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概要 

 

 本研究は，コールドスプレー（Cold spray；以下，CS）装置の超音速ノズル開発プロセ

スにおけるノズル性能の実験的検証方法の確立についてまとめたものである． 

 第 1 章では，まず，表面処理技術，溶射法，CS の概要について述べた．次に CS に関

する従来の研究を詳細に述べた．具体的には，CS のガス流動に関する研究，粒子挙動に

関する研究，粒子速度の計測に関する研究について解明された点と未解決となっている

点を述べた．章の最後には，本研究の目的および本論文の構成について述べた． 

 第 2 章では，CS 装置の混合ガス温度を推定する手法として，気体力学的な計算に基づ

いた混合ガス温度の推定と，ノズル外壁温度による間接的推定方法について検証した．

前者は，まず正確な質量流量，貯気温度，貯気圧からスロート断面積を求め，スロート

断面積と貯気圧から混合ガス温度を推定する手法の妥当性について検証した．後者は，

ノズル外壁温度測定実験および CS ノズルの伝熱計算により，ノズル外壁温度を用いた

貯気温度の推算方法の妥当性について検証した．CS ノズルの伝熱計算の結果より，ノズ

ルスロート位置での外壁温度は，ノズルのスロート位置での全温度（混合ガス温度）に

ほぼ等しいことが示された．しかし，実験により測定されたスロート位置での外壁温度

と混合ガス温度との差は，伝熱計算結果より明らかに大きくなる．この理由は，本伝熱

計算による理論解析では，軸方向の熱伝導を考慮していないためであると考えられる．

気体力学的な計算に基づき推定した混合ガス温度は，コイル状に巻いたシース熱電対に

より測定されたノズル入口ガス温度と良く一致する．本計算での両者の温度差は，最大

7%程度である．後の第 3 章で説明する準一次元解析により考察した結果，混合ガス温度

の 7%程度の差が直径 10m の銅粒子の速度に与える影響は 1.3%程度である． 

 第 3 章では，赤外線カメラを用いて得られた CS ノズル外壁温度の熱画像から，伝熱

計算によりノズル内のガス温度，マッハ数，ガス速度，静圧を推定した．さらに，伝熱

計算と，静圧測定実験，ノズル出口ピトー圧測定実験，準一次元数値解析の結果を比較

し，本手法の妥当性を検証した．その結果，ノズル外表面の温度分布は，静圧分布と相

関があり，衝撃波の有無に関わらず内部の静圧の流れ方向分布の定性的な傾向を診断す

ることができることが示された．また，ノズル内に衝撃波が発生した場合は，その先頭

位置も特定できる．乱流境界層を仮定した場合の伝熱計算結果による出口マッハ数は，

ピトー圧測定実験により得た出口断面平均マッハ数とよく一致する．また，ノズル内に

衝撃波が存在しない場合，壁面静圧測定結果から求めたガスのマッハ数，温度，速度，

静圧の分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱計算結果のガス温度，速度，

静圧の分布の範囲内に収まる． 

 第 4 章では，コールドスプレーにおいて，相互相関法により得られる粒子速度と，そ

れに対応する粉末の平均直径について，相互相関法の原理に基づいて一次元の粒子流れ

を用いて考察した．作動ガスは窒素ガスとヘリウムガスの場合を考え，それぞれ貯気圧

2MPa，貯気温度 300℃とした．溶射粒子は球形の銅とし，対数正規分布を確立密度関数

とする 4 つの直径分布を考えた．本研究では，特にノズル出口中心での粒子速度に着目
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した．総計 8 通りの解析結果について考察した結果，本研究の解析条件の範囲内では，

長さ基準と面積基準の平均直径の算術平均値の速度が相互相関法により得られる平均速

度に概ね対応する． 

 第 5 章では，本研究の結論を総括した． 

  



 

1 

 

第 1 章 序論 

 

1.1 表面処理技術の概要 

 私たちの身の回りでは，様々な場所・用途で工業機器が使用されており，それらは文

明的な生活を送る上で欠かせないものとなっている．このような工業機器をはじめ，あ

らゆる材料は，特定の環境に置かれた場合，必ず何らかの劣化を生じる．劣化とは物理

的あるいは化学的変化により，材料機械的あるいは化学的な特性が低下する現象であり，

時間が経過する以上避けることができないものである．一方で，近年，工業の急速な成

長に伴い，様々な分野で利用されている工業機器の多くは，高速化，高精度化，長寿命

化および高安全性などの高付加価値の付与に対する要求がますます高まってきている．

その要求を満たすには，機器を構成する材料の選択が非常に重要である．例えば，高速

で回転する軸やその軸受は，激しく摩耗する恐れがある．そのような部位には，耐食性

に優れた材料の選択が求められる．しかし，これらの優れた機能をもつ材料は希少金属

を含むため，一般的に高価である．このような要求に応えるべく，機械・器具を構成す

る部品，構造物や部材などの表面改質を行い，表面の性能を向上させる方法として表面

処理加工技術がある．表面処理とは，材料の表面を何らかの方法で処理加工することで

ある．表面処理加工技術は，材料表面に優れた性能を持つ別の材料を被覆する技術であ

り，この技術は，工業機器の更なる長寿命化や低コスト化等に伴い，注目を集めている

[1]．  

 代表的な表面処理加工技術の一つにメッキがある．現在のメッキは，大別すると，電

気メッキ，溶融メッキ，化学メッキ，化成皮膜処理等に分類される．メッキの目的は，

素材の外観装飾価値を高めることや，金属を腐食から防ぎ，製品の機能性を高めること

である．現在，最も多く使用されているのが電気メッキであり，現代生活においては，

なくてはならない重要なものとなっている．電気メッキは，その目的に応じて比較的安

価に，適切な金属皮膜を付与できる．そのため，工業製品に限らず，家電製品など幅広

い分野で用いられている．一方で，メッキを施工する際に問題となるのが，水質汚濁や

大気汚染などの環境保全である．特に，硬質クロムメッキは，発がん性が疑われる有害

な六価クロム電界溶液を用いる上に，メッキ作業中には電解液ミストを含む多量の水素

ガスが発生するため，重大な環境汚染として指摘されている[2]．法律や各都道府県の条

例により，メッキ工場からの排水に含まれる金属類のほとんどが，成分や濃度の規制を

受けている．環境保全が重要視される昨今，メッキは施工コストが安価であっても，環

境保全対策コストが高価になる．また，メッキによる皮膜性能の向上は，ほぼ限界に達

しており，現在の高い要求を満足することが困難になってきている．メッキに代わる新

たな表面処理加工技術として注目を集めているのが溶射法である． 

 

1.1.1 溶射法 

 溶射法は，1909 年にスイスの Dr. M. U. Schoop により発明・開発された．日本では，
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1919 年に，江沢謙二郎氏によって初めて，フレーム溶射法が導入された[3]．導入された

当初は美術品や工芸品など装飾品に用いられていた程度であったが，その後防錆・防食

を目的とした亜鉛やアルミニウムの溶射が注目され，1950 年頃からは構造用鉄骨や船体

などにも採用された．溶射は，金属やセラミックスなどの材料を，様々な熱源を用い溶

融し，コーティングすべき固体（基材）表面に吹き付けて，皮膜を形成する表面加工技

術である．このように溶射は，溶かして（溶），吹き付ける（射）プロセスそのものを表

現している．溶射法の原理を図 1-1 に示す．供給される溶射材料粒子を溶融するための

高温域は可燃ガスの燃焼や電気放電などにより実現される．ここで溶融された溶射粒子

は高速ガス流により加速されて基材に衝突し，瞬時に扁平化し凝固する．このように溶

融または半溶融状態となった溶射粒子が次々と基材に積層していくことで皮膜を形成す

る[4]．この積層構造（ラメラ構造）が溶射皮膜の大きな特徴である．  

 溶射プロセスに必要な高温と高速をどのように実現するか，また，この高温・高速域

へどのように，また，どのような材料を供給するかにより様々な溶射法に分類すること

ができる．現在利用されている主な溶射法を図 1-2 に示す．溶射法は，溶射粒子を加熱

する熱源の種類によって 2 つに大別される．1 つは，酸素と燃料の反応による燃焼エネ

ルギーを用いるガス式溶射である．もう 1 つは，電気エネルギーを用いる電気式溶射で

ある．また最近では，これらとは独立した特殊な溶射法として，レーザーなどの光エネ

ルギーを用いるレーザー溶射，運動エネルギーだけで成膜するコールドスプレーやエア

ロゾルデポジションなどがある[5]． 

 溶射法は，金属，セラミックス，プラスチックと極めて幅広い材料を対象に高速で被

覆できるコーティング技術として産業界で幅広く利用されている．技術の高度化に伴い，

機械部品が厳しい環境や条件で使用されており，その分野は航空宇宙，自動車，製鉄，

製紙，プラント，造船，医療など多岐にわたっている．溶射法は，適切な溶射材料と溶

射法の選択により，防食，防錆，耐高温腐食・酸化，耐摩耗，電気絶縁，導電，耐熱，

断熱，装飾などに利用されている．また，近年では，溶射の応用分野が拡大し，電磁シ

ールド，超電動，光触媒，燃料電池のセル，人工骨への機能を付与することを目的とし

ても活用されている．また，溶射法は性能を付与する表面処理加工技術としてだけでは

なく，メンテナンス技術としても利用可能である．省資源，補修，リマニュファクチュ

アリング，リサイクルが叫ばれている中で，溶射法はますます重要な加工技術として利

用が一層拡大されるものと思われる．さらに，産業ロボットを始めとして高度生産加工

分野におけるセンサー技術などを含む，エレクトロニクス部品にも溶射加工が利用され，

またクリーンエネルギー源としての電池電極や防汚，防かび，殺菌に利用できる光触媒

皮膜などの機能性材料の開発にも溶射加工の利用が進んでいる．この背景には，理論的

あるいは実験的な解析が進み溶射プロセスの多くの現象が理解されるようになったこと，

多様な要求に対応できる数多くの材料が供給されるようになったこと，皮膜の信頼性を

高める新しい装置の開発が進んだことなどがあげられる．溶射法の主な長所を以下に示

す[6]，[7]. 
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1) 溶射材料に利用できる材料選択の自由度が大きい（金属，合金，セラミックス，

ガラス，サーメット，プラスチックなど）． 

2) 基材の種類，形状，寸法に対する自由度が大きい（金属，セラミックスから，木

材，布，紙などの有機材料まで）． 

3) 厚い皮膜の形成が可能である． 

4) 溶射装置はコンパクトであるため移動性に富み，現地施工が可能である． 

5) 皮膜形成時の素材変形，材質変化が少ない． 

6) 他の被覆法に比べて成膜速度が極めて速い． 

7) ドライプロセスであり，環境に有害な廃液処理が不要である． 

8) 再生補修技術として部材のリサイクル化が可能であるため，部材の寿命延長によ

りメンテナンス費用の低減が可能である． 

9) 複合皮膜を形成すことが容易である． 

10) 溶射加工寸法に制限がない． 

11) 基材の温度を低温に保って皮膜形成できる． 

 

次に，溶射法の主な短所を以下に示す[3]，[6] ，[7] ，[8]． 

1) 前処理として行うブラスト作業では，ブラスト材の微粒子が飛散する． 

2) 溶射皮膜は材料本来の特性を示さない場合が多い． 

3) 小さい基材や小さい曲率をもつ基材に対して，付着率（溶射効率）が低い． 

4) 騒音，粉塵，熱線，紫外線の環境に作業者が曝されるので安全対策に留意が必要

である． 

5) 溶射作業中は，溶射材料の飛散が伴い，大きな騒音が発生するため，防音・粉塵

等への対策が必要である． 

6) 成膜プロセスの解明が不十分で，加工工程の要因（パラメータ）と皮膜特性の関

係が未解明である． 

7) 皮膜品質の評価方法（非破壊検査）が確立していない． 

8) 溶射皮膜内には，気孔や亀裂が存在すると共に，高温の溶射状態からの急冷に伴

う残留応力も存在するため，溶射皮膜は材料本来の特性を示さないことが多い． 

9) 上記の残留応力は形成される皮膜が厚くなるほど大きくなる傾向があるため，厚

い溶射皮膜の形成が困難である． 

 

近年，特に注目を浴びている溶射法として，粒子を溶かさず，主に運動エネルギーを利

用して成膜するコールドスプレー法[9]や，高速フレーム（High velocity oxy-fuel：以下，

HVOF）溶射よりも低温のプロセスガスを用いるウォームスプレー[10]がある．本研究は，

コールドスプレーに関するものである． 
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Figure 1-1 Principle of thermal spray 

 

 

Figure 1-2 Types of thermal spray methods 
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1.1.2 コールドスプレー 

 溶射法の 1 つであるコールドスプレー（cold spray：以下，CS）は，1980 年代にロシア

の Institute of Theoretical and Applied Mechanics of the Russian Academy of Science にて，Dr. 

A. N. Papyrin によって開発された技術である．その後，米国とドイツを中心に研究が行

われてきた[11]．さらに，2000 年前後から日本，カナダ，イギリス，中国，オーストラ

リアなどでも活発に研究され，最近ではインド，ブラジルなどにも広まっている． 

 CS の最大の特徴は，従来のプラズマ溶射法，フレーム溶射法，高速フレーム溶射法等

に比べ，溶射材料粒子を加熱・加速する作動ガスの温度が極めて低い点である．このこ

とから“Cold”Spray と呼ばれている．また，CS は主に運動エネルギーにより粒子を付

着させることから別名“Kinetic”Spray とも呼ばれている[12]．CS は，溶射材料の融点

または軟化温度よりも低い温度の作動ガスを先細末広ノズルによって超音速に加速し，

その流れの中に材料粒子を投入して加速させ，固相状態のまま基材に高速（300～1200m/s）

で衝突させ皮膜を形成する技術である．皮膜や基材に従来の他の溶射法ほど熱が加わら

ないこと，皮膜は圧縮性の残留応力を帯びていることから，厚さ数m から数十 mm 程

度の皮膜が作製可能である．従来の溶射法では，程度の差はあるが主たる溶射材料であ

る金属の融点は 500 ~ 1800℃付近であるため，溶射粒子の熱変質は避けられなかった．

一方，CS は前述のように作動ガスの温度が極めて低く，ノズル入口部において高々

1000℃程度以下である．また，ノズルの末広部では作動ガスが膨張するため，ガスの静

温度は貯気温度によっては室温以下に下がる．そのため，銅やチタンなどの皮膜を熱劣

化なしに成膜することが可能となる[13]． 

 現在，CS 法は Table 1-1 に示すように，作動ガスの種類の観点から大きく 4 つのタイ

プに分けることができる．（a）の高圧タイプのCS装置では使用する粒子がおよそ 5~50m

程度であり，従来の溶射用の粉末の粒度分布より細かいので，市販の溶射粉末が利用で

きない場合が多い．この欠点を克服するため，ガスをより高温化したり，ノズル入口部

を延長したりした（b）高圧高温タイプやカイネティックスプレーがある．（c）低圧携帯

型 CS 装置は，空気を 0.6MPa 程度まで圧縮できるヒーター内臓のガンである．作動ガス

温度は最大 600℃程度であり，ノズルから噴射される．高圧型と同じくロシアで開発さ

れ，ロシア国内では主に部材の修理とメンテナンスの用途に使用されている．（d）低圧

音速型 CS 法は米国 Inovati 社により開発され，ヘリウムによる低圧（0.5MPa 程度）でガ

ス速度を音速程度に留める Kinetic Metallization（KM）である．ヘリウムの音速は，300℃

程度まで加熱すると 1000m/sを超え，比較的細かな粉末を 500m/s程度以上に加速できる．

KM では，高圧 CS 法のように超音速ガスを流すことによる衝撃波などの弊害を無くし，

低圧でガス消費量が少ないのが特徴である． 

 CS 装置の模式図を図 1-3 に示す．ガス源（通常はボンベ）から供給された高圧作動ガ

スは 2 つの流路に分けられ，このうち主流のプロセスガスはヒーターで加熱され，その

後溶射ガンに供給されて先細末広ノズルにおいて超音速に加速され噴出する．作動ガス

の一部は粉末供給装置へ分流され，キャリアーガスとして溶射粒子と共に溶射ガン後方

から流入する．作動ガスとしては空気，窒素ガス，ヘリウムガスまたはそれらの混合気
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体が使用される．ヘリウムガスを用いると，高い流速が得られる． 

 粒子を低速で衝突させても基材に皮膜は形成されず，場合によってはエロージョン摩

耗（噴流内の固体粒子が材料に衝突し，被衝突材料の表面を損傷，除去する現象）が生

じる．銅粒子の場合，衝突速度が 500 m/s 程度以上になると，粒子の運動エネルギーに

より粒子が塑性変形して皮膜を形成し始める．この皮膜が形成し始める速度を臨界速度

[9]と呼ぶ．この臨界速度は，粒子の材質，直径，温度，酸素含有量，さらに基材の材質

などにより異なる．基材衝突時の粒子速度が粒子臨界速度よりも大きい場合に皮膜の形

成が可能となる．したがって，CS 法を用いた成膜プロセスでは，基材衝突時の粒子速度

は大変重要となる．溶射粒子を高速度に加速するためには，加速に用いるガス流を高速

度にする必要がある．そのため，高圧ガスを膨張させて超音速流を発生させるノズルの

形状設計は重要であり，ノズル上流の貯気圧，ガスの種類，ガス温度が重要な溶射パラ

メータとなる．ガス圧力を大きくすると，ある程度までは速度上昇に効果があるが，限

界がある．作動ガスとしては安価な窒素ガスがよく使用されるが，ガス速度は気体の音

速が大きいほど大きいため，ヘリウムガスを用いると格段に粒子を高速度に加速させる

ことができる．しかし，ヘリウムガスは窒素ガスに比べて高価なため，ランニングコス

トも高くなる．また，ガス速度を大きくするためには，ガス温度を上げることも効果的

であり，CS 装置開発の一つの傾向として，高温・高圧化が競われている[14]．また，溶

射材料としては，金属（銅，ステンレス，ニッケル，チタンなど）をはじめ，プラスチ

ックさらにはサーメットも成膜することが確認されている[15][16]． 

 これまで，CS に関する多くの研究が国内外で行われてきたため，現在では実用段階に

入りつつある．しかし，今後のさらなる発展と実用化のためには，データベースの充実

と成膜のメカニズムの解明を含め，材料科学や圧縮性流体力学などの学際的な研究を組

織的に進めていく必要がある． 

 

Table 1-1 Types of cold spray 

 Type 
Gas conditions 

Characteristics 
Gas Pressure Temperature 

(a) 
High pressure - 

Low temperature 

Air 

Helium 
1~4 MPa Under 500℃ 

Low thermal  

alteration coating  

(b) 
High pressure - 

Low temperature 

Air 

Helium 
1~4 MPa Under 500℃ 

Adjustment of 

refractory metal 

(c) 
Low temperature - 

portable 
Air 

Under  

1 MPa 
Under 600℃ 

Low melt point metal, 

maintenance 

(d) 
Low pressure - 

supersonic 
Helium 

Under 

1MPa 
Under 400℃ Low gas cost 
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CS の長所を以下に示す[12]． 

1)  溶融や凝固の回避 

(ⅰ)  熱応力の除去が可能である． 

(ⅱ)  酸化・熱変質の制御が可能である．（未成膜粉末の再利用） 

(ⅲ)  相と組織の安定性がある． 

(ⅳ)  結晶粒の成長がなく，微小結晶構造の残存が可能である． 

2) 緻密な皮膜が作成可能である． 

3) 密度，熱および電気伝導率が高い皮膜が作成可能である． 

4) 圧縮性残留応力の皮膜となるため，厚膜が作成可能である． 

5) 付着率が高い．（※粉末材料，粒子速度に依存） 

6) 基材への入熱量の抑制が可能である． 

7) 従来の皮膜より硬度が高い．（※加工硬化による） 

8) 必要最小限のマスキングが可能である．（小さな堆積パターン） 

9) 小さい面積にもコーティング可能である．（※形状に依存するが長さ 3mm 以下も可

能である） 

10) 表面仕上げの加工性が優れている． 

11) 装置が比較的シンプルである． 

 

次に，CS の短所を以下に示す[12]． 

1) 基礎的な成膜メカニズムの理解が不十分である． 

2) 皮膜特性の解明とそのベータベースが少ない． 

3) 粉末材料とその施工パラメータのデータベースや経験が不十分である． 

4) ガス消費量が多い． 

5) ノズル内に粒子が付着・堆積する（※粒子が溶融していないのにノズル内に堆積す

る．特にアルミニウムなど低融点金属）． 

6) 使用できる粒子径が比較的細かい．（5 ~ 40m 程度） 

7) 基材上での超音速ガスジェットによるプレート衝撃波の影響により，数m 以下の微

細粒子が成膜しない． 

8) 衝突速度による粒子間の接合状態に差異があり皮膜特性が異なる．（※熱処理により

膜質の改善が可能．また，ヘリウムガスを使用して高速で衝突させた場合，良質な

膜質が製作可能） 

9) 皮膜が厚くなると密着力が低下する． 

10) 直径 1mm 程度以下の微細孔内に堆積しにくいなど，ガス流のよどみの影響などを受

ける． 

 

 



 

8 

 

 

Figure 1-3 Schematic diagram of cold spray 

 

 

1.2 従来の研究 

 1.1.2 項で述べたように，CS では粒子成膜のために，粒子の臨界速度以上の衝突速度

が必要である．粒子速度を大きくするためには，ガス速度を大きくする必要がある．ガ

ス速度を大きくするためには，新しい CS ノズルの開発が必要である．これらの理由か

ら，CS ノズル内の詳細な流動状態および粒子挙動を把握することは極めて重要である．

本節では CS の流動状態と粒子挙動について，従来の研究で解明された点と，未解決に

なっている点について述べる． 

 Dykhuizen ら[17]は，一次元等エントロピー流れを仮定することにより，CS 装置内の

ガス流動および粒子挙動の一次元解析を行った．その結果，ノズルや粒子に関する非常

に多くの形状パラメータと材料パラメータとの間に相互作用が存在することが示された．

粒子速度はガス変数，粒子材料の密度，直径に大きく依存することも分かった．また CS

ノズル性能は，ノズル長さの変化に対しては大きな影響を受けるが，ノズル形状の変化

に対しては，それほど影響を受けないことが報告されている． 

 片野田[18]は，作動ガスにヘリウムガスを用いた場合における CS のガス流動状態と粒

子挙動を一次元解析により求め，窒素ガスの場合と比較した．この研究ではノズル内を

準一次元定常の断熱摩擦流れと仮定し，準一次元流れの基礎式と理想気体の状態方程式

を数値的に解いてノズル内のガス速度，密度，温度，圧力の流れ方向分布を計算した．

解析に用いたノズル形状は，入口直径 10mm，スロート直径 2mm，出口直径 5mm，先細

部長さ25mm，末広部長さ100mmの円錐形である．ノズル内壁の等価相対粗さ[20]は0.003

としている．ノズルから噴出したガスが基材に衝突する際に発生するプレート衝撃波は，

基材の上流 1mm の位置に発生すると仮定した．溶射粒子は，直径 5，15 m の球形の銅

とし，スロートの上流 25mm の位置から中心軸に沿って流入ガス速度の 90%の速度，温

度 300K で下流に向けて噴射されるとした．一次元解析の結果より，ヘリウムガスの方
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が窒素ガスの場合よりもプレート衝撃波直前の粒子速度が大きいことが示された．これ

は，粒子噴射直後からプレート衝撃波の位置まではヘリウムガスの方が粒子が受ける抗

力が大きいためである．また，プレート衝撃波から基材までの間では，ヘリウムガスの

方が窒素ガスの場合よりも粒子は減速しにくいことが示された．これは，プレート衝撃

波を通過した後の窒素ガスの場合に対するヘリウムガスの場合の粒子の相対速度の自乗

が，約 1/10 以下になり，上流向きの抗力の絶対値が小さくなるためであると結論付けら

れた． 

 黄ら[21]は，CS ノズルに対し二次元軸対称モデルの数値シミュレーションを行い，ノ

ズル内半径方向におけるガス温度分布および粒子挙動を明らかにした．この研究では市

販の CFD ソフト（Fluent V6.3）を用い，k-乱流モデルを用いてガスの速度場と流れ場

を解析した．用いたノズル形状は入口直径 15mm，スロート直径 2mm，末広部出口直径

3.6mm，バレルと呼ばれる直管部の出口直径 6.5mm，先細部長さ 148mm，スロート部長

さ 2mm，末広部長さ 55mm，バレル長さ 200mm である．本研究の計算条件を表 1-2 に示

す． 

 

Table 1-2 Conditions of simulation 

Process gas Nitrogen gas 

Stagnant gas pressure (MPa) 1, 2, 3 

Stagnant gas temperature (℃) 200, 300, 400 

Powder material Aluminium 

Particle initial temperature (℃) 70 

Particle initial velocity (m/s) 10 

Particle diameter (m) 30 

 

計算結果より，ノズル末広部の領域では，半径方向のガスの温度勾配が非常に大きいこ

とが示された．貯気温度を 300℃に設定した場合，バレル入口中心部のガス温度は-130℃

であるのに対し，同じ軸方向位置での管壁近傍のガス温度は 230℃を超えている．これ

は粘性によるガスの摩擦により管壁付近のガス速度が大幅に下がることが原因であると

結論付けられている．一方，粒子挙動に関するシミュレーション結果より，粒子はスロ

ート直前からノズル出口までガスにより加速され，粒子の加熱はノズルの先細部で終了

することが示された．スロートを通過した後，ガスは断熱膨張することで温度が急激に

下がるため，粒子温度も急激に減少する．ノズル末広部からバレルに接続する位置にお

いては，衝撃波により，ガス速度および温度の振動が確認されたが，粒子の速度と温度

に関しては衝撃波発生による振動は確認されなかった．作動ガス圧力を 1~3MPa へと増

加させると，ノズル出口下流 20mm における Al 粒子の速度は 490m/s から 630m/s と約

140m/s ほど増加する．同じように作動ガス温度を 200℃から 400℃へと上昇させると，

粒子速度は 580m/sから 660m/sと約 80m/sほど増加することが示された．この結果より，

作動ガスの圧力と温度は CS ノズル内の粒子挙動に大きな影響を与えることが分かる． 
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 このように，CS ノズル内の流動状態および粒子挙動に関する研究の多くは数値シミュ

レーションによるものだが，Katanoda ら[22]は，CS ノズル内の複雑な流れ場をノズル内

壁面圧力測定とシュリーレン法による可視化により実験的に解明した．作動ガスには圧

縮機により圧縮された常温の空気を用いた．貯気圧力は 0.2～0.7MPa である．この研究

ではノズル内部流れを可視化するために，矩形断面をもつノズルを用いた．ノズルはス

ロート高さ 6.5mm，スロート部長さ 10mm，末広部長さ 11mm であり，末広部下流には

可視化するために高さ 11mm，長さ 110mm のバレルが取り付けてある．また流路幅は，

ノズル入口，スロート，バレル全てにおいて 11mm で一定である．シュリーレン法によ

る可視化実験により，貯気圧 0.2～0.4MPa ではバレル内に衝撃波が存在することが示さ

れた．またバレル入口辺りでは，衝撃波の構造は垂直衝撃波と同様であるが，下流側に

なると擬似衝撃波へと発達し，貯気圧 0.25MPa 以上になるとショックトレインの下流部

分がバレル内に存在することも確認されている． 

 CS に関する数値シミュレーションでは，ノズルから基材までの噴流状態および飛行中

の粒子挙動のみならず，粒子が基材に衝突する際の塑性変形現象についても，多くの研

究が行われている．Assadi ら[23]は基材への粒子衝突時における塑性変形現象を，有限

要素解析を用いてモデル化した．その結果，粒子密度と粒子温度は，粒子臨界速度に対

し最も影響を与える 2 つのパラメータであることが結論付けられた．そこで，Schmidt

ら[24]は，より高い基材衝突時の粒子温度を実現するために研究を行った．これは粒子

温度を高くすることで粒子臨界速度を小さくし，溶射粒子の基材への付着率を向上させ

るという新しいアプローチである．高い粒子温度を実現するために新設計された温度調

整器は従来の CS 装置に組み込まれた．様々なガス条件，粒子サイズに対して実験は行

われ，計算結果と比較された．この研究で用いた CS 装置は，小型の 17kW 電気ヒータ

ーが貯気室に直接設置されており，最大 900℃のガス温度を実現できる．設計ガス圧力

は 4.5MPa であり，溶射粒子は貯気室内に噴射される．実験条件は，貯気圧 3MPa，貯気

温度は 200～800℃の範囲で 100℃刻みに設定された．粒子を搬送するためのキャリアー

ガス流量は主ガスの 10%とした．粒子の噴射位置は，スロートから 20mm，135mm 上流

に設定された．溶射粒子の材料は銅である．この研究で改良された CS 装置による実験

の結果，基材衝突時の粒子温度を高くすることに成功した．別途行われた数値シミュレ

ーション結果からも，CS 装置の改良により，基材衝突時の粒子速度と粒子温度が著しく

増加したことが示された．また，実際に製膜された銅皮膜の電気伝導性および強度も，

従来の装置と比べて著しく改善されたと報告されている． 

 上記の Assadi らと Schmidt らの研究からも分かるように，CS での皮膜特性を向上させ

るために粒子臨界速度を小さくするという点でも，ノズルスロート上流の正確な貯気温

度を把握することは極めて重要であると言える．しかしながら，実際の CS 装置におい

て，ノズル直前の正確な貯気温度を把握することは極めて困難である．   

 Gilmore ら[25]は，粒子速度に対する貯気温度，貯気圧力，粒子供給量の影響を粒子速

度計測実験と数値シミュレーションにより調べた．粒子速度の測定には，Laser two-focus 

system を用いた．粒子はスロート上流 25mm の位置から，直径 2.2mm の粒子供給管によ
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りノズル内に投入された．ノズル入口における主ガスの温度は K 型熱電対により測定さ

れた．ガス温度は単純抵抗ヒーターにより，25℃～500℃の範囲で設定された．なお，加

熱は主ガスのみであり，キャリアーガスは常温のままである．この研究では作動ガスを

乾燥空気とヘリウムガスとし，主ガスとキャリアーガスは同じガス種とした．用いた粒

子は全て球形であり，体積平均直径が 19m と 22m の 2 種類の粉末を用いた．作動ガ

スの種類と貯気圧力を固定し，貯気温度変化に対する粒子速度の変化を調べた結果，貯

気温度が増加することにより粒子速度も増加することが示された．これは，貯気温度が

増加する際のガス密度減少の影響に対し，ガス速度増加の影響が勝るため，結果として

ガスから受ける抗力が大きくなることに起因する．この結果は，特に貯気温度が低い場

合（300℃以下）において，別途行われたシミュレーション結果とも一致する．しかし，

貯気温度が高い場合においては，実験結果とシミュレーション結果は一致しないことが

報告されている．この原因の 1 つとしては，実験において，キャリアーガスと主ガスが

完全に混合されていないためだと考えられる．つまり，完全に混合したと仮定している

計算でのガス条件と実験でのガス条件が異なっている可能性がある．この影響は貯気温

度が高温になるほど顕在化すると報告されている． 

 Samareh ら[26]は，幾何学的なガスの流れ構造，粒子速度，流れに対する粒子負荷率の

影響を CS における固気混相流の数値シミュレーションと実験により明らかにした．こ

の研究におけるシミュレーションおよび実験結果より，3g/s 以下という比較的少ない粒

子流量（ガス流量 0.026kg/s）の範囲においても，粒子速度は減少することが示されてい

る．また，実験によるガス温度測定により，ノズルスロートでの全温度は，ヒーター出

口で測定された全温度に対し 100K ほど低い値を示すことも報告されている．これは，

ガスから CS 装置内壁への熱伝達が原因であるとされている．これらの結果から分かる

ように，CS 装置の貯気温度として一般的に測定されるヒーター出口でのガス温度と，ノ

ズル入口でのガス温度は大きく異なる．粒子挙動やガス流動状態を予測するためには，

ノズル入口でのガス温度を正確に把握する必要があるが，溶射粒子が混在するため，熱

電対挿入による直接の測定は極めて困難である．加えて現時点でノズル入口全温度を正

確に予測する手法は，著者の知る限り存在しない． 

 Jodoin ら[27]は，CS ノズル内部流動，またノズル出口近傍の粒子速度を推定するため

に，2 次元軸対称数学モデルを用いた．この研究で提案される数学モデルは，流れ場中

の乱流の影響を考慮するため，レイノルズ平均の一般的な保存形式での連続の式，運動

量保存則，エネルギー保存則が用いられた．乱流モデルには，k-乱流モデルが用いられ

た．計算結果と比較するための粒子速度測定実験も行われた．実験に用いられたノズル

形状は，スロート直径と出口直径はそれぞれ，2.6mm，8.4mm である．また，粒子速度

に関しては，Spray watch system（OSEIR 社製）と高速シャッタ CCD カメラを組み合わ

せて計測を行った．計算結果と実験結果の比較により，提案する数学モデルは一次元理

論に比べて良い精度を示した．この数学モデルは，噴流中に衝撃波が存在したとしても，

粒子挙動の予測に関して良い精度を示した．Jodoin らの計算結果では，ノズル末広部領

域にて斜め衝撃波が確認された．この衝撃波により，ガス速度とマッハ数は急激に下が
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り，一方，圧力とガス温度は急激に増加する．また，1 つ目の斜め衝撃波の直前におい

てガス速度は最大となることが示された． 

 Pardhasaradhi ら[28]は，粒子速度を計算するために，粒子加速モデルを組み合わせた 1

次元等エントロピーガス流動モデルを用いた．また粒子速度に対する貯気温度，貯気圧，

粒子供給量，粒子直径および密度の影響を，粒子速度を測定することで実験的に調べた．

本実験では矩形断面出口をもつ超音速ノズルを使用した．スロートと出口寸法はそれぞ

れ，3×3mm と 10×3mm，末広部長さは 102mm であり，末広部は直線的に拡大する．

粒子は先細部入口から投入され，粒子速度の計測には SprayWatch が使用された．実験結

果と計算結果の比較により，貯気温度は，貯気圧力と比較して粒子速度に大きな影響を

与えることを示した．また，粒子直径と粒子密度は，貯気温度，貯気圧力と比較して，

粒子速度に大きな影響を与えることが分かった．さらに，粒子速度に対するガス変数（貯

気温度，貯気圧）と供給粒子変数（粒子直径，密度）の間の相互依存性は存在しないこ

とが確認された． 

 Katanoda ら[29]は，粒子直径と粒子密度が粒子速度に影響を及ぼすことを CS の数値シ

ミュレーションにより明らかにした．この研究では材料の種類とは無関係に，粒子速度

と粒子温度に影響を与える実用性の高い組合せパラメータを調べた．数値シミュレーシ

ョンでは，作動ガスに窒素ガスとヘリウムガスを用い，粒子直径 0.1～30m の Cu，

WC-12Co，Ti 粒子を用いた．スロート上流の貯気温度と貯気圧力は，それぞれ 3MPa，

576K に設定した．シミュレーション結果より，粒子直径に粒子密度を掛けたパラメータ

は，粒子速度に影響を及ぼすことを示した．一方，粒子直径の自乗と粒子材料密度，比

熱比を掛けたパラメータは，粒子温度に影響を及ぼすことを示した．  

 上記で紹介したように数値シミュレーションによる粒子挙動の解明，また計算手法の

改良に伴い，より正確な溶射粒子の速度を測定するための研究も行われている．黒田ら

[30]は，溶射粒子からの熱放射を利用して，溶射に適した実用性の高い粒子温度，粒子

速度計測法を開発することを目的として研究を行った．従来の溶射粒子の速度計測は，

レーザードップラー法や Laser Two-focus system により行われてきた．しかし，これらの

方法は光学系の精密な測定が必要であり，且つ，溶射で用いられるような高密度粒子流

に適用しにくいなどの問題がある．この研究で提案される方法は，多数の溶射粒子の流

れを 1 つの粒子束と見なし，測定体積中に含まれる複数の粒子からの放射光を同時に取

り込み，平均的な温度を迅速に求めようとするものである．この研究はプラズマ溶射を

対象に行われた．その結果，本計測手法により，実際の成膜形成に用いられるような高

密度の粒子に対しても，その平均速度や温度の測定が可能であることが示された．しか

しながら，CS ではプラズマ溶射の場合ほど粒子温度が高くならないため，粒子が発する

放射光が弱い．そのため，放射光を検出する手法で粒子速度を測定することは困難であ

る．このような場合，粒子の流れにレーザーシートを照射する粒子画像流速測定法

（Particle Image velocimetry；以下，PIV）が用いられる．粒子速度の測定に関しては多く

の手法が存在するが，PIV はデータ生産性の高さ（平面内の速度分布が一度に取得可能），

様々な流れへの汎用性，使用ハードウェア及びソフトウェアの完成度などの点で，特に
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有望なシステムであると考えられている． 

 坂田ら[31]は，PIV による CS の粒子速度計測の手法について，高速シャッタカメラに

よる粒子直接撮影との比較により考察を行った．粒子速度測定実験に使用した CS 装置

は，INOVATI 社製 KM-CDS3.0 装置である．また，使用した Ni 粉末は球状でメジアン径

は 17.32m，WC-Co 粉末は塊状でメジアン径は 4.09m である．粒子の直接撮影に用い

た高速シャッタカメラは，記録画素数 1280×1024pixel，最短露光時間 3ns，多重露光イ

ンターバル最短 500ns で撮影可能な ICCD カメラ（PCO 社製 DiCAM-Pro）である．撮影

条件は，光学倍率 20 倍（使用カメラにおける視野幅 0.97mm×0.78mm），露光時間 10ns，

500ns のインターバルで 2 回の多重露光を行い，照明には高感度フラッシュを用いた．  

高速度シャッタカメラによる撮影結果より，15m 以上の粒子径を有する粒子の場合，多

重露光撮影による粒径，粒子速度の同時計測が可能であることを示唆した．しかし，15m

以下の粒子径を有する場合は，粒子径が小さく粒子速度が高速であったために撮影でき

ないことが報告されている．また PIV システムによる計測結果より，1m から数m 程

度の粒子径を有する粉末の場合は 1200m/s 程度までの速度分布計測を可能にする必要が

あるため，ダブルパルスの時間間隔を 100ns まで短くしなければならないことが示唆さ

れた．さらに CS システムにおける PIV 計測のような高速の粒子速度を測定する場合，

標準的な PIV計測では無視できるレーザーのQスイッチビルドアップタイムのばらつき

の影響が顕在化する可能性がある．そのため，ダブルパルスの時間間隔を高速フォトデ

ィテクタで常にモニターし，実測値で速度計算できるように補正機能を付加するなど工

夫する必要があることも報告されている． 

 Zahiri ら[32]は，市販のチタン粒子に対して PIV を適用することにより，異なるガス圧

力，ガス温度に対する超音速流れ場を特徴付けることを目的とし，研究を行った．使用

したチタン粒子は平均直径 27μm である．作動ガスには窒素ガスとヘリウムガスの 2 種

類が用いられた．ノズル形状は，スロート直径 2.6mm，出口直径 8.5mm，末広部長さ

71.3mm である．ガス温度とガス圧力はノズルの先細領域の上流（よどみ領域）にて測定

された．本研究で用いた PIV システムは，SensiCam12bit デジタル CCD カメラ（1280×

1024pixels），New Wave 120mJ double-cavity Nd:YAG Laser で構成されている．出力レーザ

ーは波長 532nm であり，CCD カメラにより撮影される物理空間は 278×22mm
2である．

検査領域は 16×16pxels でオーバーラップは 50%とした．また 2 時刻目の画像を撮影す

るためのレーザーパルス間隔は 4s であり，最大 900m/s の粒子速度まで捕えることがで

きる．この実験では 800 組の画像から PIV 平均速度を算出した．実験の結果より，コー

ルドスプレーの超音速噴流中における粒子速度が実験的に明らかとなった．特にヘリウ

ムガスを作動ガスとして用いた場合，チタン粒子はノズル外部で加速することが示され

た．窒素ガスと比較した場合，ヘリウムガスでは CS ノズル下流の高速噴流領域が拡大

することも確認されている．貯気圧力を大きくすることにより，ノズル軸近傍を飛行す

る粒子の速度が大きくなる．これは貯気圧を大きくすることにより，ノズル中心軸上に

おける高速噴流領域が拡大するからであると結論付けられた． 

 三上ら[33]は，コールドスプレーにおける粒子速度を PIV により測定し，貯気温度と
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貯気圧力の変化による粒子速度の比較を行い，さらに数値シミュレーションによる結果

との比較を行った．実験条件は，貯気圧力 1，2，3MPa，貯気温度は常温，500，600，

700℃である．作動ガスにはヘリウムガスを用いた．金属粉末は高炭素鋼粉末で，粒子直

径 25m 以下のものが使用された（粒子形状に関する記載はない）．数値シミュレーショ

ンに関しては，乱流モデルに圧縮性を考慮した Large Eddy Simulation の Smagorinskyモデ

ルが用いられた．粒子の運動方程式においては粘性抵抗力のみが考慮されている．この

研究の結果より，貯気圧力を増加させることにより，粒子速度は著しく増加することが

示された．一方，貯気温度を上昇させることによる粒子速度の増加も確認できたが，ガ

スが高温になるにつれて過膨張の影響から粒子速度の上昇率が低下する傾向も報告され

ている．また実験結果と数値シミュレーション結果の比較に関しては，貯気圧が小さい

範囲においては，実験結果と数値シミュレーション結果との差は小さいことが報告され

ている．しかし，高圧側に関しては，実験結果と数値シミュレーション結果との差が大

きくなり，今後さらに検討する必要があると考えられている．  

 以上のように，CS の粒子挙動に関する実験的研究，および数値シミュレーションによ

る研究から，ノズル上流の貯気圧力および貯気温度が粒子速度に与える影響は極めて大

きいことが分かる．このため溶射皮膜特性の良否を左右する粒子速度を正確に予測する

ためにも，貯気圧力および貯気温度を正確に把握することが極めて重要であると言える．

貯気圧力は，校正された圧力センサーを貯気室へ取付けることにより，正確な貯気圧力

の測定が可能である．しかし，現状の CS 装置においては，前述したように正確な貯気

温度を把握することは極めて困難である．一般的な CS 装置では，ヒーター出口のガス

温度を測定しているが，ガスからノズル内壁への熱伝達の影響，さらには常温のキャリ

アーガスとの混合により，ガス温度が著しく低下するからである．また上記の文献から

も分かるように，CS の粒子速度測定には，しばしば PIV が用いられる．通常の PIV 計

測と比べ，粒子速度が比較的高速であるため，精度の良い測定を行うには様々な工夫や

考慮が必要である．また，文献[33]では，貯気圧が大きいに関しては PIV 計測結果と数

値シミュレーション結果との差が大きくなるとの報告があるが，これに関する明確な原

因は示されていない．  
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1.3 本研究の目的 

 

 

Figure 1-4 Development flow of thermal spray coating 

 

 実際の溶射皮膜の開発フロー例を図 1-4 に示す．エンドユーザー（例えば，A 自動車）

が皮膜仕様を溶射施工メーカーに提示する．皮膜仕様を提示された溶射施工メーカーは，

まず，溶射材料の組成・粒径の検討を行い，溶射法の選定，最大ガス温度，最大ガス圧

力を検討し，目標粒子速度を設定する．次に，設定された目標粒子速度を達成するため

のノズル形状とガス条件を流体シミュレーションにより検討し，ノズル形状を決定した

後，実際に製作を行う．しかし，この段階では，実際に製作されたノズルが設計通りの

性能を達成しているか不明である．実験的に最終確認を行うためにも，ノズル性能の実

験的検証が必要である．実験的検証によりノズル性能が設計通りの性能を達成している

ことが判明した後，実際に成膜実験を行い，製作された皮膜の評価を行う．評価の結果，

合格の場合は，エンドユーザーに皮膜が納品され，不合格の場合は，溶射材料の組成・

粒径，もしくは溶射法の選定について再検討される． 

 以上のように，実際に製作されたノズルの性能を正確に把握することは，目標とする

皮膜特性を実現する上でも極めて重要である．特に，CS ノズルのようにスロートが 2mm

程度の小径で，末広部長さ 100mm 以上の細長い超音速ノズルの製作においては，設計図
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面通りに正確に製作するには高度な技術が必要であり，内面の加工精度に多少のばらつ

きが発生することは避けられない．しかも，製作されたノズル内形状を実際に測定する

ことは，三次元精密測定機をもってしても不可能である．そのため，ノズル性能を評価

できる唯一の方法は，ノズル内における流動パラメータ（圧力，速度，マッハ数，温度）

を測定し，各設計値と比較する方法である．しかし，1.2 節からも分かるように，CS ノ

ズル内部の流動状態を実験的に検証した研究は少なく，特にノズル入口の貯気温度，ま

たノズル内のガス温度，ガス速度，マッハ数などを実験的に計測する手法もほとんど確

立されていない．また，PIV により CS の粒子速度の計測を行いシミュレーション結果と

比較する場合，同じガス条件であるにも関わらず，シミュレーションでの粒子速度と PIV

計測結果が一致しないことがしばしばある．この場合，数値シミュレーション側に問題

があるのか，もしくは PIV 計測側に問題があるのかを議論する以前に，両者を同じ条件

で比較しているかという根本的な問題がある．溶射粒子には，流れに追従しやすい小粒

径の粒子から，追従しにくい大粒径の粒子までが含まれる．大小の粒子からなる粉末を

気流に混入させて PIVを適用すると，1つの PIV速度ベクトルを算出する微小領域にも，

高速の小粒子から，低速の大粒子が混在することになる．すなわち，そのような粒子画

像に対して得られる微小領域の平均速度ベクトルは，平均直径何m の粒子の速度に対応

するのであろうか．著者の知る限り，この疑問に明確に答えられる研究は見あたらない．

数値シミュレーションでは，実際に用いられた粉末の代表直径で粒子速度を計算する場

合が多いが，PIV 計測と同じ条件で粒子速度の数値シミュレーションを行う場合，代表

直径をいくらにすれば良いかが判然としない． 

 そこで本研究では，コールドスプレーノズル開発プロセスにおけるノズル性能の実験

的検証方法の確立を最終目的とする．ノズル性能の実験的検証方法を確立するため，本

研究では具体的に以下のことを明らかにする． 

(1) コールドスプレー装置における貯気温度の推定方法 

(2) 表面温度に基づくコールドスプレーノズル内部流動状態の推定方法 

(3) 相互相関法により得られるコールドスプレーの粒子群の速度と平均直径に関する

考察 

 

1.4 本論文の構成 

 本論文は 5 章から構成されている． 

 第 1 章では，まず，表面処理技術，溶射法，CS の概要について述べる．次に CS に関

する従来の研究を詳細に述べる．具体的には，CS のガス流動に関する研究，粒子挙動に

関する研究，粒子速度の計測に関する研究について解明された点と未解決となっている

点を述べる．章の最後には，本研究の目的および本論文の構成について述べる． 

 第 2 章では，CS 装置の混合ガス温度を推定する手法として，気体力学的な計算に基づ

いた混合ガス温度の推定と，ノズル外壁温度による間接的推定方法について検証する．

前者は，まず正確な質量流量，貯気温度，貯気圧からスロート断面積を求め，スロート

断面積と貯気圧から混合ガス温度を推定する手法の妥当性について検証する．後者は，
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ノズル外壁温度測定実験および CS ノズルの伝熱計算により，ノズル外壁温度を用いた

貯気温度の推算方法の妥当性について検証する． 

 第 3 章では，赤外線カメラを用いて得られた CS ノズル外壁温度の熱画像から，伝熱

計算によりノズル内のガス温度，マッハ数，ガス速度，静圧を推定する．さらに，伝熱

計算と，静圧測定実験，ノズル出口ピトー圧測定実験，準一次元数値解析の結果を比較

し，本手法の妥当性を検証する．  

 第 4 章では，コールドスプレーにおいて，相互相関法により得られる粒子速度と，そ

れに対応する粉末の平均直径について，相互相関法の原理に基づいて一次元の粒子流れ

を用いて考察した． 

 第 5 章では，本論文の結論を総括した． 
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第 2 章 コールドスプレー装置におけるノズル入口全温度の推定方法 

 

2.1 緒論 

 コールドスプレーでは，基材衝突時の粒子の速度と温度が皮膜の特性に大きな影響を

与える．一般的には，ガス速度が大きいほど基材衝突時の粒子速度が大きくなり，ガス

温度が高いほど基材衝突時の粒子温度が高くなる[34]，[35]，[36]，[37]．それゆえ，CS

ノズル上流に設置されている貯気室の圧力（以下，貯気圧）と温度（以下，貯気温度）

は，皮膜の特性に大きな影響を与える重要なパラメータである．貯気圧を大きくするこ

とにより，ノズル内軸方向のガス速度分布は変化しないが，ガス密度が増加するため粒

子速度が大きくなる．これは粒子に作用する流体抗力が，ガス密度に比例して大きくな

るからである．しかしながら，ガスの質量流量は貯気圧に対し線形的に比例するため，

粒子速度を大きくするために貯気圧を大きくすると，ガスの消費量が増加する．一方，

貯気温度を高くした場合は，ガス速度が大きくなるため粒子速度は大きくなり，ガスの

消費量は減少する．これはノズル内でのガス速度は貯気温度の平方根に比例し，ガスの

質量流量は貯気温度の平方根に反比例するからである．さらに，ガス温度を高くするこ

とにより基材衝突時の粒子温度が高くなるため，粒子臨界速度が小さくなり[38]，[39]，

粒子の付着率が向上するというメリットもある． 

 貯気圧と貯気温度は皮膜特性に大きな影響を与える重要な溶射パラメータであるため，

それらは正確に測定されなければならない．貯気圧は，校正された圧力センサを用いる

ことにより容易に正確な測定が可能である．しかし，貯気温度は，ガスから装置内壁へ

の熱伝達，さらには常温のキャリアーガスとの混合により，正確な値を測定するのは容

易ではない．図 2-1 に典型的な CS 装置を示す．図に示すように，多くの CS に関する研

究では，貯気温度の実測値（実験値）としてヒーター出口で測定されるガス温度が示さ

れることがほとんどであるが，この温度にはヒーター出口から粒子噴射孔までの熱損失

や常温のキャリアーガス混合による主ガスの温度減少などが考慮されていない[40]． 

 

 

Figure 2-1 Typical setup of CS system 
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ここで強調したいことは，粒子速度と温度に直接影響を与えるガス温度は，ヒーター出

口のガス温度ではなく，粒子噴射位置（Powder injection point；以下，PIP）下流において

常温のキャリアーガスと主ガスが混合したガスの温度だという点である．それゆえ， PIP

下流（例えば，CS ノズルスロート）における混合ガス温度を正確に測定，もしくは推定

する必要がある． 

 

Table 2-1 Three methods of gas temperature estimation 

# Method Measurement Problem 

1 Direct measurement Mixed gas temperature 
Powder collision to 

thermo-couple 

2 Indirect measurement Metal temperature Uncertainly in accuracy 

3 Calculation 
Mass flow rate of total 

gas flow 

Dependency on throat 

diameter 

 

 主ガスとキャリアーガスの混合ガス温度を求める 3 つの方法を表 2-1 に示す．まず，1

つ目の方法は熱電対を挿入することにより，直接混合ガス温度を測定する方法である．

この方法では PIP より下流に熱電対を挿入しなければならない．それゆえ，飛行中の溶

射粒子が熱電対に衝突し付着するため，この方法ではガス温度の計測は困難である． 

 2 つ目の方法は間接的に混合ガス温度を測定する方法である．すなわち，CS ノズル外

壁温度を測定することで，混合ガス温度を求める方法である．CS ノズルから実際に溶射

粒子を噴く場合においても，本手法は実用的であると言える．しかし，ノズル表面温度

を測定することによる混合ガス温度の予測精度については不明である． 

 3 つ目の方法は，計算によりガス温度を求める方法である．すなわち，主ガスの質量

流量m を正確に測定し，以下の質量流量の式から混合ガス温度 T0,mixを求める． 

 *

,0

*
0 

mixRT

Ap
m         (2.1) 

ここで，p0は貯気圧，A
*はスロートでの断面積，R はガス定数，*は臨界流れ係数であ

る．式（2.1）から分かるように，混合ガスの全温度 T0mixは A
*の自乗に比例，すなわち

スロート直径の 4 乗に比例するため，スロート直径を正確に求める必要がある．CS のよ

うな細長い超音速ノズルにおいて，スロート直径の正確な実測は極めて困難である．そ

のため，本実験では，まず常温の状態で測定されたガスの質量流量と貯気圧からスロー

トでの断面積を求める．スロートでの断面積と貯気圧を用いて，式（2.1）より高温の実

験での混合ガスの全温度を推定する手法について検証する． 

  以上のように，本研究では CS 装置の混合ガス温度を推定する手法として，計算に

よる混合ガス温度の推定（表 2-1 の手法 3）と，ノズル外壁温度による間接的推定方法（表

2-1 の手法 2）について検証を行う．手法 3 については，まず正確な質量流量，貯気温度，

貯気圧からスロート断面積を求め，スロート断面積と貯気圧を用いて混合ガス温度を推
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定する手法の妥当性について検証を行う．手法 2 については，ノズル外壁温度測定実験

および CS ノズルの伝熱計算により，ノズル外壁温度を用いた貯気温度の推算方法の妥

当性について検証を行う． 

 

2.2 実験装置 

 本節では，研究で使用した実験装置，計測器，実験条件および実験の手順について述

べる．2.2.1 項では質量流量計の精度検定について，2.2.2 項では K 型シートカップル熱

電対によるノズル外壁温度の測定について説明する． 

 

2.2.1 質量流量計の精度検定 

(1) 実験装置および計測機器 

 本研究では，質量流量の測定には山武社製 MQV0500 型デジタルマスフローコントロ

ーラー（定格圧力 0.6MPa_abs，標準フルスケール流量 500slm）（Digital mass flow controller 

以下，DMC）を使用している．DMC の精度が保証されている定格圧力は絶対圧で 0.6MPa

である．しかし，本研究では，1MPa の圧力下で DMC を使用しており，測定精度が不明

である．そこで本実験では，定格圧力以上の圧力下での DMC の測定精度を確認する． 

 DMC の検定実験の模式図を図 2-2 に示す．実験装置本体は，貯気室および CS ノズル

から構成される．使用した CS ノズル（Nozzle3）の材質は SUS304 であり，先細部長さ

は 35mm，ノズル末広部長さは 180mm，スロート直径は 1.89mm，出口直径は 4mm であ

る．本実験では作動ガスとして常温の窒素ガスを使用した．窒素ガスは，窒素ガスボン

ベ⑬（最大 15MPa）から減圧弁によって 3MPa 以下に減圧され，貯気室内に送られる．

貯気室に送られた窒素ガスは，貯気室内でよどみ状態となり，貯気室下流に接続してあ

る CS ノズルを通り大気中に噴出する．DMC⑭の出力電圧は AD 変換器⑦を介してパー

ソナルコンピュータに記録される．AD 変換器のサンプリング周波数は 0.5Hz とした． 

 

 

Figure 2-2 Experimental setup for calibration of the digital mass flow controller 
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(2) 実験の手順 

 本実験の手順は以下に示す通りである． 

1) 天秤ばかりを用い，充びんの窒素ボンベの全質量を測定した． 

2) サンプリング周波数 0.5Hz で DMC の出力電圧の測定を開始した．DMC が測定した

電圧データは，AD変換器を経由し，パーソナルコンピュータに記録された． 

3) 手動式の調圧弁を開放し，貯気室内の圧力を目標圧力まで昇圧させた． 

4) デジタルマノメータの表示圧力が目標圧力を下回り始めた直後に，調圧弁を閉じた． 

5) 使用した窒素ガスボンベの全質量を再び天秤ばかりで測定した． 

なお，計測時間は約 25 分であった． 

 

(3) 実験条件 

 DMC の精度検定には，作動ガスとして窒素ガス用いた．貯気圧は 0.8，0.9，1.0MPa

とした． 

 

2.2.2 K 型シートカップル熱電対によるノズル外壁温度の測定 

(1) 実験装置および計測器 

 本研究で用いた CS 装置の模式図を図 2-3 に示す．実験装置本体は，コンプレッサー，

エアドライヤー，エアータンク，電磁弁，電気ヒーター，貯気室，CS ノズル，溶射ブー

ス，集塵機から構成される．使用した CS ノズルの詳細寸法を図 2-4 に示す．ノズルの材

料は SUS304である．先細部長さ 35mm，ノズル末広部長さ 180mm，スロート直径 1.89mm，

出口直径 4mm である．作動ガスには空気を用いた．コンプレッサー①から吐出された空

気はエアドライヤー②を通り，容量 1000L の空気タンク 2 基③に最大 1MPa まで蓄えら

れる．空気タンク内の圧縮空気は手動の調圧弁⑥により圧力が調整され，調圧弁⑥を通

過した後，ガスは主ガスとキャリアーガスに分岐する．主ガスは，電気ヒーター⑪を通

ることで加熱され，その後，貯気室内⑫に送られる．一方，キャリアーガスは分岐した

後，キャリアーガス側の手動弁⑨により流量が調整され，常温のまま貯気室内に送られ

る．貯気室に送られた主ガスとキャリアーガスは，貯気室内でよどみ状態になり，混合

する．その後，主ガスとキャリアーガスの混合ガスは CS ノズル⑲で超音速へと加速し，

溶射ブース内⑳に噴出する．溶射ブース内に噴出された混合ガスは，集塵機㉑により回

収され，実験室屋外に放出される．本実験装置では，ヒーター，貯気室と CS ノズルの

外壁面を断熱材（グラスウール製）⑩で覆っている．本実験では，ガスの質量流量，貯

気圧，混合ガス全温度，CS ノズル外壁温度の測定を行った．全体のガスの質量流量 DMCm

の測定には山武社製 MQV0500 型デジタルマスフローコントローラー④，キャリアーガ

ス carrierm と主ガス mainm の質量流量の測定には，それぞれ SUNX 社製 FM-255-AR（定格

圧力 0.7MPa，gauge）⑦，⑧，貯気圧 p0の測定には，Sensez 社製 HLV-001MP 型半導体

圧力センサ（測定圧力範囲：0～1.0MPa，gauge），混合ガス温度 T0,mix,exp.の測定には，チ

ノー社製 K 型シース熱電対（測定温度範囲：0～1200℃），CS ノズル壁面温度2の測定

には，チノー社製 K 型シートカップル熱電対（測定温度範囲：0～1200℃）を用いた．
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ガスの質量流量は，DMC に表示される値を記録した．貯気室内壁面からの熱伝導誤差の

影響を避けるため，シース熱電対⑰の先端が中心にくるようにコイル状に巻き，先細ノ

ズル入口部に設置した．ノズル外壁に貼付したシートカップル熱電対⑱の詳細な模式図

を図 2-5 に示す．シートカップル熱電対は，ノズルスロートを原点として，流れ方向に 0，

90mm，179mm の位置にアルミテープで固定し，ノズル外壁の温度を測定した．このと

き，熱電対の先端にある測温接点部近傍のみがノズル表面に接触するようにアルミテー

プで固定した．シース熱電対⑰とシートカップル熱電対⑱により測定された温度は温度

表示器⑬に表示され，表示された温度を記録した．半導体圧力センサ⑭からの出力電圧

は，AD 変換ボードを介してパーソナルコンピュータに記録された．なお，本実験では

粒子は噴射していない． 

 

 

Figure 2-3 Experimental setup 
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Figure 2-4 Cold spray nozzle 

 

 

Figure 2-5 Schematic diagram of thermocouple attaching on the nozzle surface 

 

(2) 実験の手順 

 本実験の手順は以下に示す通りである． 

1) 半導体圧力センサの大気圧時における出力電圧を測定した． 

2) 手動式の調圧弁を開放することで，貯気室内の圧力を目標圧力まで昇圧させた．本

実験は，ノズル内に衝撃波が存在しない貯気圧 1MPa の条件下で行った． 

3) 貯気圧が目標圧力近傍で安定したのを確認した後，ヒーター設定温度を目標温度に

設定し，ヒーターを作動させた． 

4) 静定時間を 30 分として，DMC の表示質量流量 MFMm ，半導体圧力センサの出力電

圧 Vst，混合ガス温度 Tg_mix,exp.，CS ノズル壁面温度2を測定した． 

5) 測定した半導体圧力センサの出力電圧は，AD 変換器を経由し，パーソナルコンピ

ュータに記録された．一方，混合ガス温度，CS ノズル外壁温度は，表示器に表示さ

れる値の最大値，最小値をそれぞれ 3 回記録し，それらの値を算術平均したものを

記録した． 
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(3) 実験条件 

 実験条件を表 2-2 に示す． 

 

Table 2-2 Experimental conditions 

Working gas  Air 

Stagnant pressure [MPa] 1.0 

Heater target temperature [K] 373，479，579，677 

Stabilization time [min.] 30 

Thermal insulator material Glass wool 

Ratio of main gas and carrier gas 4 : 1 

 

2.3 解析方法 

 本節では，本研究で用いた混合ガス温度の解析方法について記述する．2.3.1 項では

CS ノズルの伝熱計算について，2.3.2 項では質量流量と貯気圧から混合ガス温度を計算

する方法について述べる． 

 

2.3.1 CS ノズルの伝熱計算による混合ガス温度の推算 

 2.1 節において，ノズル表面温度を測定することによる混合ガス温度を推算する方法に

ついて述べたが，本手法の精度については不明である．そこで，本研究では CS ノズル

の伝熱計算による理論解析を行う．本解析で用いた CS ノズルにおける伝熱計算の解析

モデルを図 2-6 に示す．以下に示す解析モデルの各部の寸法は，実験装置と同様である．

貯気室の内径 ds1および外径 ds2は，それぞれ 18mm，28mm とした．断熱材であるグラ

スウールの厚さ t は，貯気室およびノズル外壁全てにおいて 1mm とした．CS ノズルの

スロート直径 d1
*，出口直径 d1e，ノズル外径 d2は，それぞれ 1.89mm，4mm，10mm であ

る．貯気室，ノズル先細部，ノズル末広部の軸方向長さは，それぞれ Lc=100mm，Lcon=35mm，

Ldiv=180mm である．自然対流によるノズルの冷却は考慮する．電気ヒーターにより加熱

された全温度 T0,inの主ガスは，貯気室の上流端から流入する．その後，貯気室入口（x=0mm）

から貯気室出口（x=100mm）まで移動する間のガスから貯気室内壁への熱伝達により，

ガス温度は T0,inから減少する．x=100mm（PIP）において，加熱された主ガスは常温のキ

ャリアーガスと混合し始め，スロートにおいて十分に混合して温度 T0,mixとなるとした．

本解析で用いた仮定を以下に示す． 
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Figure 2-6 Schematic diagram of analytical model 

 

1) ノズル内の流れは熱伝達を伴う準一次元流れとする． 

2) 気体は完全気体とする． 

3) ノズル半径方向に対する一次元定常の熱伝導及び熱伝達のみを考える． 

上記の仮定を基に，貯気室におけるガス温度，内壁温度および外壁温度の計算方法を以

下に述べる． 

 まず，主ガスのみでキャリアーガスを噴射しない場合について説明する．貯気室内の

圧力 p0，ガス温度 T0,inが与えられたときの主ガスの質量流量 mainm は次式で計算される

[41]． 

 
  *
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2*
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
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m         (2.2) 

 
1

1

*

1

2 




















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ここで， *
1d ，はそれぞれスロート直径，比熱比である．厳密に言えば，式（2.2）は貯

気室上流端からノズルスロートまで等エントロピー流れの仮定で成り立つ式であるため，

ガスから内壁への伝熱を考慮する本解析では適用できない．しかしながら，熱損失によ

る質量流量の計算誤差は最大で 0.5%であるため，本解析では式（2.2）を適用する．任意

の軸方向位置におけるガス速度 ugは，質量保存則より以下の式で計算される． 

 

g

main
g

d

m
u


 2

1
4


         (2.4) 

ここで，d1，gは，それぞれ任意の軸方向位置における CS ノズル内径，ガス密度である．

ガス密度は理想気体の状態方程式より， 
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g

g
RT

p
         (2.5) 

ここで，p，Tgは，それぞれガスの静圧，静温度である．全温度 T0，静温度 Tgおよびマ

ッハ数 M の関係は，以下のようになる． 

 20
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1
1 M

T

T

g





       (2.6) 

全圧 p0，静圧 p およびマッハ数 M の関係は，以下のようになる． 
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マッハ数は，以下の等エントロピー流れの関係式より計算できる． 
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ある特定の p0，T0,in，d1，に対し，以下に示す伝熱計算により計算された T0を与え，式

（2.2）～（2.8）を解く． 

 次に，本解析における伝熱計算について説明する．ノズル軸方向の微小区間 x～x+dx

におけるガスからノズル内壁への伝熱量 dQ1は，以下のように表すことができる． 

   dxdThdQ aw 1111         (2.9) 

ここで，h1，Taw，1は，それぞれ管内強制対流の熱伝達係数，乱流の回復温度，ノズル

内壁温度である．回復温度は次式により計算される． 
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
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ここで，rc，Pr，cp，g，kgは，それぞれ回復係数，CS ノズル内のガスのプラントル数，

定圧比熱，粘性係数，ガスの熱伝導率である．式（2.9）の強制対流熱伝達係数 h1は，乱

流の場合における以下の式より計算される[42]． 

 4.08.011
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（Air； ref =17.16×10-
6
 N･s/m

2， ref
T =273.15K，S = 111K）[43] 

ここで，Nu1，Redは，それぞれ管内乱流の強制対流熱伝達におけるヌセルト数，レイノ

ルズ数である．ここで，ガスの圧縮性を考慮するため，次式に示す境界層内の温度勾配

の影響を考慮した参照温度[44]を用いて cp，g，kgを決定した． 

    gawggg TTTTT  22.050.0
~

1      (2.16) 

式（2.9）を変形することにより，ノズル内壁温度は以下の式から求められる． 
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1
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         (2.17) 

 円筒座標における熱伝導方程式より，ノズル外壁温度2およびグラスウール外壁温度

3は，ノズル肉厚部の半径方向伝熱量 dQ12とグラスウール内の半径方向伝熱量 dQ23によ

り，以下の式で表される． 
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ここで，d2，d3，k12，k23は，それぞれ貯気室外径，グラスウール外径，貯気室の材料の

熱伝導率（SUS：16.3 W/(m･K)），グラスウールの熱伝導率（本計算では，0.05W/(m･K)）

である． 

 グラスウール外表面から大気への自然対流熱伝達と輻射による伝熱量 dQ3は，以下の

式で表される． 

     dxdTdxdThdQ aa 3
44

333333        (2.20) 

ここで，h3，Ta，，3は，それぞれ自然対流熱伝達係数，大気温度，ステファン・ボル

ツマン定数，グラスウール表面の輻射率である．本解析では，式（2.20）中の Ta，3を

それぞれ 300K， 0.10 とした．なお，3は 0.9 としても結果にほとんど影響を与えなか

った．自然対流熱伝達係数 h3は，水平に設置された円柱周りの層流の場合の次式より計

算した[45]． 

   41

,

33
3 53.0 PrG

k

hd
Nu r

fa

       (2.21) 

 
 2,,

3
33

fafa

af

r

dTg
G



 
        (2.22) 

 
f

f
T

1
         (2.23) 



 

28 

 

 
 

2

3 a
f

T
T         (2.24) 

ここで，Gr，g，，ka,fは，それぞれグラフホフ数，重力加速度，体膨張係数，空気の熱

伝導率である．式（2.22）におけるa,fとa,fは，膜温度 Tfにおける空気の粘性係数と密

度である．ここで定常の熱伝導および熱伝達を考えると 

 323121 dQdQdQdQ         (2.25) 

式（2.2）から（2.25）を数値的に解くことにより，dQ1を含む全ての未知数を計算でき

る．このとき，軸方向の任意の位置 x+dx での全温度 T0(x+dx)は，エネルギー保存則より

以下の式から計算することができる． 

    
mc

dQ
xTdxxT

p

1

00         (2.26) 

式（2.26）より得られる全温度を用いて，式（2.2）～（2.8）を解くことにより，x+dx に

おける ug，Tg，gを計算した． 

 最後に，先細ノズル部における主ガスとキャリアーガスの混合に関する数学モデルに

ついて説明する．本解析での PIP は貯気室出口であるため，PIP における半径方向の全

温度分布は，図 2-7 に示すようにステップ関数により与えられる．主ガスは，スロート

に達するまでにキャリアーガスと完全に混合するものとする．それゆえ，スロートにお

ける全温度は，T0,mixで与えるものとし，以下の式より計算される． 

   acmix TTT   0,0 1        (2.27) 
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ここで，T0cは，貯気室出口におけるガスの全温度である．先細ノズル部におけるガスか

ら壁面への伝熱量を計算する際，壁面（境界層端）でのガス温度が必要となる．そこで

本解析では，先細ノズル部の距離 dx での混合による境界層端の全温度減少量 dT0,mixを以

下のようにモデル化した． 

 dx
L

TT
dT

con

mixc
mix

,0,0
,0


        (2.29) 

スロート下流において，断面積内の全温度は T0,mixで一定と仮定する．0＜x＜Lcの質量流

量は mainm とし，x＞Lcの質量流量は，式（2.2）での mainm と T0,inを，それぞれ carriermain mm  

と T0,mixに置き換えることで計算される carriermain mm   とする． 
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Figure 2-7 Modeled total temperature distributions at SC exit and nozzle throat 

 

 本伝熱計算の解析条件は，作動ガスは空気，貯気圧は 1MPa とした．貯気室入口での

全温度は，実験条件と同じく T0,in=373，473，573，673K とした．大気温度は実験日の大

気温度である 299K とした． 

 

2.3.2 質量流量と貯気圧による混合ガス温度の推定 

 本項では，DMC により得られた CS ノズルの質量流量およびノズル入口部で測定され

た貯気圧を用いて，ノズル入口部の全温度，すなわち，混合ガス温度 T0,mix,cal.を計算によ

り推定する手法について述べる． 

 ノズル入口からスロートまでを等エントロピー流れと仮定した場合，DMC で測定され

た CS ノズルの質量流量 MFMm ，スロート面積 A
*，貯気圧 p0，混合ガス温度 T0,mix, cal.の関

係は次式で表される． 

 *

.,,0

*
0 

calmix

MFM
RT

Ap
m         (2.30) 

式（2.30）を変形して， 

 

2

*
*

0
.,,0

1












 

MFM
calmix

m

Ap

R
T


       (2.31) 

実験により測定された質量流量 MFMm ，貯気圧 p0を用いて，式（2.31）より，混合ガス
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温度 T0,mix, cal.を計算することができる．ここで，スロート断面積 A
*の算出方法について

説明する．式（2.31）からも分かるように，推定する混合ガス温度 T0,mix, cal.は A
*の自乗に

比例するため，A
*を正確に求める必要がある．しかし，CS ノズルのような細長い超音速

ノズルでは，数 mm のスロート直径を正確に測定することは極めて困難である．そのた

め本解析では，常温の空気を用いた実験でスロート断面積を算出した．すなわち，大気

温度を Taとし，常温の空気を用いるときの貯気温度は大気温度に等しいとして，式（2.30）

から 

 
*

0

*

p

RTm
A

aMFM


        (2.32) 

上式で得られた A
*を式（2.31）に用いた．ヒーターで加熱した作動ガスを用いるときは，

式（2.31）で混合温度を推定した． 

 

2.4 結果と考察 

2.4.1 質量流量計の精度検定 

 DMC の定格圧力 0.6MPa 以上の圧力下において，DMC の測定精度の検証を行った．

代表例として，貯気圧 0.8MPa 時における流量の測定結果を図 2-8 に示す．図の縦軸は質

量流量 MFMm ，横軸は時間 t である．測定値より最小二乗法を用いて近似曲線を算出し，

曲線で囲まれた面積を時間t の間にボンベから流出したガスの総質量m とする．この

とき，ロンバーグ積分し，ボンベから流出したガスの総質量m を算出した．また，実験

前のボンベの質量を M1，実験後のボンベの質量を M2として，実験前後におけるボンベ

の質量差 M1-M2を計算した．DMC により測定した質量を実験前後におけるボンベの質

量差と比較することにより，DMC の精度検定を行った．貯気圧 0.8，0.9，1.0MPa にお

ける検定結果を表 2-3 に示す．表より，貯気圧 0.8MPa のときに測定誤差は最大で 1.8%

である．この結果より，貯気圧 1.0MPa までの範囲において，本研究で使用した DMC は，

±1.8%以内の精度で質量流量を測定することが可能である． 
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Figure 2-8 Time history of mass flow rate (p0=0.8MPa) 

 

Table 2-3 Calibration result of digital mass flow controller 

(a) p0=0.8MPa 

Run_No. 1 2 

M1 (kg) 59.80 65.25 

M2 (kg) 52.90 58.40 

M1-M2 (kg) 6.90 6.85 

m (kg) 7.02 6.75 

[(M1-M2)-Δm]/ [M1-M2] -0.018 0.014 

Measurement deviation (%) -1.8 1.4 

 

(b) p0=0.9MPa 

Run_No. 1 2 

M1 (kg) 62.15 62.60 

M2 (kg) 55.50 55.85 

M1-M2 (kg) 6.65 6.75 

m (kg) 6.66 6.72 

[(M1-M2)-Δm]/ [M1-M2] 0.001 -0.005 

Measurement deviation (%) 0.1 -0.5 
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(C) p0=1.0MPa 

Run_No. 1 2 

M1 (kg) 63.75 61.15 

M2 (kg) 57.25 54.55 

M1-M2 (kg) 6.50 6.60 

m (kg) 6.40 6.67 

[(M1-M2)-Δm]/ [M1-M2] -0.015 0.001 

Measurement deviation (%) -1.5 0.1 

 

2.4.2 CS ノズルの伝熱計算 

 本研究では図 2-6 に示す解析モデルに対して伝熱計算を行い，貯気室から CS ノズル内

にかけてのガスの全温度 T0，ガスの静温度 Tg，貯気室と CS ノズルの内壁温度1および

外壁温度2を計算した．p0=1.0MPa，T0,in=373，479，579，677K における T0，Tg，1，2

の軸方向分布を図 2-9 に示す．図の縦軸は温度 T，横軸は貯気室入口を原点とする流れ

方向距離 xである．図中の黒の実線はガスの全温度 T0，黒の一点鎖線はガスの静温度 Tg，

青の実線は貯気室と CS ノズルの内壁温度1，赤の鎖線は貯気室と CS ノズルの外壁温度

2である．横軸上での貯気室，ノズルの先細部，ノズルの末広部の範囲は，それぞれ，0

＜x＜100mm，100＜x＜135mm，135＜x＜315mm である． 

 図 2-9（a）に示す T0,in=373K の結果より，0＜x＜100mm の範囲において，全温度 T0

は貯気室内壁からの熱損失により，377K から 372K へ直線的に減少する．その後，100

＜x＜135mm のノズル先細部では，キャリアーガスの混合と貯気室内壁からの熱損失に

より 372K から 353K まで直線的に減少する．ガスの静温度 Tgは，0＜x＜135mm の範囲

において全温度とほぼ一致する．しかし，ノズルスロート（x=135mm）を通過後は急激

に減少する．これはガスがスロートを通過し超音速まで加速する際に，ガスの熱エネル

ギーが運動エネルギーに変換されるからである．内壁温度1は x=0 において 364K であ

り，x=100mm までは T0，Tgと同じ減少率で減少する．しかし 100＜x＜135mm では，T0，

Tgよりも温度の減少率は緩やかであり，スロート位置（x=135mm）で T0に最も近づく．

スロート位置における T0と1は，それぞれ 353K と 352K である．スロートを通過後，

135＜x＜315mm にでは，1は下流方向に向かい減少する．このとき，ノズル外壁温度2

は，0＜x＜315mm の範囲で1より最大 0.6K 程度低い値となる． 

 図 2-9（b），（c），（d）に示す T0,in=479，479，677K の結果についても，T0,in=373K の場

合と同じ傾向を示す．しかし，本解析条件の中で最も温度が高い T0,in=677K の場合，ス

ロート位置における T0と1は，それぞれ 572K と 568K となり，T0,in=373K の場合より温

度差が大きくなる．また2は，0＜x＜315mm の範囲において1より最大 3.5K 程度低い

値となる．図 2-9 の結果を概観すると，本解析条件において，ノズルスロート位置での

外壁温度2は，ほぼスロート位置での全温度 T0と見なすことができる．また，T0,inが高

くなるに従い，2と T0の差は大きくなる． 

 最後に，ノズル先細部（100＜x＜135mm）での1の減少率が，T0，Tgに比べ緩やかに
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なる理由について T0,in=373K の場合を例にとって説明する．貯気室および CS ノズル内壁

における軸方向熱流束分布を図 2-10 に示す．縦軸は熱流束 q，横軸は貯気室入口を原点

とする流れ方向距離 x である．図 2-10 より，熱流束 q はノズル先細部入口（x=100mm）

において増加し始め，スロートに近づくにつれ急増する．q はスロート位置（x=135mm）

で最大値をとり．下流に向かって減少する．図中のノズル先細部における熱流束の段差

は，本解析モデルの先細部のノズル肉厚が一定でないことに起因する．ここで，スロー

トにおいて熱流束 q が最大となる理由を説明する．式（2.13）を展開すると， 

  
 

  8.1
1

4.08.0

8.02.0
1

4.08.0

1
4

023.0
023.0

d

Prkm

d

Prku
h

gg





     (2.30) 

式（2.30）より，d1が最小のとき，すなわちスロートにおいて h1が最大となることは明

らかである．以上の理由から， 100＜x＜135mm での1の減少率が，T0，Tgに比べ緩や

かになり，スロートにおいてノズル内壁温度1がガスの全温度 T0に最も近づく．  

 

 

(a) T0,in=373K 
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(b) T0,in=479K 

 

 

(c) T0,in=579K 
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(d) T0,in=677K 

Figure 2-9 Gas/wall temperature distributions 

 

 

Figure 2-10 Heat flux distributions 
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2.4.3 K 型シートカップル熱電対によるノズル外壁温度の測定 

 2.4.2 項の伝熱計算による理論解析結果より，ノズルスロート位置での外壁温度2が，

スロート位置でのガスの全温度 T0に最も近づくことが分かった．そこで，本研究では研

究室所有の CS 装置を用いて 2.1.2 項で説明した方法により，伝熱計算による理論解析結

果の実験的検証を行った．T0,in=373，479，579，677K における K 型シートカップル熱電

対により測定したノズル外壁温度の軸方向分布を図 2-11 に示す．図の縦軸は温度 T，横

軸はスロートを原点とする流れ方向距離 x である．図中の赤い丸印は T0,in=373K におけ

る軸方向温度分布，青い四角印は T0,in=479K における軸方向温度分布，緑の四角印は

T0,in=579K における軸方向温度分布，黒の三角印は T0,in=677K における軸方向温度分布で

ある．また，図の左側の縦軸から横に伸びる実線は，図 2-3 中のシース熱電対⑰により

測定されたノズル先細部入口ガス温度 T0,mix,exp.である．その点での流れのマッハ数は，

T0,in=677K においても M=0.007 であり，静温度と全温度の違いは 0.005K 以下である．図

2-11 の結果より，各 T0,inにおけるノズル入口温度 T0,mix,exp.は，スロートでの外壁温度2

に最も近い．これは，スロート位置において，ガスの全温度と装置外壁温度が最も近く

なる理論解析結果とも一致する．また，T0,inが高くなるに従い，スロートでの2と T0,mix,exp.

（理論解析では T0）の差が大きくなる傾向も，理論解析結果と一致する．しかし，スロ

ートでの2と T0,mix,exp.の差を定量的に評価すると，実験により測定した2と T0,mix,exp.の差

は理論解析結果より明らかに大きい．T0,in=677K における T0,mix,exp.およびスロートでの2

は，それぞれ 570K，533K となり，スロートでの2は T0,mix,exp.より 40K ほど低い結果と

なった．本伝熱計算による理論解析では，軸方向の熱伝導を考慮していないため，実験

結果と理論解析結果に差が生じているものと考えられる． 
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Figure 2-11 Wall temperature distributions  

 

2.4.4 質量流量と貯気圧による混合ガス温度の推定  

 2.3.1 項で述べた方法により，DMC により得られた CS 装置全体の質量流量およびノズ

ル入口部で測定される貯気圧を用いて，ノズル入口部の全温度，すなわち，混合ガス温

度 T0,mix,cal.を計算により推定した．まず，本手法では使用した CS ノズルにおける正確な

スロート断面積 A
*を算出した．すなわち，正確な温度を把握できる大気温度を T0,mix.cal.

として使用し，DMC により測定した質量流量 MFMm および貯気圧 p0から，式（2.32）よ

りスロート断面積 A
*を求めた．以上の方法により求めた CS ノズルのスロート断面積は

A
*
=2.8×10-

6
m

2である．算出した A
*と，T0,in=373，479，579，677K において測定した MFMm

および p0を用いて，式（2.31）より計算した T0,mix,cal.の結果を図 2-12 に示す．図の縦軸

は混合ガス温度 T0,mix，横軸は貯気室入口温度 T0,inである．図中の赤丸印は図 2-3 中のシ

ース熱電対⑰により測定されたノズル入口ガス温度 T0,mix,exp.，青の四角印は式（2.31）よ

り計算した混合ガス温度 T0,mix,cal.である．青の四角印の上下のバーは，DMC の測定精度

による T0,mix,cal.の標準誤差である．図中の実線は y=x の直線を示す． 

 図 2-12 より，スロート断面積，質量流量および貯気圧により計算された混合ガス温度

T0,mix,cal.は，コイル状に巻いたシース熱電対により測定されたノズル入口ガス温度 T0,mix,exp.

と良く一致する．本計算においては，T0,in=677K における T0,mix,exp.と T0,mix,cal.の差が最も

大きく，その差は 7%程度である．ここで，7%のガス温度の差が，粒子速度にどの程度

影響を与えるかについて，後の第 3 章で説明する準一次元解析により考察する．計算条
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件としては，貯気圧 1.0MPa，貯気温度には図 2-12 中の T0,in=677K における T0,mix,exp.と

T0,mix,cal.の値を用いた．解析に用いたノズル形状は図 2-4 で示す形状と同じであり，粒子

は先細部入口より投入した．T0,mix,exp.と T0,mix,cal.の値を貯気温度として用いた場合，粒子

直径 10mの銅粒子において計算されるノズル出口での両者の速度の差は 1.3%程度であ

る．以上より，7%程度の混合ガス温度の差は，粒子速度に対してほとんど影響を与えな

いと言える．また，通常 CS ノズルでは，溶射粒子を噴き続けることでノズルスロート

が偏摩耗してしまう．しかし，そのような場合に対しても本手法を用いることで，正確

なスロート直径を簡便かつ正確にモニタリングすることができ，正確な混合ガス温度の

推定が可能である． 

 

 

Figure 2-12 Comparison of T0,mix,exp. with T0,mix,cal. 
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2.5 本章のまとめ  

 本研究では CS 装置の混合ガス温度を推定する手法として，気体力学的な計算による

混合ガス温度の推定と，ノズル外壁温度による間接的推定方法について検証した．前者

は，測定誤差の小さい質量流量，貯気温度，貯気圧からスロート断面積を求め，スロー

ト断面積と貯気圧を用いて混合ガス温度を推定する手法の妥当性について検証した．後

者は，ノズル外壁温度測定実験および CS ノズルの伝熱計算により，ノズル外壁温度を

用いた貯気温度の推算方法の妥当性について検証した．得られた結果を要約すると以下

の通りである． 

1) コールドスプレーノズルの伝熱計算によれば，ノズルスロート位置での外壁温度2

は，ほぼスロート位置での全温度 T0と見なすことができる．また，T0,inが高くなる

に従い，2と T0の差は大きくなる．しかし，実験によりスロートでの2と T0,mix,exp.

の温度差を検証した場合，測定された2と T0,mix,exp.の差は理論解析結果より大きい．

この理由は，本伝熱計算による理論解析では，軸方向の熱伝導を考慮していないた

めであると考えられる． 

2) 気体力学的な計算に基づく手法で得られた混合ガス全温度 T0,mix,cal.は，コイル状に巻

いたシース熱電対により測定されたノズル入口ガス温度 T0,mix,exp.と良く一致する．

本計算での T0,mix,exp.と T0,mix,cal.の差は，T0,in=677K のときに最大 7%程度である． 

3) 気体力学的な計算に基づく本推定方法は，溶射粒子によりノズルスロートが偏摩耗

した場合でも，正確なスロート断面積直径と混合ガス全温度を簡便かつ正確に推定

することができる． 
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第 3 章 表面温度に基づくコールドスプレーノズル内部流動状態の 

推定方法 

 

3.1 緒論 

 1 章で述べたように，従来の溶射法では溶射材料を加熱する熱源としてプラズマや燃

焼炎を用いるため，粒子は溶融，または半溶融状態となり熱的に劣化する．しかし，CS

は固体粒子を融点未満で固相状態のまま高速で吹き付けるため，CS では粒子をより加速

させる超音速ノズルが求められる．1.2 節で述べたように，これまで超音速ノズル内の流

れについて数多くの研究が行われてきたが，CS ノズルのように内径 2mm 程度の小径で，

かつ末広部長さが 100mm 以上の細長い超音速ノズルについて実験的に研究を行った例

はほとんど見当たらない．CS ノズルでは境界層と衝撃波が強く干渉することが予想され

[46]，衝撃波をノズル外に排出するために必要な貯気圧 p0は一次元理論により得られる

値よりも大きくなることが予測される．これまで CS ノズルの内部流動状態を実験的に

解明するために，静圧孔付の SUS 製の CS ノズルを製作し，圧力測定を行ってきた．ノ

ズル内静圧 pwsの測定を行った結果を図 3-1 に示す．  

 

 

Figure 3-1 Wall static pressure in the CS nozzle 
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Figure 3-2 CS nozzle 

 

図より，p0=1.0MPa のときにノズル内は全て超音速流となる．CS ノズルは粒子をより加

速させるために，流れがノズル出口まで超音速であることが必要である．図 3-1 に示す

ように，ノズルに静圧孔を加工し，静圧を測定することによってノズル内の流動状態を

確認することができる．しかしながら，実際に皮膜施工に使用されるノズルは，溶射粒

子によるノズル内の摩耗を避けるために，図 3-2 に示すように，タングステンカーバイ

ド等の超硬合金で作られる．そのため，静圧孔の加工は不可能であり，かつユーザーに

納品する実用ノズルに静圧孔を設けること自体現実的ではない．そこで，CS ノズルの開

発では，実用ノズルに加工を施すことなく，流れがノズル出口まで超音速であるかどう

かを簡便に確認できる測定技術が求められている． 

 そこで，本章では，ノズルに静圧孔などの加工を施すことなく，小径かつ細長い超音

速ノズル内の流動状態を非接触で推定する方法として，圧縮性流れのガス温度がガス速

度に強く依存することに着目した．赤外線カメラを用いて CS ノズルの外表面温度を測

定し，得られた画像データ（ノズル外壁温度の軸方向分布）から伝熱計算により，ノズ

ル内の流動状態を推定する方法について検討する．ノズル内のガス温度，マッハ数，ガ

ス速度，静圧を伝熱計算により求め，伝熱計算結果と静圧測定実験，ピトー圧測定実験，

準一次元数値解析の結果を比較し，本推定手法の妥当性を明らかにする． 

 

3.2 実験装置 

 本節では，研究で使用した実験装置，計測器，実験条件および実験の手順について述

べる． 

 

3.2.1 ノズル外壁温度測定 

(1) 実験装置および計測器 

 ノズルの外表面温度測定実験に用いた実験装置全体の模式図を図 3-3 に示す．ノズル

外壁温度測定における実験装置本体は，貯気室および CS ノズルから構成される．使用

した CS ノズルの形状を図 3-4 に示す．ノズルの材質は SUS304 である．ノズル末広部長
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さは 180mm，先細部長さは 35mm，スロート直径は 1.84mm，ノズル出口直径は 3.99mm

である．ノズルには，静圧を測定するための 0.05 の静圧孔を設けており，圧力センサ

の受圧面をノズル末広部のコンターと平行に取付けるために，ノズル末広部の外表面は

ノズルコンターと平行に削られている．外表面温度を測定する際は，ノズル円筒側面に

赤外線カメラを向けて撮影した．使用するノズルのスロート直径と出口直径は，鹿児島

県工業技術センター所有の三次元精密測定器で測定した．CS ノズルの表面は，放射率

0.94 の黒体スプレーで黒色塗装し，放射率を既知とした．本実験では作動ガスとして常

温の空気を使用した．圧縮機①から吐出された圧縮空気はエアドライヤー②を通り，容

量 1000L の空気タンク 2 基③に最大 1MPa まで蓄えられる．空気タンク内の圧縮空気は

調圧弁④で圧力が調整され，実験装置の貯気室内に送られる．貯気室に送られた圧縮空

気は貯気室内でよどみ状態となり，CS ノズルで超音速に加速し，大気中に噴出する．ノ

ズルの外表面温度は，図 3-3 中の赤外線カメラ⑧を用いて計測した．使用した赤外線カ

メラの仕様を表 3-1 に示す．貯気室の圧力測定とノズルの静圧測定に用いた圧力センサ

の使用を表 3-2 に示す．また，本実験では，円筒面に K 型シートカップル熱電対を貼り

付けた．熱電対をノズル外表面に貼り付ける際はアルミテープを使用した．  

 

 

Figure 3-3 Experimental setup for nozzle temperature measurement 
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Figure 3-4 Nozzle geometry (Nozzle 3) 

 

Table 3-1 Specifications of infrared camera 

Manufacturer NEC Avio Infrared Technologies Co., Ltd 

Type R300W2-NNU 

Sensor 2-dimentional uncooled sensor 

Resolution 320(H)×240(V) 

Temperature measuring range (℃) -40 ~ 500 

Temperature resolution (℃) 0.05 

Accuracy 
Ambient temperature 10 ~ 40℃：±1℃ 

Ambient temperature under 10℃：±2℃ 

 

Table 3-2 Specifications of digital manometer 

Manufacturer Sayama Corporation 

Type 30-3.5MP-G 

Pressure measuring range (MPa) 0 ~ 3.5 (Gauge) 

Supply voltage (V) DC 0 ~ 3.0 

Output voltage (V) AC 100V ± 10% 

 

Table 3-3 Specifications of positive and negative pressure sensor 

Manufacturer Panasonic corporation 

Type DPH-102-M5 (-R) DPH-103-M5 (-R) 

Pressure measuring range (MPa) 0 ~ 1.0 -0.101 ~ 0 

Supply voltage (V) DC 1.0 ~ 5.0 

Output voltage (V) DC 12 ~ 15 V DC±10% 
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(2) 実験の手順 

 ノズルの外壁温度の測定は，以下の手順で行った． 

1) 赤外線カメラのレンズをノズル円筒面に向けて設置し，焦点および測定範囲の設定

を行った． 

2) ノズル出口からの噴流により，ノズル円筒面に対流が生じる．このエントレインメ

ント効果によるノズル外壁温度の上昇を防止するために，撮影窓と噴出窓を設けた

箱でノズルを囲った． 

3) 調圧弁を開放して作動ガスを流し，CS ノズルから大気中にガスを噴出させた．目標

圧力まで圧力を上昇させ，デジタルマノメータの数値が安定したことを確認後，貯

気室内の圧力の測定を開始した． 

4) 静定時間を 10 分とし，赤外線カメラにより CS ノズル外壁の熱画像を撮影した．ま

た，撮影と同時にノズル円筒面に貼付した熱電対の表示温度を記録した． 

5) 赤外線カメラで撮影された熱画像は，カメラ内蔵の SD カードに保存した．その後，

専用の解析ソフト（InfRec Analyzer NS9500 Standard Demo Ver.2.3）にて温度データ

を抽出した． 

 

(3) 実験条件 

 ノズル外壁温度測定の実験条件を表 3-4 に示す．大気温度は実験室内に設置している

フォルスタン水銀気圧計に付属の水銀温度計で測定し，貯気温度は大気温度に等しいと

仮定した． 

 

Table 3-4 Experimental conditions 

Nozzle# 3 

Atmospheric temperature (℃) 13.0 

Working gas Air 

Stagnant gas pressure (MPa) 0.2 ~ 1.0  

Settling time (min.) 10 

Emissivity of black paint applied to 

the nozzle outer surface 
0.94 

 

3.2.2 ノズル出口ピトー圧測定 

(1) 実験装置および計測器 

 伝熱計算により算出したノズル出口マッハ数の妥当性を検証するために，本研究では

CS ノズル出口でのマッハ数を実験的に求めた．すなわち，本実験では，CS ノズル出口

にピトー管を設置し，ノズル出口でのピトー圧の半径方向分布を測定した．CS ノズル出

口のピトー圧測定に用いた実験装置全体の模式図を図 3-5 に示す．実験装置本体は，貯

気室および CS ノズルから構成される．本実験では，作動ガスとして常温の空気を用い

た．圧縮機①から吐出された空気はエアドライヤー②を通り，容量 1000L の空気タンク
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2 基③に最大 1MPa まで蓄えられる．空気タンク内の圧縮空気は調圧弁④で圧力が調整

され，実験装置の貯気室（容積：8.9×10
-4

m
3）内に送られる．貯気室に送られた圧縮空

気は貯気室内でよどみ状態となり，CS ノズルで超音速に加速し，大気中に噴出する．ピ

トー管はノズル出口に設置した．使用したピトー管の形状を図 3-6 に示す．材質は SUS

であり，ピトー管の先端の外径は 0.31mm，内径は 0.13mm，先端の長さは 35mm である．

半導体圧力センサ⑫およびデジタルマノメータ⑥は AD 変換器を介して PC に接続され

ている．AD 変換器のサンプリング周波数は 1kHz，サンプリング時間は 1 秒とした． 

 

 

Figure 3-5 Experimental setup for measurement of Pitot pressure 

 

 

Figure 3-6 Schematic diagram of Pitot probe 

 

(2) 実験の手順 

 ノズル出口ピトー圧の測定は，以下の手順で行った． 

1) 小型圧力センサおよびピトー圧測定用半導体圧力センサの大気圧時における出力電

圧を測定した． 
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2) 出口端から最も近い静圧孔の中心にピトー管の先端を合わせるために，ピトー管の

先端をノズル出口断面位置から上流へ 5mm の位置となるように設置した．さらに，

ピトー管の高さをノズル断面の中心に合わせ，この位置を r=0 とした． 

3) 手動式の調圧弁を開放し，貯気室内の圧力を目標圧力まで昇圧させた．本実験は，

ノズル内に衝撃波が存在しない貯気圧 1MPa の条件下で行った． 

4) 貯気圧を目標圧力まで昇圧させた後，静定時間を 60 秒としてデジタルマノメータ表

示圧力 pd，デジタルマノメータの出力電圧 Vd，小型圧力センサの出力電圧 Vswおよ

びピトー圧 piを測定した． 

5) 測定した電圧データは，AD 変換器を経由し，パーソナルコンピュータに記録され

た． 

6) ピトー管をノズル中心から半径方向へ 0.2mm 刻みで内壁までトラバースさせ，圧力

データを取得した． 

 

(3) 実験条件 

 ノズル出口ピトー圧測定の実験では，作動ガスとして空気を用いた．貯気圧は 1.0MPa

とした．サンプリング周波数は 1kHz で，サンプリング数は 1000 とした． 

 

3.3 解析方法 

 本節では，本研究で用いた解析方法について述べる．3.2.1 項では検定された質量流量

計を用いたノズルの流出係数の計算方法について，3.2.2項では伝熱計算法について，3.2.3

項ではノズル内流れの準一次元数値解析について，3.2.4 項ではノズル出口ピトー圧の半

径方向分布から断面平均マッハ数を求める方法について，3.2.5 項では質量流量と壁面静

圧からノズル内のマッハ数を計算する方法について述べる． 

 

3.3.1 検定された質量流量計を用いたノズルの流出係数の計算方法 

 CS に用いる作動ガスは高圧ガスであるため，流量の測定には質量流量計が用いられる．

質量流量計の検定曲線（電気的特性）は経年変化するが，定期的に質量流量計を取り外

してメーカーに検定に出すのは煩雑な作業であると同時に生産性を低下させる．そこで，

本項では，質量流量計の検定曲線が経年変化しても質量流量を正確に測定することがで

きる簡便な検定方法について考察する． 

 まず，スロート直径を三次元精密測定機で測定した（超）音速ノズルと，検定を終え

た圧力センサを用意する．質量流量計の測定精度が保証されている期間に，常温の気体

を（超）音速ノズルから大気に膨張させ，貯気圧と質量流量を測定する．貯気状態から

スロートまでは等エントロピー流れと仮定すると質量流量，スロート面積，貯気圧，貯

気温度の関係は次式となる． 

 
*

0

*
0


RT

Ap
m

g
MFM         (3.1) 
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ここで，Ag
*は幾何学的なスロート面積 A* から排除厚さ分の面積 Aを差し引いた流体力

学的なスロート面積である．すなわち， 

 1
**

AAAg                (3.2) 

式（3.1）を変形して 

 
*

0

0*

p

RT
mA MFMg
        (3.3) 

ところで， 

   1
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 ddddA 






         (3.4) 

ここで，d
*，1は，それぞれスロート直径，排除厚さである．以上より，式（3.2）～（3.4）

から 

 **
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*
gAAd   
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               (3.5) 

よって，複数の p0， MFMm の実験データを用いて上式から *
1 d を求める．さらに， *

1 d

はレイノルズ数の m 乗に反比例するとして， 

 
m

edR

A

d **

1 


           (3.6) 

ただし， 

 
*

***
*

g

gg
ed

du
R




           (3.7)   

ここで， 
g

*，ug
*， *

edR は，スロートでのガス密度，スロートでのガス速度，ノズルスロ

ート径 d
*を代表寸法として定義されたレイノルズ数である．式（3.5）により得られる

*
1 d を縦軸，式（3.7）により計算される *

edR を横軸にとって数値を図にプロットし，

式（3.6）中の定数 A，m を最小二乗法で求める．式（3.6）により，任意の貯気温度，貯

気圧に対して，検定用ノズルのスロートでの境界層排除厚さを計算することができる．

大気温度の作動ガスを用いる理由は，式(3.5)中の T0を正確に与えることができるからで

ある．式（3.4）から， 
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検定曲線が経年変化した質量流量計を通過したガスを検定用ノズルから噴いた場合を想

定して，式（3.2），（3.9）から 
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以上より，質量流量計の検定曲線が変化しても，式（3.9）から計算により質量流量が得

られる．その質量流量と，そのときの出力電圧から，質量流量の新たな検定曲線が得ら

れる． 

 次に，流出係数 Cdを導入する．式（3.9）を変形すると， 

 

0
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RT
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cal


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これは，境界層排除厚さのみを考慮したときの流出係数 Cd2である．他に流れの二次元

性による流出係数 Cd1がり，流出係数は 21 ddd CCC  となる．ここでは，境界層排除厚さ

の影響のみを考慮して 

 
*

141
d

Cd


                (3.11) 

上式右辺中の *
1 d は，式（3.6）から計算する． 

 

3.3.2 伝熱計算法 

 3.1 節で述べたように，本研究室では，これまでノズルの壁面に小型圧力センサを取り

付けて壁面静圧を測定することにより，ノズル内におけるガスの流動状態を解明した．

しかし圧力を測定するためには，ノズル壁面に静圧孔の加工を施す必要があり，ノズル

壁面に圧力測定用の静圧孔を設けていない場合には，上記の方法ではノズル内の流動状

態を解明できない．そこで，本研究では，圧縮性流れのガス温度がガス速度に依存する

ことに着目した．本項では，赤外線カメラを用いてノズル外壁温度を測定し，得られた

温度データから伝熱計算により，ノズル内のガス温度を推定する計算手順について説明

する．さらに，得られたガス温度からノズル内のマッハ数，ガス速度，ノズル内の静圧

を計算する． 
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 本研究では以下の仮定を用いて計算を行った． 

1) ノズル半径方向に対する一次元定常の熱伝導および熱伝達を考える． 

2) 周囲流体とノズル外壁との間の熱伝達は自然対流熱伝達とする． 

3) CS ノズル内の流れは一次元定常流れとする． 

 以下に計算手順について説明する．図 3-7 に解析モデルを示す．まず，ノズル外壁と

周囲環境（大気）における自然対流熱伝達を考え，熱画像から得られるノズル外壁温度

よりノズル内壁温度を計算する．CS ノズルにおけるノズル外壁と周囲環境との伝熱は，

ノズルが円筒形状であることから水平円柱まわりの自然対流熱伝達として計算する．熱

伝達で移動する単位時間当たりのノズル軸方向の微小距離 dxにおける伝熱量を dQ2で表

すと， 

   dxdThdQ a 2222          (3.12) 

ここで h2は自然対流の熱伝達係数，2はノズル外壁温度，Taは大気温度である．自然対

流の熱伝達係数は，一般にはヌセルト数をグラフホフ数 Gr とプラントル数 Pr の関数と

して表すことができる．水平に設置された円筒の熱伝達係数の場合，層流の場合のヌセ

ルト数 Nu2は以下のように与えられる[47]，[48]．  
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ここで，粘性係数は式（2.12）の Sutherland の式により計算する．また，空気の熱伝導率

ka,fおよび体膨張係数fは 

 
2

2 a
f

T
T         (3.16) 

上記の膜温度を用いて，体膨張係数と空気の熱伝導率[47]は， 

 
f

f
T

1
         (3.17) 

    16279.115.273003.010207.0,  ffa Tk      (3.18) 

式（3.13）～(3.15)より熱伝達率 h2を計算することができる． 

 次に，ノズル肉厚部における熱伝導を考える．ノズルは，静圧を測定するために静圧

孔を設けており，圧力センサを取付けるためにノズル末広部の外表面はフラットに削ら

れている．以上より，ノズル円筒外径は一定ではないが，本解析では円筒外径を 20mm

と近似して，外表面を削る前の円筒形状を想定して計算する．ノズル外壁からノズル内

表面へ熱伝導で移動する単位時間当たりのノズル軸方向の微小距離 dx における伝熱量

dQ12は， 
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2 d
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
         (3.19) 

以上より，ノズル表面温度からノズル内壁温度を計算する．  

 次に，断熱流れを仮定した場合におけるノズル内のガス温度の計算方法を説明する．

ノズル内壁からノズル内部流れへ熱伝達で移動する単位時間当たりのノズル軸方向の微

小距離 dx における伝熱量 dQ1は 

   dxdThdQ g 1111          (3.20) 

式（3.20）は非圧縮性流れにおける熱伝達の式である． 

 いま，高速気流中におかれた物体のよどみ点温度 T0は，気体が完全気体であると仮定

すると次式で与えられる．  

 20

2

1
1 M

T

T

g





       (3.21) 

一方，物体表面を加熱するのは流体と物体との摩擦によるものであり，断熱壁面の場合，

伝達される熱量が 0 となる平衡温度，すなわち，回復温度 Tawは次式で与えられる． 
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1
1 Mr

T

T
c

g

aw 



       (3.22) 

ここで，rcは回復係数であり以下のように定義される． 

 
g

gaw

c
TT

TT
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




0

           (3.23) 

したがって，回復係数は動圧による温度上昇（T0-Tg）と壁面での温度上昇（Taw-Tg）と

の比を表す．この回復係数 r は，プラントル数 Pr の関数となることが知られており，乱

流境界層の場合は式（3.24），層流境界層の場合は式（3.25）のように定義される． 

 3
1

Prrc  （乱流境界層）                    (3.24) 

 2
1

Prrc  （層流境界層）              (3.25) 

式（3.21）と式（3.22）を比較すると，断熱の場合，物体表面の温度がよどみ点温度より

も低くなることがわかる．そのため，高速気流においては，流体の代表温度として主流

のガス温度の代わりに回復温度をとる[50]．このとき，熱伝達係数の計算に用いる流体

の物性値は，次の参照温度 gT
~
を用いて求める． 

    gawggg TTTTT  22.050.0
~

1         (3.26) 

以上より，式（3.20）は以下のように書き換えられる． 

   dxdThdQ aw 1111          (3.27) 

式（3.27）の中には，実際のノズル内壁温度と回復温度との差が用いられているので，

CS ノズルは断熱であると仮定すると，1=Tawとなり熱流束が 0 となることがわかる．結
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局，断熱の場合は， 

 21  awT         (3.28) 

式（3.28）の仮定の検証については，後の図 3-17 で述べる．図 3-17 で示すように，常温

ガスを用いる場合，軸方向の熱伝導を考慮した場合においても，ノズル外壁とノズル内

壁の温度は，ほぼ一致している．したがって，ノズル内の流れは十分に断熱とみなすこ

とができ，ノズル内の半径方向の温度勾配は無視できる． 

 ノズル外壁の温度がノズル内壁の温度に等しいとみなせる場合（断熱；2=Taw），以下

のようにしてノズル内の準一次元的な流動状態を推算することができる．式（3.22）よ

り， 

 22

2

1
1 Mr

TT

T
c

gg

aw 
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       (3.29) 

また，よどみガス温度 T0と主流の静温度 Tgとの関係は，断熱流れより， 
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       (3.30) 

式（3.21），式（3.29）より 
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ガスの静温度 Tgは，式（3.30）より， 
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1
1 M

T
Tg 






       (3.33)  

ガス速度は，マッハ数の定義式から 

 gg RTMu          (3.34)  

貯気室からスロートまでを等エントロピー流れと仮定して，質量流量m の式から， 

   *

0

0*

0

*
0  M

RT

Ap

RT

Ap
m x        (3.35) 

断熱流れでは全温度は流れ方向に一定なので，ある流れ方向位置 x での全圧 p0xは上式か

ら， 
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        (3.36)  

式（3.36）で求めた全圧を式（3.37）に代入することにより，次式から静圧が得られる． 
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Figure 3-7 Analytical model of heat transfer calculation 

 

3.3.3 ノズル内流れの準一次元数値解析 

 本研究では，ノズルの外表面温度を用いて CS ノズル内の流動状態を明らかにするこ

とを目的としている．そのため，実験だけでなく CS ノズル内におけるガス流動の準一

次元数値解析も行う．本項では，準一次元数値解析の基礎式と計算方法について述べる．

ところで，CS ノズル内の現実の流れでは半径方向に速度とマッハ数は一様でない．その

ため，3.3.3 項の解析で得られる断面平均の物理量は，CS ノズル内の現実の物理量と直

接比較することができない．そこで，半径方向に分布がある流れの物理量を一次元的に

取扱うための計算方法について述べる． 

 ノズル内は準一次元定常の断熱摩擦流れと仮定し，準一次元流れの基礎式と理想気体

の状態方程式を数値的に解いて，ノズル内のガス温度，マッハ数，ガス速度，圧力の流

れ方向分布を計算した．現実のノズル内の流れでは，ノズル内壁から流れに作用する管

摩擦により下流方向に境界層が発達する．本計算では，管摩擦を考慮し，境界層がノズ

ル内の流れに与える影響も考慮する．ただし，本計算で得られるガス速度などの流れの

物理量は，ノズル断面内での平均的な値である． 

 CS ノズルは，図 3-8 に示すように一般に先細末広形状である．ノズル先細部は軸方向

距離が短いため，ノズル先細部内の流れを一次元定常の等エントロピー流れと仮定する．

まず，ノズル先細部の準一次元解析に用いた準一次元定常等エントロピー流れの基礎式

について述べる．定常でかつ断熱流れに対するエネルギー式を以下に示す． 

 .
2

1 2 constuh g          (3.38)  
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

       (3.40)  

ここで，h，a はそれぞれ比エンタルピー，音速である．式（3.40）より， 
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上式の両辺を a
2で除し， RTa  ， auM  を用いると， 
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       (3.42)  

理想気体の状態変化に対するエントロピーs の式を以下に示す． 

 
p

dp
R
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dT
cds p         (3.43)  

等エントロピー流れの場合，ds=0 であるので，式（3.43）より 
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上式を積分すると， 
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Tp         (3.45)  

式（3.42）より， 
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さらに，理想気体の状態方程式 p=gRTg，式（3.42）および式（3.46）より， 
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本計算では貯気室をよどみ点とし，貯気室の気体の圧力を p0，温度を T0，密度を ρ0とす

る．ノズルスロート部では M=1 であるから，貯気室とノズルスロート部における気体の

各パラメータの関係式は，式（3.42），（3.46），（3.47）から 
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 次に，ノズル末広部の準一次元解析で用いた熱伝達を伴う準一次元定常摩擦流れの基

礎式について述べる．ノズル末広部内の流動の検査体積を図 3-9 中に点線で示す．この

検査体積は空間的に固定されている．検査体積の断面 1 における圧力，密度，温度，速

度，管内断面積，管内断面直径をそれぞれ p，g，Tg，ug，A，d1とする．また，検査体

積内に加えられる熱量をQ1，ノズル断面に働く力をFw，検査体積に働く摩擦力をFf

とする．単位時間に管内を流れる質量流量 は，定常流れでは全ての断面において一定

であるから，質量保存式より， 

 .constAum gg          (3.51)  

式（3.51）に対数を用いると， 

   .lnln constAugg          

 .lnlnlnln constAugg        (3.52)  

式（3.52）を密度gで微分して， 
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式（3.53）は定常流れにおける連続の式である．ノズル壁面に作用する力の x 方向成分

は， 
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運動量保存式と式（3.54）より， 
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上式の 2 次以上の微小項を無視すると，式（3.54）は， 
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wをせん断応力，f をファニング摩擦係数とすると，粘性により流体が壁面から受ける力，

すなわち壁面摩擦力Ffは， 

 dxdfudxdF ggwf 1
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式（3.55）の右辺第 2 項に式（3.56）を代入すると， 

m
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よって式（3.56）は 
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また，断面 1，2 でのエネルギー保存式より， 
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上式の 2 次以上の微小項を無視すると， 
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  とおくと，式（3.60）は， 
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ここで，状態方程式 gg RTp  の両辺を対数微分して 

 
g

g

g

gp

T

dTd

p

d





       (3.63)  

式（3.53）と式（3.63）より， 
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式（3.59）に式（3.64）を代入すると， 
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ここで，式（3.65）の左辺第 4 項の一部
p

ugg
2
を変形して， 
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また，式（3.62）に gpdTcdh  を用いて， 
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上式の両辺を Tgで除して変形すると， 
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これらの式（3.65），（3.66）を，式（3.68）に代入すると，  
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上の二式は，断面積変化，管摩擦，熱伝達を伴う準一次元流れの方程式である．本計算

では断熱流れと仮定して準一次元数値解析を行うため， 01 q である．したがって， 
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また，式（3.53）の両辺を dx で除して整理すると， 
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上式は，断面積変化，管摩擦，熱伝達を伴う準一次元流れの質量保存式である．式（3.68）

の両辺を dx で除して整理すると， 
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上式は，断面積変化，管摩擦，熱伝達を伴う準一次元流れのエネルギー式である． 

次に式（3.69）および（3.70）式中のファニング摩擦係数 f の求め方を説明する．ファ

ニング摩擦係数は，次の Colebrook と White の式[51]を用いて求める． 
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ここで，ksは壁面の等価粗さであり，ノズル内径で除した値  2// 1dks は等価相対粗さで

ある．本解析では等価相対粗さを 0.00327 とした．ファニング摩擦係数 f とダルシー摩擦

係数には次の関係がある． 

 
4


f          (3.74)  

ここで，レイノルズ数 Redは， 

 


 Du
R

gg
ed          (3.75)  

各ガス種の粘性係数は，文献[49]から次式によって求めた． 

 i
ii

ii D
T

C

T

B
TA 

2
lnln       (3.76)  

ただし，添字 i はガスの種類を表す．A，B，C，D は実験的に得られる定数である．式

（3.70）～（3.72）を用いてガス速度，ガス密度，ガス温度を求めることが可能となる． 

 

 

Figure 3-8 Domain of quasi-one-dimensional analysis of CS nozzle 
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Figure 3-9 Quasi-one-dimensional gas flow in a pipe 

 

 準一次元数値解析に用いた仮定を以下に示す． 

1) 作動気体は完全気体である． 

2) 貯気室からスロートまでは準一次元定常等エントロピー流れとする． 

3) スロートからノズル出口までは準一次元定常断熱摩擦流れとする． 

4) ノズル内で剥離は生じない． 

5) スロートでマッハ数は 1 とする． 

 

 準一次元数値解析の計算条件を表 3-5 に示す． 

 

Table 3-5 Analytical conditions  

Working gas  Air 

Gas constant (J/kg･K) 287 

Specific heat ratio 1.4 

Stagnant gas pressure (MPa) 1.0 

Stagnant gas temperature (℃) Atmospheric temperature 

Relative equation roughness 0.00327 

 

 以下に，CS ノズル流れの準一次元数値解析の手順を示す．ノズル先細部の準一次元数

値解析では，貯気室におけるガスのパラメータを初期条件とし，式（3.48）～（3.50）か
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らノズルスロート部におけるガスの圧力 p
*，温度 Tg

*，および密度g
*を計算した．また，

スロート部のマッハ数は M=1 とするので，音速の式 とマッハ数の定義式スロート部の

マッハ数は M=1 とするので，音速の式 gRTa  とマッハ数の定義式 auM g を用いて，

スロート部におけるガスの速度 ug
*を計算した． 

 ノズル末広部の準一次元数値解析では，スロート部におけるガスのパラメータを境界

条件とし，式（3.70）～（3.72）をスロートからノズル出口まで数値積分して任意の軸方

向距離 x におけるガスの速度 ug,x，温度 Tg,x，および密度 ρg,xを計算した．ガスの圧力 px

は，理想気体の状態方程式 xgxgx RTp ,, により計算した． 

 

3.3.4 ノズル出口ピトー圧の半径方向分布からマッハ数分布と断面平均マッハ数を求め

る方法 

 実際の CS ノズル内の流れでは，断面にわたりマッハ数は一様でない．このような流

れを一次元的に取り扱うために，管内圧縮性流れの一次元的取扱い手法[52]を用いて，

実際の CS ノズル出口での断面平均マッハ数を計算する．本項では，その計算手法につ

いて述べる．なお，ノズル出口の境界層は乱流境界層と仮定する．  

 まず，ピトー圧測定実験により得られたノズル中心軸上のマッハ数を用いて，以下の

式よりノズル中心軸上のガス温度 Tg,CLを計算する． 

 2

,
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2

1
1 CL

CLg

M
T

T 



       (3.77)  

ここで MCLはノズル中心軸上のマッハ数である．またノズル中心軸上のガス速度 ug,CLは 

 CLgCLCLg RTMu ,,         (3.78)  

次に，実験で得られたマッハ数分布に境界層厚さを与えて，半径方向の速度分布を計算

する．境界層外から中心軸までの主流の速度はノズル中心軸上の速度と等しいものと仮

定し，境界層内における任意のノズル半径方向距離 r の速度分布は，1/7 乗則を適用して

計算した．すなわち， 

 CLgrg uu ,,   （0 < r < ）      (3.79)  
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 (3.80) ここで，ug,r，はそれぞれノズル半径方向距離 r の位置におけるガス速

度，境界層厚さである．さらに，ガス温度については次の Crocco の関係式[53]，[54]を

用いる． 
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ここで，Tg,rはノズル半径方向距離 r の位置におけるガスの静温度である．上式は，温度

分布と速度分布の間に一義的な関係があることを示している．式（3.79），（3.81）を用い

て，計算により得られたマッハ数が，後に図 3-14 に示す結果とよく一致するようにを

決定する．本解析では，後述のように貯気圧 1.0MPa におけるを 1.6mm とした． 

 次に管内圧縮性流れの一次元的取扱い手法により提案された平均化手法[52]を用いて，

ノズル出口における断面平均マッハ数を計算する方法について述べる．管路断面にわた

り静圧を一定と仮定して，エンタルピーは， 
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式（3.82）において， 
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なる平均量が定義された場合のみ，以下の式（3.86）が得られる．ここで記号 は断面

平均量を表しており，Q は体積流量である． 
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これより，単位質量あたりについて成り立つ状態方程式や音速の定義式は，次式のよう

に本平均量に対してもそのままの形で成立する． 
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次に，平均速度は運動エネルギーを基準として，次式のように定義される． 
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以上より，全エンタルピーは，式（3.86），（3.89）より次のようになる． 
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上式を変形して， 
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以上の平均化手法を用いて，実験により得られたマッハ数分布から，ノズル出口での断

面平均マッハ数を求めた． 

 

3.3.5 壁面静圧からノズル内のマッハ数を計算する方法 

 本項では，ノズル内静圧を用いてノズル内のマッハ数分布を計算する方法について述

べる．まず，定常流れでは全ての断面で質量流量は一定であるから，式（3.9）より， 
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ここで，は気体力学関数であり，流れの任意の位置における静圧と全圧の比 px/p0,xと，

比熱比のみで定まる． 
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ここで，pxは測定した静圧である．式（3.93）を変形すると， 
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ここで，p0,x，Axは，それぞれ静圧を測定した位置の全圧，ノズル断面積である．式（3.95）

を陰的に解くことにより，静圧を測定した位置 x での局所全圧 p0,xが得られる．さらに，

位置 x での局所全圧は，その流れを等エントロピー的にせき止めた場合に得られるもの

と定義されるので，任意の流れ方向位置 x において次式が成り立つ． 
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式（3.95），（3.96）から， 
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式（3.97）の右辺は既知であり，左辺はマッハ数 Mxの関数である．よって，上式と式（3.96）
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を陰的に解くことにより，ノズル軸方向位置 x におけるマッハ数 Mxが得られる． 

 

3.4 結果と考察 

3.4.1 排除厚さとレイノルズ数の関係 

 3.3.1 項で述べたように，排除厚さとレイノルズ数の関係を構築するために，各条件に

おいて質量流量 azbilm と貯気圧 p0の実験データを取得した．実験値を用いて，式（3.5），

（3.7）より排除厚さを幾何学的スロート径直径で無次元化した値1/d
*およびスロートに

おける Red
*をそれぞれ計算した．本研究で使用したノズルにおいて，各 Red

*に対する1/d
*

をプロットしたものを図 3-10 に示す．図の縦軸は排除厚さを幾何学的スロート直径で無

次元化した値1/d
*，横軸はスロートにおけるレイノルズ数 Red

*である．図中の実験値を

用いて，式（3.6）中の定数 A，m を最小二乗法により求めた．その結果，図 3-4 に示す

nozzle3 に対し，A=1.01，m=0.35 を得た．導出した定数 A，m の値を式（3.6）へ代入し，

式（3.98）を導出した．導出した検定曲線を実線で示す． 

 
35.0**

1 01.1

edRd



        (3.98)  

 次に，上述した定数 A=1.01，m=0.35 の妥当性を検証するために，式（3.98）より計算

した境界層排除厚さから，式（3.9）を用いて質量流量 .calm を求めた．さらに，計算した

質量流量 .calm と実験により測定した質量流量 MFMm を比較した．各貯気圧における質量流

量 .calm と MFMm の比較を図 3-11 に示す．図の縦軸は質量流量，横軸は貯気圧である．図

中のプロットは実験により得られた質量流量 MFMm ，実線は計算により得られた質量流

量 .calm である．図 3-11 より，圧力の増加と共に質量流量も増加することが分かる．また，

今回の実験条件の範囲においては， MFMm と .calm は 1.5%以内の精度で一致する．したが

って，本実験で求めた定数 A，m は妥当であると言える． 
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Figure 3-10 Calibration curve of displacement thickness for nozzle 3 

 

 

Figure 3-11 Calibration curve of the mass flow  
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3.4.2 ノズル外壁温度測定 

 CS ノズル外壁を放射率 0.94 の黒体スプレーで黒色塗装し，赤外線カメラによりノズ

ル外壁の温度を測定した．その際，赤外線カメラの放射率を 0.94 に設定した．各貯気圧

に対する赤外線カメラによるノズル外壁温度の測定結果を図 3-12 に示す．図の左縦軸は

ノズル外壁温度2，図の右縦軸はノズル壁面静圧pwsを貯気圧p0で無次元化した値pws/ p0，

横軸はスロート位置を原点とする流れ方向距離 x である．図中の赤色の実線は，撮影さ

れた熱画像から抽出したノズル中心軸上の温度，赤色の丸印は， x=30，80，130，170mm

の位置におけるノズル円筒面に貼付した K 型シートカップル熱電対の表示温度である．

また，青の四角印は静圧測定結果である． 

 図 3-12（a）に示す p0=0.2MPa の場合の結果より，ノズル中心軸上の温度は流れ下流方

向に向かって減少し，衝撃波の先頭位置と考えられる x=50mm から徐々に増加している．

後の図 3-18 に示す静圧測定結果より求めたノズル内のマッハ数分布から，衝撃波発生位

置直前の断面平均マッハ数はおよそ 1.05 である．ここで発生している衝撃波が垂直衝撃

波であるか，境界層と干渉して擬似衝撃波[55]となっているかは判断できない．擬似衝

撃波とは，垂直衝撃波と境界層の干渉の程度が分枝衝撃波よりも強くなり，下流方向に

発生する多数の衝撃波で構成される一連の波である．静圧測定結果と赤外線カメラによ

り測定した温度分布を比較すると，静圧測定結果およびノズル外壁温度の上昇位置がほ

ぼ同じであることが確認できる．したがって，赤外線カメラを用いてノズル外壁温度を

測定することにより，ノズル内の垂直衝撃波の位置または擬似衝撃波の先頭位置を判定

することができる．さらに，圧力上昇の程度もおおよそ推定することができ，ノズル内

の圧力分布を定性的に把握することが可能である． 

 図 3-12（b），図 3-12（c）の p0=0.4，p0=0.6MPa の場合においても，それぞれのノズル

外壁温度は衝撃波が発生していると考えられる x=120mm，150mm の位置から徐々に増加

している．また，ノズル外壁温度より，貯気圧の上昇に伴い衝撃波の発生位置がノズル

下流方向に移動することが分かる．ここで，発生している衝撃波については，p0=0.4MPa

の場合，衝撃波発生位置直前のマッハ数はおよそ 1.3 である．また，p0=0.6MPa の場合，

衝撃波発生位置直前の断面平均マッハ数はおよそ 1.5 であることから，主流のマッハ数

は 1.5 以上となるため衝撃波は擬似衝撃波であると考えられる． 

 図 3-12（d），図 3-12（e）に示す p0=0.8MPa，p0=1.0MPa の場合では，ノズル外壁温度

は両者とも x=150mm の位置からノズル出口にかけて緩やかに上昇している．しかしなが

ら，静圧測定結果より，p0=0.8MPa では x=160mm の位置から圧力上昇が確認できるが，

p0=1.0MPa では圧力の上昇は確認できない．すなわち，x=150mm からの温度上昇の理由

は，ノズル内部のガス温度以外の影響が考えられる．本ノズルは，p0=1.0MPa 時の静圧

測定結果から分かるように，ノズル出口における圧力は大気圧よりも小さく，流れは過

膨張となる．一般に，衝撃波は貯気圧の上昇に伴ってノズル末広部下流へ移動し，衝撃

波の足はノズル出口端に固定され，斜め衝撃波となってノズルの外にはき出される．出

口圧力から大気圧への上昇は，この斜め衝撃波によって行われる．つまり，本ノズルに

おいても，ノズル出口圧力が大気圧以下になることから，ノズル出口からの噴流は過膨
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張噴流となり，ノズル出口端からは斜め衝撃波が生じる．この斜め衝撃波を通過するこ

とで，流れが急激に減速し，ガス温度が急上昇する．以上より，この斜め衝撃波の影響

により x=150mm からノズル出口にかけてのノズル外壁温度が上昇したものと考えられ

る．なお，本実験で赤外線カメラにより得られた熱画像温度は，ノズル外壁に貼付した

K 型熱電対の表示温度よりも平均で 1.4℃高い値を示した．そこで，以下に説明する伝熱

計算では，K 型熱電対の温度が正しいとして，測定された熱画像のノズル外壁温度から

1.4℃引くことで補正した温度を用いた． 

 

 

 (a) p0=0.2MPa 
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 (b) p0=0.4MPa 

 

(c) p0=0.6MPa 
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 (d) p0=0.8MPa 

 

 

 (e) p0=1.0MPa 

Figure 3-12 Axial temperature distribution on the nozzle outer wall 
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3.4.3 ノズル出口ピトー圧測定 

 ノズル出口から 5mm 上流（ノズル出口端に最も近い静圧孔の位置）の中心軸に対する

半径方向のピトー圧測定を行い，ノズル出口半径方向のマッハ数を求めた．静圧はノズ

ル半径方向に一定と仮定し，ノズル内が全て超音速となる貯気圧 1.0MPa で実験を行っ

た．ノズル出口半径方向におけるピトー圧の測定結果を図 3-13 に示す．図の縦軸はピト

ー圧 pi，横軸はノズル出口断面の中心を基準とした半径方向距離 r である．図中のプロ

ットは実験により得られたピトー圧である．図 3-13 より，piはノズル中心（r=0）で最大

であり，壁面に近づくにつれて境界層により減少する． 

 次に，図 3-13 の piを用いてノズル出口半径方向におけるマッハ数分布を計算した結果

を図 3-14 に示す．図の縦軸はマッハ数，横軸は図 3-13 と同じである．図 3-14 より，マ

ッハ数は，ピトー圧と同様にノズル中心で最大値をとり，壁面に近づくにつれて減少す

る．ノズル出口におけるマッハ数は，r=0mm で M=2.03，r=1.9mm で M=1.29 である． 

 最後に，3.3.4 項の圧縮性流れの一次元的取扱い手法により得られたマッハ数が図 3-14

の結果と一致するように，乱流境界層厚さを決定する．図 3-14 より，ピトー圧測定実

験により得られたマッハ数は，ノズル中心から r=0.4mm までほぼ同じ値である．この結

果から，を 1.6mm とし，1/7 乗則を適用して r＞0.4mm の境界層内におけるマッハ数数

分布を計算した．1/7 乗則より求めたマッハ数分布と，ピトー圧測定実験により得られた

マッハ数分布の比較を図 3-15 に示す．図より，両者は概ね一致する． 

 

Figure 3-13 Pitot pressure distribution of nozzle exit 
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Figure 3-14 Mach number distribution of nozzle exit 

 

 

Figure 3-15 Mach number distribution of nozzle exit (Comparison of experimental and 

One-seventh power law calculation) 
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3.4.4 コールドスプレーノズルの断熱仮定の検証 

 ここでは 3.3.2 節の式（3.28）で示すノズルの断熱仮定の検証について述べる．検証す

るにあたり，3DCAD ソフト「Creo Parametric 2.0」による有限要素法により 2 次元伝熱計

算を行った．以下に伝熱計算を行うための境界条件について説明する．ノズル内表面と

ノズル内ガスの間の熱流束は，周囲大気温度とノズル内のガス温度の差が最も大きくな

る貯気圧 1MPa 時のノズル半径方向の熱流束を与えた．すなわち，赤外線カメラで測定

したノズル円筒部の表面温度と周囲大気温度からノズル外表面と周囲大気間の熱流束を

計算する．定常状態で考えると，ノズル内表面とノズル内ガスの間の熱流束はノズル外

表面と周囲大気間の熱流束に等しいと考えることができ，ノズル内表面からノズル内ガ

スの間の熱流束を計算することができる．大気温度は 1MPa 時の実験と同様に 13℃とし

て計算した．ノズル円筒面の温度分布には，赤外線カメラにより測定した温度を与えた．

ノズル内表面および円筒面以外の面は，表面温度の値を 13℃とし，熱伝達係数を 30W/m･

K とした．熱伝達係数を 30W/m･K としたのは，最悪条件として計算するためである．

上記の境界条件により計算した 2 次元伝熱計算結果を図 3-16 に示す．図より，任意の位

置におけるノズル外表面温度とノズル内表面温度は等しいことが分かり，ノズル半径方

向の温度勾配は十分に小さいと言える．ノズル外表面温度とノズル内表面温度の一次元

温度分布の比較を図 3-17 に示す．図より，ノズル外表面温度と内表面温度は，ほぼ一致

しており同じ温度と見なすことができる．したがって，ノズル半径方向の温度勾配は十

分小さく，ノズル内の流れはノズル内の流れは十分に断熱とみなすことができる． 

 

 

Figure 3-16 Finite element method simulation of CS nozzle (p0=1.0MPa, Ta=13℃) 
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Figure 3-17 Comparison of nozzle inner and outer surface temperature (p0=1.0MPa, Ta=13℃) 

 

3.4.5 伝熱計算結果 

 貯気圧 p0=0.2～1.0MPa での伝熱計算により求めたマッハ数分布と，静圧測定結果から

算出したマッハ数分布を図 3-18 に示す．p0=1.0MPa については，出口ピトー圧測定実験

と準一次元解析を行ったので，図 3-18（e）にはその結果も合わせて示す．図の縦軸はマ

ッハ数 M，横軸はスロート位置を原点とする流れ方向距離 x である．図中の実線は，乱

流境界層を仮定して行った伝熱計算によるマッハ数分布，破線は層流境界層を仮定して

行った伝熱計算によるマッハ数分布，一点鎖線は準一次元解析によるガス温度分布，丸

印は静圧測定結果より計算したマッハ数である．図 3-18（e）中の黒く塗りつぶした四角

印はピトー圧測定実験により計算したノズル出口中心のマッハ数 MCL，赤抜きの四角印

は，ピトー圧測定実験により計算したノズル出口半径方向のマッハ数分布から求めた出

口の断面平均マッハ数である． 

 図 3-18（a）に示す p0=0.2MPa の結果より，図 3-12 で示した衝撃波先頭位置までマッ

ハ数は増加し，衝撃波先頭位置からノズル出口にかけて減少する．伝熱計算結果および

静圧測定結果から求めたマッハ数は，画面上のスロートの位置（x=0）において，1 より

も小さい．本来，スロートにおいて M=1 になるが，これはノズルの加工誤差により，実

際のスロートが下流側にあることが原因であると推測される．また，乱流境界層を仮定

した場合の伝熱計算のマッハ数分布は，衝撃波先頭位置より上流側においては，静圧測

定結果によるマッハ数分布と良く一致する．衝撃波先頭位置を通過後は．伝熱計算と実

験結果の値は大きく異なる．このずれは，ノズル内で発生した衝撃波により，流れがノ
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ズル内壁から剥離していることが原因だと考えられる．本伝熱計算で使用している回復

温度は剥離流れでは適用できないため，衝撃波先頭位置下流の伝熱計算結果と実験結果

が大きく異なっていると考えられる[56]． 

 図 3-18（b），（c），（d）に示す p0=0.4，0.6，0.8MPa の場合の結果より，貯気圧を大き

くすると，衝撃波は下流方向へ移動することがマッハ数分布からも分かる．また，静圧

測定結果から求めたマッハ数分布は，衝撃波先頭位置より上流側においては，層流境界

層を仮定した場合の伝熱計算結果のマッハ数分布に近い傾向を示している．衝撃波先頭

位置より下流側においては，p0=0.2MPa 同様，伝熱計算結果と実験結果は大きく異なる． 

 図 3-18（e）に示す p0=1.0MPa の場合の結果より，乱流境界層の場合の伝熱計算結果に

よる出口マッハ数は，出口ピトー圧測定実験により得た出口断面平均マッハ数とよく一

致する．静圧測定結果によるマッハ数分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定した

場合の伝熱計算結果のマッハ数分布の範囲内に収まる．また，本伝熱計算によるマッハ

数分布を準一次元解析によるマッハ数分布と比較した場合，本伝熱計算によるマッハ数

分布は，実験結果と定性的に一致する．図 3-18 の結果を概観すると，p0=0.2～1.0MPa に

おける静圧測定結果から求められたマッハ分布は，衝撃波先頭位置より上流において，

層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱計算結果のマッハ数分布の範囲内に収まる．

また，本伝熱計算結果のマッハ数分布は，準一次元解析結果と比べて実験結果と一致す

る． 

 

 

(a) p0=0.2MPa 
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(b) p0=0.4MPa 

 

 

(c) p0=0.6MPa 
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(d) p0=0.8MPa 

 

(e) p0=1.0MPa 

Figure 3-18 Mach number distribution in x-direction 
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 次に，貯気圧 p0=0.2～1.0MPa での伝熱計算により求めたガス温度分布と，静圧測定結

果からノズル末広部が断熱と仮定した場合に算出したガス温度分布を図 3-19 に示す．図

3-18 同様，p0=1.0MPa については，準一次元解析を行ったので，図 3-19（e）にはその結

果も合わせて示す．図の縦軸はガス温度 Tg，横軸はスロート位置を原点とする流れ方向

距離 x である．図中の実線は乱流境界層を仮定して行った伝熱計算によるガス温度分布，

破線は層流境界層を仮定して行った伝熱計算によるガス温度分布，プロットは静圧測定

結果よりノズル末広部が断熱と仮定した場合に算出したガス温度である．図 3-19（e）中

の一点鎖線は準一次元解析によるガス温度分布である．赤抜きの四角印は，ピトー圧測

定実験により計算したノズル出口半径方向のガス温度分布から求めた出口の断面平均ガ

ス温度である． 

 図 3-19（a）に示す p0=0.2MPa の場合，ノズル外壁の温度変化を示した図 3-12 での衝

撃波先頭位置までガス温度は低下し，衝撃波先頭位置からノズル出口にかけて上昇する．

また，乱流境界層を仮定した場合の伝熱計算のガス温度分布は，衝撃波先頭位置より上

流側においては，静圧測定結果から求めたガス温度分布と良く一致する．図3-18同様に，

衝撃波先頭位置より下流側では，伝熱計算と実験データの値は大きく異なる．この原因

は，図 3-18 同様に，ノズル内で発生した衝撃波により，流れがノズル内壁から剥離して

いるためであると考えられる． 

 図 3-19（b），（c），（d）に示す p0=0.4，0.6，0.8MPa の結果より，貯気圧を大きくする

と，衝撃波は下流方向へ移動することがガス温度分布からも分かる．また，静圧測定結

果から求めたガス温度分布は，衝撃波先頭位置より上流側においては，層流境界層を仮

定した場合の伝熱計算結果のガス温度分布に近い傾向を示している．衝撃波先頭位置よ

り下流側においては，p0=0.2MPa 同様，伝熱計算結果と実験結果は大きく異なる．図 2-17

（e）に示す p0=1.0MPa の場合の結果より，乱流境界層の場合の伝熱計算結果による出口

ガス温度は，出口ピトー圧測定実験により得た出口断面平均ガス温度とよく一致する．

また，静圧測定結果から求めたガス温度分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定し

た場合の伝熱計算結果のガス温度分布の範囲内に収まる．また，準一次元解析によるガ

ス温度分布と比較した場合，本伝熱計算によるガス温度分布は，実験結果と定性的に一

致する． 

 図 3-19 の結果を概観すると，p0=0.2～1.0MPa における静圧測定結果から求めたガス温

度分布は，衝撃波先頭位置より上流において，層流境界層および乱流境界層を仮定した

伝熱計算結果のガス温度分布の範囲内に収まる．また，本伝熱計算から求めたガス温度

分布は，準一次元解析結果よりも，実験結果に近い分布を示す． 
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(a) p0=0.2MPa 

 

 

(b) p0=0.4MPa 
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(c) p0=0.6MPa 

 

 

(d) p0=0.8MPa 
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(e) p0=1.0MPa 

Figure 3-19 Gas temperature distribution in x-direction 

 

 次に，貯気圧 p0=0.2～1.0MPa での伝熱計算により求めたガス速度分布と，静圧測定結

果からノズル末広部が断熱と仮定した場合に算出したガス速度分布を図 3-20 に示す．図

3-18，3-19 同様，p0=1.0MPa については，準一次元解析を行ったので，図 3-20（e）には

その結果も合わせて示す．図の縦軸はガス速度 ug，横軸はスロート位置を原点とする流

れ方向距離 x である．図中の実線は，乱流境界層を仮定して行った伝熱計算によるガス

速度分布，破線は層流境界層を仮定して行った伝熱計算によるガス速度分布，プロット

は静圧測定結果よりノズル末広部が断熱と仮定した場合に算出したガス速度である．図

3-20（e）中の一点鎖線は準一次元解析によるガス速度分布である．赤抜きの四角印は，

ピトー圧測定実験により計算したノズル出口半径方向の速度分布から求めた出口の断面

平均速度である． 

 図 3-20（a）に示す p0=0.2MPa の場合，図 3-12 で示した衝撃波先頭位置までガス速度

は増加し，衝撃波先頭位置からノズル出口にかけて減少する．また，乱流境界層を仮定

した場合の伝熱計算のガス速度分布は，衝撃波先頭位置より上流側においては，静圧測

定結果から求めたガス速度分布と良く一致する．図 3-18，3-19 同様に，衝撃波先頭位置

より下流側では，伝熱計算と実験データは大きく異なる．この原因は，図 3-18，3-19 同

様に，ノズル内で発生した衝撃波により，流れがノズル内壁から剥離しているためであ

ると考えられる． 

 図 3-20（b），（c），（d）に示す p0=0.4，0.6，0.8MPa の結果より，貯気圧を大きくする
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と，衝撃波は下流方向へ移動することがガス速度分布からも分かる．また，静圧測定結

果から求めたガス速度分布は，衝撃波先頭位置より上流側においては，層流境界層を仮

定した場合の伝熱計算結果のガス速度分布に近い傾向を示している．衝撃波先頭位置の

下流側においては，p0=0.2MPa 同様，伝熱計算結果と実験結果は大きく異なる． 

 図 3-20（e）に示す p0=1.0MPa の場合の結果より，乱流境界層の場合の伝熱計算結果に

よる出口ガス速度は，出口ピトー圧測定実験により得た出口断面平均ガス速度とよく一

致する．また，静圧データから求めたガス速度分布は，層流境界層および乱流境界層を

仮定した場合の伝熱計算結果のガス速度分布の範囲内に収まる．また，準一次元解析に

よるガス速度分布と比較した場合，本伝熱計算によるマッハ数分布は，実験結果と定性

的に一致する． 

 図 3-20 の結果を概観すると，p0=0.2～1.0MPa での静圧測定結果から求めたガス速度分

布は，衝撃波先頭位置より上流において，層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱

計算結果のガス速度分布の範囲内に収まる．また，本伝熱計算から求めたガス速度分布

は，準一次元解析結果よりも，実験結果に近い分布を示す． 

 

 

(a) p0=0.2MPa 
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(b) p0=0.4MPa 

 

 

(c) p0=0.6MPa 
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(d) p0=0.8MPa 

 

 

(e) p0=1.0MPa 

Figure 3-20 Gas velocity distribution in x-direction 
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 最後に，貯気圧 p0=0.2～1.0MPa での伝熱計算により求めた静圧分布と，静圧測定実験

の静圧分布を図 3-21 に示す．図 3-18，3-19，3-20 同様，p0=1.0MPa については，準一次

元解析を行ったので，図 3-21（e）にはその結果も合わせて示す．図の縦軸は静圧を貯気

圧で除した圧力比 px/p0，横軸はスロート位置を原点とする流れ方向距離 x である．図中

の実線は，乱流境界層を仮定して行った伝熱計算による静圧分布，破線は層流境界層を

仮定して行った伝熱計算による静圧分布，プロットは静圧測定実験の静圧分布である．

図 3-21（e）中の一点鎖線は準一次元解析による静圧分布， 

 図 3-21（a）に示す p0=0.2MPa の場合，静圧測定実験の静圧分布は，図 3-12 で示した

衝撃波先頭位置まで減少し，衝撃波先頭位置からノズル出口にかけて増加する．しかし，

伝熱計算による静圧は，衝撃波先頭位置を超えてもなお減少し続け，衝撃波先頭位置よ

り 30mm ほど下流で緩やかに上昇し始める．また，乱流境界層を仮定した場合の伝熱計

算の静圧分布は，衝撃波先頭位置より上流側においては，静圧測定実験の静圧分布と良

く一致する．図 3-18，3-19，3-20 同様に，衝撃波先頭位置より下流側では，伝熱計算結

果と実験結果の値は大きく異なる．この原因は，図 3-18，3-19，3-20 同様に，ノズル内

で発生した衝撃波により，流れがノズル内壁から剥離しているためであると考えられる．

伝熱計算による静圧がノズル下流部で振動するのは，カメラの光軸とノズル下流部の角

度が大きくなることにより，熱画像の解像度が変化するためである． 

 図 3-21（b），（c），（d）に示す p0=0.4，0.6，0.8MPa の結果より，静圧測定実験の静圧

分布は，衝撃波先頭位置より上流側においては，層流境界層を仮定した場合の伝熱計算

結果の静圧分布に近い傾向を示す．衝撃波先頭位置より下流側においては，p0=0.2MPa

の場合と同様，伝熱計算結果と実験結果は大きく異なる．図 3-21（e）に示す p0=1.0MPa

の結果より，静圧測定実験の静圧分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定した場合

の伝熱計算結果の静圧分布の範囲内に収まる．また，準一次元解析による静圧分布と比

較した場合，本伝熱計算による静圧分布は，実験結果と定性的にも定量的にも一致する． 

 図 3-21 の結果を概観すると，p0=0.2～1.0MPa での静圧測定実験の静圧分布は，衝撃波

先頭位置より上流において，層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱計算結果の静

圧分布の範囲内に収まる．また，本伝熱計算から求めた静圧分布は，準一次元解析結果

よりも，実験結果と定性的にも定量的にも一致する． 
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(a) p0=0.2MPa 

 

 

(b) p0=0.4MPa 
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(c) p0=0.6MPa 

 

 

(d) p0=0.8MPa 

 



 

85 

 

 

(e) p0=1.0MPa 

Figure 3-21 Pressure ratio distributions in x-direction 

 

3.5 本章のまとめ 

 赤外線カメラを用いて，CS ノズル外壁温度を測定した．得られた熱画像データから伝

熱計算によりノズル内のガス温度，マッハ数，ガス速度，静圧を推定した．さらに，伝

熱計算結果と，静圧測定実験，ノズル出口ピトー圧測定実験，準一次元数値解析の結果

を比較し，本推定手法の妥当性を検証した．得られた結果を要約すると以下のとおりで

ある． 

1) ノズル外表面の温度分布は，静圧分布と相関がある．従って，衝撃波の有無に関わ

らず内部の静圧の流れ方向分布の定性的な傾向を診断することができる．ノズル内

に衝撃波が発生した場合は，その先頭位置も特定できる． 

2) 乱流境界層を仮定した場合の伝熱計算結果による出口マッハ数は，ピトー圧測定実

験により得た出口断面平均マッハ数とよく一致する． 

3) ノズル内に衝撃波が存在しない場合，壁面静圧測定結果から求めたガスのマッハ数，

温度，速度，静圧の分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱計算結果

のガス温度，速度，静圧の分布の範囲内に収まる． 

4) ノズル内に衝撃波が存在する場合，壁面静圧測定結果から求めたマッハ数，ガスの

温度，速度，静圧の分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱計算結果

のガス温度，速度，静圧の分布と異なる．これは，伝熱計算に用いている回復温度

が剥離流れに適用できないことが原因であると考えられる． 
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第 4 章 相互相関法により得られるコールドスプレーの粒子群の速度と 

平均直径に関する考察 

 

4.1 緒論 

 溶射において粒子速度を計測する際，ガス温度が粒子の融点よりも高い溶射法（高速

フレーム溶射やプラズマ溶射）では溶射粒子が高温になるため，粒子からの反射光を検

出するタイプの粒子速度測定[57]が可能である．しかし，コールドスプレーでは，HVOF

溶射の場合ほど粒子温度が高くならないため，粒子が発する放射光が弱い．そのため，

放射光を検出する手法で粒子速度を測定することは困難である．このような場合，粒子

の流れにレーザーシートを照射する PIV が用いられる[58]． 

 PIV とは，トレーサと呼ばれるマーカーを挿入することによって見えるようにする流

れの可視化技術にデジタル画像処理技術を加え，流れ場の瞬時・多点の速度情報を抽出

する技術である．一般に，流れの中に注入したトレーサ粒子の動きから二次元断面内の

速度ベクトルを得る手法である．PIV は個々の粒子を追跡する粒子追跡法（PTV；Particle 

Tracking velocimetry）と，画像上の濃度パターンを相互相関法を用いて追跡する狭義の

PIV の 2 種類に大別される．前者には，溶射の分野では SprayWatch system[59]，[60]（Oseir 

Ltd.，Tampere，Finland）や VisiSizer system[61]，[62]（Oxford Lasers，Didcot，UK）等が

ある．本研究では流体計測で用いられる狭義の PIV を対象とする[63]，[64]，[30]．PIV

計測システムの模式図を図 4-1 に示す． 

 

 

Figure 4-1 Schematic diagram of PIV measurement system 
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        (a) t=0          (b) t=t                 (c) Velocity vector 

Figure 4-2 Interrogation area images of PIV 

 

図に示すように，PIV ではトレーサ粒子を含む流れ場にレーザーシートを照射し，トレ

ーサ粒子から生じる散乱光を高速度 CCD カメラにより撮影する．このとき，既知の微小

時間t だけずらして撮影した一組の粒子画像を数十～数百組撮影する． 

 次に，一組の粒子画像から粒子群の速度を求める方法について説明する．撮影された

粒子画像ペアの中の微小領域の模式図を図 4-2（a），（b）に示す．図中の白～灰色の区間

（ピクセル）が粒子像を表す．微小領域の粒子画像パターンから，図 4-2（c）に示すよ

うに微小領域の「平均」速度ベクトルを，次節で述べる相互相関法を用いて算出する．

PIV は流体の速度ベクトル場を得ることを意図して開発された可視化手法であるため，

流体力学の研究においては，流れによく追従するトレーサ粒子が用いられる．例えば，

常温の空気流であれば煙，オイルミストなどが用いられ，高温の気流では直径数m の

TiO2など軽量の固体粒子が用いられる．このとき，前述の微小領域内において個々のト

レーサの粒径の違いに起因する粒子速度の差は無視できるほど小さい． 

 一方，溶射の場合に「トレーサ粒子」となるのは溶射粒子である．溶射粒子には，流

れに追従しやすい小粒径の粒子から，追従しにくい大粒径の粒子までが含まれる．大小

の粒子から成る粉末を気流に混入させて PIV を適用すると，図 4-2 に示した微小領域に

も，高速の小粒子から，低速の大粒子が混在することになる．そのような粒子画像に対

して得られる微小領域の「平均」速度ベクトルは，「平均直径」何m の粒子の速度に対

応するのであろうか．筆者の知る限り，この疑問に答える研究は見あたらない． 

 上述の疑問は，PIV 計測と同じ条件で粒子速度の数値シミュレーションを行う際に顕
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在化する．すなわち，数値シミュレーションでは，実際に用いられた粉末の代表直径で

粒子速度を計算する場合が多い．このときの代表粒径は前述の「平均直径」であるべき

だが，それが体積基準の平均直径なのかが判然としない． 

 本研究では，直径分布のある銅粉末を PIV 計測のトレーサとして用いたときに得られ

る粒子速度と，それに対応する平均直径について，数値的に作り出した輝度値分布を用

い，PIV 計測の原理に基づいて考察する．なお，本章の考察には PIV 計測の実験データ

は用いない． 

 

4.2 解析方法 

 本研究では，PIV の測定原理に基づいて得られる粒子群の速度と，数値解析により得

られる単一粒子の速度を比較する．前者の解析には，正確な直径と速度が分かっている

大小の粒子が十万個程度必要である．これを実験的に得ることは不可能である．そこで，

これらの粒子速度は数値解析により与える．比較用の単一粒子の速度にも，同じ数値解

析を用いる．コールドスプレーでは，ガス流中を飛行する溶射粒子の速度ベクトルの向

きは，流れにほぼ平行（一次元的）である．そこで，本研究では，数値解析の手法とし

て一次元解析を用いる．本研究では，溶射粒子は真球の銅とし，特にノズル出口中心軸

上の粒子速度を対象とする．本節では 4.2.1，4.2.2，4.2.4 項で PIV の測定原理の詳細につ

いて，4.2.3 項で一次元解析について述べる． 

 

4.2.1 単一粒子の輝度値分布[65] 

 まず，画像上に投影される粒子の直径 dpiについて述べる．dpiは，粒子の投影サイズと

撮影光学系の回折限界とによって定まり，次式で計算される． 

 222
aplpi ddMd         （4.1） 

  FMd lla  144.2         （4.2） 

 0LLM il          （4.3） 

ここで，dpは実際の粒子直径，daは回折によるエアリディスクの直径，Mlはレンズ系の

横倍率，lはレーザーの波長，F はレンズ系の明るさを表す F値，Liはピンホールカメ

ラモデルの主点から撮像面までの距離，Loは主点から物体までの距離である．エアリデ

ィスクとは，光の回折によって画像上に得られる粒子像である．本研究では，波長l 

=532nm のレーザーを用いるものとし，Ml=0.45（視野幅 20mm の 1/2 インチ CCD 素子を

想定），F=2.8 とした．式（4.1）を用いて画像上の粒子直径 dpiを計算した結果を図 4-3

に示す． 

 次に，画像上の単一粒子像の輝度値分布について述べる．画像上の輝度値分布は正規

分布と仮定されることが多いため，次の方法で与えた．いま，直径 dpiの粒子の中心の画

像上での投影位置を Xpとおき，画像上での輝度値分布 I(X)を以下の式で与える． 
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IXI       （4.4） 

ここで，I0は各粒径粒子に対する最大輝度値である．粒子からの散乱強度は dpの自乗に

比例し，dpiの自乗に反比例することから，本研究では I0を以下のように与えた． 

 

2

0 














pi

p

d

d
KI         （4.5） 

ただし，dp=10m のときに I0=1 となるように K の値を与えた．式（4.1）で求めた dpiを

用いて式（4.5）から最大輝度値を計算した結果を図 4-4 に示す．図より，直径 2m の粒

子の最大輝度値は，直径 10m の粒子の約 7%程度である．実際，直径数m 程度以下の

粒子では，散乱光強度が不足して暗くなり，撮影しにくくなる． 

 式（4.4）において Xp=0.014mm とし，dp=10m（dpi=6.9m）の粒子の画像上での輝度

値分布 I(X)を計算した例を図 4-5 に実線で示す．本研究では，物理空間の 20mm 程度の

幅を 1280pixel で解像するものとして，画像上の 1pixel の長さX=16m とした．その場

合の輝度値の階段状の分布も図中に点線で示す．これは，実線の輝度値分布を区間X で

数値積分し，その積分値をX で除して当該画素の輝度値としている． 

 

 

Figure 4-3 Particle diameter on digital image against actual particle diameter 
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Figure 4-4 Maximum brightness against actual particle diameter 

 

 

Figure 4-5 Brightness distribution of 10m particle 
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4.2.2 粒子位置の決定方法 

 図 4-2（a）に示した微小領域は，PIV の分野では検査領域と呼ばれ，図中では面であ

る．しかし，本研究では粒子の流れを一次元として考察するため，これに対応する微小

長さを検査領域とした．検査領域はノズル出口中心に設定し，その長さは 16pixel（画像

上で 0.256mm）とした．後述の相互相関係数を計算するために必要な探査領域の長さは

8pixel とした．すなわち，検査領域に隣接する上流側と下流側のそれぞれに，8pixel 長の

探査領域を接続した．この合計 32pixel の区間に 20 個の粒子位置を乱数により与えた．

粒子の個数を 20 個としたのは，一般に検査領域内の粒子の個数は 5 個以上が望ましいと

されており，10 個程度の粒子が検査領域に入ることが期待できるからである．実際の PIV

計測では，そのような粒子個数になるように粒子濃度を調整することになる．なお，乱

数を用いた粒子位置決定では，粒子の中心は画素の中心にくる訳ではなく，32pixel 区間

のあらゆる場所に粒子の中心がくる可能性がある． 

 粒子のみならず，粒子直径も乱数により与えた．本研究では，1 条件の解析について

16,000 個（20 個×800 回）の粒子を用い，乱数で 1 つずつ決定した粒子直径が，予め与

えた粒径分布となるようにした．得られた 800 個の速度を算術平均し，検査領域の平均

速度とした． 

 本研究で用いた 4 種類の個数基準の粒径の頻度分布を図 4-6（a）に示す．これらは，

直径分布の確立密度関数を次の対数正規分布[66]で与えた． 

 

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dd

d
df


     （4.6） 

ここで，幾何平均直径[67] gd は 10，25m の 2 種類とし，幾何標準偏差[67] g は，2 つの

gd の値に対して 1.3，1.6m を与えた．図 4-6（a）の分布は，横軸の 1～400m の間を

対数スケールで 50 等分に区切り，各区間の代表直径の頻度の総和が 1 となるように与え

た．粒径分布の名称としては，例えば gd =10m， g =1.3m の粒径分布は，P10-1.3 と

した．図 4-6（a）を体積基準の分布に換算したものを図 4-6（b）に示す．これは次式に

基づいて換算した． 

    
  

pdpp

pp
p

dWdfd

dfd
df









0

03

)0(3
3 )(       （4.7） 

ただし   pdf 3 ，   pdf 0 ，
pdW は，それぞれ体積基準の頻度，個数基準の頻度，代表粒径

pd の区間幅である． 

 実際の溶射では，ノズル出口の中心軸上を通過する粒子の直径分布は，粉末供給装置 

過する粒子を捕捉したと想定し，その粒径分布が図 4-6 に示した分布であるとした． 
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(a) Number based distributions   

 

 

(b) Volume based distributions 

Figure 4-6 Particle diameter distributions used for one-dimensional velocity calculation 

 



 

93 

 

4.2.3 粒子直径と粒子速度の関係 

 本研究では，ノズル内を準一次元断熱摩擦流れと仮定し，単一の球形粒子の運動方程

式を解くことにより粒子速度を求めた[68]．ノズルは円錐形の先細末広形状とし，寸法

はスロート直径 2mm，出口直径 5mm，先細部長さ 25mm，末広部長さ 75mm とした．溶

射粒子は粒径に関係なく初速度 10m/s で先細部入口から中心軸に平行に下流に向けて投

入されるとした．作動ガスとして，窒素の場合とヘリウムの場合について計算を行い，

いずれの場合も貯気圧は 2MPa，貯気温度は 300℃とした．粒子材料は銅とし，4.2.2 項

で説明した 4 つの直径分布を与えた．ガスの種類と直径分布の組合せを表 4-1 に示す． 

 この計算により得られたノズル出口での粒子速度を次節の解析に用いた．また，比較

用の単一粒子の速度にも，本計算結果を用いた．なお，本計算では基材は考慮していな

い． 

 

Table 4-1 Numerical conditions of gas and powder 

Case # Gas type Powder name 

1 

N2 

P10-1.3 

2 P10-1.6 

3 P25-1.3 

4 P25-1.6 

5 

He 

P10-1.3 

6 P10-1.6 

7 P25-1.3 

8 P25-1.6 

 

4.2.4 相互相関法 

 次に，微小時間t だけ異なる二時刻の一次元輝度値分布から，検査領域の平均的な粒

子速度を算出する方法について説明する．ノズル出口中心を原点 x=0 として，検査領域

（x=0.128～0.384mm）の前後に探査領域（8pixel=0.128mm）を接続した x=0～0.512mm

の区間に配置する粒子の直径と位置は 4.2.2 項の方法で決定し，粒子速度は 4.2.3 項の方

法で決定した．これを t=0 での粒子群の配置とした．t=t 後の各粒子の移動距離は，2.3

節の方法で求めた各粒子の速度にt を掛けることにより得た．これを t=t での粒子群の

配置とした．ただし，x=0～0.512mm の区間内で，個々の粒子の流れ方向の速度変化は無

視できるほど小さいとした．t=0，t での粒子群の配置に対して，4.2.1 項で述べた方法

により一次元的な輝度値分布を得た．この一組の輝度値分布から，検査領域にある粒子

群の平均的な移動距離を，以下に述べる相互相関法により求めた． 

 相互相関法とは，局所的な輝度値パターンの類似度を相互相関係数で評価し，相互相

関係数のピーク値が得られるときの移動距離を，粒子群の平均移動距離とする手法であ

る．相互相関係数の計算には，次式で定義される離散表現の式を用いた． 
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ここで，fi，giはそれぞれ t=0，t での位置 Xiにおける輝度値であり， f ， g はそれぞれ

t=0，t での検査領域内の輝度の平均値を示す．n は，時刻 t=t の輝度値分布を x 方向

に何 pixel シフトさせたかを意味する．N は検査領域の pixel 数であり，本研究では N=16

である． 

 C(n)の計算例を図 4-7 に示す．図中に黒丸印で示すように，C(n)の計算値は離散的にな

る．この離散値に着目すると，相互相関係数が最大となるのは横軸が n=5 のときであり，

このときの検査領域の移動距離は 5pixel×16m/pixel=80m となる．しかし，この方法で

は検査領域の移動距離はX の整数倍でしか得られず，速度の計算精度がよくない．そこ

で，本研究では，汎用の PIV 解析ソフトと同様に，サブピクセル解析を採用した．すな

わち，離散的な相互相関係数の最大値を含む 3 つの大きい側の値から正規分布のフィッ

ティング曲線を求め，その正規分布が最大値となる横軸の位置を n とした．図 4-7 の例

では，n=4.6（4.6pixel×16m/pixel=73.6m）となる． 

 

 

Figure 4-7 Cross-correlation and subpixel interpolation 
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4.3 結果と考察 

 窒素ガスとヘリウムガスを作動ガスとして用いた場合について，一次元解析により得

られたノズル出口での粒子速度と粒子直径の関係を図 4-8 に示す．これは図 4-6 の分布

とは無関係に，広範囲の直径の単一粒子についてノズル出口での粒子速度を計算した結

果である．図 4-8 より，任意の粒子直径について，ヘリウムガスの方が窒素ガスの場合

よりも粒子速度が大きい．これは，ヘリウムガスの速度が窒素ガスよりも大きいためで

ある[18]．直径 2m の粒子では，窒素ガスの場合の粒子速度は 750m/s であるが，ヘリウ

ムガスでは約 2 倍の 1520m/s である．粒子直径が大きくなると粒子速度は減少する．こ

れは粒子の質量が大きいと，気流に追従しにくいからである．このときの粒子速度の減

少の程度は，窒素ガスよりもヘリウムガスの場合の方が大きい．すなわち，粒子直径が

大きくなるほど，ヘリウムガスの場合の粒子速度は，窒素ガスの場合の粒子速度に近づ

く．以下の計算と考察では，Case1-4 の検査領域内の平均速度の計算には図 4-8 中の窒素

ガスの計算結果を用い，Case5-8 についてはヘリウムガスの計算結果を用いる． 

 相互相関 PIV の原理に基づいて計算したノズル出口での粒子速度と，単一粒子の速度

の比較を図 4-9 に示す．前者は，800 組の輝度値分布から相互相関法により得られた速度

の平均速度であり，これを CC と表す．CC は図中に実線の直線で示している．また， CC

からの粒子速度のばらつき±（は 800 組の速度の標準偏差）も点線で示している．図

中の黒丸印は 4 つの直径（図中の下付添字 0，1，2，3 は，それぞれ個数，長さ，面積，

体積基準の平均直径を意味する）に対する粒子速度であり，図 4-8 の窒素ガスの曲線か

ら取ったものである． 

 図 4-9（a）に示す Case1 の場合の黒丸印より，粒子直径が大きいほど粒子速度は小さ

い．これは，図 4-8 で説明したとおりである．また，4 つの平均直径に対する粒子速度は

CC±内にあり，CC に最も近い速度が得られるのは，長さ基準の平均直径の場合である．

図 4-9（b），（c）に示す Case2，3 の場合においても，4 つの平均直径に対する粒子速度

は CC±内にあるが，CC に近い速度が得られるのは，図 4-9（b）では面積基準の平均

直径，図 4-9（c）では長さ基準と面積基準の平均直径の算術平均値付近である．図 4-8

（d）に示す Case4 では，長さ基準の平均直径が CC に近い速度を与えており，体積基準

の平均直径の粒子速度は CC±から外れている．図 4-9 の結果を概観すると，長さ基準

と面積基準の平均直径の算術平均値   221 pp dd  の粒子速度は，Case1～4 においておよ

そ CC±  21 内にあり，概ね CC に対応する平均直径とみなすことができる． 

 最後に，ヘリウムガスの場合を図 4-10 に示す．図 4-10（a），（b）に示す Case5，6 の

場合は，CC に近い速度を与えるのは，面積基準の平均直径である．図 4-10（b）中の個

数基準の平均直径の速度は，CC±から外れている．図 4-10（c），（d）に示す Case7，8

の場合は，CC に近い速度を与えるのは，長さ基準の平均直径である．図 4-10（d）中の

体積基準の平均直径の速度は，CC±から外れている．図 4-10 の結果を概観すると，長

さ基準と面積基準の平均直径の算術平均値   221 pp dd  の粒子速度は，Case5～8 におい

ておよそ CC±  21 内にあり，概ね CC に対応する平均直径とみなすことができる．よ

って，ヘリウムガスの場合も，   221 pp dd  の粒子速度が概ね CC に対応する． 
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 なお，本研究は球形の粒子を対象として考察を行った．球形と著しく異なる粒子の場

合は，更なる研究が必要である． 

 

 

Figure 4-8 Calculated particle velocity at nozzle exit 
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(a) Case1 

 

 

(b) Case2 
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(c) Case3 

 

 

(d) Case4 

Figure 4-9 Comparison of particle velocity calculation by cross-correlation method and 

one-dimensional analysis (Nitrogen gas) 
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(a) Case5 

 

 

(b) Case6 
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(c) Case7 

 

 

(d) Case8 

Figure 4-10 Comparison of particle velocity calculation by cross-correlation method and 

one-dimensional analysis (Helium gas) 
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4.4 本章のまとめ 

 コールドスプレーにおいて，相互相関法により得られる溶射粒子速度と，それに対応

する粉末の平均直径について，相互相関法 PIV の原理に基づいて一次元の粒子流れの数

値解析結果を用いて考察した．作動ガスとして窒素ガスとヘリウムガスの場合を考え，

それぞれ貯気圧 2MPa，貯気温度 300℃とした．溶射粒子は球形の銅とし，対数正規分布

を確立密度関数とする 4 つの直径分布を考えた．本研究では，特にノズル出口中心での

粒子速度に着目した． 

 総計 8 通りの解析結果について考察した結果，本研究の解析条件の範囲内では，長さ

基準と面積基準の平均直径の算術平均値に対応する粒子速度が，相互相関法により得ら

れる粒子群の平均速度に概ね対応する． 
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第 5 章 結論 

 

 本論文では，コールドスプレーノズル開発プロセスにおけるノズル性能の実験的検証

方法として，コールドスプレー装置における混合ガス温度の推定方法，表面温度に基づ

くコールドスプレーノズル内部流動状態の推定方法，相互相関法により得られるコール

ドスプレー粒子群の速度と平均直径に関する考察を行った．得られた結果を要約すると

以下の通りである． 

 

5.1 コールドスプレー装置におけるノズル入口全温度の推定方法 

 本研究では CS 装置の混合ガス全温度を推定する手法として，気体力学的な計算によ

る推定と，ノズル外壁温度による間接的推定方法について検証した．前者では，測定誤

差の小さい質量流量，貯気温度，貯気圧からスロート断面積を求め，スロート断面積と

貯気圧を用いて混合ガス全温度を推定する手法の妥当性について検証した．後者では，

ノズル外壁温度測定実験およびコールドスプレーノズルの伝熱計算により，ノズル外壁

温度を用いた全温度の推算方法の妥当性について検証した．その結果，以下のことが明

らかとなった． 

4) コールドスプレーノズルの伝熱計算によれば，ノズルスロート位置での外壁温度2

は，ほぼスロート位置での全温度 T0と見なすことができる．また，T0,inが高くなる

に従い，2と T0の差は大きくなる．しかし，実験によりスロートでの2と T0,mix,exp.

の温度差を検証した場合，測定された2と T0,mix,exp.の差は理論解析結果より大きい．

この理由は，本伝熱計算による理論解析では，軸方向の熱伝導を考慮していないた

めであると考えられる． 

5) 気体力学的な計算に基づく手法で得られた混合ガス全温度 T0,mix,cal.は，コイル状に巻

いたシース熱電対により測定されたノズル入口ガス温度 T0,mix,exp.と良く一致する．

本計算での T0,mix,exp.と T0,mix,cal.の差は，T0,in=677K のときに最大 7%程度である． 

6) 気体力学的な計算に基づく本推定方法は，溶射粒子によりノズルスロートが偏摩耗

した場合でも，正確なスロート断面積直径と混合ガス全温度を簡便かつ正確に推定

することができる． 

 

5.2 表面温度に基づくコールドスプレーノズル内部流動状態の推定方法 

  赤外線カメラを用いて，コールドスプレーノズル外壁温度を測定し，得られた熱画

像データと伝熱計算によりノズル内の断面平均のガス温度，マッハ数，ガス速度，静圧

の流れ方向分布を推算した．さらに，これらの結果と，静圧測定実験，ノズル出口ピト

ー圧測定実験，準一次元数値解析の結果を比較し，本推定手法の妥当性を検証した．そ

の結果，以下のことが明らかとなった． 

5) ノズル外表面の温度分布は，静圧分布と相関がある．従って，衝撃波の有無に関わ

らず内部の静圧の流れ方向分布の定性的な傾向を診断することができる．ノズル内



 

103 

 

に衝撃波が発生した場合は，その先頭位置も特定できる． 

6) 乱流境界層を仮定した場合の伝熱計算結果による出口マッハ数は，ピトー圧測定実

験により得た出口断面平均マッハ数とよく一致する． 

7) ノズル内に衝撃波が存在しない場合，壁面静圧測定結果から求めたガスのマッハ数，

温度，速度，静圧の分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱計算結果

のガス温度，速度，静圧の分布の範囲内に収まる． 

8) ノズル内に衝撃波が存在する場合，壁面静圧測定結果から求めたマッハ数，ガスの

温度，速度，静圧の分布は，層流境界層および乱流境界層を仮定した伝熱計算結果

のガス温度，速度，静圧の分布と異なる．これは，伝熱計算に用いている回復温度

が剥離流れに適用できないことが原因であると考えられる． 

 

5.3 相互相関法により得られるコールドスプレーの粒子群の速度と 

   平均直径に関する考察 

 コールドスプレーにおいて，相互相関法により得られる溶射粒子速度と，それに対応

する粉末の平均直径について，相互相関法 PIV の原理に基づいて一次元の粒子流れの数

値解析結果を用いて考察した．作動ガスとして窒素ガスとヘリウムガスの場合を考え，

それぞれ貯気圧 2MPa，貯気温度 300℃とした．溶射粒子は球形の銅とし，対数正規分布

を確立密度関数とする 4 つの直径分布を考えた．本研究では，特にノズル出口中心での

粒子速度に着目した． 

 総計 8 通りの解析結果について考察した結果，本研究の解析条件の範囲内では，長さ

基準と面積基準の平均直径の算術平均値に対応する粒子速度が，相互相関法により得ら

れる粒子群の平均速度に概ね対応する[69]． 
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