼及び銅板を母材とするGTAWは溶接電流域 176∼252 Aで同じ熱効率を示した．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率は，252 A以上で減少傾向を示した．

• 軟鋼を母材とするGMAWの熱効率は，溶接電流 116 Aを除き 186 Aまで上昇した．

• 186 A以上の溶接電流において，熱効率は減少傾向を示した．

以上の結果を矛盾なく説明するため，以下の仮説を提示した．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率が 149 Aで銅板を母材とするGTAWの熱効率より
も小さいのは，アークに混入した鉄蒸気によりアークからの熱放射が増大し，アーク温
度が減少したためである．アーク温度の減少により，アークから母材への熱伝導が減少
したからである．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率が 176 Aで水冷銅板により測定された熱効率に近い
値へと回復する理由は，溶接電流が 149 Aの場合よりも 176 Aの方がプラズマ気流の
流速が増加しており，プラズマ気流により鉄蒸気がアーク円周部へと掃き出される量も
増加する. その結果，鉄蒸気による熱放射の影響が抑制されたためである．

• 軟鋼を母材とするGTAWの熱効率が 252 A以上で，GMAWの熱効率が 198∼268 Aの
溶接電流域で減少するのは，溶込み深さの増加に伴いアーク直下の未溶融母材の温度勾
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配が小さくなり，母材内の熱伝導が抑制されたためである．この仮説を裏付けるため，
軟鋼を母材とするGTAW及びGMAWの溶込み深さを計測し（Fig. 4.12），両者に負
の弱い相関が認められた．

• 軟鋼を母材とするGMAWの熱効率が減少するのは，アーク中心に混入した鉄蒸気によ
り熱放射が増加し，環境への熱損失が増加したためである．

本論文での熱効率と軟鋼を母材とするGMAWの熱効率を比較し，186 A以下で見られる熱
効率の上昇は，GTAW，GMAWとで異なるメカニズムであることを示唆した．またGMAW

において，198∼268 Aにわたる熱効率の減少と，311 A以上での熱効率の減少とでメカニズ
ムが異なることを示唆した．

5章で，溶接速度と母材・溶融池の過渡特性を考慮した上で測定した熱効率とChristensen

らがまとめた熱効率及び Smarttらによって測定された熱効率を比較し，熱効率の値の差異に
ついて考察した．
Christensenらにより総括された熱効率と本論文の熱効率を重ね合わせた結果，GTAWの熱
効率は本論文の結果は 75∼85%，Christensenらの値は 21∼48%であり，熱効率が取る値とそ
の幅に大きな差があった．その差を生む要因として，Christensenらにより提示されたGTAW

の熱効率は熱効率測定時に母材への入熱が冷媒である水に十分伝達されていなかったことが
疑われた．
一方，GMAWの熱効率はChristensenらの示した熱効率と本論文において測定した熱効率
が概ね一致した．単位時間当たりの溶接電源による投入エネルギーが 1,375 cal/s以上で母材
への入熱が下振れしているが，その原因はアーク中心に鉄蒸気が混入することで熱放射の増
加したことであると考えられた．
Smarttらにより液体窒素熱量計で測定された熱効率と本論文での熱効率を比較し，本論文

の熱効率が概ね 10%程度大きい値を示した．その要因として，溶接速度の有無について考察
し，Smarttらの実験条件では母材内部の温度勾配が相対的に小さく，式（1.12）に従う熱輸
送が発生しにくい．対して本論文における実験条件は母材内部の温度分布における定常状態
が実現しており，式（1.12）に従う熱輸送が生じているため，Smarttらにより測定された条
件よりも大きな熱効率を測定したと推測した．
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55) C. V. Gonçalves, L. Vilarinho, A. Scotti, and G. Guimarães. Estimation of heat
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