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第１章 緒論 

１．１ 本研究の背景 

自動車には様々な性能が求められているが，近年，１）乗員保護のための衝突安全性能向上，

２）地球温暖化防止のための燃費向上，の２つが 重要の項目として挙げられている．中でも，

1997 年の京都議定書発行以降は，地球温暖化防止のための二酸化炭素削減が国家的課題と

なったために，自動車の二酸化炭素排出量削減はより重要度を増している．Fig.1-1に自動車の

二酸化炭素排出の動向および排出規制を示す１）．自動車の二酸化炭素排出量削減，すなわち

燃費向上を達成するために，エンジンおよび駆動系の効率向上，走行抵抗の低減などの技術

開発が積極的に進められているが，これらの開発課題とともに，「車両重量の軽量化」が非常に

重要な項目として注目されている．特に，車両重量の約２５％を占めるとされる車体（ボデー）は

その軽量化効果が大きいため，大きな技術課題と位置付けられている２）．自動車車体の軽量化

の手段としては，車体構造の改善および材料の 適置換が考えられるが，この内，材料置換に

ついては，防錆性能に優れた表面処理鋼板，高張力鋼板，アルミニウム合金の適用拡大が有効

とされる．それぞれ，表面処理鋼板は車体の外板あるいは足廻り部材に使用することで錆代低

減による薄肉化が可能になること，高張力鋼板は車体骨格の強度部材の薄肉化が可能になるこ

と，アルミニウム合金板は同じ厚さであれば鋼板の１／３までの軽量化が可能になること，という

軽量化効果が期待されている．しかし，これらの素材を積極的に車体に採用していくためには製

EU : Self-imposed control @2008
≦140g/km

EU : Self-imposed control @2012
≦120g/km

JAPAN : Regulation for energy saving @2010

EU : Self-imposed control @2008
≦140g/km

EU : Self-imposed control @2012
≦120g/km

JAPAN : Regulation for energy saving @2010

Fig.1-1  CO2 emissions (10-15 mode) of passenger vehicles1).
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造技術面からの対応が不可欠であり，従来の製造工程の中でいかに効率的に適用できるかが

重要な技術開発課題となる． 

自動車車体の製造工程は，プレス工程，溶接工程，塗装工程に分けられる．この内，車体組

立ての大部分を担う溶接工程では，抵抗溶接，アーク溶接，レーザ溶接，ブレージング，摩擦撹

拌点接合，接着，機械的接合など実にさまざまな接合技術が用いられており，接合部に対して

要求される性能によって適切な接合技術が選択れている３）．抵抗溶接は，Fig.1-2 に示すように

溶接部分に大電流を流すことで発生する抵抗発熱を利用した溶接方法である．非常に短時間

での施工が可能なことから，他の溶接方法と比較して低コスト化，高能率化を達成することが可

能であり，自動車車体の大量生産に際しては非常に有効な溶接技術となっている（Fig.1-3）．そ

のため，抵抗溶接は車体の製造工程において も多く使用される溶接方法になっており，自動

車の生産性向上，品質安定化に大きく貢献している．この自動車製造に適用される抵抗溶接は，

さらに，スポット溶接，プロジェクション溶接，シーム溶接などに分けられ，中でも も適用箇所が

Fig.1-3  Welding technologies used for automobile manufacture3). 
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Fig.1-2  Schematic illustrations of resistance spot welding process. 
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多い溶接方法が抵抗スポット溶接である． 

自動車車体は，主に薄板をプレス加工した部材を抵抗スポット溶接することによって組立てら

れており，１台当たり 3000～6000 点ものスポット溶接箇所がある．プレス部品をある単位まで組

立溶接する「サブ組立ライン」，車体全体を組立溶接する「メイン組立ライン」を経て自動車車体

は製造される．抵抗スポット溶接の原理そのものは非常にシンプルであるが，自動車を取り巻く

環境の変化にあわせて多くの技術開発がなされた結果，溶接技術として大きく進歩してきた．特

に，溶接ガンを搭載した多関節ロボットが導入された４）1970 年以降は，トランスとガン間の２次ケ

ーブル削除５），インバータ電源によるトランス軽量化６），オフラインティーチング７），打点毎の溶接

条件設定および一括管理，電動加圧式ガン８）～１０）など，多くの技術が実用化されている．今後も，

自動車車体の製造における重要な溶接方法であり続けるものと考えられる． 

 本研究では，抵抗スポット接合を研究対象として取り上げ，まず，二枚重ね板組みの抵抗ス

ポット溶接について も広く使用されている合金化溶融亜鉛めっき鋼板およびアルミニウム合金

板を対象として連続打点溶接現象を解析し，ナゲット形成安定化のために必要な溶接技術を検

討した．次に，二枚重ね板組みよりも接合部の安定確保が困難となる異厚多数枚重ね板組みの

抵抗スポット溶接についてナゲット形成安定化技術を検討することにより，自動車車体に適用さ

れる様々な抵抗スポット溶接継手の信頼性向上を達成することを目的とする．本章では，合金化

溶融亜鉛めっき鋼板およびアルミニウム合金板を対象とした抵抗スポット溶接，および多数枚重

ね板組み抵抗スポット溶接におけるナゲット形成安定化に関する課題を述べるとともに，本研究

の目的を概説する． 

 

１．２ 合金化溶融亜鉛めっき鋼板の抵抗スポット溶接における課題と本研究の目的 

自動車車体の軽量化の手段として，防錆性能に優れた表面処理鋼板を車体の外板あるいは

下廻り部材に適用することが行われており１１），錆発生による鋼板の減肉速度を表面処理によっ

て低減することで薄肉化を可能にしている．表面処理鋼板１２）としては，溶融亜鉛めっき鋼板，合

金化溶融亜鉛（Zn-Fe）めっき鋼板，Zn-Niめっき鋼板など亜鉛めっきを主体とする種々の鋼板が

既に実用化されている．表面処理鋼板の抵抗スポット性は冷延鋼板（表面処理の施されていな

し裸鋼板）と比較すると劣化するとされている１３）～１５）が，これらの亜鉛系めっき鋼板の中でも，合

金化溶融亜鉛めっき鋼板は，防錆性のほかにも化成処理性，塗装二次密着性に優れ１６），溶接

性も良好１４），１５）とされており，日本国内の自動車メーカーにおいて も多く使用されている． 

冷延鋼板の抵抗スポット溶接では電極先端は極めて損耗し難く，しかもほぼ平坦に先端部が
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拡大するという単純な損耗機構であったため，適切な溶接条件を設定すれば溶接を実施するう

えで問題はなかった．したがって，亜鉛めっき鋼板の抵抗スポット溶接に関する研究においても，

理想的な電極先端形状が維持されている条件下でナゲット形成機構を解析した研究１７）～１９），あ

るいは，ウェルドローブ特性により溶接可能電流範囲を検討して溶接性を評価した研究２０），２１）な

どがこれまでも多数報告されてきた．また，亜鉛めっき鋼板の抵抗スポット溶接ではクロム銅製電

極が多く使用されているが，この電極先端に亜鉛の合金層が形成され，連続打点溶接にともな

い合金層は拡大する．この合金層の脱落により電極と鋼板の接触面積は増加し，溶接部の電流

密度が低下するため連続打点溶接性は劣化する． 近，このような観点から，連続打点溶接中

の電極損耗状態１３），２２）～２６），連続打点溶接中のウェルドローブ変化１５），２７）などに関する報告もな

されているが，連続打点溶接時の電極損耗によってもたらされるようなわずかな電極先端部形

状の変化がナゲット形成にどの程度影響を及ぼすかについて定量的に調べられた報告例はな

い． 

Cu-Zn 合金層の形成には電極先端部温度が大きな影響を及ぼしていると推定されるが，電極

先端部では温度勾配が非常に大きくその測定は非常に困難である．抵抗スポット溶接中の電極

温度の報告としては，熱電対や赤外線温度計あるいは金属組織観察などを利用した温度測定

の例１９），２８）～３２）があり，また，ナゲット成長過程のシミュレーションをするために数値計算により鋼

板および電極中の温度推定３３）～３７）をすることも数多く行われてきたが，電極先端温度に着目し，

さらには電極損耗と電極先端温度の関係について検討した報告例はない． 

連続打点溶接性については，ナゲット形成余裕電流幅による整理，あるいは電極先端径 5mm

の電極でナゲットが形成される電流を IB，電極先端径 6mmの電極でナゲットが形成される電流を

I０とした場合，（I０－IB）によって整理できるという報告１５），２３），２６）があるが，これらは溶接時に一定

速度で電極が損耗することを前提にした推定であり，電極損耗速度の違いに着目した評価方法

は検討されていないのが現状である．亜鉛めっき鋼板を対象とした具体的な連続打点溶接性向

上技術としては，溶接条件３８）～４０），電極２４），４１）～４９）の観点から検討した報告がなされている．クロ

ム銅以外の複合材料，アルミナ分散銅などの新電極材質２４），４１）～４６），あるいは電極形状４７）～４９）な

ど，電極に関連する報告がより多くなされている．しかし，電極先端温度および溶着現象の観点

から電極に関して解析し，連続打点溶接性との関連を検討した報告例はない． 

また，自動車の生産ラインでは，単一の種類の鋼板のみを溶接する単独打点溶接に加えて，

亜鉛めっき鋼板と冷延鋼板を混合して溶接する，いわゆる混合打点溶接が実施されることも多

い．しかし，亜鉛めっき鋼板のみを溶接する単独打点溶接の場合と比較すると，混合打点溶接
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では連続打点溶接性が劣化するとされている５０），５１）． 

したがって， 本研究では，自動車車体に も多く使用されている合金化溶融亜鉛めっき鋼板

を対象とし，連続打点溶接時に生じる電極先端部形状の変化がナゲット形成に及ぼす影響につ

いて明確にし，さらに，電極先端温度上昇および溶着現象に着目して連続打点溶接中の電極

損耗機構について解析し，単独打点溶接および混合打点溶接における連続打点溶接性向上技

術を提案することを目的とする． 

 

１．３ アルミニウム合金板の抵抗スポット溶接における課題と本研究の目的 

アルミニウム合金板は鋼板に替わる軽量素材として早くから注目されており，自動車での使用

量も確実に増加している．Audi A8 などのオールアルミニウム車体も生産されているが，鋼とアル

ミニウムを併用した材料ハイブリッド車体が主流となっており，自動車車体の中ではフードやドア

などの蓋物にアルミニウム合金板が多く採用されている． 

しかし，アルミニウム合金板は鋼板と比較して熱伝導率は約３倍，固有抵抗は約１／３である

ため，抵抗スポット溶接の際には抵抗発熱が発生し難く，かつ発生した熱が逃げ易いという特性

をもち，溶接し難い材料として知られている．そのため，アルミニウム合金板の溶接には，鋼板の

溶接と比べて高い溶接電流，短い通電時間，高い加圧力の設定が必要とされる．さらに，板表

面は緻密で強固な酸化皮膜で覆われていることも，抵抗スポット溶接を困難にしている．特に，

連続打点溶接性は鋼板と比較して著しく劣るとされている５２）～５５）．そのため，アルミニウム合金板

の抵抗スポット溶接特性を向上させるために，アルミニウム合金板の表面処理方法５２）～５７），溶接

方法５８），５９），電極６１）～６３）の改良，あるいは連続打点溶接における溶接継手強さ変化特性６４）～６８）な

どについての報告がなされている．しかし，自動車車体へのアルミニウム合金板の本格採用を

考えると，大量生産に対応するために必要な連続打点溶接性が十分確保できているとはいえず，

より一層の向上が求められている．特に，アルミニウム合金板の溶接では溶接継手強度により連

続打点溶接性が評価されているが，そのばらつき抑制が課題とされる． 

連続打点溶接性を向上させるために，アルミニウム合金板の溶接においても合金化溶融亜鉛

めっき鋼板と同様に電極形状についての検討６１）～６３）がなされているが，検討されている電極形

状はＲ形もしくは電極先端の頂角の広いタイプの電極のみであり，十分な検討がなされていな

い． 

また，アルミニウム合金板の表面処理方法５２）～５７）については，酸洗による酸化膜除去によって
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通電経路の安定確保を実現させてナゲット形成を安定化させようという試みがほとんどであり，ア

ルミニウム合金板に表面皮膜を付与してナゲット形成安定化させることは検討されていない． 

そこで，本章では，連続打点溶接におけるナゲット形成を安定化させるために，合金化溶融

亜鉛めっき鋼板の連続打点性向上に有効であったＣＦ形電極の適用性を検討し，さらに，アルミ

ニウム合金板の表面処理として酸化皮膜除去した後にさらに均一なクロメート処理を施すことに

よる連続打点溶接時の継手強度のばらつき抑制効果について検討し，連続打点溶接性向上技

術についての提案を行う． 

したがって，本研究では，連続打点溶接における電極損耗形態の観点から溶接打点毎の溶

接継手強さのばらつき原因を明確にし，ナゲット形成安定化の観点から連続打点溶接性向上技

術を提案することを目的とする． 

 

１．４ 多数枚重ね抵抗スポット溶接における課題と本研究の目的 

自動車車体用材料として，アルミニウム合金板とならぶ軽量材料として高張力薄鋼板がある．

高張力薄鋼板は，車体の軽量化とともに高強度化による衝突安全性向上の要求にも対応できる

ことから，急速にその適用が進んでおり，既に 980MPa 級高張力鋼板も実適用されている．今後

も，さらに高強度の高張力鋼板が自動車車体に適用されていくものと推定される． 

高張力薄鋼板を抵抗スポッ

ト溶接する際には，まず，継手

強度を安定に確保することが

必要である．高張力薄鋼板の

溶接継手特性については，鋼

板成分の影響，溶接条件の影

響などの検討６９）～７２）がなされ，

精度のよい継手の強度推定式

の提案７３）もされている．しあた

がって，例えば，Fig.1-4 に示

すように，鋼板組成などを適正

に制御することによって十分な

溶接継手特性を得ることができ

るようになっている．しかし，継

Fig.1-4  Relation between fracture mode of CTS and steel 
chemical compositions72).
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手強度を確保する上で鋼板特性に問題のない高張力鋼板であっても，これらをより有効に自動

車車体に適用するためには，高効率かつ安定的な溶接施工方法が必要である． 

抵抗スポット溶接される板組みには，板厚，鋼種などの違いにより非常に多くの組合せがあり，

中でも，三枚重ねの板組みは二枚重ね板組みよりもナゲット径確保が難しいとされる．特に，

Fig.1-5 に示すような車体のセンタピラー部など高張力鋼板を車体補強部材として適用する場合，

溶接板組みは外板（軟鋼板），補強部材（高張力鋼板）および内板（高張力鋼板）の三枚重ねと

なる場合が多く，板厚比（＝板組みの総板厚／板組みの中で外側に配置された薄板の板厚）が

大きい場合に薄板－厚板間にいかに安定してナゲットを確保するかが大きな問題であり，溶接

品質確保のために板厚比は制限されているのが現状である．板厚比制限を緩和できる溶接技

術を開発することができれば，自動車車体の設計自由度向上が可能になり，さらなる車体軽量

化にも繋がるものと考えられる． 

通電中の加圧力および溶接電流の制御に関しては，これまでもアルミニウム合金溶接で鍛圧

のために通電中の加圧力増加を検討した例７４)，散り防止のために通電中に加圧力を増加させ

た例７５) ，あるいは，テンパー通電によりナゲット硬さ低減を検討した例６９)などいくつかの報告が
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A－A’ cross section 
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Total thickness
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Fig.1-5  Welding part with three sheet assembly with high sheet thickness ratio.
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なされてきたが，高板厚比の三枚重ね板組みにおけるナゲットの安定確保という観点での報告

はなされていない．しかし， 近の電動サーボ溶接ガンは，動作応答機能あるいは多段加圧制

御機能など性能面での向上が著しく，通電中に溶接電流と加圧力を任意に設定することは十分

に可能である． 

したがって，本研究では，高張力鋼板を含む高板厚比の複数枚重ね板組みを対象とし，通電

中のナゲット形成過程（ナゲットの形成位置，形状など）を任意に制御する方法について検討し，

高板厚比板組みにおいてナゲットを安定形成することが可能な溶接プロセスを提案することを目

的とする． 

 

１．５ 本研究の構成 

本研究では，抵抗スポット接合を研究対象として取り上げ，まず，二枚重ね板組みの抵抗スポ

ット溶接について も広く使用されている合金化溶融亜鉛めっき鋼板およびアルミニウム合金板

を対象として連続打点溶接現象を解析し，ナゲット形成安定化のために必要な溶接技術を検討

した．次に，二枚重ね板組みよりも接合部の安定確保が困難となる異厚多数枚重ね板組みの抵

抗スポット溶接についてナゲット形成安定化技術を検討することにより，自動車車体に適用され

る様々な抵抗スポット溶接継手の信頼性向上を達成することを目的とする． 

Fig.1-1 に本研究の流れを示す． 

第１章は緒論であり，本研究を行うに至った背景として，二枚重ね板組みとして合金化溶融亜

鉛めっき鋼板およびアルミニウム合金板の抵抗スポット溶接，異厚多数枚重ね板組みの抵抗ス

ポット溶接における課題を明確にし，本研究の重要性と目的を明確にする． 

第２章では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板を対象とし，連続打点溶接時に生じる電極先端部形

状の変化がナゲット形成に及ぼす影響について明確にすることを目的とする．連続打点溶接に

おける電極寿命は，その電極先端の損耗が一定量を越えることにより溶接ナゲットが十分形成さ

れなくなることにある．そこで，連続打点溶接中の電極先端の模式的損耗パターンを考え，電極

先端をその形状に加工することにより連続打点中の電極先端形状をシミュレートする．そして，こ

のシミュレート電極により連続打点溶接中のナゲット形成現象（ナゲット形成，散りおよび溶着）の

変遷を把握し，実際の連続打点溶接時の電極寿命に対して電極損耗形態が及ぼす影響につい

て検証する． 

第３章では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板を対象とし，電極先端温度上昇および溶着現象に着

目して連続打点溶接中の電極損耗機構について解析する．そのため，溶接中の電極先端温度
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を実験と数値計算により推定し，その結果を用いて電極先端温度上昇に影響を及ぼす因子を明

らかにする．また，電極先端温度の推定結果を元に溶着現象のメカニズムを解明し，さらに，連

続打点溶接性と溶着現象の関連性について考察する． 

第４章では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板を対象とし，電極先端温度および溶着現象の観点か

ら，連続打点溶接性に及ぼす電極の影響について形状および冷却状態に着目して解析する．

さらに，連続打点溶接性に及ぼす混合打点溶接の影響についても電極先端温度および溶着現

象の観点から解析し，連続打点溶接性の向上技術についての提案を行う． 

第５章では，アルミニウム合金板を対象とし，連続打点溶接における電極損耗形態の観点から

溶接打点毎の溶接継手強さのばらつき原因について解析し，その原因の明確化を図る． 

第６章では，アルミニウム合金板を対象とし，連続打点溶接におけるナゲット形成を安定化さ

せるために，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点性向上に有効であったＣＦ形電極の適用

性を検討し，さらに，アルミニウム合金板の表面処理として酸化皮膜除去した後にさらに均一な

クロメート処理を施すことによる連続打点溶接時の継手強度のばらつき抑制効果について検討

し，連続打点溶接性向上技術についての提案を行う． 

第７章では，高張力薄鋼板を含む異厚多数枚重ねの高板厚比板組みを対象とし，通電中の

ナゲット形成過程（ナゲットの形成位置，形状など）を任意に制御する方法について検討し，高

板厚比板組みにおいて溶接性向上を達成できるナゲット形成過程制御プロセスの提案を行う． 

第８章は結論であり，本研究によって得られた主な結果を総括して結論とする． 
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第１章　緒論

本研究の背景および目的

研究対象 ： 自動車用材料の抵抗スポット溶接プロセス

研究目的 ： 抵抗スポット接合継手の信頼性向上技術の開発

　　　　　　　　　　①二枚重ね抵抗スポット溶接におけるナゲット形成安定化

　　　　　　　　　　②多数枚重ね抵抗スポット接合におけるナゲット形成安定化

二枚重ね板組みの抵抗スポット溶接

異厚多数枚重ね板組みの抵抗スポット溶接

第８章　結論

多数枚重ね抵抗スポット溶接における
ナゲット形成安定化技術の開発

Fig.1-6  Flow chart of this study
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第２章 合金化溶融亜鉛めっき鋼板溶接時のナゲット形成に及ぼす電

極先端形状の影響 

２．１． 緒言 

冷延鋼板の抵抗スポット溶接では電極先端は極めて損耗し難く，しかもほぼ平坦に先端部が

拡大するという単純な損耗機構であったため，適切な溶接条件を設定すれば溶接を実施するう

えで問題はなかった．したがって，亜鉛めっき鋼板の抵抗スポット溶接に関する研究においても，

理想的な電極先端形状が維持されている条件下でナゲット形成機構を解析したもの１７）～１９），ある

いは，ウェルドローブ特性により溶接可能電流範囲を検討して溶接性を評価したもの２０），２１）など

がこれまでも多数報告されてきた．また，亜鉛めっき鋼板の抵抗スポット溶接ではクロム銅製電

極が多く使用されているが，この電極先端に亜鉛の合金層が形成され，連続打点溶接にともな

い合金層は拡大する．この合金層の脱落により電極と鋼板の接触面積は増加し，溶接部の電流

密度が低下するため連続打点溶接性は劣化する．最近，このような観点から，連続打点溶接中

の電極損耗状態１３），２２）～２６），連続打点溶接中のウェルドローブ変化１５），２７）などに関する報告もな

されているが，連続打点溶接時の電極損耗によってもたらされるようなわずかな電極先端部形

状の変化がナゲット形成にどの程度影響を及ぼすかについて定量的に調べられた報告例はな

い． 

したがって，本章では，自動車車体に最も多く使用されている合金化溶融亜鉛めっき鋼板を

対象とし，連続打点溶接時に生じる電極先端部形状の変化がナゲット形成に及ぼす影響につ

いて明確にすることを目的とする．連続打点溶接における電極寿命は，その電極先端の損耗が

一定量を越えることにより溶接ナゲットが十分形成されなくなることにある．そこで，連続打点溶

接中の電極先端の模式的損耗パターンを考え，電極先端をその形状に加工することにより連続

打点中の電極先端形状をシミュレートする．そして，このシミュレート電極により連続打点溶接中

のナゲット形成現象（ナゲット形成，散りおよび溶着）の変遷を把握し，実際の連続打点溶接時

の電極寿命に対して電極損耗形態が及ぼす影響について検証する． 
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２．２． 実験方法 

２．２．１． 供試材料 

Ｔａｂｌｅ2-1 に示す板厚 0.7mm の合金化溶融亜鉛めっき鋼板を用いた．Ｃ含有量が

0.0022mass%の極低炭素系鋼板であり，自動車車体の外板用として用いられる高成形特性を有

する鋼板である．亜鉛めっきは鋼板の両面に施されており，片面の目付量は 45g/m2 である．溶

接に際しては，合金化溶融亜鉛めっき鋼板を２枚重ねて溶接を実施した． 

 

２．２．２． 溶接条件 

溶接機は定置型直上加圧式の単相交流ダイレクト通電方式のタイプを使用し，加圧は圧縮空

気によるエア加圧方式を用いた．標準溶接条件をＴａｂｌｅ2-2 に示す．溶接電極は，先端径 5mm

Φ，先端角度45°のＣＦ（Cone Flat）形電極を用い，材質は銅に 1.0%程度の Cr を添加した析出

強化型Cr-Cu合金とした．溶接時の電極加圧力は1.86kN，溶接タイムスケジュールは初期加圧

時間 20cycles（1cycle＝0.02s），通電時間 10cycles，保持時間 5cycles，連続打点溶接時の電極

開放時間 65cycles とした．単相交流の周波数は 50Hz である．また，電極は上下とも 2.0l/min の

水量の冷却水で冷却させ

た． 

連続打点中の電極先端形

状をシミュレートするために，

ＣＦ形電極の先端部をＦｉ

ｇ.2-1 に示す形状に加工し

た．先端部形状のタイプを，

Table2-1 Chemical composition of hot-dip galvannealed steel sheet used.

C Si Mn P S Nb

0.002 0.01 0.12 0.02 0.01 0.02

(mass%)

Tickness : 0.7mm
Nominal coating rate : 45/45 g/m2

Table2-1 Chemical composition of hot-dip galvannealed steel sheet used.

C Si Mn P S Nb

0.002 0.01 0.12 0.02 0.01 0.02

(mass%)

Tickness : 0.7mm
Nominal coating rate : 45/45 g/m2

C Si Mn P S Nb

0.002 0.01 0.12 0.02 0.01 0.02

(mass%)

Tickness : 0.7mm
Nominal coating rate : 45/45 g/m2

Table2-2 Spot welding conditions.

Electrode tip CF type configuration , Face daiameter : 5mmΦ
Electrode angle (taper) : 45°
Material : Cr-Cu

Electrode force 1.86kN

Weld schedule Ts=20, Tw=10, Th=5, To=65 cycles (50Hz)

Cooling water Upper / Lower electrode : 2.0 / 2.0 l/min

Ts:Squeeze time , Tw:Weld time , Th:Hold time , To:Off tlme
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Electrode angle (taper) : 45°
Material : Cr-Cu

Electrode force 1.86kN

Weld schedule Ts=20, Tw=10, Th=5, To=65 cycles (50Hz)

Cooling water Upper / Lower electrode : 2.0 / 2.0 l/min

Ts:Squeeze time , Tw:Weld time , Th:Hold time , To:Off tlme
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（ａ）平坦形，（ｂ）凸形，（ｃ）凹形に分類しており，先端径，凸部径，凹部径，凸部および凹部の曲

率半径を変化させて溶接実験に用いた． 

ウェルドローブ特性の調査に際しては，加圧力および溶接タイムスケジュールは一定として溶

接電流のみを変化させ，ピール試験により得られるボタン径をナゲット径とみなして測定し，ナゲ

ット径形成開始電流，散り発生電流，溶着電流を調査した．連続打点溶接試験では，９７打点連

続して溶接した後に３点のサンプル溶接を実施することで，１００打点毎のナゲット径の変化を測

定した． 

 

２．２．３． 評価方法 

溶接中のナゲット形成過程を評価するために，設定通電時間の途中で通電を停止した溶接

サンプルを採取し，溶接サンプルの中心部での断面が観察できるように切断し，ピクリン酸飽和

水溶液でエッチングを施すことでナゲット形成状態を観察した． 

また，連続打点溶接中に損耗した電極先端形状の変化を調査するために，溶接サンプルの

溶接圧痕跡の表面形状を表面粗さ計を用いて測定した．一部，電極先端部を直接，表面粗さ計

で形状測定しているが，圧痕形状の測定結果とよく一致することを確認しており，電極先端部の

形状変化を把握する上では本方法を用いた． 

 

Fig.2-1 Schematic illustrations of electrode face configuration.
(a)Flat type. (b)Projection type. (c)Pit type.

(a) (b) (c)

Fig.2-1 Schematic illustrations of electrode face configuration.
(a)Flat type. (b)Projection type. (c)Pit type.

(a) (b) (c)
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２．３． 実験結果および考察 

２．３．１． 連続打点溶接における電極先端部の損耗過程 

合金化溶融亜鉛めっき鋼板を連続打点溶接すると，電極先端は複雑な形状に変化しながら

損耗していく．その結果，一定条件で溶接を続けた場合，ある打点数以上ではナゲット形成が不

可能な状態となる．Ｆｉｇ．2-2 に合金化溶融亜鉛めっき鋼板について測定した連続打点溶接時

の溶接打点数とナゲット径との関係を示す．ＪＩＳ Z 3140 でＢ級と規定されるナゲット径 4.5√h（ｈ

は板厚）を下限径とした場合、電極寿命は 2200 打点となり，また、自動車車体の製造ラインで管

理可能な下限値とされている 3√h を下限径とした場合は 4000 打点になることがわかる． 

Ｆｉｇ．2-3 に，Ｆｉｇ．2-2 の連続打点溶接における電極先端形状の変化を粗さ計で測定した結

果を示す．電極先端径は溶接打点数の増加とともに拡大しその形状も変化していくが，初期ナ

ゲットよりも大きなナゲットが形成される 500～1000 点付近では上下電極ともに凸形になっており，

その結果として溶接点中央部での電流集中が生じてナゲット径が増加したものと考えられる．ま

た，ナゲット径が形成されなくなる 4000 点付近では電極先端部に凸部分がなくなり平坦に近い

状態になり，電流密度が著しく低下したと考えられる．また，電極先端部の凹凸形状は 0.1mm 程

度の変化であることから，電極先端形状の微妙な変化によりナゲット形成が左右されているもの

と推察される． 

Fig.2-2 Electrode life test result showing change in nugget diameter with number of welds.
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また，Ｆｉｇ．2-4 に連

続打点溶接時の電極先

端形状の変化によるウ

ェルドローブ特性の変

化を確認するため，連

続打点溶接前の初期電

極および 800 打点溶接

後の電極を用い，溶接

電流とナゲット径の関係

を調査した結果を示す．

電極先端が凸形になっ

ている８００打点後の電

極では，初期電極の場合よりもナゲット形成開始電流が 0.5ｋＡ低電流化しており，また，連続打

点溶接電流ではより大きなナゲットが形成されることが確認された． 

 

２．３．２． 電極損耗をシミュレートした電極によるナゲット形成現象の検討 

Ｆｉｇ．2-5 にＦｉｇ．2-1 に示した３タイプの加工電極を用いた溶接によって得られた溶接部断面

Fig.2-3 Change in profile at electrode face with number of welds. 
(Weld current : 9.0kA, electrode force : 1.86kN)
Fig.2-3 Change in profile at electrode face with number of welds. 
(Weld current : 9.0kA, electrode force : 1.86kN)

Fig.2-4 Comparison of nugget growth with initial electrode and that after 800 welds.
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マクロ写真を示す．平坦形，凸形，凹形電極を用いて，通電時間を１～１０cyclesまで１cycle毎に

変化させた．電極先端径は 5mm とし，凸形電極では凸部の直径5mm，曲率半径40mm，凹形電

極ではリム部の幅 1mm（凹部の直径 3mm），曲率半径 40mm とした．また，溶接電流はそれぞれ

の電極を用いて通電時間 10cycles で溶接した場合に直径 5mm のナゲットが形成される電流を

選択した．それぞれの溶接電流を比較すると，平坦形電極：9.0kA，凸形電極：7.7kA，凹形電

極：8.6kA となった．同一電極先端径の平坦形電極と比較すると，凸形電極では溶接中央部に

電流が集中するため平坦形電極と比較すると電流値が低いにもかかわらずナゲットの形成開始

が早くなっていた．一方，凹形電極ではリング状ナゲットが平坦形電極よりも遅いタイミングで形

成されていた．凹形電極では溶接部円周部に電流が集中してリング状ナゲットが形成されるが，

電流集中度は凸形電極に比べると少なく，平坦形電極よりも低電流での溶接になったため，ナ

ゲット形成がおそくなったものと推定できる． 

次に，電極損耗をシミュレートするために電極先端形状を種々変化させ電極を用いた溶接に

よって得られたウェルドローブ特性について検討する．Ｆｉｇ．2-6 に平坦形電極において電極先

端径を変化させたときの溶接電流とナゲット径の関係を示す．電極先端径が拡大ずるにしたが

って電流密度が低下し，ナゲットを形成するために必要な電流値が大きくなった．また，Ｆｉｇ．

2-7 に，Ｆｉｇ．2-6 の結果から得られたナゲット形成開始，散りおよび溶着した時の電流値と電極

Fig.2-5 Effect of weld time on nugget growth with three types of electrode face configuration.
(a)Flat type (Weld current : 9.0kA). (b)Projection type (Projection diameter : 5mm, weld current : 
7.7kA). (c)Pit type (Rim width : 1mm, weld current : 8.6kA)
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先端径との関係を示した．Ｆｉｇ．2-7 からは，9.0kA の電流で溶接する場合，電極先端径が

5.0mm の場合には 5mmΦ程度のナゲットが形成されるが，先端径はわずか 0.3mm 拡大して

Fig.2-6 Effect of weld current on nugget diameter and weld performance by flat 
type electrode with various face diameter.

6 7 8 9 10 12

Weld current  Iw  (kA)

N
u
gg

et
 d

ia
m

e
te

r 
D

n
  
(m

m
)

0

1

2

3

4

5

7

8

P=1.86kN
Ts=20cyc
Tw=10cyc
Th=5cyc6

11

d E
=
5
.0

m
m

d E
=
5
.5

m
m

d E
=
6
.0

m
m

Expulsion

Sticking

dE

Fig.2-6 Effect of weld current on nugget diameter and weld performance by flat 
type electrode with various face diameter.
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Fig.2-7 Effect of face diameter of flat type electrode on weld performance 
(Dn=0, expulsion and sticking).
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Fig.2-7 Effect of face diameter of flat type electrode on weld performance 
(Dn=0, expulsion and sticking).
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5.3mm 程度になるとナゲットはもはや形成されなくなることが推定される． 

Ｆｉｇ．2-8 に，電極先端の全面が 40R の曲率をもつ凸形電極において電極先端径を変化させ

たときの溶接電流とナゲット径の関係を示す．ナゲット形成開始電流は先端径によらずほぼ同じ

であり，この範囲内の変化であれば電流密度分布が先端径にほとんど依存しないものと考えら

れる．また，凸形電極は平坦形電極と比べ，通電にともなう板－電極間の接触径の増大が大き

いため，電流が増加してもナゲット成長速度は鈍化する挙動を示した． 

Ｆｉｇ．2-9 に，各種凸形電極を用いた溶接結果より得られた，ナゲット形成開始，散りおよび溶

着電流と電極先端径の関係を示した．凸部分の直径（凸部径）が溶接性に及ぼす影響を検討す

るため，凸部径が（ａ）電極先端径と同値，（ｂ）4mm，（ｃ）3mm の場合について，電極先端径を

5mm～6mm まで変化させた．電極先端における凸部比率の大きいＦｉｇ．2-9（ａ）および（ｂ）の場

合では，ナゲット形成開始電流は電極先端径にほとんど依存しないが，溶着電流は先端径の拡

大にしたがって高電流になることが示されている．これは，上述したように凸形電極の溶接では

通電中の電極先端通電径の拡大が大きくなるため，溶着が起こる通電後期では電極先端通電

径は電極先端径に依存するためと考えられる．一方，電極先端における凸部比率が少ないＦｉｇ．

2-9（ｃ）の場合には，ナゲット形成開始，散りおよび溶着電流と電極先端径の関係は平坦形電極

Fig.2-8 Effect of weld current on nugget diameter and weld performance
by projection type electrode with various face diameter.
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Fig.2-8 Effect of weld current on nugget diameter and weld performance
by projection type electrode with various face diameter.
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の場合に近い挙動を示した．Ｆｉｇ．2-10 に示した電極先端径 5.5mm で，先端部全面を凸部に加

工し凸部曲率半径を40Rから80Rまで変化させたときの結果においても，より平坦形の形状に近

づく 80R の溶接結果は電極先端径 5.5mm の平坦形電極の場合に近い結果となった． 

次に，リム幅 1mm，凹部の曲率半径 40mm とした凹形電極を用いて，電極先端径を 5mm～

Fig.2-9 Effect of face diameter of projection type electrode on weld performance 
(DN=0, expulsion and sticking). 

(a)Projection daimeter : 5mm .    (b)Projection diameter : 4mm . 
(c)Projection daimeter : 3mm .

dE

40R

5.0 5.5

Face diameter of electrode dE (mm)

W
e
ld

 c
u
rr

en
t 

 I
w

  
(k

A
)

6

7

8

9

10

11

12
P=1.86kN
Ts=20cyc
Tw=10cyc
Th=5cyc

6.0

Expulsion

Sticking

Dn=0

(a)

dE
4

40R

5.0 5.5

Face diameter of electrode dE (mm)

W
e
ld

 c
u
rr

en
t 

 I
w

  
(k

A
)

6

7

8

9

10

11

12
P=1.86kN
Ts=20cyc
Tw=10cyc
Th=5cyc

6.0

Expulsion

Stick
ing

Dn=0

(b)

dE
3

40R

5.0 5.5

Face diameter of electrode dE (mm)

W
e
ld

 c
u
rr

e
n
t 

 I
w

  
(k

A
)

6

7

8

9

10

11

12
P=1.86kN
Ts=20cyc
Tw=10cyc
Th=5cyc

6.0

Expu
lsio

n
Stick

ing

Dn=0

(c)

Fig.2-9 Effect of face diameter of projection type electrode on weld performance 
(DN=0, expulsion and sticking). 

(a)Projection daimeter : 5mm .    (b)Projection diameter : 4mm . 
(c)Projection daimeter : 3mm .
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6mm に変化させた場合の溶接電流とナゲット径の関係をＦｉｇ．2-11 に示す．凹形であるために

溶接部円周に電流が集中してナゲットが形成されるため，ナゲット形成開始電流に達するとナゲ

Fig.2-10 Effect of face curvature of projection type electrode on weld performance 
(DN=0, expulsion and sticking). 
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Fig.2-10 Effect of face curvature of projection type electrode on weld performance 
(DN=0, expulsion and sticking). 
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Fig.2-11 Effect of weld current on nugget daimeter and weld performance 
by pit type electrode with various face diameter.
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Fig.2-11 Effect of weld current on nugget daimeter and weld performance 
by pit type electrode with various face diameter.
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ットは急激に拡大している．また，Ｆｉｇ．2-12 に，リム幅を（ａ）1mm，（ｂ）0.5mm に加工した凹形電

極を用いた溶接結果より得られた，ナゲット形成開始，散りおよぶ溶着電流と電極先端径の関係

を示す．平坦形電極の場合（Ｆｉｇ．2-7）と比較すると，ナゲット形成開始電流および溶着電流は

やや低くなっているが，リム幅が小さいほど溶接円周部への電流集中によってナゲットが形成さ

れやすくなるため，散り発生電流は低電流側に移行している． 

凹形電極では，リング状ナゲットが形成されやすいことは先に述べたとおりであるが，リング状

ナゲットは継手強度の低下は生じないと報告１７）されているものの，ナゲット形成過程における安

定性が不足するため溶接部の品質保証の観点からは望ましくない．Ｆｉｇ．2-11 の電極先端径

5mm と 5.5mm の場合の溶接部断面マクロ観察を行い，ナゲット径形状がリング状であるか碁石

状（通常タイプ）であるかを測定した結果をＦｉｇ．2-13 に示す．リング状ナゲットにならないように

するためにはかなり高電流で溶接する必要があるが，高電流設定すると溶着は生じやすくなる

ため，リング状ナゲットの状態を除いた適正溶接電流範囲は極めて狭い結果となった. 

以上，先端部を種々の形状に加工したシミュレート電極を用いて，電極先端部のわずかな形

状変化にともなうナゲット形成特性の変化について明確にした． 

Fig.2-12 Effect of face diameter of pit type electrode on weld performance (Dn=0, expulsion 
and sticking).   (a)Rim width : 1mm.   (b)Rim width : 0.5mm.
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Fig.2-12 Effect of face diameter of pit type electrode on weld performance (Dn=0, expulsion 
and sticking).   (a)Rim width : 1mm.   (b)Rim width : 0.5mm.
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２．３．３． 連続打点溶接時の最適電極損耗挙動の解析 

合金化溶融亜鉛めっき鋼板の溶接においては，電極先端の損耗を冷延鋼板と同程度に抑制

することは極めて困難である．しかし，連続打点溶接中に電極先端径が拡大した場合でも，電極

先端の損耗形態によっては連続打点溶接性は大きく改善される可能性があると考えられる． 

Ｆｉｇ．2-6～2-12 の結果を元に，先端径 5.0mm のＣＦ形電極を用いて溶接電流 9.0kA で連続

打点溶接を行うときの最適な損耗パターンについて検討した．Ｆｉｇ．2-14（ａ）には電極先端部が

凸形損耗した場合のナゲット形成現象（ナゲット形成開始，散りおよび溶着の発生）に及ぼす電

極先端径と凸部径の関係を，Ｆｉｇ．2-14（ｂ）には電極先端部が凹形損耗した場合の溶接特性に

及ぼす電極先端径とリム部幅の関係を整理した結果を示す．電極に凸部が形成されながら先端

径が拡大していくＦｉｇ．2-14（ａ）の場合には，電極先端径が初期径 5mm からわずかでも拡大す

ると，4.5√h（h は板厚）のナゲット径を確保するためには凸部の形成が必要であることが示され

ている．しかし，凸部分が大きくなり過ぎると散り（溶融金属の一部が溶接部の外に飛散する現象、

で、通常は板－板間から飛散する）が発生するようになり，さらには溶着を引き起こすことになる．

特に，溶着は形成された凸部分を引き剥がし電極損耗速度を加速させる作用があると考えられ，

Fig.2-13 Effect of weld current on nugget diameter and nugget shape by pit type 
electrode with different face diameter.
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Fig.2-13 Effect of weld current on nugget diameter and nugget shape by pit type 
electrode with different face diameter.
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かえって短寿命化すると考えられる．したがって，凸部を形成しながら連続打点溶接性を向上さ

せるためには，図中のハッチング部分で示される凸部径を確保しながらの電極先端損耗形態で

あることが必要と示唆される． 

同様に，電極に凹部分が形成されながら先端径が拡大していくＦｉｇ．2-14（ｂ）の場合にも，図

中のハッチング部分の凹部形状を確保することが最適と考えられる．しかし，この場合は電極先

端径が 5.3mm まで拡大するとリム部の幅が狭くなっても 4.5√h のナゲットは形成されず，5.4mm

まで拡大するとナゲット形成もできなくなることから，凹形損耗形態は凸形に比べて連続打点溶

接性の観点からは極めて不利であるといえる． 

以上より，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接性向上を達成するには，電極先端径

が拡大してもナゲット形成を維持できる凸形損耗が有効であり，その凸部形状を適度な形状に

保つことにより溶着抑制も可能とし，電極損耗速度の抑制にも効果があると推定される． 

 

２．４． 結言 

本章では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接時に生じる電極先端部形状の変化が

ナゲット形成に及ぼす影響について検討し，実際の連続打点溶接時の電極寿命に対して電極

損耗形態が及ぼす影響について検討した．以下に得られた結果をまとめる． 

Fig.2-14 Effect of electrode face configuration on weld performance.
(a)Projection type.  (b)Pit type.
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Fig.2-14 Effect of electrode face configuration on weld performance.
(a)Projection type.  (b)Pit type.
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１） 連続打点溶接において電極先端部が損耗拡大し平坦に近い状態になるとナゲットが形成さ

れなくなるが，電極先端部の凹凸形状の深さは 0.1mm 程度の変化であった． 

２） 先端形状が凸形になると溶接電流が中央部に集中し，平坦形電極よりも低電流でのナゲット

形成が可能となった． 

３） 電極先端形状が凹形になった場合は，ナゲット形成開始電流は平坦形電極とほぼ同じであ

ったが，溶接電流が円周部に集中するために 4.5√ｈ（ｈは板厚）のナゲットは平坦形よりも低

電流で形成可能であった． 

４） 連続打点溶接性向上のためには電極先端が適度な凸形状を保って損耗することが必要で

あり，先端径 5mm の CF 形電極で板厚 0.7mm の合金化溶融亜鉛めっき鋼板を溶接する場

合，電極先端径が 6mm まで拡大してもナゲット形成は可能であった． 

５） 電極先端径が拡大してもナゲット形成を維持できる凸形損耗が有効であり，その凸部形状を

適度な形状に保つことにより溶着抑制も可能とし，電極損耗速度の抑制にも効果があると推

定された． 
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第３章 合金化溶融亜鉛めっき鋼板溶接時の電極損耗に及ぼす電極

先端温度の影響 

３．１． 緒言 

亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接中の電極損耗は Cu 合金電極と鋼板表面の Zn めっき層が反

応することによって引き起こされているとされ，その損耗形態について多くの報告１３），２２）～２４）がな

されている．電極寿命に至った後の電極の断面観察により電極先端に形成される Cu-Zn 合金層

（γ-Brass）は硬くて割れやすい状態にあり，溶接時にこれらが脱落することによって電極損耗

が進み，めっきの種類によって形成される合金層および形状が異なることなども報告２３），２４）され

ている．しかし，このような電極損耗状態についての解析例は多いものの，電極損耗を支配する

因子に関して基礎的に検討した報告例は少ない． 

Cu-Zn 合金層の形成には電極先端部温度が大きな影響を及ぼしていると推定されるが，電極

先端部では温度勾配が非常に大きくその測定は非常に困難である．抵抗スポット溶接中の電極

温度の報告としては，熱電対や赤外線温度計あるいは金属組織観察などを利用した温度測定

の例１９），２８）～３２）があり，また，ナゲット成長過程のシミュレーションをするために数値計算により鋼

板および電極中の温度推定３３）～３７）をすることも数多く行われてきたが，電極先端温度に着目し，

さらには電極損耗と電極先端温度の関係について検討した報告例はない． 

また，連続打点溶接性については，従来より，ナゲット形成余裕電流幅による整理，あるいは

電極先端径 5mm の電極でナゲットが形成される電流を IB，電極先端径 6mm の電極でナゲットが

形成される電流を I０とした場合，（I０－IB）によって整理できるという報告１５），２３），２７）があるが，これ

らは溶接時に一定速度で電極が損耗することを前提にした推定であり，電極損耗速度の違いに

着目した評価方法は検討されていないのが現状である． 

本章では，電極先端温度上昇および溶着現象に着目して連続打点溶接中の電極損耗機構

について解析する．そのため，溶接中の電極先端温度を実験と数値計算により推定し，その結

果を用いて電極先端温度上昇に影響を及ぼす因子を明らかにする．また，電極先端温度の推

定結果を元に溶着現象のメカニズムを解明し，さらに，連続打点溶接性と溶着現象の関連性に

ついて考察する． 
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３．２． 実験方法 

３．２．１． 供試材料 

本章においても，前章で用いた板厚 0.7mm の合金化溶融亜鉛めっき鋼板を溶接実験に用い

た．Ｃ含有量が 0.0022mass%の極低炭素系軟鋼板であり，自動車車体の外板用として用いられる

高成形特性を有する鋼板である．亜鉛めっきは鋼板の両面に施されており，目付量は 45g/m2

である．溶接に際しては，合金化溶融亜鉛めっき鋼板を２枚重ねて溶接を実施した． 

 

３．２．２． 溶接条件 

溶接機は定置型直上加圧式の単相交流ダイレクト通電方式のタイプを使用し，加圧は圧縮空

気によるエア加圧方式を用いた．溶接電極は，先端径5mmΦ，先端角度45°のＣＦ形電極を用

い，材質は銅に1.0%程度のCrを添加した析出強化型Cr-Cu合金とした．標準溶接条件として，

電極加圧力は 1.86kN，溶接タイムスケジュールは初期加圧時間 20cycles，通電時間 10cycles，

保持時間5cycles，連続打点溶接時の電極開放時間65cyclesとした．単相交流の周波数は50Hz

である．また，電極は上下とも 2.0l/min の水量の冷却水で冷却させた． 

ウェルドローブ特性の調査に際しては，加圧力，溶接タイムスケジュールは一定とし溶接電流

のみを変化させ，ピール試験により得られるボタン径をナゲット径として測定し，ナゲット径形成

開始電流，散り発生電流，溶着電流を調査した．連続打点溶接試験は，97 打点連続して溶接し

た後に 3 点のサンプル溶接を実施し，100 打点毎のナゲット径の変化を測定することとし，溶接

打点数とナゲット径の関係から連続打点溶接性を評価した．電極寿命の判定はナゲット径が 4.5

√h（ｈは板厚）となる溶接打点数とした． 

 

３．２．３． 電極先端近傍温度の測定方法 

電極先端部での溶接中の温度を把握するため，熱電対による実測を試みた．Fig．3-1 に示す

ように電極を加工した上で電極内部より中心部分に電極先端近傍まで熱電対を挿入することで，

溶接中の温度上昇を測定した．熱電対の挿入穴径は1.6mmΦであり，電極先端面から0.3mm～

1.0mm の位置で測定を行った．熱電対は 0.2mmΦの Pt-Pt20%Rh を使用し，パーカッション溶接
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により温度測定位置に熱電対を取り付けた． 

 

３．２．４． 電極先端温度の推定方法 

前項に示した熱電対による実測により電極先端近傍での温度を測定することは可能と考えら

れるが，電極先端での温度測定はできない．そこで，電極先端温度を推定するために汎用ソフト

CHANCE を用いて数値シミュレーションを行った．Fig．3-2 に用いた軸対称モデルを示す． 

本研究の目的はより正確に電極先端温度を推定することであるため，他の数値シミュレーショ

ン手法のように全ての現象を連成解析する方法ではなく，安藤ら１９）が測定したように溶接中の鋼

板溶接部から電極への流入熱量を測定し，この結果を基に温度推定を試みた．溶接条件あるい

Fig.3-1 Measuring method of electrode tip temperature.Fig.3-1 Measuring method of electrode tip temperature.

Fig.3.2 Finite element model of electrode tip for calculation.Fig.3.2 Finite element model of electrode tip for calculation.
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は被溶接鋼板が大きく変わった場合などでは流入熱量が変化するため汎用性はないが，本研

究で対象とするある限定した溶接条件内での溶接に対しては，誤差要因を排除した正確な推定

が可能と考えた．以下に，電極先端温度の推定手法について説明する． 

まず，Fig.3-2 に示す電極先端面 AB は通電中平面熱源に接しており，鋼板での発熱に起因

する熱流が電極先端面に対して均一に流入し，電極冷却端EFGは一定温度（20℃）の水流によ

り冷却され，電極側面 BCD および溶接終了後の電極先端面 AB は大気放冷されると仮定した．

使用したCr-Cu電極の物性値には銅の物性値を用い，比熱および熱伝導率は温度依存性を考

慮した． 

溶接により電極先端面に流入する熱量は，Fig.3-3 に示す位置での水温変化を熱電対により

測定して計算した．Fig.3-4 に連続打点溶接中の冷却水温度変化の測定例を示す．冷却水温の

上昇，低下が定常状態になったところでの水温変化を時間について積分することにより，溶接１

打点当りの流入熱量を算出することができる．ただし，通電によりシャンクおよびホルダーでも抵

抗発熱が生じるため，鋼板の無い状態で通電することによりシャンクおよびホルダーでの抵抗発

熱量を測定し，溶接点から電極への流入熱量を正確に求めた．この流入熱量を通電時間およ

び加圧保持時間を変化させて測定し，時間について微分することで流入熱波形が求められる．

Fig.3-5 に，溶接電流 8.5kA，通電時間 10cycles，加圧保持時間 5cycles の溶接条件で測定され

た電極への流入熱波形を示す．また，Fig.3-6 には測定によって得られた溶接電流と１打点当り

の総流入熱量の関係を示す．数値シミュレーションでは，Fig．3-5 および Fig.3-6 に示したデー

タに基づいた熱量が電極先端面に流入するとして計算した． 

Fig.3-3 Position of thermo-couple for measurement of cooling water temperature.Fig.3-3 Position of thermo-couple for measurement of cooling water temperature.
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Fig.3-4 Change in temperature of cooling water due to consecutive welds.
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Fig.3-4 Change in temperature of cooling water due to consecutive welds.

0 10

Time  t  (s)

T
e
m

pe
ra

tu
re

  
T
  

(℃
)

10

15

P=1.86kN
IW=9.0kA
tW=10cyc
tH=5cyc
1spot / 2s

200 10

Time  t  (s)

T
e
m

pe
ra

tu
re

  
T
  

(℃
)

10

15

P=1.86kN
IW=9.0kA
tW=10cyc
tH=5cyc
1spot / 2s

20

Fig.3-5 Heat flow pattern at electrode tip for one weld.

0 5

Time  t  (cycle)

H
e
at

 f
lo

w
  
q 

 (
J
/
c
yc

le
)

20

40

P=1.86kN
Iw=8.5kA
tS=20cyc
tW=10cyc
tH=5cyc

10 15
0

tW tH

Fig.3-5 Heat flow pattern at electrode tip for one weld.
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Fig.3-6 Relation between weld current and heat flow at electrode.
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３．２．５． 電極先端形状および鋼板溶接部への Cu 離脱状態の測定方法 

連続打点溶接中に損耗した電極先端形状の変化を調査するために，溶接サンプルの溶接圧

痕跡の表面形状を表面粗さ計で測定した．別途，電極先端部を直接，表面粗さ計で形状測定し

ていおり，圧痕形状の測定結果とよく一致することを確認している． 

電極から鋼板溶接部表面への Cu の離脱状態を定量的に把握するため，蛍光 X 線分析

（XRF）を用いて測定した．Fig．3-7に，鋼板溶接部サンプルを用いて，湿式分析によって測定し

た Cu 付着量と蛍光 X 線分析で測定した Cu 検出強度を比較した結果を示す．両者には良好な

１次関係が確認されることから，この検量線を用いて鋼板溶接部表面の Cu 付着量を定量化する

こととした．連続打点溶接時の Cu 付着量は，連続溶接中の鋼板溶接サンプルから測定した． 

また，鋼板溶接部表面の Cu 付着分布を測定するために，EPMA 装置によるマッピング分析を

実施した． 

 

３．３． 実験結果および考察 

３．３．１． 電極先端温度に基づく溶着現象の解析 

Fig.3-8 に１打点溶接における通電直後の電極温度分布の計算結果を示す．溶接電流 9.0kA，

Fig.3-7 Relation between XRF intensity of Cu and Cu weight at weld surface.
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Fig.3-7 Relation between XRF intensity of Cu and Cu weight at weld surface.
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通電時間 10cycles，加圧力 1.86kN である．電極先端部中央は 600℃まで加熱されており，先端

に近いほど急激な温度上昇がみられる．このシミュレーションモデルによる温度推定の妥当性を

確認するために，前節で述べた測定方法による電極先端近傍（中心部）での温度測定結果と比

較した結果を，Fig.3-9 に示す．測定結果および計算結果ともに最高温度で比較した．Fig.3-9

（a）は電極先端面から電極内部への距離とその位置での最高加熱温度との関係を示している．

実線は計算結果，プロットは測定結果である．Fig．3-9（ｂ）および（ｃ）は，電極先端面から

0.75mm の点での最高加熱温度に及ぼす通電時間および溶接電流の影響について，測定値と

計算値を併記した図である．実線が 0.75mm での計算結果，プロットが測定結果を示している．

実線で示す計算値と測定プロットは，（a），（ｂ）および（ｃ）のいずれにおいてもよく一致しており，

本研究で提案したシミュレーションモデルを用いた電極先端温度の推定結果は妥当であると考

えられる． 

 

Fig．3-9 には電極先端温度の計算結果も示しているが，電極先端は適正な溶接条件の場合

は 650～700℃程度に，より高電流，長時間通電の溶接条件では 800℃まで温度上昇することが

推定された．また，Fig.3-9（ｂ）より，通電時間が 10cycles 以下では電極先端温度は通電時間の

増加とともに大きく上昇するが，10cycles 以上では温度変化が緩やかになる傾向が確認された． 

Fig.3-8 Calculated result of temperature distribution in electrode tip. 
(Weld current:9.0kA, weld time:10cycles, electrode force:1.86kN, cone 
angle of electrode:45°)
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Fig.3-8 Calculated result of temperature distribution in electrode tip. 
(Weld current:9.0kA, weld time:10cycles, electrode force:1.86kN, cone 
angle of electrode:45°)
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Fig.3-9 Comparisons of electrode tip temperature between calculated results and experimental 
results. (a) Distance from electrode face. (b) Weld current. (c) Weld time.
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次に，電極先端温度と溶着現象の関連性を検討するために，数値計算によって求めた電極

先端温度と溶接実験から求めた溶着限界との関係を比較した．Fig.3-10 に溶接電流と通電時間

を変化させた場合の比較結果を示す．破線を境にして，右上が鋼板と電極間で溶着が生じる領

域である．溶接電流および通電時間が種々変化させた場合においても，用いた合金化溶融亜

鉛めっき鋼板の溶着限界条件での電極先端温度は約 750℃の一定温度と推定された．したがっ

て，溶着現象と電極先端温度に強い相関があり，一定温度以上に電極先端が加熱されることに

よって溶着は引き起こされているものと結論できる． 

 

３．３．２． 連続打点溶接時の電極損耗に及ぼす電極先端温度の影響 

溶着が発生すると鋼板溶接部表面には Cu 色が一部観察されるように，溶着によって Cu 電極

の離脱，すなわち電極損耗が進行するものと考えられる．そこで，Cu 電極の鋼板溶接部表面へ

の離脱状態を定量的に把握するために蛍光 X 線分析により鋼板溶接部表面 Cu 付着量を測定

した．Fig.3-11 に通電時間 10cycles の溶接条件における溶接電流と鋼板溶接部表面 Cu 量との

関係を示す．Cu 付着量は溶着の生じる溶接電流よりも低い電流 8.5kA から増加し始め，溶着限

界電流 9.7kA を越えると著しく増加する傾向が確認された．Fig.3-12 に，溶着限界電流よりも低

Fig.3-10 Relation between welding conditions (weld current and time) for sticking
and electrode face temperature.
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い溶接電流9.1kAで溶接した鋼板溶接部表面のCu付着分布をEPMAにより分析した結果を示

す．白色部分は Cu が検出された領域を示す．電極先端が接触した全面ではなく，より温度が高

いと推定される電極先端中央部に接触した部分で Cu が検出された．したがって，溶接電流が

8.5kA 以上に増加すると温度の高い電極中央部分から Cu の鋼板溶接部への付着現象が生じ，

その付着範囲は溶接電流の上昇とともに拡大し，溶着限界電流では電極先端全面でCu付着が

生じたと推察される． 

Fig.3-11 Relation between weld current and Cu weight at weld surface. 
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Fig.3-12 EPMA mapping results of Cu on welded sample surface.Fig.3-12 EPMA mapping results of Cu on welded sample surface.



第３章 合金化溶融亜鉛めっき鋼板溶接時の電極損耗に及ぼす電極先端温度の影響 

 35

電極 Cu の離脱と鋼板 Zn めっき層溶融の関係について考察する．Fig.3-13 および Fig.3-14

Fig.3-13 Fe-Zn constitutional diagram

Fig.3-14 Cu-Zn constitutional diagramFig.3-14 Cu-Zn constitutional diagram
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に FeZn めっきと Cu 電極に関する二元系状態図７６）を示す．Fig.3-13 が Fe-Zn 二元系状態図，

Fig.3-14 が Cu-Zn 二元系状態図である．合金化溶融亜鉛めっき鋼板の FeZn めっきはめっき層

中の Fe 含有量が平均10％程度であることから，融点は 800℃程度となる．しかし，めっき表層で

は Fe％が低下する傾向にあることから 700℃以下でもめっき表層の一部は溶融すると考えられ

る．次に，溶融した Zn めっきが電極先端面に接触，Zn が Cu 中に拡散して CuZn 合金を形成す

ると，融点は純 Cu の融点 1083℃よりも大きく低下する．以上により，電極 Cu は，溶接電流 8.5ｋ

A 以上の溶接条件で溶接した時に鋼板溶接部表面へ離脱したものと考えられる．電極先端温度

の点からまとめると，電極先端中央部の温度が 600℃以上に上昇すると鋼板表面の Zn めっき層

が溶融して CuZｎ合金層を形成し，鋼板溶接部表面への Cu 付着が生じ始める．さらに電極先端

中央部温度が上昇し750℃以上になるとZnめっき層の溶融範囲も拡大し電極先端全面で CuZn

合金が形成され，通電終了後に電極と鋼板が離れる時に溶着現象が発生し，鋼板溶接部表面

への Cu 付着も増加したと結論される． 

次に，鋼板溶接部表面への Cu 付着により，連続打点溶接中の電極先端損耗がどのように変

化するかについて検討した．まず，溶接電流を変化させて連続打点溶接した場合の溶接電流と

電極先端形状変化の関係について調査した．Fig.3-15 に測定結果を示す．（a）溶接電流 8.6kA，

（ｂ）溶接電流9.1kA，（ｃ）溶接電流10.6kAである．（ｃ）の場合は溶着限界よりも高い電流であり，

Cu 電極離脱による電極先端損耗が激しいため電極先端の拡大も著しい結果となった．Fig.3-15

（ｂ）および（ｃ）の条件で連続打点溶接したときの鋼板溶接部表面 Cu 付着量の変化を測定した

結果をFig.3-16に示す．電極先端温度の高い10.6kAの方が鋼板溶接部表面Cu付着量は多く，

Fig.3-15 Effect of weld current on change of electrode face profile with weld number.Fig.3-15 Effect of weld current on change of electrode face profile with weld number.
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Fig.3-15 の電極先端形状変化と一致している．ともに Cu 付着量が減少傾向になっているのは，

連続打点数の増加により電極先端径が拡大することにより電極先端温度上昇が低下するためで

ある．2000 打点後ではほぼ同程度の電極損耗速度であることが示されている． 

Fig．3-15 に示した電極先端損耗状態の差をナゲット形成の点から定量的に評価したのが

Fig.3-17 である．連続打点溶接を６水準の溶接電流（8.6kA～10.6kA の間）で実施し，連続打点

溶接によって損耗した電極を用いて，ナゲット径判定のためのピール試験は連続打点溶接電流

Fig.3-16 Change in XRF intensity of Cu at weld surface with number of welds.
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Fig.3-17 Effect of weld current on attack on electrode face. (The electrode life were 
evaluated by the nuggets given with constant weld current of 9.1kA)
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に関係なく一定の電流（9.1kA）で溶接した．これにより得られた基準ナゲット径を下回るまでの

溶接打点数を測定し，連続打点溶接によって損耗した電極の損耗状態を示す数値として比較を

行った．図中には，横軸に溶接電流と各溶接条件において推定した電極先端温度を併記した．

電極先端温度の低い低溶接電流であるほどナゲット形成可能な溶接打点数は増加しており電

極損耗が軽微であると判断されるが，溶着限界電流以上では溶接打点数は大きく減少した．ま

た，Fig.3-11 に示した溶接電流と鋼板溶接部表面 Cu 付着量の関係において Cu 付着量が増加

し始めるのは 9.0kA 以上であったが，Fig.3-17 で電極損耗による溶接打点数の減少が始まった

のも 9.0kA 以上であり．両結果にはよい相関が確認された． 

 

３．３．３． 溶着現象と連続打点溶接性との関連性に関する検討 

前項までにおいて，連続打点溶接時の電極損耗は直接的には電極から鋼板溶接部表面へ

の Cu 付着であり，Ｃｕ付着量は溶接時の電極先端温度あるいはウェルドローブ特性における溶

着限界条件を基準にすることで整理可能なことが明らかになった．そこで，溶着限界条件を基準

として連続打点溶接性を評価する方法について検討した． 

Fig.3-18 に溶接電流と通電時間を変化させたときのウェルドローブ特性を示す．短時間通電

であるほどナゲット形成に必要な電流値は増加しているが，20cycles 以上の長時間通電ではナ

Fig.3-18 Effect of weld current and weld time on weld performance. 
(Dn : Nugget diameter)
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ゲット成長が飽和するため電流値の増加はほとんどない．これに対して溶着限界電流は長時間

通電においてもなお低下し続けるため，短時間通電ではナゲット形成開始電流よりも溶着限界

電流は高いが，長時間通電では逆に溶着限界電流が低い結果となった．各通電時間における

溶着限界電流とナゲット形成電流とを比較すると，長時間通電の方がナゲット形成時に溶着しや

すい傾向にあった．Fig.3-19 に通電時間と連続打点溶接性の関係を示す．連続打点溶接電流

は，それぞれの通電時間設定においてナゲット径が 5mmφとなる溶接電流とした．溶着限界電

Fig.3-19 Change in electrode life with weld time.
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Fig.3-20 Definition of surplus current to required nugget. (h :thickness)
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流より高い電流を連続打点溶接電流としている長時間通電では連続打点溶接性は低下し，逆に，

溶着限界電流までに余裕のある電流を連続打点溶接電流とした短時間通電では連続打点溶接

性が向上した． 

溶着限界条件を基準として連続打点溶接性を評価するために，Fig.3-20 に示すようなウェル

ドローブ特性において，溶着限界電流値と 5mmφのナゲットが形成される溶接電流の差を溶着

余裕電流幅と定義した．Fig.3-21 に，対象鋼板は供試材の合金化溶融亜鉛めっき鋼板であるが，

さまざまな溶接条件下での連続打点溶接結果を溶着余裕電流幅をもとに整理した結果を示す．

連続打点溶接性と溶着余裕電流幅には相関があることが示されており，Fig.3-21 によって連続

打点溶接性の推定が可能であると考えられた． 

 

３．４． 結言 

本章では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接時に生じる電極損耗機構を明確にす

るために，電極先端温度上昇および溶着現象に着目して検討を行い，連続打点溶接性への影

響について検討した．以下に得られた結果をまとめる． 

１） 提案したシミュレーションモデルにより電極先端近傍（先端面から 0.3～1.0mm）での電極先

端温度が精度よく推定できた． 

Fig.3-21 Effect of current range (ISticking-IDn=5φ) on electrode life. 
(IS : sticking current.  IDn=5φ : current for getting 5mm diameter nugget.) 
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２） 合金化溶融亜鉛めっき鋼板の溶着限界条件での電極先端推定温度は溶接条件によらず約

750℃であり，一定温度以上に電極先端が加熱されることによって溶着は引き起こされたと推

定された． 

３） 電極先端中央部の温度が 600℃以上に上昇すると鋼板表面の Zn めっき層が溶融して CuZ

ｎ合金層を形成し，鋼板溶接部表面への Cu 付着が生じ始める．さらに電極先端中央部温度

が上昇し 750℃以上になると Zn めっき層の溶融範囲も拡大し電極先端全面で CuZn 合金が

形成され，通電終了後には溶着現象が発生し，鋼板溶接部表面への Cu 付着量も増加した

と考えられる． 

４） 連続打点溶接時の電極損耗と鋼板溶接部表面Cu付着量には相関があり，鋼板溶接部表面

Cu付着量を抑制すると電極損耗は抑制され，Cu付着量が増加すると電極損耗は激しくなっ

た．  

５） 溶着限界電流値と 5mmφのナゲットが形成される溶接電流の差として定義した溶着余裕電

流幅と連続打点溶接性とには相関が確認され，この関係を用いることによって，さまざまな溶

接条件についても供試材料の連続打点溶接性推定が可能と考えられた． 
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第４章 合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接におけるナゲット

形成安定化技術 

４．１． 緒言 

亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接性向上については，溶接条件３８）～４０），電極２４），４１）～４９）の観点

から評価した報告がなされている．ただし，溶接条件は連続打点溶接性の観点よりもむしろ所定

のナゲット径を得ることを主眼に設定されることが多いため，溶接条件による対策は実現性が低

いという面がある．そのため，実際の溶接施工を想定すると電極変更による連続打点溶接性向

上の方が望まれ，クロム銅以外の複合材料，アルミナ分散銅などの新電極材質２４），４１）～４６），ある

いは電極形状４７）～４９）など，電極に関連する報告がより多くなされてきた．しかし，電極先端温度

および溶着現象の観点から電極に関して解析し，連続打点溶接性との関連を検討した報告例

はない． 

また，自動車の生産ラインでは，単一の種類の鋼板のみを溶接する単独打点溶接に加えて，

亜鉛めっき鋼板と冷延鋼板を混合して溶接する，いわゆる混合打点溶接が実施されることも多

い．しかし，亜鉛めっき鋼板のみを溶接する単独打点溶接の場合と比較すると，混合打点溶接

では連続打点溶接性が劣化するとされている５０），５１）．したがって，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の

連続打点溶接性の向上を考えた場合，混合打点溶接に対しても十分な検討をしておく必要があ

る． 

したがって，本章では，電極先端温度および溶着現象の観点から，連続打点溶接性に及ぼ

す電極の影響について形状および冷却状態に着目して解析する．さらに，連続打点溶接性に

及ぼす混合打点溶接の影響についても電極先端温度および溶着現象の観点から解析し，連続

打点溶接性の向上技術についての提案を行う． 

 

４．２． 実験方法 

４．２．１． 供試材料 

板厚 0.7mm の合金化溶融亜鉛めっき鋼板およびめっきなしの冷延鋼板を溶接実験に用いた．

ともに極低炭素系軟鋼板である．亜鉛めっきは鋼板の両面に施されており，目付量は45g/m2で

ある．溶接に際しては，供試鋼板を２枚重ねて溶接を実施した． 
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４．２．２． 溶接条件 

溶接機は定置型直上加圧式の単相交流ダイレクト通電方式のタイプを使用し，加圧は圧縮空

気によるエア加圧方式を用いた．溶接電極は，先端径5mmΦ，先端角度45°のＣＦ形電極を用

い，材質は銅に1.0%程度のCrを添加した析出強化型Cr-Cu合金とした．標準溶接条件として，

電極加圧力は 1.86kN，溶接タイムスケジュールは初期加圧時間 20cycles，通電時間 10cycles，

保持時間5cycles，連続打点溶接時の電極開放時間65cyclesとした．単相交流の周波数は50Hz

である．また，電極は上下とも 2.0l/min の水量の冷却水で冷却させた． 

ウェルドローブ特性の調査に際しては，加圧力，溶接タイムスケジュールは一定とし溶接電流

のみを変化させ，ピール試験により得られるボタン径をナゲット径として測定し，ナゲット径形成

開始電流，散り発生電流，溶着電流を調査した．連続打点溶接試験は，単独溶接の場合は 97

打点連続して溶接した後に 3 点のサンプル溶接を実施し 100 打点毎のナゲット径の変化を測定

した．混合打点溶接の場合は，亜鉛めっき鋼板 25 打点溶接の後，冷延鋼板を 25 打点溶接する

ことを繰り返して行い 100 打点毎に合金化溶融亜鉛めっき鋼板 3 点のサンプル溶接を実施し，

ナゲット径変化を測定した．電極寿命の判定はナゲット径が 4.5√h（ｈは板厚）となる溶接打点数

とした．  

 

４．２．３． 電極先端温度の推定方法 

第２章と同じ軸対称モデルを用いて電極温度の数値シミュレーションを実施した．ただし，電

極形状の影響を検討するために，先端角度θを 15～60°で変化させた．また，１打点溶接後の

温度分布に加え，電極温度上昇がほぼ飽和すると考えられる連続１０打点溶接後の温度分布に

ついても計算した． 

 

４．２．４． 電極先端近傍温度の測定方法 

第３章と同様に，電極先端部での溶接中の温度を熱電対により実測した．電極内部より中心

部分に電極先端近傍まで熱電対を挿入し．熱電対の挿入穴径は 1.6mmΦ，電極先端面から

1.0mm の位置で測定を行った．熱電対は 0.2mmΦの Pt-Pt20%Rh を使用し，パーカッション溶接
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により温度測定位置に熱電対を取り付けた． 

 

４．２．５． 電極先端形状および鋼板溶接部への Cu 離脱状態の測定方法 

連続打点溶接中に損耗した電極先端形状の変化を調査するために，溶接サンプルの溶接圧

痕跡の表面形状を表面粗さ計で測定した． 

電極から鋼板溶接部表面への Cu の離脱状態を定量的に把握するため，蛍光 X 線分析

（XRF）を用いて測定した．連続打点溶接時のCu付着量は，連続溶接中の鋼板溶接サンプルか

ら測定した． 

また，鋼板溶接部表面の Cu 付着分布を測定するために，EPMA 装置によるマッピング分析を

実施した． 

 

４．３． 実験結果および考察 

４．３．１． 連続打点溶接性に及ぼす電極形状の影響 

ＣＦ形電極の先端角度（本論分では先端部の外角と定義）を変化させることで，電極先端温度

への先端形状の影響について検討した．Fig.4-1 に先端角度 15°および 60°の場合の電極温

度分布の計算結果を示す．ナゲット径が5mmΦとなる溶接電流を用いたときの，１打点通電終了

後の温度分布である．先端角度 60°の電極の方が熱容量は小さいため電極先端部分は高温

になっており，電極先端は700℃以上に達している．Fig.4-2に先端角度を15，30，45，60°と変

Fig.4-1 Isothermal maps of maximum temperature in truncated cone electrode with 15 and 60 
degree cone angle. (a)15 degree, (b)60 degree. (Electrode force:1.86kN, Nugget diameter:5mm)
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Fig.4-1 Isothermal maps of maximum temperature in truncated cone electrode with 15 and 60 
degree cone angle. (a)15 degree, (b)60 degree. (Electrode force:1.86kN, Nugget diameter:5mm)
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化させたときの電極先端温度の計算結果を示す．１打点溶接後および連続１０打点溶接後ともに

先端角度の増加にしたがい電極先端温度は上昇しており，電極先端温度の点から考えると先端

角度の増加は電極損耗にとって厳しい条件になると推定される．また，連続打点溶接の場合の

電極先端温度は，１打点溶接後に電極が冷却する前に次の溶接が始まるため，１打点溶接の場

合に比べて約 100℃上昇することが推定された．電極先端角度の変化が溶接特性（ナゲット形

成，散りおよび溶着発生）に及ぼす影響を Fig.4-3 に示す．先端角度の増加とともにナゲット形

成電流および散り発生電流はやや低下する傾向にあるが，溶着限界電流は著しく低下しており，

Fig.4-2 Relation between cone angle of the electrode and the calculated maximum temperature 
at electrode face.
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電極先端温度に大きく依存する結果となった．Ｆｉｇ．4-1 および 4-2 に示された電極先端温度の

上昇によって溶着が低電流でも発生し易くなったと理解される． 

Ｆｉｇ．4-4 に，電極先端角度15°および 60°の電極を用いて連続打点溶接をし，各打点の鋼

板溶接部表面の Cu 付着量を蛍光Ｘ線分析した結果を示す．電極先端角度によらず、溶接打点

数が増加すると電極先端径拡大よる電流密度低下が生じ電極先端温度は低下するため、Cu 付

着量は打点数の増加とともに減少する傾向がある。しかし、先端角度60°の方が 15°に比較す

ると、打点数によらず鋼板溶接部表面 Cu 付着量は多くなっており，電極先端温度の推定結果と

一致した．したがって，先端角度を減少させることが電極損耗抑制のためには有効であることが

わかる．また，Fig．4-5に連続打点溶接後の電極先端形状の測定結果を示す．破線が連続打点

Fig.4-4 Comparison of XRF intensity of Cu on sheet surfaces welded with 15 and 60 degree 
cone angle electrode in continuous spot welding. 

Fig.4-5 Electrode top face profiles after electrode life tests.
(a)15 degree, (b)60 degree. (Electrode force:1.86kN, Nugget diameter:5mm)
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溶接前の形状である．鋼板溶接部表面への Cu 付着量の大きい先端角度 60°電極での損耗が

激しいことが確認された．Fig.4-6 には，電極先端角度を連続打点溶接性（電極寿命）との関係を

示す．先端角度の増加による電極先端温度の上昇が電極損耗を促進しているにもかかわらず，

連続打点溶接性は先端角度の増加とともに減少するのではなく先端角度 30°～45°において

最大となった．これは，先端角度の増加にしたがって電極先端径の拡大率が小さくなることに起

因しており，Fig.4-5 の電極先端角度 15°と 60°とで連続打点溶接終了後（ナゲットが形成され

なくの電極先端径がほぼ同じであることからもわかる． 

以上のことから，連続打点溶接性に優れた最適なＣＦ形電極の先端角度は電極損耗と電極先

端拡大率の関係から導出でき，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の場合は 30°～45°であることが

明らかとなった．この角度は，経験上，バランスのよい角度としてこれまで採用されている形状に

合致していた．なお，自動車メーカーの製造ラインで多用されているＤＲ形電極（先端径 6mmΦ，

先端曲率半径 40mm，元径 16mm）は幾何学的にはＣＦ形電極の先端角度 15°に近い形状であ

る． 

 

４．３．２． 連続打点溶接性に及ぼす電極冷却状態の影響 

電極の冷却状態は電極先端温度に大きく影響を及ぼすと考えられる．特に，連続打点溶接時

にはその影響が大きいと想定される．Fig.4-7 に電極先端面から冷却端までの距離（以降，冷却

端距離という）と連続打点溶接性の関係を示す．通電時間が 10cycles（0.2s）と短時間であること

から，１打点溶接での電極先端温度上昇には冷却条件の変化はほとんど影響しないと考えられ

Fig.4-6 Relation between cone angle and electrode life with truncated cone electrode.
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るが，冷却端距離が短くなると電極の熱容量は小さくなるので連続打点溶接中の冷却端温度は

大きく上昇し，電極先端温度は上昇すると考えられる．そのため，冷却短距離が 7mm 以下に減

少すると，連続打点溶接性が大きく劣化する結果になったと推察された．実際の溶接ラインにお

いて損耗電極を再研磨して使用する場合は，冷却端距離に十分留意する必要があるといえる 

Fig.4-7 Relation between distance from top face to water cooled edge in truncated cone 
electrode and electrode life.

Fig.4-8 Relation between flow rate of cooling water and electrode life with truncated 
cone electrode.
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Fig.4-7 Relation between distance from top face to water cooled edge in truncated cone 
electrode and electrode life.

Fig.4-8 Relation between flow rate of cooling water and electrode life with truncated 
cone electrode.
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次に，電極の冷却水量と連続打点溶接性の関係を Fig.4-8 に示す．冷却水量の減少により冷

却端の温度は上昇するため，連続打点溶接性も劣化する傾向になったと推定される．特に，冷

却水量が 0.5l/min 以下に減少した場合に連続打点溶接性の低下が顕著であった． 

Fig.4-9 に連続打点速度と連続打点溶接性の関係について示す．溶接後の電極先端温度が

十分に低下する打点速度 0.1spot/s（10 秒間に 1 打点溶接）の場合と比べ，打点速度が

0.5spot/s（2秒間に1打点溶接）以上に増加すると連続打点溶接性は低下することが確認された．

打点速度の増加とともに電極開放時間における冷却時間が短くなるため電極が十分に冷却され

ず,そのため電極先端温度が上昇することで連続打点溶接性が劣化したと推定された. 

 以上より，冷却端距離の短縮，冷却水量の低減，連続打点速度の増加により，電極先端温度

が上昇し，鋼板溶接部での Cu 付着量が増大し，連続打点溶接性が劣化することが明らかにな

った． 

 

４．３．３． 混合打点モードにおける連続打点溶接時の電極損耗現象の検討 

合金化溶融亜鉛めっき鋼板と冷延鋼板の混合打点溶接における溶接打点数とナゲット径の

関係を Fig.4-10 に示す．単独打点溶接では，Fig.2-2 に示したように 3000～4000 打点程度の連

続打点溶接性が示されるが，混合打点溶接では 2500 打点にまで劣化している．連続打点溶接

Fig.4-9 Relation between spot welding speed and electrode life with truncated 
cone electrode.
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時の鋼板溶接部表面 Cu 付着の変化を測定した結果を Fig.4-11 に示す．（ａ）が単独打点溶接，

（ｂ）が混合打点溶接の場合である．混合打点溶接では，Cu 付着量が合金化溶融亜鉛めっき鋼

板溶接時の方が冷延鋼板溶接時よりも２～３倍程度多くなっており，電極損耗はほとんど合金化

溶融亜鉛めっき鋼板の溶接時に生じていた．単独打点溶接と混合打点溶接を比較すると Cu 付

着量は単独打点溶接の方が多く，混合打点溶接の方が電極損耗の量自体は少ないことがわか

Fig.4-10 Change in nugget diameter during electrode life test in alternate spot welding 
of galvannealed steel sheets and bare steel sheets. 
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Fig.4-11 Changes in XRF intensity of Cu on sheet surfaces welded during electrode life tests.
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of galvannealed steel sheets and bare steel sheets. 
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る．しかし，Fig.4-12 に示した連続打点溶接時の電極先端の損耗形状測定結果より，混合打点

では電極先端損耗形態が平坦形であることが確認された．平坦形の方が同じ損耗量であれば

電極先端面の広がりは大きくなり電流密度が低下しやすい状態になるため，混合打点溶接の方

が電極寿命は劣化したと考えられる．ＧＡ鋼板溶接時に電極表面凹凸を形成した Cu-Zn 合金層 

が冷延鋼板溶接時に取られることにより電極寿命は劣化するとの報告５１）があるが，冷延鋼板溶 

(b) Alternate spot welding of galvannealed steel sheets(GA) and bare steel sheets(CR).
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Fig.4-11 Continued.

Fig.4-12 Changes in electrode top face profiles during electrode life tests.

(b) Alternate spot welding of galvannealed steel sheets(GA) and bare steel sheets(CR).
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Fig.4-12 Changes in electrode top face profiles during electrode life tests.Fig.4-12 Changes in electrode top face profiles during electrode life tests.



第４章 合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接におけるナゲット形成安定化技術 

 52

接時の電極から鋼板溶接部への Cu 移行量は少なく，むしろ，電極先端形状の平坦化が支配的

因子であると推定された． 

混合打点溶接では溶接ナゲットがリング状になり，その原因として電極先端での炭化物の形

成が指摘されている４３）．混合打点溶接では，冷延鋼板溶接により固有抵抗の高い炭化物が形

成されるため，電流の流れる経路が加圧部の周辺に制限されナゲットがリング状になるとの報告

である．Fig.4-13に連続50打点溶接後の電極表面のＣのEPMAマッピング結果を示す．それぞ

れ，合金化溶融亜鉛めっき鋼板のみ50打点，冷延鋼板のみ50打点，合金化溶融亜鉛めっき鋼

板25打点後に冷延鋼板２５打点，冷延鋼板25打点後に合金化溶融亜鉛めっき鋼板２５打点の４

種類の組合せで溶接した．合金化溶融亜鉛めっき鋼板溶接後に冷延鋼板を溶接した場合のみ，

表面に高Ｃ領域が形成されていることが確認された．Fig.4-14 に混合打点溶接中の初期電極間

抵抗（10cycles 通電溶接における 1cycle 目の電極間抵抗）の変化を示す．冷延鋼板溶接時に初

期電極間抵抗は大きく増加しており，電極先端での高抵抗物質形成を確認できた．電極先端面

に高抵抗物質が形成される場合，かなりの発熱源になると考えられる．そこで，連続打点溶接中

の電極先端温度（測定点は電極先端から 1.1mm 内部）を測定した．Fig.4-15 に結果を示す．温

Fig.4-13 Comparison of EPMA analysis of carbon on top face of worn electrodes 
after 50 spot welds.

After GA 50 welds After GA 25 welds and CR 25 welds

After CR 50 welds After CR 25 welds and GA 25 welds
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度測定は全て合金化溶融亜鉛めっき鋼板時に実施した．冷延鋼板を 25 打点溶接した後に電極

先端温度は上昇し，合金溶融亜鉛めっき鋼板 25 打点溶接後には電極先端温度は低下した．し

たがって，混合打点溶接では，冷延鋼板溶接時に電極先端に高抵抗の炭化物が形成され，こ

の炭化物は通電路制限によりナゲットをリング状にするとともに電極先端温度を 100℃近くも上昇 

Fig.4-17 Effect of fraction of bare steel sheets on top face diameter electrode during 
alternate spot welding.

Fig.4-16 Effect of fraction of bare steel sheets on electrode life test of alternate spot welding.
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させる効果があると推察された． 

混合打点における２種類の鋼板の混合比率を変えた場合の連続打点溶接性を Fig.4-16 に示

す．横軸は冷延鋼板の混合比率を示している．連続打点溶接性は混合比率 50％前後で極小値

を示し，また，混合比率97％（合金化溶融亜鉛めっき鋼板が3％混合された場合）では混合比率

100％（冷延鋼板の単独溶接）に比べて著しく劣化した．この要因について以下に考察する．ま

ず，混合比率が 50％以下の範囲においては，混合比率の増加とともに連続打点溶接性が劣化

する傾向は電極先端平坦化現象によって説明できる．すなわち，冷延鋼板による溶接打点数が

多くなるほど電極先端合金層は冷延鋼板溶接部に移行し，かつ電極先端の平坦化も進行する．

そして，通電面積が拡大し，電流密度が低下することでナゲット形成が不十分になり連続打点溶

接性は劣化する． 

次に，混合比率が 50％以上になると，合金化溶融亜鉛めっき鋼板溶接時の電極損耗量が少

なくなるため冷延鋼板溶接時の電極先端平坦化の影響も少なくなり，連続打点溶接性は改善さ

れる傾向になった，と考えられる．次に，混合比率 97％（合金化溶融亜鉛めっき鋼板が 3％混

合）の場合に連続打点溶接性が著しく低下したことを明確にするために，混合比率 50％，97％，

100％の場合における連続打点溶接中の電極先端径変化を測定した．Fig.4-17 に結果を示す．

混合比率 97％では，100％に比べると電極先端径の拡大速度は非常に大きく，混合比率 50％

の場合に近い変化を示していた．また，Fig.4-18 に合金化溶融亜鉛めっき鋼板を 3 打点溶接し

Fig.4-18 EPMA analysis of Cu an Zn at electrode top after 3 spot welds of 
galvannealed steel sheets.
Fig.4-18 EPMA analysis of Cu an Zn at electrode top after 3 spot welds of 
galvannealed steel sheets.
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た後の電極先端断面のＥＰＭＡ結果を示す．3 打点だけの溶接にも関わらず電極先端部には展

伸性の大きい Cu-Zn 合金層が既に形成されている．Fig.4-19 は連続打点溶接試験後の損耗し

た電極先端部に形成された合金層を示しているが，u-Zn 合金層は 40μm 程度となっている。

Fig.4-18 と Fig.4-19 を比較すると，打点だけの溶接においても容易に Cu-Zn 合金層は電極先

端部に形成され，この Cu-Zn 合金層の形成が混合比率 97％と 100％における電極先端径拡大

速度の差異を生じさせたと推定された．以上をまとめると，混合打点溶接時には，合金化溶融亜

鉛めっき鋼板が数％でも含まれる電極先端部には Cu-Zn 合金層が形成され，電極先端径拡大

速度は大きく増加し連続打点溶接性を劣化させ，また，混合打点比率 50％前後では合金化溶

融亜鉛めっき鋼板溶接時の電極損耗と冷延鋼板溶接時の電極先端平坦化が重畳されたことで，

連続打点溶接性は最も劣化したと推察される． 

 

４．３．４． 混合打点モードにおける連続打点溶接性に及ぼす溶接条件の影響 

混合比率 50％において，連続打点溶接性に及ぼす各鋼板溶接時の電極先端温度の影響に

つい検討する．第３章において示したように溶接電流が高くなると電極先端温度も上昇すること

から，各鋼板の溶接電流を変化させることにより電極先端温度を変化させ，連続打点溶接性へ

の影響について検討した．Fig.4-20 に結果を示す．（ａ）に合金化溶融亜鉛めっき鋼板の溶接電

流を，（ｂ）に冷延鋼板の溶接電流を変化させた場合を示す．（ａ）より，合金化溶融亜鉛めっき鋼

板溶接時の電極先端温度を高くして電極損耗を大きくさせると，混合打点の連続打点溶接性も

劣化する傾向にあることが確認された．また，（ｂ）より，冷延鋼板溶接電流 5kA 以下では混合打

Fig.4-19 Zn-Cu alloy layer and Fe-Zn-O-C layer formation at electrode 
top face after electrode life test.
Fig.4-19 Zn-Cu alloy layer and Fe-Zn-O-C layer formation at electrode 
top face after electrode life test.
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点での連続打点溶接性低下はほとんど生じないが，6～9kA ではほぼ同等の連続打点溶接性と

なり，10kA 以上では連続打点溶接性が著しく低下することが確認された．10kA 以上では電極先

端温度は 800℃以上に上昇すると推定されることから，冷延鋼板溶接時には電極軟化も著しくな

り電極先端部の変形による電極先端径拡大が一段と増加したと考えられる．したがって，混合打

Fig.4-20 Effect of welding current on electrode life of alternate spot welding.

(a) Change in welding current of galvannealed steel sheets.

(b) Change in welding current of bare steel sheets.
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Fig.4-20 Effect of welding current on electrode life of alternate spot welding.

(a) Change in welding current of galvannealed steel sheets.

(b) Change in welding current of bare steel sheets.
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点溶接において，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の溶接電流値は連続打点溶接性を左右する要因

であり慎重な設定が必要でるが，一方，冷延鋼板の溶接電流は多少変動しても連続打点溶接性 

には大きな影響を及ぼさないことが明らかとなった． 

Fig.4-21 Effect on electrode force on electrode life.

(a) Spot welding of galvannealed steel sheets.

(b) Alternate spot welding of galvannealed steel sheets 
and bare steel sheets.
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Fig.4-21 Effect on electrode force on electrode life.

(a) Spot welding of galvannealed steel sheets.

(b) Alternate spot welding of galvannealed steel sheets 
and bare steel sheets.
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混合打点溶接時の電極先端部平坦化に影響を及ぼす因子として，加圧力と電極加圧速度に

ついて検討した．Fig.4-21 に加圧力と連続打点溶接性の関係を示す．加圧力は 100kgf～300kgf

で変化させた．（ａ）は合金化溶融亜鉛めっき鋼板の単独打点溶接，（ｂ）は混合比率50％の混合 

打点溶接の結果である．単独打点溶接では，連続打点溶接性は加圧力が変化しても一定であ

った．加圧力が大きくなると電極先端部は変形し易くなると考えられるが，単独打点溶接では

Cu-Zn 合金層形成および鋼板溶接部表面への Cu 付着による電極損耗の凹凸化挙動の方が支 

配的であったと推定される．これに対して，混合打点溶接では加圧力の増加により連続打点溶

接性は低下した．前述したように，混合打点では冷延鋼板溶接時の電極先端平坦化が連続打

点溶接性を劣化させる主因子であるため，加圧力の増加は平坦化を大きく促進させたと考えら

れる．したがって，混合打点溶接では，低加圧力の溶接条件設定が連続打点溶接性を向上させ

る有効な手段になることが明らかになった． 

Fig.4-22 に電極加圧速度（電極加圧時に電極が鋼板に接触するときの速度）と連続打点溶接

性の関係を示す．（ａ）は合金化溶融亜鉛めっき鋼板の単独打点溶接，（ｂ）は混合比率 50％の

混合打点溶接の結果である．抵抗スポット溶接機の加圧シリンダーおよび電極の重量は一定で

あるが，電極が鋼板に加圧されるときの電極加圧速度は加圧シリンダーに圧縮空気を供給する

バルブ開閉状態，電極間ストロークとシリンダー容量およびシリンダー摩擦係数などによって変

化する．ここでは 50mm/s～400mm/s の間で変化させて連続打点溶接性への影響を測定した．

合金化溶融亜鉛めっき鋼板の単独打点溶接では電極加圧速度が変化しても連続打点溶接性

は変化しなかったが，混合打点溶接では電極加圧速度の増加とともに連続打点溶接性は低下

した．電極加圧速度が増加すると，加圧時に電極に加わる衝突エネルギは増加することから，加

圧力増加と同様に塑性変形による電極先端平坦化が促進したと考えられる． 

以上より，混合打点溶接では，冷延鋼板溶接時の溶接電流，圧力および電極加圧速度を低く

設定することにより連続打点溶接性の向上が期待されると結論される． 
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Fig.4-22 Effect on electrode pressurization speed on electrode life.

(a) Spot welding of galvannealed steel sheets.

(b) Alternate spot welding of galvannealed steel sheets 
and bare steel sheets.
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Fig.4-22 Effect on electrode pressurization speed on electrode life.

(a) Spot welding of galvannealed steel sheets.

(b) Alternate spot welding of galvannealed steel sheets 
and bare steel sheets.
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４．４． 結言 

本章では，電極先端温度および溶着現象の観点から，ＣＦ形電極を用いて連続打点溶接性

に及ぼす電極形状および冷却状態の影響について検討し，さらに混合打点における連続打点

溶接性について検討し，連続打点溶接性向上のための指針を得た．以下に得られた結果をまと

める． 

１） 電極先端角度の増加により電極先端温度は上昇すると推定され，実際の溶接においても鋼

板溶接部表面Cu付着量は増加していることから，先端角度の増加により電極損耗量は増大

することを確認した． 

２） 先端角度の増加とともに同じ損耗量に対する電極先端径拡大率は減少するため，溶接部で

の電流密度低下は生じ難くなる．このため，連続打点溶接性に優れた最適なＣＦ形電極の

先端角度は電極損耗量と電極先端拡大率の関係から導出でき，合金化溶融亜鉛めっき鋼

板の場合は 30°～45°であることが明らかとなった． 

３） 冷却端距離の短縮は連続打点溶接中の電極先端温度を上昇させることで鋼板溶接部表面

Cu 付着量を増大させ，特に，冷却短距離が 7mm 以下に減少すると連続打点溶接性は大き

く劣化することが明らかになった． 

４） 電極冷却水量の低減は連続打点溶接中の電極先端温度を上昇させ，特に，冷却水量が

0.5l/min 以下に減少した場合に連続打点溶接性は大きく劣化することが明らかになった． 

５） 連続打点速度の増加は，連続打点溶接中の電極先端温度を上昇させ，特に，打点速度が

0.5spot/s（2 秒間に 1 打点溶接）以上に増加すると連続打点溶接性は劣化することが明らか

になった． 

６） 混合打点溶接では，単独打点溶接と比較して鋼板溶接部表面 Cu 付着量が少なく電極損耗

量自体は少なかった．また，混合打点の冷延鋼板溶接時には，電極から鋼板溶接部への

Cu 付着は少ないものの電極先端形状の平坦化を促進させており，この電極先端平坦化が

連続打点溶接性を劣化させたと推定された． 

７） 混合打点溶接では，冷延鋼板溶接時に電極先端に高抵抗の炭化物が形成され，この炭化

物は通電路制限によりナゲット形状をリング状にし，電極先端温度を 100℃近くも上昇させる

効果があると推察された． 

８） 混合打点における２種類の鋼板の混合比率を変えた場合，合金化溶融亜鉛めっき鋼板溶
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接時の電極損耗と冷延鋼板溶接時の電極先端平坦化現象により，連続打点溶接性は混合

比率 50％前後で極小値を示した．また，合金化溶融亜鉛めっき鋼板が数％でも含まれると

電極先端部には Cu-Zn 合金層が形成され電極先端径拡大は大きく進行し，冷延鋼板の単

独打点に比較して連続打点溶接性は著しく劣化することが明らかになった 

９） 混合打点溶接では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の設定溶接電流は連続打点溶接性を左右

する要因であり慎重な設定が必要だが，冷延鋼板の設定溶接電流は多少変動しても連続

打点溶接性には大きな影響を及ぼさないことが明らかとなった． 

10） 混合打点溶接では，加圧力増加および電極加圧速度増加により電極先端平坦化が促進さ

れ連続打点溶接性は低下する傾向にあるため，低加圧力かつ低電極加圧速度の設定が連

続打点溶接性向上には有効であることが明らかになった． 
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第５章 アルミニウム合金板のナゲット形成に及ぼす電極先端損耗の

影響 

５．１． 緒言 

アルミニウム合金板は鋼板と比較して熱伝導率は約３倍，固有抵抗は約１／３であるため，抵

抗スポット溶接の際には抵抗発熱が発生し難く，かつ発生した熱が逃げ易いという特性をもつ．

そのため，アルミニウム合金板の溶接には，鋼板の溶接と比較して高い溶接電流，短い通電時

間，高い加圧力の設定が必要とされる．さらに，板表面は緻密で強固な酸化皮膜で覆われてい

ることも，抵抗スポット溶接を困難にしている．連続打点溶接性についても，鋼板と比較すると著

しく劣るとされている５2）～５5）．そのため，アルミニウム合金板の抵抗スポット溶接特性を向上させる

ために，アルミニウム合金板の表面処理方法５2）～５7），溶接方法５8）～60），電極６1）～６3）の改良，あるい

は連続打点溶接における溶接継手強さ変化特性６4）～６8）などについての報告がなされてきた．し

かし，自動車車体へのアルミニウム合金板の本格採用を考えると，大量生産に対応するために

必要な連続打点溶接性が十分確保できているとはいえず，より一層の向上が求められている．

特に，アルミニウム合金板の溶接では溶接継手強度により連続打点溶接性が評価されているが，

そのばらつき抑制が課題とされる． 

そこで，本章では，連続打点溶接における電極損耗形態の観点から溶接打点毎の溶接継手

強さのばらつき原因について解析し，その原因の明確化を図る． 

 

５．２． 実験方法 

５．２．１． 供試材料 

板厚1.0mm の 5000 系のアルミニウム合金板5182 を溶接実験に用いた．Table5-1 にアルミニ

ウム合金板の化学組成を示す．アルミニウム合金板には酸洗処理を施さず，表面酸化皮膜厚さ

は 250Åに調整した．比較のために，第２章から第４章の実験に用いた板厚 0.7mm の合金化溶

融亜鉛めっき鋼板を用いた． 

溶接に際しては，供試板を２枚重ねて溶接を実施した． 
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５．２．２． 溶接条件 

溶接機は定置型直上加圧式の単相交流ダイレクト通電方式のタイプを使用し，加圧は圧縮空

気によるエア加圧方式を用いた．溶接電極は先端曲率半径 80mm，直径 16mm のＲ形電極を用

い，材質は銅に1.0%程度のCrを添加した析出強化型Cr-Cu合金とした．アルミニウム合金板の

溶接条件は，加圧力 3.92kN，通電時間 6cycles（アップスロープ 1cycle 含む），保持時間

15cycles，連続打点溶接時の電極開放時間49cycles，溶接電流29kAとした．単相交流の周波数

は 50Hz である．また，電極は上下とも 3.0l/min の水量の冷却水で冷却させた． 

合金化溶融亜鉛めっき鋼板の溶接条件は，加圧力 1.96kN，通電時間 10cycles，保持時間

5cycles，連続打点溶接時の電極開放時間55cycles，溶接電流8.8kA とした．電極冷却水量は上

下とも 2.0l/min とした． 

連続打点溶接試験での継手特性評価には引張せん断試験を用い，２０打点溶接毎に２組の

溶接継手を作製して評価した．  

 

５．２．３． 電極先端性状の測定方法 

連続打点溶接により損耗した電極先端状態を調査するために，感圧紙を板と電極の間に挿入

して圧痕径を測定した．さらに，詳細な電極先端凹凸形状を測定する際には表面粗さ計を用い

た． 

また，溶接後の電極先端面のCu，Al，Mg，Oの分布を測定するために，EPMAによるマッピン

グ分析を実施した． 

 

Table5-1 Chemical composition of aluminum alloy sheet used.

Mg Si Cu Fe Mn Cr Al

4.50 0.06 0.03 0.12 0.20 0.01 bal.

(mass%)

Table5-1 Chemical composition of aluminum alloy sheet used.

Mg Si Cu Fe Mn Cr Al

4.50 0.06 0.03 0.12 0.20 0.01 bal.

(mass%)
Mg Si Cu Fe Mn Cr Al

4.50 0.06 0.03 0.12 0.20 0.01 bal.

(mass%)
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５．３． 実験結果および考察 

５．３．１． 連続打点溶接中のナゲット形成点の移動現象 

Fig.5.1 に，アルミニウム合金板と合金化溶融亜鉛めっき鋼板について，Ｒ形電極を用いて連

続打点溶接したときの継手の引張せん断強さ変化を示す．（ａ）の合金化亜鉛めっき鋼板の場合

は，2500 打点溶接でナゲットが形成されなくなるまで溶接打点毎の継手強度のばらつきは小さ 

Fig.5-1 Change in the tensile shear strength of welded joint with consecutive welding.

(a) Galvannealed steel sheet

(b) Aluminum alloy sheet
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Fig.5-1 Change in the tensile shear strength of welded joint with consecutive welding.

(a) Galvannealed steel sheet

(b) Aluminum alloy sheet

0

Number of welds  (spots)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  

(k
N

/
sp

o
t)

0.0

5.0

3000

P=1.96kN
IW=8.8kA
tS=30cyc
tW=10cyc
1spot / 2s

3.0

1000 2000

2.0

1.0

4.0

Electrode：R-type(80R)

0

Number of welds  (spots)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  

(k
N

/
sp

o
t)

0.0

5.0

3000

P=1.96kN
IW=8.8kA
tS=30cyc
tW=10cyc
1spot / 2s

3.0

1000 2000

2.0

1.0

4.0

Electrode：R-type(80R)

0

Number of welds  (spots)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

0.0

5.0

1000

P=3.92kN, IW=29.0kA
tS=30cyc, tup=1cyc, tW=3cyc
1spot / 2s

3.0

200

2.0

1.0

4.0

Electrode：R-type(80R)

400 600 8000

Number of welds  (spots)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

0.0

5.0

1000

P=3.92kN, IW=29.0kA
tS=30cyc, tup=1cyc, tW=3cyc
1spot / 2s

3.0

200

2.0

1.0

4.0

Electrode：R-type(80R)

400 600 800



第５章 アルミニウム合金板のナゲット形成に及ぼす電極先端損耗の影響 

 65

いが，（b）のアルミニウム合金板の場合は，1000 打点溶接にもかかわらず打点毎のばらつきは

非常に大きくなることが確認された．アルミニウム合金板を 1000 打点溶接した後の電極と，合金

化溶融亜鉛めっき鋼板を 2500 打点溶接した後の電極について，感圧紙によって測定した先端

損耗状態で比較すると，アルミニウム合金板の場合は溶接打点数が合金化溶融亜鉛めっき鋼板

の 40％であるにもかかわらず約３倍にも拡大していた．また，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の場

合は電極先端径が拡大すると電流密度低下によりナゲット未形成の現象が生じるが，アルミニウ

ム合金板の場合はFig.5-1（ｂ）に示されるように，継手強度は大きくばらつくものの電極先端径が

拡大してもナゲットは形成していることが確認され，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の溶接現象とは

大きく異なっていた．アルミニウム合金板の溶接では，電極によって加圧された領域の一部に通

電経路が限定されるためナゲットが形成されたと考えられる． 

そこで，アルミニウム合金板におけるナゲット形成現象を解析するため，アルミニウム合金板の

溶接部表面の観察を行った．ナゲット形成点は表面が白色化しているため容易に推定可能であ

ることから，連続打点溶接中の全溶接点に対して電極加圧範囲内でのナゲット形成点を調査し

た結果，三種類に分けられる不連続移動をすることが示された．Fig.5-2 に観察されたナゲット形

成点の移動現象を模式化して示した．Type I はナゲット形成点が全く違う場所に突然移動する

場合，Type II は二ヶ所通電の状態を経てナゲット形成点が移動する場合，Type III はナゲットが

ほとんど形成されない状態を経てナゲット形成点が移動する場合である．この時の溶接部断面 

Fig.5-2 Schematic illustration of the transition behavior in location and size of nugget 
during consecutive welding of aluminum alloy sheets.
Fig.5-2 Schematic illustration of the transition behavior in location and size of nugget 
during consecutive welding of aluminum alloy sheets.
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を Fig.5-3 に示す．溶接部表面から推定したように，溶接部断面マクロからもナゲット形成点の不

連続移動現象が確認できた．また，溶接部断面マクロからはナゲット形成点の不連続移動が生

じる時にナゲット径が減少することが確認され，溶接継手の引張せん断強さの低下を引き起こし

たと推定された．特に，Type III はナゲットがほとんど形成されない状態を経るため，溶接継手の

引張せん断強さが最も低下する状態となっていた． 

連続打点溶接におけるナゲット形成点の移動現象をさらに正確に把握するために，全溶接部

分についてナゲット形成点の電極加圧範囲内での位置測定を行った．その結果を Fig.5-4 に示

す．図中に示したように，ナゲット形成点の位置を角度によって表わすことで数値化した．連続

打点溶接初期には合金化溶融亜鉛めっき鋼板の場合と同様に電極加圧部中央にナゲットが形

成されるが，１５０打点目以降は偏った位置にナゲットは形成されていた．連続打点数の増加とと

もに Fig.5-2 および Fig.5-3 に示したナゲット形成点の不連続移動が生じ始め，不連続移動の形

態は Type I から Type II，Type III へと変化した．Type III が頻繁に現れる８００打点以降は溶接継

手強さのばらつきが非常に大きくなるため，Fig.5-1 に示したように継手強度も大きく変化したと

推定される．すなわち，アルミニウム合金板の連続打点溶接時の継手引張せん断強さは，ナゲ

ット形成点が不連続移動する場合に大きなばらつきを生じたものと結論される．また，このことは，

抜取試験のタイミングあるいは頻度の違いにより，連続打点溶接試験における溶接継手強さの

Fig.5-4 Transition of nugget location during consecutive welding of aluminum alloy sheetsFig.5-4 Transition of nugget location during consecutive welding of aluminum alloy sheets
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評価結果は大きく変動することを示しており，この点を考慮した電極寿命評価が必要であるとい

える． 

 

５．３．２． 連続打点溶接性に及ぼす電極損耗状態の関係 

前項でナゲット形成点の移動現象が生じることを示したが，Fig.5-5 に連続打点溶接により移

動現象を生じたときの電極先端損耗形状を測定し，ナゲット形成点と比較した結果を示す．電極

先端損耗形状は表面粗さ計および感圧紙によって測定した．ＧＡ鋼板の抵抗スポット溶接と同

様，アルミニウム合金板の場合も上下電極を突き合わせたときの局部的な接触箇所にナゲットは

形成されると考えられる．しかし，本実験においては，同様の現象も認められたが，Fig.5-5 に示

すように上下電極の接触部とナゲット形成点とが必ずしも一致せず，局部的な接触箇所以外で

のナゲット形成が確認された．すなわち，（a）の表面粗さ計による測定では，上下電極の接触部

は右側であるがナゲット形成点は左側の矢印で示した位置であり，（b）の感圧紙による測定では，

ナゲット形成点は最も上下電極の接触状態の少ない位置となっていた． 

Fig.5-5 Surface profiles of worn electrodes and the traces on the pressure-detecting films 
in aluminum alloy sheets spot welding.
Fig.5-5 Surface profiles of worn electrodes and the traces on the pressure-detecting films 
in aluminum alloy sheets spot welding.
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上下電極の局部的な接触箇所以外でナゲット形成が生じる原因を検討するため，EPMA によ

り電極先端損耗面の元素分析を行った．Fig.5-6にEPMA結果を示す．ナゲット形成点に対応す

る部分を破線の円で示している．Mg と O の分布状態は良く一致しており，しかも，Mg と O の少

ない部分はナゲット形成点と一致していることが明らかである．用いたアルミニウム合金板表面

は MgO あるいは Al2O3といった酸化皮膜が生じ易い状態にあること，溶接時には電極先端部は

かなり高温になることなどから，損耗電極のごく表面部はアルミニウム合金板と同様に酸化皮膜

が生じ易い状態にある．したがって，Fig.5-6 における Mg および O は MgO 分布を示していると

推定され，上下電極の局部的な接触箇所以外でナゲット形成が生じる原因は絶縁体である

MgO の少ない部分に電流が優先的に流れるためと推察される．また，この損耗状態の電極で溶

接が繰り返されると，MgO 形成の少ない電極先端部分では，通電による Cu-Al 合金層形成およ

び電極損耗が優先的に進行し凹化が進行し，さらに凹部が十分大きくなってアルミニウム合金

板との接触が通電中に生じなくなると，他の MgO に覆われている電極先端凸部分の中で相対

的にMgO形成の少ない箇所に電流は流れるようになると考えられる．電極損耗径がさらに大きく

拡大した場合は，MgO 分布および電極損耗部の凹凸状態の不均一性も大きくなるため，

Fig.5-2 に示したナゲット形成点の不連続移動現象が生じ易くなると考えられる． 

Fig.5-6 Results of EPMA on a worn electrode face in aluminum alloy sheets spot welding.
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以上より，アルミニウム合金板の連続打点溶接において電極先端径が著しく拡大してもナゲッ

トが形成されるのは，損耗電極表面に形成される MgO と電極先端凹凸形状の２つの要因により

通電経路が極端に制限されているためと推察される． 

 

５．４． 結言 

本章では，連続打点溶接における電極損耗形態の観点から溶接打点毎の溶接継手強さのば

らつき原因について検討した．以下に得られた結果をまとめる． 

１） アルミニウム合金板の連続打点溶接では，電極先端径が初期状態から約３倍に拡大しても

ナゲット未形成になることはなく，電極加圧された領域の一部にナゲット形成される現象が確

認された． 

２） アルミニウム合金板の連続打点溶接では，電極が損耗すると電極加圧範囲内でナゲット形

成点が不連続移動をすることが示された．このナゲット形成点移動現象は，ナゲット形成点

が全く違う場所に突然移動する Type I，二ヶ所通電の状態を経てナゲット形成点が移動する

Type II，ナゲットがほとんど形成されない状態を経てナゲット形成点が移動する Type III の３

種類に分類されることが明らかになった． 

３） アルミニウム合金板の連続打点溶接では，上下電極の接触部とナゲット形成点とが必ずしも

一致しない現象が確認された．電極先端面に MgO の形成が確認され，MgO が形成されて

いない部分に優先的に溶接電流が流れたものと推察され、ナゲット形成点の不連続移動も

MgO 形成による通電経路の制限が原因であると考えられた． 
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第６章 アルミニウム合金板の連続打点溶接におけるナゲット形成安

定化技術 

６．１． 緒言 

アルミニウム合金板の抵抗スポット溶接に関して，アルミニウム合金板の表面処理方法４4）～４9），

溶接方法 50）～５2），電極５3）～５5）などが溶接性に及ぼす影響ついて報告がなされているが，連続打

点溶接時の電極損耗および溶接部形成の不安定化は大きな課題である．しかし，合金化溶融

亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接性向上に効果的であった電極形状と比較すると，アルミニウム

合金板の溶接において検討されている電極形状はＲ形もしくは電極先端の頂角の広いタイプの

電極のみであり，十分な検討がなされていない．また，アルミニウム合金板の表面処理方法につ

いては，酸洗による酸化膜除去によって通電経路の安定確保を実現させてナゲット形成を安定

化させようという試みがほとんどである． 

そこで，本章では，連続打点溶接におけるナゲット形成を安定化させるために，合金化溶融

亜鉛めっき鋼板の連続打点性向上に有効であったＣＦ形電極の適用性を検討し，さらに，アルミ

ニウム合金板の表面処理として酸化皮膜除去した後にさらに均一なクロメート処理を施すことに

よる連続打点溶接時の継手強度のばらつき抑制効果について検討し，連続打点溶接性向上技

術についての提案を行う． 

 

６．２． 実験方法 

６．２．１． 供試材料 

板厚 1.0mm の 5000 系のアルミニウム合金板 5182 を溶接実験に用いた．電極形状について

の検討に用いたアルミニウム合金板は，酸洗処理を施さず表面酸化皮膜厚さは 250Åに調整し

た．また，表面処理の検討に用いたアルミニウム合金板は，酸洗処理によって表面酸化皮膜を

除去した後に，20mg/m2および80mg/m2のクロメート処理を施した．クロメート処理は片面に付着

させるタイプと両面に付着させるタイプを作製し，溶接実験によって種々組合せた． 

溶接に際しては，供試板を２枚重ねて溶接を実施した． 
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６．２．２． 溶接条件 

溶接機は定置型直上加圧式の単相交流ダイレクト通電方式のタイプを使用し，加圧は圧縮空

気によるエア加圧方式を用いた．溶接電極は４種類の形状を用いた．先端径 5mmΦ，先端角度

15°～45°のＣＦ形電極，先端径16mmΦ，先端曲率半径8～80mmのＲ（Raｄius）形電極，先端

径 3～7mm のＤＲ（Dome Radius）形電極，先端径 6mmΦ，先端曲率半径 40mm のＤＲ形電極で

ある．電極元径は 16mm，電極材質は Cu に 1.0%程度の Cr を添加した析出強化型 Cr-Cu 合金

とした． 

溶接条件は，加圧力 1.96～3.92kN，通電時間 3～5cycles（アップスロープ 1cycle 含む）とし，

連続打点溶接は 1 打点／2 秒の速度で実施した．単相交流の周波数は 50Hz である．また，電

極は上下とも 3.0l/min の水量の冷却水で冷却させた． 

 

６．２．３． 評価方法 

連続打点溶接試験での継手特性評価には引張せん断試験を用い，２０打点溶接毎に２組の

溶接継手を作製して継手強度変化を測定した． 

連続打点溶接により損耗した電極先端状態を調査するために，感圧紙を板と電極の間に挿入

して圧痕径を測定した．また，溶接部のシートセパレーションを Fig.6-1 に示す２箇所の位置で

測定した． 

Fig.6-1 Schematic showing of sheet separation.
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電極先端部での溶接中の温度を熱電対により実測した．ＣＦ（Cone Flat）形電極を用いて電極

内部より中心部分に電極先端近傍まで熱電対を挿入し．熱電対の挿入穴径は 1.6mmΦ，電極

先端面から 0.5mm の位置で測定を行った．熱電対は 0.2mmΦの Pt-Pt20%Rh を使用し，パーカ

ッション溶接により温度測定位置に熱電対を取り付けた． 

 

６．３． 実験結果および考察 

６．３．１． 連続打点溶接性に及ぼす電極形状の影響 

電極先端角度15°，30°，45°のＣＦ形電極を用いて，加圧力3.92kN，通電時間4cycles（ア

ップスロープ 1cycle 含む）でアルミニウム合金板の連続打点溶接を実施した．Fig.6-2 に連続打

点溶接性と電極先端角度の関係を示す．連続打点溶接性は継手引張せん断強さ 1.96kN を下

限強度として判定した．連続打点溶接性は先端角度の増加とともに向上した．継手強度の点で

判断すると，Ｒ形電極の場合と比較しても大きく向上することが確認された．また，Fig.6-2の連続

打点溶接における電極先端損耗径の変化を Fig.6-3 に示す．電極先端径も先端角度の増加とと

もに拡大する傾向を示しており，電極先端径が 7mm 程度まで拡大したときの溶接打点数が

Fig6-2 に示した連続打点溶接性の結果とほぼ一致した．アルミニウム合金板の連続打点溶接に

おいても電極熱容量が小さくなれば（先端角度が大きくなれば）電極先端温度は上昇すると考え 

Fig.6-2 Relation between cone angle and electrode life in aluminum alloy sheets 
spot welding with truncated  cone electrode.
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Fig.6-2 Relation between cone angle and electrode life in aluminum alloy sheets 
spot welding with truncated  cone electrode.
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られるが，アルミニウム合金板は合金化溶融亜鉛めっき鋼板よりも低融点かつ高熱伝導率である

ことから，溶融ナゲットからの熱伝導に基づく電極先端への熱流入は非常に少なく，結果として

電極先端温度上昇への影響も少なかったと考えられる．したがって，アルミニウム合金板の電極

損耗は，板表面に存在する高抵抗の酸化膜において発生する過大発熱，もしくは酸化膜により

通電点が制限されたことによる局所発熱によって引き起こされたと推察される．  

ＣＦ形電極における先端角度の増加は連続打点溶接性を向上させたが，アルミニウム合金板

溶接では鋼板と比較すると電気固有抵抗が小さく熱伝導率が高いため大電流溶接となっており、

大電流溶接でも溶接安定性を確保するために合金化溶融亜鉛めっき鋼板の約２倍の加圧力が

用いられる．本実験でも，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接（Fig.4-6）で 1.96kN であ

った加圧力を3.92kNに増加させている．そのため，溶接部でのシートセパレーションの増加ある

いは溶接部厚さの減少が顕著に生じた．電極先端角度 15°，30°，45°のＣＦ形電極を用いた

溶接部について，シートセパレーションと溶接部厚さを測定した結果を Fig.6-4 に示す．先端角

度 45°の溶接ではシートセパレーションが急激に増加する傾向となった．継手強度の点からの

連続打点溶接性は良好であるものの，継手変形の観点から先端角度は 30°以下が推奨され

る． 

溶接部のシートセパレーション量についてＲ形電極を用いた溶接により検討した．Fig.6-5 に

先端曲率半径とシートセパレーションの関係を示す．先端曲率半径を 20mm 以下にするとシート 

Fig.6-3 Changes in face diameter of truncated cone electrode during electrode 
life tests of aluminum alloy sheets.
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life tests of aluminum alloy sheets.

6

5

0

Number of welds  (spot)

E
le

c
tr

o
de

 f
ac

e
 d

ia
m

e
te

r 
 (

m
m

)

4

8

40001000

7

2000 3000

45 dgree cone angle

30 dgree cone angle

15 dgree cone angle

Cone angle

Electrode  

6

5

0

Number of welds  (spot)

E
le

c
tr

o
de

 f
ac

e
 d

ia
m

e
te

r 
 (

m
m

)

4

8

40001000

7

2000 3000

45 dgree cone angle

30 dgree cone angle

15 dgree cone angle

Cone angle

Electrode  

Cone angle

Electrode  



第６章 アルミニウム合金板の連続打点溶接におけるナゲット形成安定化技術 

 75

 

セパレーションは急激に拡大した．Fig.6-6に先端曲率半径20mmのＲ形電極を用いた場合の連

続打点溶接性を示す．加圧力3.92kN，通電時間4cycles（アップスロープ1cycle含む）はFig.6-2

Fig.6-4 Relation between cone angle, sheet separation and weld part thickness 
in aluminum alloy sheets spot welding with truncated cone electrode.
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Fig.6-4 Relation between cone angle, sheet separation and weld part thickness 
in aluminum alloy sheets spot welding with truncated cone electrode.
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Fig.6-5 Relation between radius of domed electrode and sheet separation in 
aluminum alloy sheets spot welding.
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Fig.6-5 Relation between radius of domed electrode and sheet separation in 
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と同じとした．1200 打点程で継手強度の下限値を下回っており，連続打点溶接性が不十分であ 

った． 

次に，ＤＦ（Dome Flat）形電極を用いて検討した．先端曲率半径 8mm のドーム形電極の先端

部に平坦部分を加工した電極である．電極先端径は3～7mmに変化させた．Fig.6-7に先端径と

シートセパレーションの関係を示す．先端平坦部の導入によりシートセパレーションは抑制され，

Fig.6-6 Result of electrode life test of aluminum alloy sheets with 20mm radius 
domed electrode.
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Fig.6-6 Result of electrode life test of aluminum alloy sheets with 20mm radius 
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Fig.6-7 Relation between flat face diameter of domed flat electrode and sheet 
separation in aluminum alloy sheets spot welding.
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先端径5mm以上にすることで，十分な効果が得られた．Fig.6-8に，先端径5mmのＤＦ形電極を

用いた場合の連続打点溶接性を示す．2500 点以上の電極寿命が示されており，十分な特性が

得られることが明らかになった． 

 

６．３．２．連続打点溶接性に及ぼす表面クロメート皮膜の影響 

アルミニウム合金板の酸化皮膜除去に関する研究４4）～４9）では，電極－板間での酸化皮膜の存

在によって引き起こされる局所的な過剰発熱は抑制され，溶接部形成の安定化が可能になると

されている．一方で，低融点かつ高熱伝導率であるために溶融部形成し難いアルミニウム合金

板においては，板－板間の酸化皮膜は発熱源として有効である可能性も考えられる．そこで，

表面皮膜をコントロールすることによるナゲット形成の安定性確保の可能性について検討した． 

Fig.6-9 にアルミニウム合金板のクロメート皮膜量と継手引張せん断強さの関係を示す．クロメ

ート処理の記号Ａ／Ｂについて説明する．Ａは電極に接する板表面側の皮膜量，Ｂは板同士が

接触する板表面側の皮膜量である．0/0 は酸化膜除去のまま，80/0 は電極に接する板表面に

80mg/m2，板同士が接する板表面は酸化膜除去のままであることを示しており，クロメート皮膜量

を様々に変化させた板組みを溶接した．継手強度へのクロメート皮膜の影響を明確にするため，

溶接電流は 15kA と低めに設定した．電極は先端径 6mmΦのＤＲ形電極，加圧力は 2.65kN，通 

Fig.6-8 Result of electrode life test of aluminum alloy sheets with domed flat electrode 
with 5mm flat face.
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Fig.6-8 Result of electrode life test of aluminum alloy sheets with domed flat electrode 
with 5mm flat face.
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電時間は 6cycles（アップスロープ 1cycle 含む）とした．板－板間にクロメート皮膜がない場合は

継手の引張せん断強さが 1.0kN 以下と低強度を示したが，板－板間に 80mg/m2 のクロメート皮

膜がある場合は，2.0kN 程度まで継手強度は上昇した．板－板間にクロメート皮膜を付与するこ

Fig.6-9 Effect of chromate coating weight on tensile shear strength of welded joints.
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of electrode measured on welding of single sheet.
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とでナゲット形成が促進されており，連続打点溶接性の向上も期待される． 

次に，板－電極間に存在するクロメート皮膜が電極損耗に及ぼす影響について検討した．ア

ルミニウム合金板の溶接では電極－板間で発生する発熱によって電極損耗が生じると考えると，

電極に接する側の板表面に厚いクロメート皮膜が存在すると電極損耗が促進されると想定され

る．板－板間の発熱の影響をなくし，電極－板間で発生する発熱のみの影響をみるため，１枚

板溶接により評価した．Fig.6-10 にクロメート皮膜量と電極先端温度の関係を１枚板溶接によっ

て測定した結果を示す．電極先端温度は電極表面から 0.5mm 内側の位置で測定し，温度測定

を容易にするためＣＦ形電極を用いた．クロメート皮膜量の増加に従い電極先端温度は上昇し

た．また，Fig.6-11 は，Fig.6-10 の１枚板溶接をＤＲ形電極で 1000 打点実施した後に損耗電極

の先端径を測定した結果である．クロメート皮膜量の増加に従い1000打点溶接後の電極先端径

は拡大する傾向にあり，特に 80mg/m2 の付着量の場合に先端径は大きく拡大した．１枚板の溶

接では板－板間での発熱はないため，電極－板間での発熱のみによって電極先端温度の上昇，

および電極先端損耗が発生したと推定される． 

Fig.6-12に両面にクロメート処理を施したアルミニウム合金板を用いて連続打点溶接性を評価

した結果を示す．クロメート皮膜量は，0mg/m2，20 mg/m2，80 mg/m2 の３水準とし，溶接条件は

先端径 6mmΦのＤＲ形電極，加圧力 2.65kN，通電時間 6cycles（アップスロープ 1cycle 含む）， 

Fig.6-11 Relation between chromate coating weight and the electrode face diameter 
after 1000 welds of single sheet.
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Fig.6-12 Electrode life tests of aluminum alloy sheets coated with chromate at both side surfaces.
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Fig.6-12 Electrode life tests of aluminum alloy sheets coated with chromate at both side surfaces.

3.0

2.0

0

Number of welds  (spot)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

0.0

5.0

1000

4.0

500

1.0

Electrode : DR-type
P=2.65kN, I=23kA
tup=1cyc, tW=5cyc

3.0

2.0

0

Number of welds  (spot)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

0.0

5.0

1000

4.0

500

1.0

Electrode : DR-type
P=2.65kN, I=23kA
tup=1cyc, tW=5cyc

3.0

2.0

0

Number of welds  (spot)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

0.0

5.0

1000

4.0

500

1.0

Electrode : DR-type
P=2.65kN, I=23kA
tup=1cyc, tW=5cyc

3.0

2.0

0

Number of welds  (spot)

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

0.0

5.0

1000

4.0

500

1.0

Electrode : DR-type
P=2.65kN, I=23kA
tup=1cyc, tW=5cyc

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

3.0

2.0

0

Number of welds  (spot)

0.0

5.0

1000

4.0

500

1.0

Electrode : DR-type
P=2.65kN, I=23kA
tup=1cyc, tW=5cyc

T
e
n
si

le
 s

h
e
ar

 s
tr

e
n
gt

h
  
(k

N
/
sp

o
t)

3.0

2.0

0

Number of welds  (spot)

0.0

5.0

1000

4.0

500

1.0

Electrode : DR-type
P=2.65kN, I=23kA
tup=1cyc, tW=5cyc

3.0

2.0

0

Number of welds  (spot)

0.0

5.0

1000

4.0

500

1.0

Electrode : DR-type
P=2.65kN, I=23kA
tup=1cyc, tW=5cyc

(a)  Coating weight : 0 mg/m2

(b)  Coating weight : 20 mg/m2

(c)  Coating weight : 80 mg/m2



第６章 アルミニウム合金板の連続打点溶接におけるナゲット形成安定化技術 

 81

溶接電流23kAとした．Fig.6-12から，クロメート皮膜量と連続打点溶接性の関係図を作成したの

が Fig.6-13（ａ）である．クロメート皮膜量 20 mg/m2の場合に，連続打点溶接時の継手引張せん

断強さのばらつきが最も少なく，連続打点溶接性は最も良好であった．また，片面クロメート処理

Fig.6-13 Effects of chromate coating weight on electrode life at difference 
combination of coating face.
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Fig.6-13 Effects of chromate coating weight on electrode life at difference 
combination of coating face.
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アルミニウム合金板を用い，板－板間にクロメート皮膜が配置されるようにした場合のクロメート

皮膜量と連続打点溶接性の関係 Fig.6-13（ｂ）に示す．溶接条件は Fig.6-12 と同じである．クロメ

ート皮膜量の増加とともに連続打点溶接性は向上しており，ナゲット形成の点では板－板間で

のクロメート皮膜による発熱促進が非常に重要であったことが明らかである． 

以上より，アルミニウム合金板の両表面に皮膜を処理する場合は，電極－板間での発熱によ

る電極損耗の抑制，および板－板間での発熱によるナゲット形成の促進のバランスをとることが，

連続打点溶接性向上のためには重要であることが明らかとなった．また，アルミニウム合金板の

表面に適正な皮膜を処理することでナゲット形成の安定化および連続打点溶接性の向上を達

成できることが明らかとなった． 

 

６．４． 結言 

本章では，連続打点溶接におけるナゲット形成を安定化させるために，合金化溶融亜鉛めっ

き鋼板の連続打点性向上に有効であったＣＦ形電極の適用性を検討し，さらに，アルミニウム合

金板のクロメート処理を施すことによる連続打点溶接性への影響について検討した．以下に得ら

れた結果をまとめる． 

１） 電極先端角度 15°，30°，45°のＣＦ形電極を用いて連続打点溶接を実施した結果，先端

角度の増加とともに連続打点溶接性は向上し，先端角度 45°では 3700 打点の連続打点溶

接性を確保可能であった． 

２） ＣＦ形電極の先端角度が大きいほど電極先端径の損耗率は低下した．合金化溶融亜鉛めっ

き鋼板の溶接のように，溶融ナゲットからの熱伝導による電極先端温度上昇によって電極損

耗が生じるのではなく，電極に接する板表面に存在する酸化膜に起因した発熱によって電

極損耗は引き起こされたと推察された． 

３） ＣＦ形電極における先端角度の増加は溶接部のシートセパレーションを増加させ，溶接部

大きく変形させた．シートセパレーション量と連続打点溶接性の両方を満足できる電極形状

としてＤＦ形電極が適しており，電極先端径5mm の場合の連続打点溶接性は 2500 打点とな

ることが明らかになった． 

４） クロメート皮膜処理をしたアルミニウム合金板の溶接実験より，板－板間に接する側の皮膜

はナゲット形成を促進し，電極－板間に接する側の皮膜は電極先端を損耗させる効果があ

ることが明らかになった． 
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５） 両面クロメート処理アルミニウム合金板の連続打点溶接性は，電極損耗を大きく促進せず，

ナゲット形成を促進できるクロメート皮膜量 20 mg/m2 の場合に最も良好になった．また，板

－板間にクロメート皮膜を配置した片面クロメート処理アルミニウム合金板の連続打点溶接

性は，皮膜量の増加とともに向上し，クロメート皮膜量 80 mg/m2 の場合に最も良好になっ

た． 
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第８章 総括 

本研究では，抵抗スポット接合を研究対象として取り上げ，まず，二枚重ね板組みの抵抗スポ

ット溶接について最も広く使用されている合金化溶融亜鉛めっき鋼板およびアルミニウム合金板

を対象として連続打点溶接現象を解析し，ナゲット形成安定化のために必要な溶接技術を検討

した．次に，二枚重ね板組みよりも接合部の安定確保が困難となる異厚多数枚重ね板組みの抵

抗スポット溶接についてナゲット形成安定化技術を検討することにより，自動車車体に適用され

る様々な抵抗スポット溶接継手の信頼性向上に取り組んだ． 

以下に各章で得られた結論の要約を順に述べる． 

 

第１章では，本研究の目的，必要性と背景を説明し，二枚重ね板組みとして合金化溶融亜鉛

めっき鋼板およびアルミニウム合金板の抵抗スポット溶接，異厚多数枚重ね板組みの抵抗スポ

ット溶接における課題を示した． 

 

第２章では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接時に生じる電極先端部形状の変化

がナゲット形成に及ぼす影響について検討し，連続打点溶接性向上のためには電極先端径が

拡大してもナゲット形成を維持できる凸形損耗が有効であり，先端径 5mm の CF 形電極で板厚

0.7mm の合金化溶融亜鉛めっき鋼板を溶接する場合，電極先端径が 6mm まで拡大してもナゲ

ット形成は可能であった．また，その凸部形状を適度な形状に保つことにより溶着抑制も可能で

あることから電極損耗速度の抑制にも効果があると推定された． 

 

第３章では，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の電極損耗機構について検討し，電極先端中央部

の温度が 600℃以上に上昇すると鋼板表面の Zn めっき層が溶融して CuZｎ合金層を形成し，鋼

板溶接部表面への Cu 付着が生じ始める．さらに電極先端中央部温度が上昇し 750℃以上にな

るとZnめっき層の溶融範囲も拡大し電極先端全面でCuZn合金が形成され，通電終了後には溶

着現象が発生し，鋼板溶接部表面への Cu 付着量も増加したと推定された．また， 溶着限界電

流値と 5mmφのナゲットが形成される溶接電流の差として定義した溶着余裕電流幅と連続打点

溶接性とには相関が確認され，この関係を用いることによって，さまざまな溶接条件についても

連続打点溶接性の推定が可能と考えられた． 

 

第４章では，ＣＦ形電極を用いて合金化溶融亜鉛めっき鋼板の連続打点溶接性に及ぼす電
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極形状および冷却状態の影響について検討し，電極先端角度の増加により，①電極先端温度

が上昇し電極損耗量は増大すること，②同じ損耗量に対する電極先端径拡大率は減少し溶接

部での電流密度低下が生じ難いこと，を明らかにし，連続打点溶接性に優れたＣＦ形電極の先

端角度は 30°～45°であることを示した．また，冷却端距離の短縮，電極冷却水量の低減，連

続打点速度の増加は，連続打点溶接中の電極先端温度を上昇させ連続打点溶接性が劣化す

ることを明らかにした． 

さらに，混合打点溶接では，単独打点溶接と比較して鋼板溶接部表面 Cu 付着量が少なく電

極損耗量も少ないが，混合打点の冷延鋼板溶接時に電極先端形状の平坦化が促進されており，

この電極先端平坦化が連続打点溶接性を劣化させたと推定された．また，合金化溶融亜鉛めっ

き鋼板が数％でも含まれると電極先端部には Cu-Zn 合金層が形成され電極先端径は大きく拡

大し，冷延鋼板の単独打点に比較して連続打点溶接性は著しく劣化することが明らかになった．

混合打点溶接での連続打点溶接性向上には，合金化溶融亜鉛めっき鋼板の溶接電流を低く設

定し，加圧力および電極加圧速度を低減することが有効であることが明らかになった． 

 

第５章では，アルミニウム合金板の連続打点溶接における溶接継手強さのばらつき原因につ

いて検討し，電極先端径が初期状態から約３倍に拡大しても電極加圧された領域の一部にナゲ

ットが形成される現象を確認し，さらに，電極が損耗すると電極加圧範囲内でナゲット形成点が

不連続移動をする現象を明らかにした．このナゲット形成点移動現象は，ナゲット形成点が全く

違う場所に突然移動する Type I，二ヶ所通電の状態を経てナゲット形成点が移動する Type II，

ナゲットがほとんど形成されない状態を経てナゲット形成点が移動する Type III の３種類に分類

された．また，このナゲット径形成点移動は，電極先端面に MgO が形成されていない部分に優

先的に溶接電流が流れたことによって生じたものと推察した． 

 

第６章では，ＣＦ形電極を用いアルミニウム合金板の連続打点溶接について検討し，溶融ナ

ゲットからの熱伝導による電極先端温度上昇によって電極損耗が生じるのではなく，電極に接す

る板表面に存在する酸化膜に起因した発熱によって電極損耗は引き起こされると推定した．そ

のため，合金化溶融亜鉛めっき鋼板とは異なり，電極先端角度の増加とともに連続打点溶接性

は向上した．ただし，先端角度の増加は溶接部のシートセパレーションを増加させるため，先端

径 5mm のＤＦ形電極が適しており，連続打点溶接性は 2500 打点となることが明らかになった． 

また，クロメート皮膜処理をしたアルミニウム合金板の溶接性を検討し，板－板間に接する側
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の皮膜はナゲット形成を促進し，電極－板間に接する側の皮膜は電極先端を損耗させる効果が

あることが明らかになった．両面クロメート処理アルミニウム合金板の連続打点溶接性は，電極

損耗を大きく促進せず，ナゲット形成を促進できるクロメート皮膜量 20 mg/m2の場合に最も良好

になることが明らかになった．  

 

第７章では，高板厚比板組みの抵抗スポット溶接において，通電中の加圧力と溶接電流を制

御することによって薄板－厚板間のナゲットを安定確保する溶接プロセスについて検討し，「２段

加圧・２段通電」（一段目を低加圧力・短時間通電・高電流とすることで薄板－厚板間にナゲット

形成，二段目を高加圧力・長時間通電とすることで厚板－厚板間にナゲット形成）の適用により，

高板厚比の三枚重ね板組み溶接における適正電流範囲拡大が可能になることを明らかにした．

「２段加圧・２段通電」溶接の適用により十字引張強度および破断時のプラグ径が増加し，十分

な十字引張強度を確保可能なことを明らかにした． 

また，四枚重ね板組みへの「２段加圧・２段通電」溶接の適用性を検討し，板厚比が 10 以上の

場合でも薄板－厚板間でのナゲット形成は可能なことを明らかにした． 
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