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第 1 章 緒 言 

 

1.1 背景 

1. 1. 1 疲労破壊と残留応力 

  鋼構造物や機械・機械部品の破壊の多くは疲労により発生する 1).  疲労による事故を

防ぎ，かつ使用寿命を延長するためには，疲労破壊が発生するプロセスをケースごとに

正しく認識する必要がある．疲労は，材料に発生する繰返しの応力振幅が材料の疲労強

度を超えることで発生する．応力は，外力から発生する応力と，外部の温度環境により

発生する熱応力，材料の製造過程および部品の加工で発生する残留応力に大別される．

この中で外力から発生する応力は，材料力学やシミュレーションによって，ある程度定

量的に計算することができる．また，温度環境すなわち伝熱と温度分布に起因する熱応

力は，問題となるアプリケーションが配管やタービンロータなど限定されており，熱膨

張係数に基づく計算から対策が進んでいると考えられる．しかしながら，材料の製造過

程および部品の加工で発生する残留応力は幅広く様々な材料に存在するにもかかわら

ず，メカニズムの複雑さからシミュレーションによる推定の適用範囲が限られている上

に，手法の制約によって実測すること自体が難しい場合も多い．このような理由から，

疲労破壊の予測において，残留応力の影響を必ずしも十分に考慮できていない． 

 材料強度に及ぼす残留応力の影響について，一般的に引張応力は材料の疲労破壊を促

進し，圧縮応力は疲労破壊を抑制する 2)．疲労破損を防止するためには，破損の起点と

なるような場所，例えば表面や応力集中部に圧縮の残留応力を付与し，それ以外の部分

で引張応力を受け持つことが望ましい． 

 残留応力の起源である加工には様々な種類が存在する．鋳造，圧延やプレス成型など

大まかに部品を形作るもの，溶接や圧接など部材を接合するもの，熱処理によって部材

の強度や加工性を変化させるもの，機械加工や研磨など寸法を形作りその精度や粗さを

向上させるもの，ショットピーニング，バニシング，ガラスの強化処理など表面改質に

よる機能向上を図るものなどである 3)．こうした加工によって部材に塑性ひずみが導入

され，その塑性ひずみとバランスするように部材が弾性変形し，残留応力が残存すると

いう現象が，残留応力発生のメカニズムである 4)~10)．鋼のマルテンサイト変態で体積膨

張が生じるといった相変態も，残留応力の要因である 11)．また，温度分布や線膨張係数

の違いに起因する熱応力も，残留応力が発生する理由の一つであり 11)，また化学的な元

素侵入なども要因となる 12)．実際の加工ではこれらが複合する場合がある．例えば鋼の
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浸炭工程においては，元素侵入，相変態，冷却中の温度分布や塑性変形など多くの現象

が関与するため，残留応力の発生挙動は極めて複雑である． 

 

1. 1. 2 転がり軸受の破損強度 

転がり軸受は，Fig. 1-113)に示すように複数の軌道輪の間にボールやコロの転動体を配

置することにより，回転を滑らかに伝える機械部品である 13) ~ 16)．転動体と軌道輪は互

いに小さい面積で接触することで摩擦を軽減し，回転運動する機械の動力損失を防ぐこ

とができる．転がり軸受の破損形態には，はく離，割れ，摩耗，圧痕，焼付き等，多く

の種類が存在する 17)．この中でも表面がうろこ状に剥がれるはく離は，適切な潤滑状態

や取扱いを行っていても，繰返しの転がり接触によって発生する本質的な現象であり，

転がり軸受の代表的な損傷形態である 14) ~ 16)． 

軌道輪や転動体の応力状態は非常に複雑である．まず，シャフトやハウジングとの幾

何的な寸法の差に起因する静的なはめ合い応力が発生する 14)．また，転動体と軌道輪は

転がり接触しながら相対運動するため，接触面とその付近には Fig. 1-218)に示すように

数 GPa におよぶ接触面圧とせん断応力が発生する．さらに，高面圧での繰返しの転が

り接触に耐えるため，転がり軸受の部材は高硬度となるよう熱処理を実施し，その過程

で残留応力が発生する 19) ~ 21)．残留応力は疲労寿命に影響をすることが広く知られてお

り，また，転がり軸受の疲労・摩擦による発熱は，転がり軸受の金属組織に経時的な変

化をもたらすため，そのようなミクロな変化に起因する応力状態の変化も考えられる．

疲労は部材に作用する応力によって進行するので，転がり軸受の疲労破損を定量的に予

測するためには，これらの複合的な応力状態を理解することが求められる． 

 一般的な軸受材料は SUJ2 と呼ばれる 1%C-1.5%Cr の高炭素クロム鋼であり，これを

焼入れした後に低温で焼戻しすることで，機能上必要な硬さを付与される 15), 20), 22)．こ

のような典型的な軸受鋼は，高い機能と生産性を兼ね備える優れた材料ではあるが，特

に過酷な用途においては硬さとトレードオフの関係にある耐衝撃性が問題になる場合

もある．そこで，転がり軸受の中でも機能として耐衝撃性を求められる軸受は浸炭鋼を

用い，表面を硬化し疲労強度・耐摩耗性を向上させ，心部は軟らかい状態とすることで

軸受全体のじん性を向上させている 15), 21), 22)．転がり軸受の浸炭処理は，高温の浸炭ガ

スに長時間浸漬させるガス浸炭が実施される．ガス浸炭処理は一度に多くの部品を処理

することができ，かつ品質が安定しているというメリットがある 23)．一方で，炉の高温

保持と浸炭ガス自体の両方によって多くの CO2 が排出されるため，カーボンニュート

ラルの達成という観点からは環境負荷となる．このデメリットに対して，浸炭時間の短

縮，高周波熱処理への置き換えなど，従来の浸炭処理からの変更が検討されている．こ

れらの変更を反映しつつ，信頼性の高い製品を提供していくためには，実際の材料強度

と発生応力を反映させた強度評価が不可欠である． 
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浸炭・高周波の処理の目的は先にも述べた材料表面の硬化であり，硬化と同時に硬化

層に圧縮の残留応力が発生する 20)．残留応力は物体内部に作用する内力であるため，表

面の圧縮残留応力の発生は，内部に引張残留応力の発生を意味する 24)．表面の圧縮残留

応力は X 線回折等で簡便に測定できるのに対し，内部の残留応力測定は中性子線回折

等の方法が存在するものの，普及している状態とは言えない．また，転がり軸受のよう

な転動荷重を受ける物体は，強い圧縮応力とせん断応力を主とする複雑な応力状態であ

ることに加えて，主応力方向が転動荷重の移動と同時に時々刻々と移り変わる多軸応力

場である．よってこのような転がり軸受の疲労による破損を評価した最適な設計を目指

すためには，残留応力も一方向だけでなく垂直三方向の分布を把握する必要がある．一

方で，疲労破壊限界に及ぼす三方向残留応力分布の影響も，確立した手法が存在してい

るわけでは無い．すなわち，多軸応力下で，三方向の残留応力分布を持つ材料の疲労発

生リスク評価に関して，転がり軸受に適した方法の確立が必要である．  
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Fig. 1-1  Appearance and components of rolling bearings. 
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(i) Ball-race model for point contact (ii) Roller-race model for line contact 

 

 

(iii) Contact stress distribution (iv) Distribution of principal and shearing 

stress 

Fig.1-2 Schematic diagram of the contact stress state of a rolling bearing18). 
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1.2 先行研究 

1. 2. 1 残留応力測定法 

 残留応力は，材料の加工プロセスによって発生することが知られている．加工プロセ

スとは，溶接，熱処理，ショットピーニングといった表面強加工等さまざまあり，発生

の要因はそれぞれ異なる．しかし，加工プロセスによって非弾性ひずみが発生し，その

分布が全体で均一でないために残留応力が発生する原理は共通である 7)．残留応力は製

品の疲労強度に影響を与える因子である．特に，転がり接触する部材のように材料内部

に応力ピークが発生するような機械部品の設計の高精度化のためには，表面のみならず

内部の応力分布を知る必要がある.  

 残留応力の測定法としては Fig.1-325)に示すように，大きく破壊法，半破壊法，非破壊

法に大別される 25) ~ 27)．以降，代表的な残留応力測定法を紹介する． 

破壊法の種類にはひずみゲージ法，コンター法がある．破壊法の特徴は測定対象物体

を切断する方法であり，残留応力の測定後に測定対象の継続利用はできない．  

 ひずみゲージによる切断法 28)は測定対象の部位にひずみゲージを接着し，測定対象

物体の切断によりひずみを完全に開放させ，ひずみ解放前後の差分により残留応力を測

定する手法である．残留応力測定時に測定対象を切断した例を Fig. 1-4 に示す．ひずみ

ゲージ法の長所は，測定の原理が明快である点，複雑な装置を利用せずに測定が可能で

ある点，測定対象の組織状態等に依存しないため，最も測定可能範囲の広い測定法であ

る点である．短所となるのは，ひずみゲージを含む部分を切り出したブロックでの測定

であるため，詳細な残留応力分布の測定には不向きである点，測定原理は明快であるも

のの実際の測定には環境の整備と切断に関する経験が必要であり正確な測定が難しい

点である． 

 コンター法は，2001 年に，アメリカのロスアラモス国立研究所の Prime によって提案

された測定法である 29)~32)．測定対象を拘束してワイヤーカットで切断し，切断面の凹

凸を形状測定機器で測定する．凹凸は切断により残留応力が解放された際に発生した変

位であり，測定対象をモデル化した有限要素モデルに，測定した変位を強制変位として

与えることで，測定対象物体の切断面に垂直な残留応力分布が得られる．Fig.1-5 にコン

ター法の実施手順を示す 22)．実際の測定手段であるワイヤーカットと，ある面における

理想的な切断による分離との差異から，測定誤差が生じることが知られており，そのた

め開発者らは正確な残留応力測定のために，測定可能な物体のサイズ，ワイヤー径の目

安を示している． 

コンター法は，切断によって完全に開放される断面に垂直な応力成分を求める方法で

ある．これに対して Paglialo は，切断により解放されない残留応力が存在すること，切

断前の応力は解放された残留応力と解放されない残留応力の和であることに着目した
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32)．そして，コンター法に加えて切断面に平行な成分の残留応力測定を行うことで，切

断面内における 3 方向の残留応力測定が可能であることを示した． 

半破壊法は，穿孔法 26), 27), 33), 34)，深穴穿孔法(Deep Hole Drilling 法，DHD 法)35)~37)があ

り，測定対象物体の一部を利用するため，測定物体の継続利用が可能であることが特長

である． 

穿孔法は，ASTM E 837-04 で規定されている表面付近の残留応力を測定する方法であ

る．測定対象の表面に穿孔法専用のひずみゲージを貼り付け，穿孔によるひずみの解放

を逐次測定し，規格化された式を用いて残留応力を測定する．利用するゲージの大きさ

によって測定可能な深さは異なり，最大 4mm 深さまで測定可能である．Fig.1-6 に測定

の様子を示す．測定の適用事例は溶接隅肉部等がある．  

DHD 法は 1990 年代にイギリスの Bristol 大学の Smith らが開発した，穿孔法を拡張し

た測定方法である 35)．Fig.1-7 に示すように，測定対象に基準穴をあけ，穴の径を地点ご

とに測定し，穴まわりをトレパニング加工（中心材を残した穴あけ加工）する．トレパ

ニングにより残留応力が開放され，基準穴の径が変化するため，トレパニング前後の基

準穴径から，式を用いて残留応力を計算する．この方法は穿孔法と同じように，実稼働

中の残留応力測定が出来ること，穿孔法と異なり深さ方向に 750mm まで測定可能であ

る点が長所である． 

 非破壊法は，主に放射線を用いる方法であり，放射線の対象物体への侵入深さが異な

る X 線 38), 39)，シンクロトロン放射光，中性子線 40)による測定がなされている 25)．測定

原理は共通しており，Fig. 1-8 に示すように，測定対象物体の格子間ひずみを測定する

ことによって残留応力を測定する 38), 39)． 

 Ｘ線回折法は，表面の残留応力を実験室レベルの装置を用いて手軽に測定できる方法

であり，Fig.1-7 に示すように，格子間ひずみの測定方法の異なる cos α 法と，sin2ψ 法が

ある 41), 42)．このうち，cos α 法は X 線の入射が一方向であるため，装置が簡略であり，

実稼働中の部材の残留応力を測定することも可能である．Ｘ線による残留応力の測定は，

格子ひずみの値を平均化し行うため，均一な結晶粒状態が望ましく，またＸ線の照射範

囲に一定数以上の結晶粒が必要である 43)． 

 シンクロトロンによる測定，中性子線による測定は，材料内部までの残留応力を非破

壊で測定できる利点があるが，いずれも専門機関での測定であるため，たとえばばらつ

きを評価するために多数の測定を繰り返すことや，材料やプロセスの影響を傾向として

把握するために条件違いの測定を複数行うことが現実的には難しい．よって，数多く残

留応力の測定からデータを蓄積し，未知の対象部材に発生する残留応力を推測していく

手段として利用しやすいとは言いがたい． 

 本研究で対象とする製品である転がり軸受は，基本的に大量生産であり，残留応力の

測定を破壊法・非破壊法等で限定する必要は特にない．一方で，多くの名番が存在する

ため，将来的には形状と熱処理条件からおおよその残留応力が推定できることが望まし
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い．このためには，データを多く取得する必要がある．すなわち，内部の残留応力分布

を工業的に利用しやすい方法で測定する手段が必要である． 

 

1. 2. 2 残留応力推定法 

 本節では残留応力推定について，数値解析による方法と固有ひずみによる方法を述べ

る．  

1.2.2.1 数値解析による方法 

 数値解析による方法は，溶接分野・熱処理分野どちらにも利用されている．材料の温

度分布，温度ごとの材料特性，冷却速度，変態する場合は変態中の挙動を適切にモデル

化することにより，有用な知見が多数得られている．特に溶接の場合は，多くのシミュ

レーションおよび実測を行い，検証が実施されている．Fig. 1-10 に一例を示す 44)．多パ

スの異材溶接のシミュレーションを行い，計算した残留応力と実測の残留応力がよく一

致する結果が得られている． 

熱処理のシミュレーションもこれまで多く実施されており，寺崎らは円柱を水冷した

場合の応力をシミュレーション・検証している 45)．また，有本は，熱処理シミュレーシ

ョンの歴史と内容をまとめ 46), 47)，また本研究の研究対象である軸受鋼の熱処理解析も

行った 48)．これらの数値解析は，熱処理残留応力に大きな影響を及ぼす温度履歴を測定，

または推定可能な状態であるため，熱処理で起こった現象を適切にモデル化できたと考

えられる．温度履歴測定は熱電対を試験片に差し込んで行う．熱処理を小型の炉で行う

場合，冷却速度は測定可能な状態であるが，実際の製造現場で使用されている大型の生

産炉で熱電対を付けたまま熱処理を実施し，試験片の温度履歴を測定することは容易で

はない．このため，熱処理で起こるさまざまな現象をモデル化する数値解析の精度は向

上しているものの，実際の製品の残留応力を簡便にシミュレーションする段階には至っ

ていないのが現状である．今後，製品の熱処理中の冷却速度を実測・予測する手段を得

ることで，より発展できると予想される． 

 

1.2.2.2 固有ひずみ法  

 上田らによって提案された固有ひずみとは，溶接や熱処理といった熱サイクル，また

表面の強加工等で発生する非線形ひずみの総称である 49)．固有ひずみは，物体の切断や，

研削等の形状変化でも変化しない特徴がある 5)． 

固有ひずみ法は、前項の熱サイクル中の現象を正しく詳細にモデル化し再現する数値解

析方法とは異なり，測定可能な弾性ひずみから固有ひずみ分布を推定し，残留応力や変

形を予測する方法である 4)．固有ひずみ法は，通常測定できない部材内部の応力を，Fig. 

1-115)に示すように切断等により測定可能な形状に加工して測定し，その結果から有限

要素法にて固有ひずみ分布を推定することで，もとの物体の残留応力を予測する方法で

ある 50)．主に厚板の溶接継手内部の残留応力分布を推定する手法として発展してきた
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5)．通常以上の安全性の求められる原子炉の冷却材配管の溶接部残留応力を固有ひずみ

法により予測した報告もされている 51), 52)．熱処理の残留応力予測 6), 53)，ショットピー

ニングにより発生する残留応力予測 8)，冷間ロール加工による残留応力予測 9)にも固有

ひずみ法は用いられており，有効な残留応力予測手法であると言える． 

 

1. 2. 3 疲労破壊評価法 

本研究の対象である転がり軸受は，転がり接触により部材内部に強い圧縮応力とせん

断応力が発生 15)することが特徴である．本研究で用いた材料は浸炭鋼であり，表面から

内部に残留応力分布・材料強度分布を持つ．今後，浸炭硬化層の設計，高周波熱処理へ

の置き換えを考えるためには，転がり接触による疲労破壊の発生場所と発生リスクを評

価する必要がある．しかしながら，転がり接触下にある浸炭軸受の破損のリスクを検討

した例はこれまで見当たらない．一方で，同じ転がり接触を受ける部品である浸炭歯車

における破損リスク検討例は多くある．浸炭歯車の破損リスク検討方法が浸炭軸受にも

適用できる可能性があると考え，過去の知見について紹介を行う． 

 1961 年にキャタピラ社の Pedersen，Rice は，浸炭歯車の心部から発生する破損をケ

ースクラッシング(Case crushing)と名付け報告した 54)．ケースクラッシングの特徴は，

Fig. 1-12(i)のように示される．著者らは Fig. 1-12(ii)に示すような座標系において，材料

内部に生じる 45°方向のせん断応力���° = (�� − �
)/2 と材料のせん断強度の比をパラ

メータとし，浸炭硬化部は対象とせずケースクラッシングの発生条件を実験により求め

た．Fig. 1-12(iii)に示す実験結果から, 材料内部に生じる 45°方向のせん断応力���°と材

料のせん断強度の比が 0.55 以上の場合にケースクラッシングが発生することを明らか

にした．すなわち，ケースクラッシングを防止するためには，接触応力を小さくする，

肌焼部を高硬度の材料にする，浸炭を深くし，疲労強度の高い部分を増やすことが適切

であると示した．一方で，Pedersen らが，疲労現象であるケースクラッシングを最大せ

ん断応力や応力振幅ではなく，���°で評価した理由は文中でも明らかでない．しかし，

���°を用いることで残留応力もケースクラッシングの発生要因として考慮できる点は有

益である． 

 2000 年，オートリア王立工科大学の Olsson らは，浸炭歯車に発生する疲労破壊の一

形態として内部疲労破壊(Tooth interior fatigue fracture，TIFF)について報告した 55), 56)．

TIFF は歯元の曲げ破壊，破面の接触破壊以外の破損モードであり，最終的には Fig. 1-

13(i)のように歯の高さの中央付近から歯が脱落する特徴がある．この破損形態は片側回

転の歯車より両側回転の(idler gear)に観察される場合が多く，起点は浸炭層近くの非浸

炭層に存在する．TIFF 発生の要因として，接触による応力と非浸炭層に存在する引張

の残留応力であると著者らは述べている．TIFF によるき裂発生リスクを評価するため

著者らは Findley 基準を用いた．Fig. 1-13(ii)に Findley 基準で判定した片側回転と両側回

転のき裂発生リスク(CIRF)を示す．実際の破損例と同じく，歯の高さの中央付近，浸炭
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層付近の非浸炭層において最大値をとり，両側回転の歯車の方が片側回転の歯車よりリ

スクが高いことが示されている．Findley は本来ねじりによるせん断応力とその部分に

働く平均応力を考慮した組合せ応力の疲労強度評価方法であるため，転がり接触が適用

の範囲であるかは検討の余地があると思われる． 

 2010 年以降，ミュンヘン工科大学の Stahl らは浸炭歯車や浸炭窒化歯車，高周波歯車

で生じる内部から発生する割れを TFF(Tooth flank fracture)と名付け，発生要因とその対

策を検討した 57), 58)．Fig. 1-14(i)に TFF の例を示す．TFF はケースクラッシングや TIFF

と同様に浸炭歯車の非浸炭層を起点として，表面より低い応力で内部に生じる疲労破損

であると定義した．浸炭歯車の内部破損の発生に関する知見は，2000 年代に Höhn や

Hertter によって FZG モデルを利用して発表されているものの 59)，内容が高度で一般に

利用しにくい．このため，2012 年に Witzig は面圧・等価曲率半径・有効硬化層厚さ・

ヤング率と言った比較的簡単な条件と物性から，歯車の内部割れの発生リスク AFF を

算出できる式を提案した 57)．Fig. 1-14(ii)に AFF を求める過程を示す．上述の使用条件

と物性から歯車内各位置での局所等価応力状態と局所材料強度を求め，式(1-1)から，

TFF の発生リスク AFF を求める.  

 

��� =
����(�)

����(�)

+ 0.04 (1-1) 

 

ここで，残留応力の影響は圧縮のみ考慮する．残留応力値は有効硬化層厚さから求めた

式により定義され，局所等価応力のパラメータの一つとなって考慮されている．材料内

部の残留応力分布は実際に測定しにくい場合が多いため，硬さから圧縮の残留応力分布

を推定する手法は工業的に有用であると言える．また，圧縮残留応力のみを考慮する点

については小形の浸炭歯車では問題ないと考えられるものの，大形の浸炭歯車では場所

による冷却の差が生じやすくなり浸炭層付近の非浸炭部に引張応力が発生する可能性

がある．今後，引張残留応力を考慮すべき歯車のサイズについて検討が必要であると予

想される． 

 Fig. 1-14(iii)に上述の FZG モデルと Witzig の提案した方法でのき裂発生リスクを比較

した結果を示す．算出されるき裂の発生リスク係数分布のうち，グラフ内縦軸の発生リ

スクの最大値とその発生深さが最も着目すべき値となる．Witzig の簡便な計算方法によ

る結果は FZG の複雑な計算の結果と同等であり，同じ表面深さに同じ発生率を示す．

これは，Witzig の方法の有用性を示している．Witzig の方法は現在 ISO/TS6334-4(2019)

の浸炭したはすば歯車の内部破壊基準として採用されている． 

 Witzig の方法の提案と同時期に，Octure と Ghribi は，円筒の浸炭歯車の TFF 発生リ

スク(文献中では TFB と称しているが，TFF と同一の現象である．)を数種類の多軸疲労

評価法で評価している 60)．Fig．1-15(i)に各評価法での TFF 発生リスクの評価結果を示
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す．上述した FZG モデルである Hertter 基準，そして Dang Van 基準 62), 63)を用いること

で TFF の発生が予測できると述べている．さらに，2018 年にも Octure と Ghribi は多軸

疲労基準 Crossland 評価基準と Dang Van 評価基準による浸炭歯車の破損リスク評価結

果を比較し，Dang Van 評価基準を用いることで TFF の発生リスクを予想できると述べ

ている 61)．Fig. 1-15(ii)に 2 つの多軸疲労評価方法で TFF リスクを評価した結果を示す．

多軸疲労に関する評価法の Crossland 評価基準は，応力サイクル中の最大の偏差応力と

最大の静水圧応力を用いてき裂発生リスクを評価し，Dang Van 評価基準は応力サイク

ル中に変化する偏差応力と静水圧応力の和を用いて評価する．Crossland 評価基準の最

大の偏差応力発生のタイミングと最大の静水圧応力発生のタイミングは必ずしも一致

しないのに対し，Dang Van 評価基準は各時刻での偏差応力と静水圧応力の和の最大値

を用いてき裂発生リスクを評価する．すなわち，Dang Van 評価基準が各時刻での応力状

態をより細かく考慮できるため，TFF の評価に有用であると判断されたと推定できる． 

 上記の文献により，TFF の発生リスクは FZG モデル，Witzig の方法，Dang Van 評価

基準で評価できることが明らかになった．これらの手法の中で，FZG モデル，Witzig の

方法はどちらも歯車を適用アプリケーションに定めており，歯車以外の浸炭部品に発生

する内部疲労破損の評価に応用できるかが明確でない．一方で，Dang Van 評価基準は，

利用できるアプリケーションを限定していない．また，Witzig の方法では内部の引張応

力を考慮しないが，Dang Van 評価基準は表面から内部までの残留応力を圧縮・引張関係

なく考慮可能である．したがって，浸炭した転がり軸受の強度評価に利用できる方法と

して，Dang Van 評価基準が有力である．  

Dang Van 基準は多軸疲労に関する評価法の一つで，1989 年にフランスの École 

Polytechnique の Dang Van と SKF の Griveau, Message によって提案された 62), 63)．適用の

材料・アプリケーションは特に定められていない．この基準は物体にかかる静水圧応力

とせん断応力から，物体の疲労破損しやすさとして疲労き裂の発生リスクを定量的に評

価する方法である．大まかに言えば，一軸の疲労強度予測に用いる修正 Goodman 線図

の多軸応力バージョンであるともいえる 64)．理論は数学的に難解であるのに対して，実

際の評価方法としては簡便である．応力サイクル中の各時刻での残留応力を含めた応力

分布から静水圧応力成分と偏差応力成分を算出し，その材料の疲労強度とねじり疲労強

度から求めた基準値と比較し，その比が 1.0 を超えると高サイクル疲労でき裂発生のリ

スクがあるとみなす．偏差応力成分は，正確にはミーゼス応力であるが簡便に最大せん

断応力を用いてもよいと述べられている． Fig. 1-16 上のグラフは Dang Van 基準により

き裂発生のリスクがないと判定された例，下はき裂発生のリスクがあると判定された例

である．応力サイクル中のプロットが基準線を上回る部分が発生する場合にき裂発生の

リスクが生じる．この文献においては，玉軸受の試験を行い，き裂発生が予想された位

置と実験でき裂の発生した結果が一致したことが述べられていることから，転がり疲労

にも適用できる評価基準であると言える． 
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この評価基準の利用例として，2011 年 SKF の Fritzson らは玉軸受のフレッチング発

生条件を Dang Van 基準を用いて評価した 65)．文献中では接触荷重と摩擦を考慮し，フ

レッチングを予測するモデルを作成している．このモデルは従来のフレッチングの数値

計算による予測モデル同様の十分な予測精度をもち，さらに計算が 100～1000 倍高速と

なることから，今後の実際のフレッチング予測ツールとしての利用が期待されている．

Fig.1-17(i)に実際のフレッチングき裂，Fig. 1-17(ii)にフレッチング発生予測の結果を示

す．数値解析の結果と，開発プログラムによる結果の両方を Dang Van 評価基準を用い

て比較している．開発プログラムの有効性を検証するために Dang Van 評価基準を用い

ることは，すなわち多軸の接触応力の疲労評価の方法として評価法として正しいという

前提があると推測される．さらに，2009 年に鉄道総研の加藤らは，鉄道車輪用鋼に生じ

る転がり疲労によるき裂発生のリスクを Dang Van 基準を用いて評価し，実験結果と比

較した 66)．Fig. 1-18(i)の実験結果と Fig. 1-18(ii)のリスク評価結果はよく対応しており，

関連する文献 67)において，鉄道レールに起こるフラットはく離の発生予測にも Dang Van

基準が適していると述べられている． 

以上から Dang Van 評価基準は浸炭鋼の表面破壊や内部割れのみならず，転動疲労に

よるき裂発生リスクを定量的かつ簡便に求める手法としても適していると考えられる． 

これまで，残留応力分布・材料強度分布をもつ浸炭鋼の転がり軸受において疲労き裂

発生リスクを具体的に検討した例は見当たらない．今後，表面硬化した転がり軸受の硬

化層設計基準を行う上で残留応力分布・材料強度分布をもつ多軸応力状態の破損リスク

予測は重要になると考えられる． 
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Fig. 1-3 Various residual stress measurement methods.25) 

 

 

  

  
Fig. 1-4  Example of sectioning method using strain gauge.28) 
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Fig. 1-5 Residual stress measurement procedure by contour method30). 

 

 

 

 

  
Fig. 1-6  Residual stress measurement by drilling method33). 
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Fig. 1-7 Residual stress measurement method of DHD method36). 
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Fig. 1-8  Principle of residual stress measurement by X-ray diffraction39). 
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(i)    Conceptual diagram of residual stress measurement by sin2ψ2 method.  

 

(ii)   Conceptual diagram of residual stress measurement by cos α method. 

Fig. 1-9  Stress measurement method by X-ray diffraction42). 
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(i) Analysis model.  

 

(ii) Residual stress verification result.  

Fig. 1-10  Example of simulation of multi-layer welding of dissimilar material joints44). 
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Fig. 1-11  Inherent strain method (T-L method)5).  

 

 

 

  

  



20 
 

 

  

(i) Damage Example. 

 

(ii) Features. 

 

(iii) Occurrence conditions. 

Fig. 1-12  Case crushing on carburized gears54). 
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(i) Damage Example. 

(ii) Damage risk calculation results. 

Fig. 1-13 Tooth interior fatigue fracture, TIFF (in carburized gear )55), 56). 
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(i) Damage Example 
 

(ii) Flow of calculating the risk AFF of occurrence of TFF 
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(iii) Comparison of breakage risk between AFF and FZG models 

Fig. 1-14  Tooth Flank Fracture, TFF ((in carburized gear )57),58). 
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(i) 2013 study conducted by Octure and Ghribi57). 
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(ii) 2018 study conducted by Octure and Ghribi. 

Fig. 1-15  Risk assessment of TFF by various evaluation criteria60), 61). 

 

  



26 
 

 

Fig. 1-16  Damage prediction by Dang Van criteria62). 
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(i) Fretting cracks 

 

(ii)  Left, Numerical calculations. Right, development program (BEAST). 

Fig. 1-17  Risk assessment of fretting occurrence in ball bearings using the Dang Van 

criteria65). 
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(i)  Rolling contact fatigue(RCF) test results 

 

(ii)  Risk assessment results 

Fig. 1-18  Risk assessment of railway wheel steel using Dang Van criteria66). 
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1.3 本研究の内容 

 大型鋼構造物から小型の機械に至るまで，破損の多くは疲労により発生している．疲

労寿命を正しく予想し，破損を未然に防ぐためには，材料強度と発生応力を正しく把握

する必要がある．この中で，材料の加工プロセスで発生する残留応力は，幅広い種類の

材料に存在するものの，シミュレーションによる推定は適用範囲が限られており，また

分布の実測は難しい． 

 機械部品の一つである転がり軸受においても，熱処理によって残留応力が発生する．

特に，軸受にじん性と疲労強度特性を付加するために行う浸炭処理によって，浸炭され

た表面部に圧縮残留応力が生じることが知られている．残留応力は材料内部で釣り合い

をとる内力であるため，圧縮残留応力と同時に引張応力が発生する．これまで，大形の

浸炭軸受において，三方向の残留応力分布の実測は行われていない．また，転がり軸受

には様々な形状や熱処理の仕様が存在するため，そういった多品種をカバーする強度基

準を確立していくことを考えると，一つ一つの部品ごとに残留応力を測定することは現

実的ではなく，なんらかの方法で残留応力を推定する方法が必要となる．実際の現象と

一致した残留応力分布を推定するためには，浸炭軸受における残留応力の発生起源を理

解しておく必要がある．そして破損を防止するためには，材料強度分布と残留応力分布

を有する浸炭軸受の疲労破壊リスクを，適切に予測できる評価基準が必要である．しか

しながらこれまでは，測定方法や推定方法，並びに適切な評価基準の確立が不足してい

たため，浸炭軸受の表面から内部に至るまでの破損リスクを十分定量的に評価すること

ができていなかった． 

 

 そこで，本研究の第 1 の課題として，浸炭鋼に生じる残留応力を測定することを目指

す．浸炭処理後に焼入れ焼き戻しした円柱の残留応力を工業的に利用しやすい形で測定

する． 

 第 2 の課題として，浸炭鋼に生じる残留応力の発生源である固有ひずみ分布の発生メ

カニズムを明らかにすることを目指す．浸炭鋼は表面を最大として，内部に向かい線形

的に炭素濃度が低くなる．簡易的に浸炭鋼を浸炭部と非浸炭部の 2 層とした解析を行

い，残留応力と固有ひずみ分布を求め，本研究で対象とした浸炭鋼の固有ひずみの起源

を明らかにする．さらに，第１の目的で測定した残留応力結果を有効活用するために，

浸炭層が本研究の試験片と異なる場合の残留応力分布を，固有ひずみを用いて推定する

方法を確立する． 

 第 3 の課題として，転がり疲労を受ける浸炭鋼の疲労き裂発生・進展のリスク検討を，

三方向残留応力分布・材料強度分布を考慮して評価することを目指す． 
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 本論文は 6 章からなり，以下の内容で構成されている．各章のつながりを Fig. 1-19 に

示す． 

 

第 1 章  緒 言 

疲労強度を高精度に評価するためには，表面から内部の残留応力分布を把握す

る必要があることを指摘する．種々の残留応力測定法，残留応力推定法に関する

先行研究を示す．その上で本研究の目的である浸炭した転がり軸受の破損リス

ク評価に関して，同じ転がり接触応力を受ける歯車の破損リスク評価方法から，

転がり軸受にも利用できる可能性が高い評価手法を考察する． 

 

第 2 章  浸炭した大形軸受用浸炭鋼の残留応力測定 

浸炭した大形軸受用浸炭鋼の残留応力測定は事例が少ないため，工業的に利用

しやすい方法で内部三方向の残留応力測定を行う．測定は Paglialo が提案したコ

ンター法とＸ線回折法を利用した方法を拡張コンター法と称した．数値解析で，

測定方法に関する検証を行った後に，浸炭した円柱形状の試験片を実測するこ

とで，浸炭軸受材料への適用可能性を示す． 

 

第 3 章  固有ひずみの逆解析 

2 章で測定した残留応力の発生源となる固有ひずみを逆解析により推定する．固

有ひずみ算出方法についてもあわせて説明する．また，固有ひずみの起源を明ら

かにするため，簡易的に浸炭鋼をモデル化した熱弾塑性解析を行う．得られた残

留応力分布と固有ひずみから，大形浸炭鋼に発生する残留応力分布の特徴と発

生起源を考察する． 

 

第 4 章  固有ひずみ推定法の提案 

実測から得られた浸炭鋼の固有ひずみ分布を広く有効に利用するため，固有ひ

ずみの推定方法の提案を目指す．浸炭鋼の簡易 2 層の熱弾塑性解析から得られ

た固有ひずみ分布を用いて，浸炭領域が異なる場合の固有ひずみ推定方法を提

案する．この方法で推定した固有ひずみと再現した残留応力，浸炭領域を変えて

弾塑性解析を行い得られた残留応力・固有ひずみを比較し，固有ひずみを推定方

法の有効性を確認する．その後，第 3 章の固有ひずみ分布から浸炭領域が異な

る場合の固有ひずみを推定し，再現した残留応力分布を示す．  

 

第 5 章  大形転がり軸受用浸炭鋼の三方向残留応力を考慮した疲労き裂発生・進展

リスクの評価 
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残留応力測定の目的は，疲労寿命推定の高精度化であるため，本研究で用いた試

験片が転がり軸受のころであると想定し，転がり疲労を受けた場合の疲労き裂

発生・進展リスクを検討する．疲労き裂の発生リスクは，多軸の疲労評価に用い

られる Dang Van 評価基準を利用する．三方向の残留応力分布・材料強度分布を

考慮した場合のき裂発生深さを特定する．本研究の対象とする材料が高強度鋼

であるため，き裂の発生は材料欠陥が起点となる可能性が高い．そこで，き裂の

発生深さに材料欠陥として円孔が存在する場合を想定する．円孔周りでのき裂

発生位置，き裂進展方向を特定し，円孔に初期き裂が発生した場合の応力拡大係

数を数値解析によって求める．二次元の円孔を三次元の球状の空洞欠陥（球か）

あるいは細長い回転楕円体形状の空孔とみなした場合の応力拡大係数を求め，

材料強度と比較することによって疲労き裂が進展するか否かを判定する． 

 

第 6 章  総 括 

本研究によって得られた知見を総括し，さらなる発展に向けた課題を述べる． 
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Fig. 1-19  Structure of this thesis. 
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第 2 章 拡張コンター法による内部残留応力測定 

 

2.1 緒言 

 残留応力は溶接・熱処理といった熱履歴を受け，膨収縮を生じた部材に生じる 1)．全

体が一様に加熱・冷却された場合，残留応力は発生しないが，実際にそのような場合は

少なく，残留応力が発生している部材は多数存在する． 

残留応力は疲労寿命に影響を及ぼすため，これまで多く研究が行われている 2), 3)．転

がり軸受も例外ではない 4)~6)．転がり軸受は，転動荷重により表面から内部まで複雑な

応力場が発生することが知られている 7)．そのため，転がり軸受に発生する疲労現象を

解明するためには，転動荷重による接触の応力分布と合わせて軸受の表面から内部まで

の残留応力を把握する必要がある． 

転がり軸受材料を製造する際に用いられる熱処理は，普通焼入れ，浸炭焼入れ，ベイ

ナイト恒温変態 8)がある．この中で普通焼入れが最も多く用いられ，残留応力の分布は

軸受のサイズにより異なる．普通焼入れにより貫通焼きとなる軸受サイズは比較的小形

であり，すなわち焼入れ時の冷却速度差が部品内でほぼ同時であると考えられる．この

ため，発生する残留応力自体が小さく，問題になることは少ない．また，大形品の普通

焼入れは内部の冷却速度が遅いため，表面部に比べてマルテンサイト変態率が小さく伸

びひずみが発生しにくい状態となる．そのため，表面部に圧縮残留応力が発生し，内部

の中央部付近に引張残留応力が発生する．冷却速度によっては引張応力の発生する内部

から熱処理割れの危険性があるものの，熱処理工程における部分的な冷却速度の緩和な

どといったノウハウにより，熱処理割れの発生率は低く抑えられている．浸炭焼入れは

浸炭処理により表面の炭素濃度が高いため，心部より表面の浸炭層の方が変態時の膨張

量が大きい．さらに，焼入れの冷却時の Ms 点は鋼中の炭素量に依存するため，表面の

浸炭層の方が Ms 点が低く，浸炭層は心部より後からマルテンサイト変態が発生する．

これらの理由から浸炭焼入れされた材料は表面の浸炭領域に圧縮の残留応力が発生す

ることが知られている．また，ベイナイト恒温保持は，軸受鋼をオーステナイト単相領

域まで加熱した後に，ベイナイト化する温度に一定時間保持する．恒温変態が一様に起

こる温度に保持するため，発生する残留応力は小さい． 

転がり軸受の製造に用いられる上記の熱処理方法の中で，表面から内部まで残留応力

分布を持つ普通焼入れした大形軸受，浸炭した軸受の内部の残留応力分布についてはこ
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れまで測定事例が少なく，疲労強度に反映させるほどの知見が得られていない状況があ

る．また，第 1 章で示したように，残留応力の測定法はさまざまあるものの内部の残留

応力分布測定法の中で，工業的に利用しやすい測定法は少ない． 

本章では，内部残留応力の測定法としてコンター法と X 線回折を合わせた内部残留

応力測定法 9)~12)を拡張コンター法 (Extended contour method, XCM) と称し，数値実験を

用いて有効性を示した後に，実測の結果を示す． 
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2.2 拡張コンター法の数値実験 

2.2.1 数値実験方法 

 本研究の対象は，転がり軸受である．この中でも，浸炭軸受は耐衝撃性が求められる

外径 200mm 以上の大形軸受 13)の中のころ軸受に用いられることが多い．ころ軸受は主

に軸対称の部品で構成される．本研究では最も基本的な軸対称形状である円柱を浸炭し

た試験片を作製し残留応力を測定した．まず，原理の妥当性および解析条件が結果に及

ぼす影響を確認するため，有限要素法を用いて数値実験を実施した． 

Fig. 2-1(i)に示すように形状の対称性を考慮した 1/8 有限要素モデルを用いて，対称面

には面に垂直方向の変位拘束を設定した．また，数値実験は一般化をするために直交座

標系を用い，応力分布は軸対称であることを限定しないこととした．数値試験を以下に

示す 4 つの Step に分けて行った．材料の機械的性質は，ヤング率 210000MPa，ポアソ

ン比 0.3，降伏応力 400MPa, 加工硬化指数 100MPa，線膨張係数は浸炭領域 1.0×10-5，

非浸炭領域 1.5×10-5とした．この解析モデルは，浸炭熱処理の特徴である表面部分の圧

縮応力，内部に引張応力を再現することを目的に条件を簡略化している． 

Step 1 ：浸炭領域と非浸炭領域で熱膨張係数に差をつけ，降伏応力と硬化係数値に設

定し，Fig.2-1(ii)にしめす温度履歴を与えることで，熱弾塑性解析により三方向の残留応

力分布��，��，��, ���を発生させる．切断前のため，z = 0 の z 方向変位 0 を境界条件と

する．  

Step 2 ：Step 1 の円柱部材を面対称となる軸垂直断面 z = 0 で切断する．切断による

変位が生じる．解析においては，z = 0 位置の z 方向の拘束を解放する． 

Step 3 ：Step 2 の切断で生じた高さ分布を逆方向の変位として有限要素モデルに与え，

断面切断により解放した残留応力∆��，∆��，∆��，∆���を求める．すなわち，一般的な

コンター法の数値試験を実施する． 

Step 4 ： Step 2 の切断で解放されない面内の残留応力��
�，��

�，��
�，���

� を求める． 

Step 1 の初期の残留応力分布と Step 3 および Step 4 で求めた各成分の関係は，下記の

式(1-1)で示すことができる． 

 

�� = ∆�� + ��
�
 

�� = ∆�� + ��
�
 

�� = ∆�� + ��
�
 

��� = ∆��� + ���
�

 

 

(1-1) 
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2.2.2 数値実験結果 

拡張コンター法による残留応力測定を数値実験により再現した結果を Fig. 2-2，Fig. 2-3

に示す．Fig. 2-2 はそれぞれ y = 0 部分の x，y，z 方向の応力分布であり，Step 1 の切断

前の残留応力��，��，��を黒色の実線，Step 3 + Step 4 で求めた応力の和�∆�� + ��
��，


∆�� + ��
�� ，�∆�� + ��

��， 
∆���� + ���
� �を灰色の破線で示している．Fig. 2-3 は 1/8 対称

有限要素モデルの切断面全節点について，切断前の残留応力��，��，��, ���と応力の和

の関係を示す．なお，せん断の成分���については，Fig. 2-2 内の y = 0 ではほぼ 0 であ

り，面内の 45deg 方向の外径部付近に約 200MPa が生じる． 

以上の結果から，断面全体に渡って切断前の残留応力��，��，��は，コンター法で測

定できる切断により解放される応力成分と解放されない応力成分の和�∆�� + ��
��，


∆�� + ��
��，�∆�� + ��

��， 
∆���� + ���
� �により再現できることが示された． 

これらの数値実験から，浸炭した円柱試験体において拡張コンター法による残留応力

測定は妥当であることを確認した． 
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(i) Finite element model. 

 

 

 

(ii) Heat loads history 

Fig. 2-1 Finite element model used for numerical analysis. 
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(i) x-direction component 

 

(ii) y-direction component 
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(iii) z-direction component 

 

(iii)  xy-direction component 

Fig. 2-2 Residual stress measurement method combining the extended contour method 

reproduced by numerical experiments, at y = 0 position. 
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(i) x-direction component 

 

 

(ii) y-direction component 
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(ii) z-direction component 

 

(iii) xy-direction component 

Fig. 2-3 Residual stress measurement method combining the extended contour method 

reproduced by numerical experiments, in the cut surface. 
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2.3 三方向残留応力測定 

2.3.1 供試材および試験体の作製方法 

 供試材料は大形軸受用浸炭鋼 18NiCrMo14-6（ISO 683-17）である．Table 2-1 に化学組

成を示す．この材料の熱間圧延棒鋼を旋削加工し，Fig. 2-4 に示すような半径 40 mm，

長さ 240 mm の円柱試験体を作製した．続いて，吸熱型変成ガス雰囲気中で 1233 K，

234 ks のガス浸炭処理を行った．その後，焼なましにより組織調整し，オーステナイト

域の 1093 K に再度加熱して油焼入れ，453 K で焼戻しを行った．熱処理履歴を Fi.2-5，

熱処理前の荷姿を Fig. 2-6 示す． 

Fig. 2-7 に熱処理後の試験体中央部で測定した中心から外径表面までの品質調査結果

を示す．(i)は電子線プローブマイクロアナライザー（SHIMADZU, EPMA-1720）で測定

した炭素濃度の変化を示し，外径面（中心からの距離 R = 40 mm）での炭素濃度は 1.1 

mass%C，内部では炭素濃度の 0.18 mass%C まで緩やかに減少している．浸炭領域の厚

さは 6 mm（R 位置で 34~40 mm）であるとし，R = 0 ~ 34 mm の部分を非浸炭領域であ

るとする．(ii)はマイクロビッカース硬さ計（FUTURE-TECH.FM-310e，測定荷重：9.8 N）

で測定した硬さの変化を示している．表面では，700 HV から徐々に低下し，中心では，

300~450 HV でマルテンサイトを主体とする組織が得られていることを確認した． 

 

2.3.2 残留応力測定方法 

 Fig. 2-8 に拡張コンター法を用いた円柱試験体の三方向の残留応力分布の測定手順を

示す．まず，(i) 試験体中央部を切断時に動かないよう固定後，ワイヤーカットにより，

軸方向と垂直に切断する．(ii) その後，両切断面の高さ分布を測定精度±10 μm，繰返し

測定精度 2 μm を有する 3 次元形状測定機（Keyence，VL-350）で測定する．本研究では

軸対称形状の試験体を用いるため，残留応力も軸対称であると仮定し，中心から外径ま

で半径ごとの平均高さ分布を整理する．この高さ分布は切断によりひずみが開放され，

発生した変形であるとみなせる．試験片を再現する軸対称の二次元有限要素モデルを作

成し，この高さ分布を逆方向の変位として 2 次元の有限要素モデルに与えることで，断

面切断により解放された残留応力∆��，∆��，∆��を求めることができる．さらに，(iii) 切

断により完全に解放されなかった切断面での残留応力成分を X 線回折で測定する．ワ

イヤーカットにより，切断面はわずかに変質する．断面の高さ測定には問題ないものの

X 線回折は表面の残留応力を測定するため，測定前に切断面の加工変質層を除去する必

要がある．そのため，全面に金属光沢が認められるまでエメリー紙で研磨した後，深さ

50 μm の電解研磨を行う．その後，面内における半径方向および周方向の残留応力 ��
�，

��
�を X 線回折法の cos α 法（PULSTEC，µ-X360）により，中心から外径部まで θ = 90°
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毎に 4 ラインを測定する．なお，軸方向に切断することにより，自由表面となりの残留

応力は完全に解放されると仮定できるため，��
� = 0となる 9)．また，拡張コンター法で

測定できない外径部のデータを補完するために，外径面の残留応力を，コンター法実施

後の試験体切断面から 60 mm の位置をひずみゲージ法を用いて 4 点測定する．この値

は同じ熱処理を施した切断していない試験体表面の X 線回折法による残留応力測定結

果と同等であったことから，ひずみゲージ法によるデータは切断の影響を受けていない

と考えられる．以上の測定を行い，式(2-2)に示す三方向の残留応力��，��，��の分布を

求めた． 

 

�� = ∆�� + ��
�
 

�� = ∆�� + ��
�
 

�� = ∆�� + ��
�    ���

� = 0� 

 

(2-2) 

 

 

2.3.3 残留応力測定結果 

 まず，コンター法を用いて∆��，∆��，∆��の測定を行った．試験体の軸方向に垂直な

2 つの切断面の高さ分布（軸方向座標）を測定し，両切断面の分布を平均した．測定し

た実際の断面を Fig. 2-9，得られた高さ分布を Fig. 2-10 に示す．実際には切断時の応力

解放に伴い切断面が変形する．この影響を除くため，コンター法では切断面は切断前後

で平行な平面であると仮定をおく 9)．そのため，切断面が軸と垂直となるよう測定デー

タに補正を行っている．また，高さ分布の原点位置は任意であるため，切断面の平均高

さが 0 になるように，高さ分布も補正した 9)． 

Fig. 2-10 の高さ分布の結果から，軸方向におおよそ対称な形状となっていると判断し

て，中心から半径位置ごとに平均した結果を Fig. 2-11 に示す．実測値が点線，解析に用

いた高さ分布が白プロットである．R = 32 mm 付近まで点線と白プロットは重なってい

る．まず，実測値は中心から R = 20 mm までの高さ分布はほぼ一定であり，その後緩や

かに増加した後，R = 34 mm を超えると表面にかけて大きく増加する傾向が認められる．

また，R = 40 mm の外径付近では，高さ分布の急激な低下が発生していた．これはワイ

ヤーカットの特有の問題であり，コンター法に不正確さを発生させることが知られてい

る．浸炭鋼の残留応力分布はおおよそ硬さに依存するため 14)，外径 R = 40 mm の残留応

力が最大の圧縮となること，すなわち最大の高さとなることが予想される．そこで，測

定した高さ分布の利用は R = 0 ~ 39 mm までとし，R = 40 mm 位置の値は，R = 30 ~ 39 

mm の値をスムーズに近似できた 3 次関数によって外挿した． 
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測定および外挿した高さ分布を逆方向の変位として無応力の有限要素モデルに与え，

残留応力∆��，∆��，∆��を算出した．解析には汎用有限要素ソフト MSC.Marc 2014.1.0 を

利用した．∆��，∆��，∆��の算出には Fig .2-12 に示すような軸対称モデルを利用し，物

性値はヤング率を 208 GPa，ポアソン比を 0.3 とした．再現した残留応力を Fig. 2-13 内 

に示す． 

次に，コンター法実施後に切断後の断面に残存する応力��
�，��

�を X 線回折法により測

定した．切断面の加工変質層を除去するために，全面に金属光沢が認められるまでエメ

リー紙で研磨した後，深さ 50 μm の電解研磨を行った試験片を Fig. 2-14 に示し，応力

値およびその平均値を Fig. 2-15 に示す．(i)の半径方向��
�は，R = 0 mm の周囲では，圧

縮応力状態であり，R = 20 mm を超え，浸炭領域境界 R = 34 mm まで減少した．外径部

一方(ii)の円周方向応力��
�は，R = 0 mm の周囲では，��

�と同様の傾向であるが，34 mm

に向かって，やや増加している．R = 34 mm を超えた浸炭領域では圧縮の傾向となって

いる．なお，測定点毎のばらつきが大きく 100 MPa 程度の変化が生じている．その原因

として，X 線回折法によるばらつきが挙げられる．また合金偏析に起因した局部的な組

織の変化や焼入れ時の冷却速度の非対称性が重畳したばらつきも含まれると考えられ

るものの，詳細については不明であり，今後必要に応じて検討が必要である． 

本研究で取扱う熱処理に起因した残留応力は，滑らかに分布していると考えられるこ

と，さらに，後述する固有ひずみを逆解析して求めるには，短範囲のノイズを低減して

おくことが必要であるため，測定した 4 ラインの平均値を用いて Loess 関数による平滑

化を実施した． 

上記で求めた∆��，∆��，∆��および��
�，��

�を足し合わせることで円柱試験体の切断前

における残留応力分布を求めた．外径部である R = 40 mm の残留応力は，コンター法に

よる残留応力算出の際に，外挿値を利用しているため，拡張コンター法による残留応力

値は R = 39 mm までとし，R = 40 mm の外径部はひずみゲージ法で 0.5 mm ~ 0.8 mm の

厚さを切り出し，直接測定した残留応力を用いた．三方向の残留応力の測定結果を Fig. 

2-16 に示す．(i)の半径方向応力は，R = 34 mm 付近の浸炭領域内で∆��および��
�の変化

が大きいが，応力の符号が異なる関係にあるため，中心から外径に向かって，ほとんど

変化しない応力分布となっている．これに対し，(ii)の円周方向では，∆��および��
�の変

化が同じ傾向であり，得られた分布は，R = 22 mm 付近から引張応力が生じ，浸炭境界

直下の非浸炭領域 R = 31 mm 付近で約 180 MPa の最大引張応力となり，浸炭領域内で

は圧縮応力が増加した．一方，R = 40 mm の外径表面で測定した残留応力は-310 MPa に

達し，内部の傾向を反映している．さらに，(iii)の軸方向では，中心から R = 22 mm ま

では，0 ~ 70 MPa で一定，浸炭領域境界直下の非浸炭領域 R = 31 mm 付近で約 180 MPa
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まで増加した後，浸炭領域内では，圧縮応力-360 MPa 程度まで増加した． 

以上のように，汎用装置を用いて拡張コンター法を行うことで，浸炭した円柱試験体

の三方向の残留応力測定が可能であることを確認した． 
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Table 2-1 Chemical composition (mass%). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

 

Fig. 2-4 Specimen shape. 
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Fig. 2-5  Heat treatment history. 

 

 

 

Fig. 2-6  View of test specimen packing. 
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Fig. 2-7 Heat treatment quality. 
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(i) Specimen cutting (ii) Contour method: 

Shape measurement of 

cutting surface 

 

(iii) Residual stress 

measurement of X-ray 

diffraction 

 

Residual stress;   

         ���, ��, ���       =          �∆��, ∆��, ∆���        +      ���
�, ��

� ,  ���
� = 0�� 

Fig. 2-8 Procedure of 3D residual stress distribution measurement 
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Fig. 2-9  Cutting surface with height distribution measured by ECM 

 

 

Fig. 2-10  Contour drawing of cut surface 
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Fig. 2-11  Contour of the cut surface (z-direction), considering axial symmetry. 

 

 

Fig. 2-12  Axisymmetric finite element models used in the contour method. 
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(i) Radial component 

 

(ii) Circumferential component 
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(iii) Axial component 

Fig. 2-13  Stresses reproduced by the contour method. 
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Fig. 2-14  Specimen with cross section machined to measure residual stress in the cross 

section. 
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(i) Radial component 

 

(ii) Circumferential component 

Fig. 2-15  Residual stress not released by cutting, measured with X-rays. 
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(i) Radial component 

 

(ii) Circumferential component 
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(iii) Axial component 

Fig. 2-16  Three direction residual stresses in carburized cylinders measured by the extended 

contour method(XCM). 



62 
 

2.4 結言 

 転がり軸受の強度設計を行うためには，外力から発生する応力のほかに，内部に発生

する残留応力を把握する必要がある．本章では，浸炭した円柱の残留応力分布を把握す

るための方法として，従来のコンター法と X 線回折法を合わせた拡張コンター法を有

限要素法で実施した．また，大形転がり軸受用浸炭鋼で作製した円柱の残留応力を拡張

コンター法により測定した．その結果以下の結論を得た． 

(1)  浸炭した円柱試験体において，断面での三方向成分の残留応力分布測定が拡張コ

ンター法により可能であることを数値実験と円柱試験体の実測から明らかにした．  

(2) R = 34 ~ 40 mm の浸炭領域において，周方向残留応力��，軸方向残留応力��はとも

に圧縮応力を生じた．これは，圧縮残留応力の分布領域は，Hv550 の位置で定義される

浸炭における有効硬化層ではなく，炭素が侵入した領域に着目する必要性が示唆されて

いると考えられる． 

(3) 浸炭境界直下の非浸炭領域 R = 31 mm 付近で周方向残留応力��，軸方向残留応力

��ともに約 180 MPa の最大引張応力が発生していることが明らかになった．これは数値

実験では考慮されていなかった項目であり，焼入れ時の冷却速度が半径位置によって異

なっている可能性がある．詳細については，第 3 章で考察する． 
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第 3 章 浸炭熱処理による固有ひずみ分布と発生メカニズム 

 

3.1 緒 言 

  残留応力の発生源となるクイチガイを「固有ひずみ」と呼ぶ．固有ひずみは有効固有

ひずみと非有効固有ひずみから成る．非有効固有ひずみは残留応力の生成に寄与しない

成分であり，有効固有ひずみの相対差により，残留応力が決定される．通常，固有ひず

みは有効固有ひずみを指す．本研究でも，同様の意義で用いることとする 1)~5)． 

固有ひずみは非弾性成分であることから，切断やき裂の発生といった形状の変化が起

こった場合も変化しないことが特徴である．固有ひずみを測定対象の弾性解析モデルに

与えることで残留応力分布の再現が可能である．すなわち，固有ひずみを把握すること

で形状変化前だけでなく，形状変化後に再配分した残留応力の分布も知ることができ，

工業的に有効であると言える 3)~6)． 

 一方で，固有ひずみは直接測定できない点が短所である．測定可能な部位の弾性ひず

みから固有ひずみの分布を逆解析手法によって推定する方法が上田らによって提案さ

れており，これを固有ひずみ法と呼ぶ．固有ひずみ法による残留応力推定は溶接・表面

加工の分野で多岐にわたり活用されている． 

 本研究の範囲である転がり軸受の接触応力下においても，固有ひずみを用いると残留

応力と転がり応力が重ね合わされた状態を解析上で容易に再現できる．さらに，残留応

力を含めた軸受鋼中の介在物周りの応力状態を再現することも可能であり，転がり疲労

に及ぼす残留応力の影響をより広く理解できるようになると期待できる． 

 これまで，固有ひずみの概念は主に溶接分野で発展してきた．熱処理分野での固有ひ

ずみ法の利用例は少なく，特に転がり軸受用の材料に関しては，固有ひずみの検討の例

は見当たらない．本章では，第 2 章で拡張コンター法により測定された浸炭の円柱の三

方向残留応力分布を利用し，固有ひずみ推定を行う．また，浸炭焼入れの場合の固有ひ

ずみ発生の要因をより詳しく理解するため，2 層の浸炭解析モデルで熱弾塑性解析と固

有ひずみの逆計算を実施し，固有ひずみの成り立ちを考察する． 
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3.2 固有ひずみ逆解析方法 

固有ひずみは，残留応力の生成源である非弾性ひずみのことであり，その相対差によ

り残留応力を決定することができる．固有ひずみ法は，上記の相対差を測定可能な部分

の弾性ひずみ分布から求める方法であり，固有ひずみ分布{�∗}と，弾性ひずみ分布{�∗}
は，式(3-1)の関係にある． 

 {��} = ��∗	{�∗} (3-1) 

 

式(3-1)において，��∗	は弾性応答マトリクスであり，固有ひずみが弾性ひずみ分布に及

ぼす影響を示す．固有ひずみの発生位置により，弾性ひずみ分布に及ぼす影響は異なる．��∗	  の求め方は，測定対象の弾性有限要素モデルを作成し，各要素に各方向の単位固

有ひずみを与えた際の弾性ひずみの応答から求める．その後，��∗	の転置行列である��∗	
と合わせ，式(3-2)に示すように一般化逆行列(��∗	
��∗	)
���
	を算出することで，

得られた弾性ひずみ分布を最小誤差で再現する固有ひずみ分布{�∗}が求められる． 

 {�∗} = (��∗	
��∗	)
���
	{��} (3-2) 

 

また，この固有ひずみを測定対象の有限弾性モデルに与えることで，固有ひずみが再

現する残留応力分布が得られる．汎用有限要素法を用いて，固有ひずみを解析モデルに

与える際には，非弾性ひずみとして各方向に熱ひずみを与える． 

固有ひずみ推定の際には，適切な前提条件を置くことで，現実離れすることなく計算

を簡略化できる．適切な前提条件は，固有ひずみが発生したプロセス，物体の形状によ

って異なり，場合に応じて選択する必要がある．本研究の試験体の固有ひずみ分布を求

めるための前提条件 4 点を以下に示す．  

1 点目に， Fig. 2-16 (i)～(iii)の残留応力分布がほぼ一定となる R = 0 ~ 20 mm までを

固有ひずみ量 0 の基準部分に定める．固有ひずみは，非弾性ひずみの絶対量の分布では

なく，相対的な分布である．このため，固有ひずみ法では部材中の任意の部分を固有ひ

ずみ 0 の基準点として定める．固有ひずみ 0 の部分をできるだけ多く設定することで，

未知数が減り，誤差の少ない逆解析結果が得られる． 

2 点目に，本研究の試験体は，長さが直径の 3 倍の円柱であり，Sachs 法の適用範囲

3)~5)に相当する．そのため，Sachs 法と同様に，残留応力とその生成源の固有ひずみが軸

対称であることに加え，長さ方向に一様であると仮定した． 

固有ひずみは，垂直方向成分��∗，��∗，��∗，せん断方向成分���∗ , ���∗ , ���∗ がある．前提条
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件の 3 点目として，長さ方向に応力分布が一様な場合，過去に垂直応力成分の再現には

垂直の固有ひずみ成分を考慮すればよいことを参考とし 16)，せん断の固有ひずみ成分

は考慮しないこととした．  

これらの前提をもとに，前章までの条件として残留応力分布が軸対称であることを合

わせて，軸対称の弾性有限要素モデルを用いる．半径位置ごとに各方向の単位固有ひず

みを軸方向に一様に与え，このときの弾性ひずみの応答から，弾性応答マトリクス��∗	
を求める．ここで，各方向の単位固有ひずみによる最大の弾性ひずみ応答の絶対値はそ

れぞれ|�����|,��∗  = 0.028 ，|�����|,��∗  = 0.980 ，|�����|,��∗ = 0.974 であった．半径方向

の固有ひずみが及ぼす弾性ひずみへの影響が小さいため，4 点目の前提条件として半径

方向の固有ひずみを考慮せず，周方向��∗と軸方向��∗の固有ひずみが残留応力に有効であ

るとみなし逆解析の対象とした． 

実際の手順としては，まず，Fig. 2-16 の残留応力分布から式(3-3)の弾性構成則を用い

て，三方向の弾性ひずみ{��}を求める．�はヤング率， はポアソン比である． 

 

上述の条件を用いた場合，弾性応答マトリクス��∗	は式(3-4)で示す形となる．測定弾

性ひずみの数 m 個：i = 1 … m，固有ひずみの数 q 個：j = 1 … q，ただし m ≧ q の時，

弾性応答マトリクス!��→�,#$∗ %は円周 & 方向の単位固有ひずみにより半径 ' 方向に発生す

る弾性応答を行列として表したものである．添え字の意味は，式(3-3)内のその他の弾性

応答マトリクスに関しても同様である．本解析では弾性ひずみの数 i = 40，固有ひずみ

の数 q = 20 とした．  

 

 

上述の前提条件から，求める固有ひずみ分布は円周方向成分��∗と軸方向成分��∗であるた

め，弾性応答式は式(3-5)で示す形となる． 

{(} = �)	{��} 

 

�)	 = �(1 +  )(1 + 2 ) -1 −     1 −     1 −  / 

(3-3) 

��∗	 = 0!��→�,#$∗ % !��→�,#$∗ %!��→�,#$∗ % !��→�,#$∗ %!��→�,#$∗ % !��→�,#$∗ %1 (3-4) 
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式(3-4)の弾性応答マトリクス��∗	用いて，一般化逆行列を求めた後に式(3-2)に示すよう

に逆解析を行い，固有ひずみ分布を算出する．軸対称の場合の長い円柱における弾性応

答マトリクス��∗	の求め方を Appendix に示す． 

  

0!��→�,#$∗ % !��→�,#$∗ %!��→�,#$∗ % !��→�,#$∗ %!��→�,#$∗ % !��→�,#$∗ %1 23��,$∗ 43��,$∗ 45 = 03��,#� 43��,#� 43�6,#� 41 (3-5) 
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3.3 固有ひずみ逆解析結果 

逆解析により求めた固有ひずみ分布を Fig. 3-1，固有ひずみから弾性計算により再現

した残留応力 15)を Fig. 3-2 内に示す．測定応力と再現応力の分布がおおよそ一致するこ

とから，推定した固有ひずみは妥当であると判断した．ここで，部分的に測定応力と再

現応力に生じた差は，材料組織起因の残留応力のばらつき，また残留応力測定法のコン

ター法と X 線回折法のそれぞれの測定誤差が重なったものと考えた． 

Fig. 3-1 の固有ひずみ分布は軸方向で R = 20 mm 以上の部分において，矢印(a)で示す

正の固有ひずみが生じた後，(b)の浸炭層境界直下の非浸炭層内で負の固有ひずみが極

小値となり，さらに(c)の浸炭層内で正の固有ひずみがさらに増加する傾向が確認され

た．一方，円周方向では，領域(a) の正の固有ひずみは認められず， R = 20 mm から減

少し，(b)で極小値となった後，(c)の浸炭領域内で増加した． 

小型の浸炭歯車に生じる固有ひずみを題材に調査した文献 17)では，非浸炭部には固

有ひずみが存在しないと述べられている．これは，文献で使用した試験体の残留応力の

発生源が，浸炭層のマルテンサイト（M）変態時の膨張量の炭素濃度依存性に起因した

固有ひずみに限定されるためと考えられる．これに対して本結果では，さらに非浸炭部

で固有ひずみの変化が認められており，膨張量以外の要因が存在することが示唆される．

以降では，(a)～(c)で示した特徴的な固有ひずみの生成挙動について，熱弾塑性解析を用

いた検討を行った． 
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Fig. 3-1  Inherent strain distribution of a carburized cylinder obtained by inverse analysis. 
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(i) Radial component, (7,� 

 

(ii) Circumferential component, (7,� 

 

 

  



71 
 

 

(iii) Axial component, (7,� 

 

Fig. 3-2  Residual stress distribution reproduced from inherent strain distribution. 
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3.4 浸炭熱処理の固有ひずみ発生メカニズム解析 

3.4.1 解析方法 

 浸炭焼入れで生じる固有ひずみは，変態ひずみ，変態塑性ひずみ，塑性ひずみの和の

相対差であることから，生成要因は以下の二つに大別され，(I)～(III)の要素に区分でき

る．まず，一つ目はマルテンサイト(M)変態に伴う変態ひずみが R 位置により変化する

場合である．具体的には，(I)浸炭による炭素濃度の増加に起因した M 変態ひずみの増

加，あるいは，(II)冷却速度に起因した M 変態率の変化が考えられる．(II)については Fig. 

1 に示した硬さ分布が心部でばらついていることからも，ベイナイトが生成していた可

能性がある．また，M 変態ひずみの発生と連動して変態塑性ひずみと塑性ひずみも発生

する． 

二つ目には，M 変態が発生する時間差によるものであり，(III)部品内の冷却速度の分

布に起因する塑性ひずみおよび変態塑性ひずみが考えられる． 

これらの要因の詳細を確認するため，熱弾塑性解析を実施した．まず，(I)～(III)の固

有ひずみ生成に及ぼす変態応力の影響を定性的に明らかにする目的で，炭素濃度と冷却

速度，M 変態率を変化させ，解析を試みた．使用したモデルおよび解析条件の概念図を

Fig. 11 に示す．まず， (i)は半径 40 mm, 長さ 240 mm の円柱を軸対称，かつ軸方向にも

対称とした 2 次元形状を示すモデルである．また，浸炭鋼の構成を非浸炭領域 0.2 mass% 

C，外径側の浸炭領域は 6 mm 厚さで一様に 1.0 mass% C とする簡易的な二層モデルと

した．Zone 1～3 では冷却速度のパラメータ V1～V3 を変化させている．ここで，ベイ

ナイト変態が起こらず M 変態のみが起こる場合の冷却速度を Vcrと定める．(ii)は， Zone 

1～3 の冷却速度は同一であり，半径方向の温度差を考慮しない場合（V1 = V2 = V3 > Vcr）

である．(iii) は半径方向の冷却速度が Zone 1 と 2 および Zone 3 をそれぞれ M 変態のみ

が生じる範囲内で二水準に変化させた場合（V1 > V2 = V3 > Vcr）である．(iv) は半径方

向の冷却速度を Zone 1 および 2 で M 変態が生じる水準，Zone 3 でベイナイト変態が生

じる三水準に変化させた場合（V1 > V2 > Vcr > V3）である．なお，本研究では温度分布

を層ごとに仮に設定したが，より詳細な分析は，熱伝導解析を行い 2 章の残留応力を再

現する温度分布を再現することにより可能である． 

熱弾塑性解析は汎用プログラム（MSC.Marc 2014. 1. 0）を利用し，軸対称の四角形要

素，要素サイズ 2 mm とした．また，変態点，変態率の計算には，JMatPro（Ver. 8. 0，

Sente Software）を用いた．温度ごとの変態率8は，Koisiten-Marburger 則 18)を参考に，式

(5)の関係にあるとし，JMatPro の変態率の値と一致するよう浸炭層，非浸炭層の係数 α

をそれぞれ求めた． 
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8 = 1 − exp{<(M> − ?)}      (5) 

 

 ここで，Ms は変態開始温度(K)，T は変態開始後の温度(K)である．変態開始前はす

べてオーステナイト，変態開始後は温度に応じて M とオーステナイトの 2 相であると

して相分率を決定した． 

降伏応力は Fig. 3-4 に示す SCr420 の 0.2%耐力値を参考に温度ごとの値と相分率によ

り定めた 19)．本解析は，固有ひずみの生成挙動の特徴を考察する目的であるため，ヤ

ング率の温度依存性や熱膨張係数，加工硬化係数，降伏応力の炭素濃度依存性，蒸気

膜崩壊等の冷却時の油温ごとの特徴は考慮していない．また，変態中の解析では，変

態塑性に関するパラメータの取り扱いが重要である．変態塑性は変態中に降伏応力以

下の作用応力でも塑性ひずみが生じる現象である．そこで今回は，M 相の降伏応力を

緩和することと等価であると考え，仮に文献値の 0.4 倍として定性的な計算を行っ

た． 

 

3.4.2 解析結果と考察 

(1) 残留応力と固有ひずみに及ぼす炭素濃度に依存した変態ひずみの影響 

まず，Fig. 3-3(ii)に示した試験体内の温度分布が一様な場合（V1 = V2 = V3 > Vcr）にお

いて，熱弾塑性解析で求めた残留応力分布および固有ひずみ分布を Fig. 3-5 に示す．(�，(�のいずれも，浸炭層内に圧縮残留応力が生じ，非浸炭層には一様な引張応力が認めら

れる．また，浸炭層に正の固有ひずみが生じ，その大きさ��∗がわずかに大きいことが読

みとれる．これは，等方的な M 変態ひずみの発生によって降伏した場合でも，形状の

影響で発生する固有ひずみは異方性を持ち，今回は軸方向への変形が周方向より拘束さ

れたため��∗が��∗より大きく生じたと考えられる．以上の結果は，上記(I)浸炭の炭素濃度

増加に起因した M 変態ひずみの増加により生じた固有ひずみである． 

(2) 残留応力と固有ひずみに及ぼす変態ひずみ発生の時間差の影響 

Fig. 3-3(iii) に示す半径方向の冷却速度を M 変態のみが生じる範囲内で二水準に変化

させた場合（V1 > V2 = V3 > Vcr）において，熱弾塑性解析で求めた残留応力分布および

固有ひずみ分布を Fig. 3-6 に示す．(�，(�のいずれも，Fig. 3-5 と同様に Zone 1 の浸炭

層内では圧縮残留応力が生じ，加えて Zone 1 の非浸炭層に引張の極大値が認められる．

さらに内部では一定値となっている．また，��∗，��∗のいずれも Zone 1 の浸炭層において

正の固有ひずみが生じ，Zone 1 の非浸炭層において負の固有ひずみが極大となる．��∗，��∗ともに傾向は同じであるものの，いずれも��∗の絶対値が大きくなっている．この理由
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は，(1)において浸炭層の��∗が��∗より大きかった理由と同様に，軸方向の変形が周方向よ

り拘束されて固有ひずみに異方性が発生したことが考えられる． 

以上の Zone 1 の非浸炭層の引張応力，それを構成する負の固有ひずみの結果は，上

記(III) 部品内の冷却速度の分布に起因するものであることを意味している． 

(3) 残留応力と固有ひずみに及ぼすマルテンサイト変態率の変化の影響 

Fig. 3-3(iv)の 半径方向の冷却速度を M 変態およびベイナイト変態が生じる三水準に

変化させた場合（V1 > V2 > Vcr > V3）において，熱弾塑性解析で求めた残留応力分布お

よび固有ひずみ分布を Fig. 3-7 に示す．Zone 3 では，ベイナイトの変態率を定性的に考

慮する目的で M 変態膨張量を 0.9 倍としている． そのため，Zone 1 において，残留応

力と固有ひずみの分布は Fig. 3-6 と同様であるが，Zone 2 において，円周方向と軸方向

の部分的な圧縮応力，正の固有ひずみが生じている．この際，固有ひずみの大きさは��∗
と比べて，��∗の方が大きいことが分かる．なお，Fig. 3-1 で示した固有ひずみ分布は，円

周方向，軸方向で(a)部分の大きさが異なる．上記の検討結果から，��∗ > ��∗となることは

定性的に確認できているが，焼き戻しした影響もあり，十分に検出できなかった可能性

が考えられる．この結果は上記(II)の冷却速度に起因した M 変態率の変化によるもので

あると考えられる． 

Fig. 3-7 の残留応力分布は，Fig. 3-2 の残留応力測定結果と定性的に一致しているが，

定量的に一致しているとは言えない．これは，前述した残留応力の測定誤差とばらつき

に加え，解析の際に浸炭鋼を 2 層の簡易モデルとしたこと，試験片内の連続的な温度変

化を考慮していないこと，負荷応力に比例する変態塑性ひずみを M 相の降伏応力を 0.4

倍にして近似的に等価とみなしたことで生じた誤差が要因と推定される．  

以上，熱弾塑性理論を用いて，残留応力の起源となる固有ひずみ生成に及ぼす影響因

子を明らかにした．まず，浸炭部では，炭素濃度に依存する M 変態ひずみ，加えて非

浸炭部の冷却速度に起因した M 変態の時間差，さらに心部の M 変態率の減少の影響を

受けて固有ひずみ分布が決定されることが分かった．大形の浸炭品に対しては，これら

の要素を考慮した固有ひずみ分布を精度良く定義することができれば，任意形状の残留

応力分布の取り扱いが可能になると考えられる． 
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Fig. 3-3  Analytical model used for qualitative thermal-elastic-plastic analysis. 
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Fig. 3-4  0.2% proof stress value of SCr420. 
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Fig. 3-5  Results of thermal–elastic–plastic analysis to reproduce inherent strain distribution 

due to transformation expansion of carburized steel. 

 

 

Fig. 3-6  Results of thermal–elastic–plastic analysis to reproduce inherent strain distribution 

due to transformation expansion and timing of transformation of carburized steel.  
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Fig. 3-7  Results of thermal–elastic–plastic analysis to reproduce inherent strain distribution 

due to transformation expansion, timing of transformation, and differences in transformation 

expansion of carburized steel. 
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3.5 結 言 

残留応力分布の起源である固有ひずみ分布を定量的に把握することを目的とし，浸炭

した円柱試験体に対してコンター法と X 線回折法を併用した拡張コンター法による三

方向内部残留応力の測定結果から，逆解析による固有ひずみ推定を行った．さらに，熱

弾塑性理論を用いて固有ひずみの生成要因を検討した結果，以下の結論を得た．  

(1) 本試験で用いた浸炭の円柱試験体において，固有ひずみは，中心を基準とした

場合に浸炭層表面において伸びひずみであり，浸炭層と心部との境界で収縮ひずみを示

し，さらに内部側では，再び伸びひずみとなった． 

(2) 大形の浸炭品に生じる固有ひずみの生成起源は，まず，浸炭部では，炭素濃度

に依存したマルテンサイト変態ひずみの勾配，加えて非浸炭部でのマルテンサイト変態

の時間差，および心部の冷却速度低下に伴う M 変態率の減少で説明できる． 
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第 4 章 異なる浸炭領域の固有ひずみによる残留応力推定 

 

4.1 緒言 

  浸炭処理による残留応力分布は，浸炭深さごとに分布が異なるため，浸炭深さごとに

残留応力分布を測定しデータベース化することが理想である．さらには，鋼種・形状が

異なる場合の実測値に基づいた残留応力分布の推定を実施できることが望ましい．しか

しながら，こうした多くの要因を変化させた多数の測定には時間・人工両面のコスト的

な課題があるため，より効率的な残留応力を推定する手法の確立が望まれる．残留応力

の発生要因となる固有ひずみは対象の部材の形状が変わっても変化せず，解析での残留

応力再現に利用しやすい特長がある．そのため，残留応力推定を行う際には固有ひずみ

を利用することが有効な手段であると言える． 

 本章では，浸炭鋼の浸炭領域が異なる場合について，固有ひずみを用いた残留応力推

定を行う．第 2 章と第 3 章で取り扱った浸炭領域 6 mm の円柱の残留応力・固有ひずみ

を利用し，設計変更範囲として現実的に想定される浸炭領域 4 ~ 8 mm の場合の残留応

力推定方法の確立を目指した． 
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4.2 数値実験結果を用いた固有ひずみ推定方法の確立 

 本節では，浸炭領域が 6mm の場合の固有ひずみ分布を一般化し，浸炭領域 4 ~ 8 mm

に適用できる固有ひずみ分布の近似式を作成する．この式を用いて，浸炭領域 4 mm,  8 

mm の場合の残留応力分布を推定する．合わせて熱弾塑性解析を行い，浸炭領域 4mm，

8mm の場合の残留応力分布を求め，推定した固有ひずみ分布から得られた残留応力と

比較することで，推定手法の検証を行う．概念図を Fig. 4-1 に示す． 

 

4.2.1 方法 

第 3 章で，浸炭円柱に発生する固有ひずみ分布は，(i)浸炭領域で，炭素濃度に依存し

たマルテンサイト変態ひずみの勾配，(ii)非浸炭領域でのマルテンサイト（M）変態の時

間差，(iii)および心部の冷却速度低下に伴うM変態率の減少で説明できることを示した．

残留応力分布は外径部で圧縮，浸炭領域近くの非浸炭領域で引張，さらに奥の非浸炭領

域で外径部より小さい圧縮が生じる．第 5 章で述べる破損リスクの検討において，(iii) 

M 変態率の減少により発生する非浸炭部での圧縮応力は影響が小さく，この部分まで

固有ひずみを推定するメリットは小さい．そこで単純化のために，本研究では(iii)M 変

態率の差は考慮しないこととした．  

 解析モデルは直径 80mm，長さ 240mm の円柱である．1.0% C の浸炭領域は外径から

6mm を想定し，残りの部分は 0.2% C である簡易 2 層モデルとして，浸炭を模擬した熱

弾塑性解析を行った．Fig. 4-2 (i)に解析モデル，浸炭領域，冷却速度を示す．残留応力分

布は軸対称であるとして 2 次元の軸対称モデルを用いる．これらは 3 章の Fig. 3-3(iii)で

利用した熱弾塑性の数値解析モデルと同一である． 

M 変態率が減少し始める冷却速度を VCR，外径部から半径 28mm までの冷却速度を

V1，半径 28mm から中心部までの冷却速度を V2とし， M 変態率の差は考慮しないこと

から，V1 > V2 > VCR であるとする． 

各浸炭領域の場合の残留応力を熱弾塑性解析で求めた後に，逆解析により固有ひずみ

を求める．逆解析を行うにあたって，第 3 章と同様に直径が長さの 3 倍であるため固有

ひずみが全体に一様な長い円柱かつ，軸対称であると仮定した．ヤング率は 208000MPa，

ポアソン比は 0.3，固有ひずみ 0 の部分は中心から半径 20mm までとした．計算は開発

プログラムを用いた． 

 

4.2.2 結果と考察 

 熱弾塑性解析による浸炭領域 6 mm の残留応力分布を Fig. 4-3 に示す．横軸は半径，
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縦軸は残留応力である．半径方向の残留応力分布は浸炭層に圧縮の残留応力，浸炭層近

くの非浸炭部に引張の残留応力が発生している．  

 次に残留応力の起因となる固有ひずみを逆解析により求めた結果を Fig. 4-4 に示す．

固有ひずみ��
∗，��

∗の特徴は，浸炭層表面で正の最大値をとり，非浸炭領域の中で冷却速

度が速い部分(r = 28 ~ 34 mm)の中央付近で負の最大値を示すことである． 

 本研究では，軸方向の固有ひずみ分布を定式化しやすくするために，有効固有ひずみ

分布��
∗から，平面内の平均固有ひずみ��,�

∗ を考慮した値を等価ひずみ��,�
∗ と定めた．Fig. 

4-5 に固有ひずみ��,�
∗ の分布を示す．  

 

4.2.3 固有ひずみによる残留応力推定 

6mm の浸炭層を持つ円柱の固有ひずみ分布から，4mm，8mm の浸炭のときの固有ひ

ずみ分布の推定を通して残留応力推定を行う．固有ひずみ分布のうち，炭素濃度による

M 変態ひずみ量が固有ひずみの主要因となる部分,  浸炭影響領域 rc，冷却速度の差に

より M 変態ひずみ発生の時間差が固有ひずみの主要因となる部分，冷却速度影響領域

rd，固有ひずみが一定とみなせる部分，固有ひずみ一定領域 ruに分ける．Fig.4-4 および

4-5 内に各領域を合わせて示す． 

� 浸炭影響領域 rc：浸炭領域と等しいとし,  幅を�	
,  

� 冷却速度影響領域 rd：r = 26 ~ (40−�	
)  mm 部分，幅を�	�, 

� ひずみ一定領域 ru：固有ひずみが一定とみなせる部分，幅�	u，数値解析による固

有ひずみ推定において�	u =26mm は固定とする．想定した円柱サイズが等しい場

合，焼入れ時の冷却油と攪拌状態は大きくは変わらず，冷却速度は同程度の可能

性が高いことから，固有ひずみ一定領域を固定とした． 

固有ひずみは生じた部分の周辺に影響を及ぼすため，実際には rc と rd をはっきりと

分けることはできない．しかしながら本研究では，より単純化した固有ひずみ推定を行

うために，領域を分けて推定を行った． 

周方向の固有ひずみ分布は面内のつり合いを考える必要がないため有効固有ひずみ

��
∗をそのまま用いることとする．一方で，軸方向の固有ひずみは面内のつり合いを考え

る必要があるため有効固有ひずみから平均の固有ひずみを引いた変換固有ひずみ分布

���
∗ を用いる．推定の手順を以下に示す．推定の際には，固有ひずみ分布を必要に応じて

適宜線形の内挿または外挿を行った． 

 

固有ひずみの定式化： 

① 初めに，浸炭影響領域 rc の固有ひずみ分布を再現できる近似式を作成する．米谷
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の文献 1)を参考にした場合，浸炭領域の大きさにより圧縮の残留応力値が大きく変わる

ことはないこと，浸炭領域の大きさと応力の生じる範囲が比例関係にあることが予想で

きる．固有ひずみ分布は残留応力の分布と正負が反転し同じ傾向を示すことが多い．こ

のため，固有ひずみ推定も同様の予想をもって行うこととする． 

固有ひずみの分布を定式化するために，浸炭領域を式(4-1)に示す無次元化座標 x で定

義した．D は円柱の直径を示す．すなわち x = 0 は浸炭領域の境界部，x = 1 は外径部で

ある． 

 


 =
(	 + ∆	� − �/2)

∆	�
 (4-1) 

 

Fig. 4-6 に浸炭影響領域の推定に用いた固有ひずみと推定式を示す．浸炭領域内 x= 0 

~ 1 のおける固有ひずみの分布は多項式関数で表現した．今後，多項式をさらに簡略化

して実用化を目指す． 

 

②冷却速度の差により M 変態ひずみ発生の時間差が固有ひずみの要因となる冷却速

度領域 rdは，r = 26 ~ 34mm までである．①と同様に rd部分の幅を無次元化し，固有ひ

ずみ分布の近似式を作成した．固有ひずみ分布と近似式を Fig. 4-7 に示す．横軸 0，1 の

部分は内挿した値を用いている． 冷却影響領域内の固有ひずみの分布を定式化するた

めに，①と同様に領域内を式(4-2)に示す無次元化座標 x で定義した．ここで，x = 0 は冷

却速度の境界，x = 1 は浸炭領域との境界部である． 

 


 =
	 − ∆	�

∆	�
 (4-2) 

 

③中心から r = 26 mm までのひずみ一定領域 ruにおける固有ひずみの分布は Fig. 4-8

に示され一定値になる．周方向の固有ひずみ��,�
∗ は 0 である．軸方向の固有ひずみ��,�

∗ は

� =  ��の断面全体の積分値，� ��� 
∗�

 
2!	 �	 = 0 という条件から算出できる． 

上記のように固有ひずみの領域を分け，横軸を無次元化することで浸炭領域 4 ~ 8 mm

で固有ひずみ推定式を作成した．  

 

固有ひずみの推定と熱弾塑性解析結果との比較： 

固有ひずみ推定に関して検証を行うため，例として，浸炭領域 4 mm，8 mm の熱弾塑
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性解析を行い，残留応力分布を計算した．残留応力分布から逆解析して固有ひずみ分布

を求めた．浸炭領域 6 mm の固有ひずみから推定した固有ひずみ分布を比較し，固有ひ

ずみの推定精度を確認した．浸炭領域 4mm，8mm の熱弾塑性解析は浸炭領域 6mm の

数値解析モデルを浸炭領域の範囲のみ異なるとして計算した．冷却速度は試験片サイズ

に依存すると仮定し，浸炭領域 6mm の場合と同じであると仮定した．その他の物性も

浸炭領域 6mm の場合と同じであるとした． 

推定した固有ひずみと熱弾塑性解析から逆解析して得られた固有ひずみを比較した．

浸炭領域 4mm の比較結果を Fig.4-9，浸炭領域 8mm の比較結果を Fig. 4-10 に示す．ど

ちらの固有ひずみ推定値もおおよそ熱弾塑性解析結果と一致し，浸炭領域 4~8mm の間

の固有ひずみ推定が可能であることが示唆された． 

 

推定した固有ひずみから再現した残留応力と熱弾塑性解析結果の比較： 

材料強度のパラメータとして固有ひずみ推定の有効性を確認するには，固有ひずみの

比較と合わせて，固有ひずみが再現する残留応力と熱弾塑性解析結果を比較する必要が

ある．推定した固有ひずみから再現した残留応力分布，熱弾塑性解析の残留応力，逆解

析で得られた固有ひずみから再現した残留応力を比較した．浸炭領域 4mm の比較結果

を Fig.4-11，浸炭領域 8mm の比較結果を Fig.4-12 に示す． 

推定した固有ひずみから再現した残留応力は，もとの熱弾塑性解析の残留応力をよく

再現している．このため浸炭処理により発生した固有ひずみを発生要因ごとに領域で分

割し，領域の幅を無次元化して固有ひずみ分布の推定式を立てる手法は有効であるとみ

なす． 
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Fig.4-1  Diagram of residual stress estimation by numerical analysis. 
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(i) Finite element model 

 

 (ii) Cooling rate 

Fig. 4-2  Carburization analysis model and cooling conditions used to establish the inherent 

strain estimation method. 
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(i) Radial component 

 

(ii) Circumferential component 

 

(iii) Axial component 

Fig. 4-3 Residual stress distribution in 6mm carburized area by thermo-elastic-plastic 

analysis. 
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(i) Circumferential component 

 

(ii) Axial component 
Fig.4-4   Inherent strain distribution in 6mm carburized region by thermo-elastic-plastic 

analysis. 
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Fig. 4-5 Transformed axial inherent strain, ��,�
∗  
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(i) Circumferential component 

 

(ii) Axial component 

Fig. 4-6  Inherent strain and approximate formula for carburizing affected zone, ru. 
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 (i) Circumferential component 

 

(ii) Axial component 

Fig. 4-7 Inherent strain and approximate equation for cooling rate affected region, rd. 
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(i) Circumferential component 

 

(ii) Axial component 

Fig. 4-8  Inherent strain in constant inherent strain region, ru. 
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(i) Circumferential component 

 

(ii) Axial component， 

Fig. 4-9  Inherent strain distribution at 4mm carburizing area. 
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(i) Circumferential component 

 

(ii) Axial component 

Fig. 4-10  Inherent strain distribution at 8mm carburizing area. 
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(i) Radial component 

 

(ii) Circumferential component 

 

(iii) Axial component 

Fig. 4-11  Comparison of residual stress distribution in 4mm carburized area. 

Estimated using approximate equation for intrinsic strain 

Thermal-elastic-plastic analysis 

Reproduced from intrinsic strain 
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(i) Radial component 

 

(ii) Circumferential component 

 

(iii) Axial component 

Fig. 4-12  Comparison of residual stress distribution in 8mm carburized area. 

Estimated using approximate equation for intrinsic strain 

Thermal-elastic-plastic analysis 

Reproduced from intrinsic strain 
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4.3 実測値を利用した残留応力推定 

第 2 章では浸炭円柱の残留応力測定を行い，第 3 章では固有ひずみ分布の逆解析を

行った．本章では浸炭領域が異なる場合の残留応力推定を第 3 章の結果を利用して行

う．推定に使う固有ひずみは，前節と同様に，固有ひずみ分布のうち M 変化率の変化

により生じたと推測される内部の正の固有ひずみを用いないこととする．これは，第 5 

章の破損リスク検討において(iii) M 変態率の減少により発生する非浸炭領域での圧縮

応力は影響が小さく，この領域まで固有ひずみを推定するメリットは小さいためである． 

Fig. 4-13 にもとの固有ひずみと利用する固有ひずみを示す．これは Fig. 3-1 の固有ひず

み分布から，非浸炭領域に発生した正の固有ひずみを除いたものである．また，軸方向

の固有ひずみは，固有ひずみ推定への利用しやすさを考え，断面の変位が 0 となるよ

うにした変換固有ひずみとする． 

手順は，数値解析における固有ひずみの推定手順と同様に，固有ひずみを発生要因ごと

に領域を分割し，領域の幅を無次元化して浸炭領域が異なる場合の推定を行う．固有ひ

ずみを浸炭影響領域 rc と冷却速度影響領域 rd，固有ひずみ一定領域 ru に分けた．議論

の余地は残るが，Fig. 2-7(i)の炭素濃度測定結果と Fig. 3-1 の固有ひずみ分布から，浸炭

影響領域 rc は，r = 34 ~ 40 mm，冷却速度影響領域 rdは，r = 27 ~ 34 mm，固有ひずみ一

定領域 ruは，r = 0 ~27 mm と定める．領域の区分けも合わせて Fig. 4-13 内に示す．次

に各領域を無次元化し，浸炭影響領域と冷却速度影響領域で固有ひずみの近似式を求め

る． 浸炭影響領域の固有ひずみ分布と近似式を Fig. 4-14，冷却速度影響領域の固有ひ

ずみ分布と近似式を Fig. 4-15 に示す． 

得られた近似式を利用して，浸炭領域4 mm，8 mm の固有ひずみ分布をそれぞれFig.4-

16，Fig.4-17 に示し，そこから再現される残留応力分布を Fig. 4-18，Fig.4-19 に示す．

過去に，米谷の浸炭した円柱における残留応力測定結果から，浸炭領域が大きく変化し 

ない場合，圧縮の最大値，引張の最大値は変わらないことが示されている．本研究での

固有ひずみを介した残留応力推定結果も定性的には同様であると推測できることから，

固有ひずみを介した残留応力推定手法は正しいことが予想される．実際の浸炭領域 4 

mm，8 mm の試験片における残留応力の検証は今後の課題である． 
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(i) Circumferential component，��
∗  

 

(ii) Axial component，��
∗  

Fig. 4-13  Inherent strain distribution used for residual stress estimation. 

 

  

Obtained from actual measurements 

Without considering the difference in martensitic transformation rate 
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(ii) Circumferential component 

 

(ii) Axial component 

Fig. 4-14  Inherent strain formulation for carburized region, r�. 
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(ii) Circumferential component，��
∗  

 

(ii) Axial component，��
∗ 

Fig. 4-15  Inherent strain distribution in the cooling affected region, r�. 
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(ii) Circumferential component，��
∗  

 

(ii) Axial component，��
∗ 

Fig. 4-16 

 

Inherent strain distribution for 4 mm carburized area obtained using approximate  

equation. 
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(ii) Circumferential component，��
∗  

 

(ii) Axial component，��
∗ 

Fig. 4-17 Intrinsic strain distribution of 8 mm carburized area obtained by using 

approximate equation. 
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(i) Radial component, $%,� 

 

(ii) Circumferential component，$%,� 

 

(iii) Axial component，$%,� 

Fig. 4-18 Residual stress distribution of 4 mm carburized area obtained by using 

approximate equation. 
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(i) Radial component, $%,� 

 

(ii) Circumferential component，$%,� 

 

(iii) Axial component，$%,� 

Fig. 4-19 Residual stress distribution of 8 mm carburized area obtained by using 

approximate equation. 



106 
 

4.4 考 察 

浸炭領域が異なる円柱の残留応力を，固有ひずみを媒介として推定する手法を提案し

た．浸炭と焼入れ処理によって発生する固有ひずみを領域ごとに区分けし，無次元化し

た近似式を作成することで浸炭領域が異なる場合における残留応力を求めた． 

初めに，浸炭を模擬した有限要素解析を行い，浸炭領域 6 mm の場合の固有ひずみ分

布を得た，浸炭領域が変更される場合として現実的な浸炭領域 4~8 mm に対する固有ひ

ずみ推定方法を提案した．浸炭領域 6 mm 固有ひずみ分布を，浸炭影響領域，冷却速度

影響領域，固有ひずみ一定領域に分割し，領域ごとの固有ひずみ分布を無次元化した． 

一般的に発生要因が複数ある固有ひずみ分布は発生領域が明確に分かれていない．しか

しながら，主に発生する領域に着目し区分けすることで，固有ひずみを近似することが

可能になり，浸炭領域が異なる等の類似問題に対応しやすくなると予想される．各領域

の固有ひずみ分布の幅を無次元化することで，異なる浸炭領域の固有ひずみ分布を推定

可能になる．浸炭領域 6 mm の固有ひずみ分布を利用し，浸炭領域 4 ~ 8 mm の場合に

利用できる固有ひずみ推定式を算出し，有限要素モデルに与えて残留応力推定を行った．

あわせて，数値解析にて浸炭領域 4 mm，8 mm の場合の残留応力と固有ひずみ逆解析を

行い推定結果と比較した．計算結果と推定結果はよく一致した．固有ひずみ推定手法と

してひずみ発生要因ごとに領域を区分けし，幅を無次元化した近似式を求める手法は有

効であると考えられる． 

 また，実際の浸炭領域 6 mm の浸炭円柱の固有ひずみ分布を用いて，浸炭領域 4~8 mm

の残留応力を推定した．方法は，上記と同様に既知の固有ひずみ分布を発生要因ごとに

区分け後，近似式をそれぞれ作成し，近似式から得られる固有ひずみ分布を利用して残

留応力推定を行った．浸炭領域が異なる円柱を用いた検証は今後の課題となるが，本章

で提案した固有ひずみを介した残留応力推定手法は固有ひずみの発生要因が複数ある

場合に利用価値が高いものであると考えられる． 
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4.5 結 言 

 浸炭領域の異なる場合の残留応力を推定するために，数値解析を用いた推定方法の確

立と，実測値を用いた残留応力推定を行った． 

 数値解析では浸炭領域が 4 mm，6 mm，8 mm の場合を想定した簡易 2 層モデルを利

用し，熱弾塑性解析により残留応力と固有ひずみ分布を求めた．固有ひずみ推定手法を

確立するために浸炭領域 6 mm の場合の固有ひずみ分布から，浸炭領域 4 mm，8 mm の

場合の固有ひずみを推定し残留応力を再現した．浸炭領域 4 mm，8 mm の場合におい

て，数値解析から得られた残留応力と，浸炭領域 6 mm の場合の固有ひずみ分布から推

定された残留応力を比較し，両者がおおよそ一致することを確認した．浸炭円柱の固有

ひずみ推定が有効に行われたと判断し，実測の固有ひずみ分布を用いて，浸炭領域が異

なる場合の残留応力推定を行った． 
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第 5 章  残留応力を考慮した疲労き裂発生・進展の 

実用的評価 

 

5.1 緒言 

  回転軸を支える機械部品である転がり軸受には，大きな荷重や高速回転に耐えるため

に高い精度と強度が要求される．その中でも大形の転がり軸受は，製鉄機械，建設機械，

風力発電機などの重工業分野で使用される．これらは，使用中の転がり疲労や曲げ疲労

による損傷に対して高い信頼性が要求されるため，肌焼き鋼に浸炭焼入れしたものが用

いられる．表面の炭素濃度の増加により，表面が硬化されるとともに，圧縮残留応力が

付与され，表面の疲労強度と内部のじん性を備えた軸受となる 1)~3)． 

近年，カーボンニュートラルを目指す社会環境の中で，転がり軸受の熱処理において

もより高効率な処理が求められている．浸炭処理の炭素拡散は時間の平方根に比例する

ため，大形軸受の浸炭は長時間行わなければならない．そのため，使用条件から発生し

うる破損形態を予測し，適正な硬化深さとその強度特性を把握することが重要である． 

転がり軸受の破損は，さまざまな形態が存在する 4)．その中でも，材料の表面がうろ

こ状に剥がれるはく離は，転がり軸受の代表的な破損形態であり，これまで多くの研究

がなされてきた．はく離は主に，表面起点と内部起点に分けられ，表面起点はく離は異

物の噛み込みや表面状態，潤滑状態に起因し，内部起点はく離は材料の清浄度や材料強

度に起因する 5)． 

また，転がり軸受には深いせん断応力が内部に発生するため，従来浸炭軸受は浸炭層

が厚く設計されてきた．これに対し，使用条件に応じて必要な浸炭層深さを精度良く検

討していくには，上述のはく離に対する検討に加えて，浸炭層の周囲に生じる残留応力

を考慮し，非浸炭部から破損が発生する可能性もあわせて考慮する必要が生じる． 

一方で，転がり軸受と同様に転動疲労を受ける歯車は，軸受に比べて浸炭層が薄いた

め，強度の低い歯車内部からの破損が起こることが知られており，これまでケースクラ

ッシング 6)，TIFF (Tooth Interior Fatigue Fracture)7),8)，TFB9) (Tooth Flank Breakage)，TFF 

(Tooth Flank Fracture) 10), 11) と呼ばれる破損形態が報告されている．この中で，TFF の発

生リスクはヘルツ接触によって発生する応力，硬化層に存在する圧縮残留応力，浸炭硬
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化層深さと硬さ分布を用いた式で評価する．現在，TFF に関する研究結果をもとに，浸

炭歯車の内部からの破損に関する検討方法が ISO 6336-4 として規格化されている． 

しかしながら，適用範囲は歯車であり，また上記の方法で考慮する残留応力は浸炭層

に存在する圧縮の成分のみで，非浸炭層に存在する引張の応力は考慮されない．第 2 章

では，拡張コンター法を用いて，大形軸受用の浸炭丸棒の残留応力分布を測定した．拡

張コンター法とは，測定対象物を切断し，断面の微小変形から切断により解放された応

力を測定する従来のコンター法に加え，断面に残存する解放されなかった残留応力を測

定することで，切断前の三方向残留応力分布を測定する方法である．測定した残留応力

をもとに，残留応力浸炭部品のサイズ，冷却条件により非浸炭部で局所的に引張の残留

応力が発生することを明らかにした 12)．生産工程の省エネルギー化と安全性を両立し

た製品設計を幅広く行うには，内部に発生する引張応力も考慮した破損リスク分析を実

施する必要がある． 

本章では，浸炭鋼のように残留応力分布を持つ材料の破損を簡易的かつ定量的に予測

する実用的な評価手法を確立することを目的として浸炭鋼の破損リスク分析を行う． 

Fig. 5-1 に示すように，第 5 章は多軸疲労評価法の一つである Dang Van 評価基準 13), 

14)を用いて供試材である直径 80 mm の浸炭円柱の疲労き裂発生リスクを半径位置ごと

に算出し，最もき裂発生リスクが高い位置を特定する．その後，材料欠陥を起点として

き裂が発生する場合を考慮し，前述のき裂発生リスクの最も高い半径位置に，材料欠陥

を想定した空孔を導入し，欠陥周りにおいてき裂が発生する位置と方向を検討する．最

後に，転がりによって発生する空孔とき裂周り応力拡大係数範囲を求め，き裂の進展に

ついて考察を行う． 
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Fig. 5-1 Conceptual diagram of chapter 5. 

  

Calculate radius with high risk of crack initiation

Determine the direction of crack initiation from 
material defects present at the above locations

Investigate crack propagation from the defect and 
initial crack
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5.2 方法  

5.2.1 残留応力分布と接触応力分布の再現 

固有ひずみ 11)は熱履歴で発生する非弾性ひずみであり，固有ひずみが把握できていれ

ば，溶接や熱処理で発生する残留応力を弾性有限要素法で簡便に再現できる特徴がある．

また，固有ひずみを有する部材の形状が変化しても固有ひずみ自体の分布は変化せず，

形状変化後の残留応力も同様な固有ひずみを用いて算出できるため，熱処理後の加工等

が想定される場合にも利用価値が高い．本章では，3 章で求めた浸炭円柱の固有ひずみを

用いて，残留応力を再現する． 

測定した残留応力を再現する固有ひずみは，軸対称かつ軸方向に一様である仮定を用

いる 8)．本研究では転動荷重による応力と重ね合わせた状態で評価するため，推定した固

有ひずみを一般化平面ひずみ状態 12)の r - θ 平面上で再現した． 

 円筒ころ軸受において，直径 80 mm の円筒ころが外径 514 mm の内輪に接触する場合

を想定し，接触面圧は，十分に転がりによって疲労破壊する面圧である 3.0 GPa とした．

この場合，接触半幅は 1.82 mm となる．接触による応力分布を正確に再現するため，円

柱外径部の r = 40 mm 位置を r 方向 θ 方向とも 0.1 mm サイズの要素に分割し，r = 28 mm

位置から外径部 r = 40 mm 位置までは r 方向が 0.1 mm サイズ，θ 方向は 40 mm 位置にな

らった放射状の分割とした．中心から r = 28 mm までは，r = 28 mm 位置で不連続になら

ないよう大きめの四角形要素で分割した．解析ソフトは Marc/Mentat 2014.1.0 を利用した．

物性値は，ヤング率 208000 MPa，ポアソン比 0.3 とした．利用した有限要素モデルを Fig. 

5-2 に示す． 

 

5.2.2 疲労き裂発生半径位置の検討 

転がり接触での疲労き裂発生のリスクを判定するため，多軸疲労評価法である Dang 

Van 評価基準 13),14)を用いた．2.1 節で示した円柱のき裂発生リスクを半径位置ごとに計

算した．リスク判定に用いる破損限界は，引張圧縮とねじりの疲労強度を利用した直線

である．Dang Van 評価基準では，荷重の負荷形態に関わらず粒内のすべり変形により疲

労き裂が発生すると捉えており，この視点からは転がり疲労も引張圧縮・ねじりによる

疲労と同じ現象として取り扱うことができる．ただし，Dang Van 評価基準のパラメータ

である静水圧応力に関して，リスク判定に用いる引張圧縮・ねじりとは異なり，転がり

は強い圧縮である．したがって，判定基準の精度に関しては議論の余地がある．しかし，

軸受やギアといった転がり疲労が生じる部品への適用例があることから 17),18)，本研究

において Dang Van 評価基準は有効であると判断した． 
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き裂発生リスク� は，式(1)に示す安全率として示される 23),20)． 

 

� = ��� � ��	
(�)
�� − �����(�)� (5-1) 

 

式中の係数��� は式(2) 

 

��� = 3 ���
��

− 1
2� (5-2) 

 

で表され，応力比� = −1 の疲労強度��とねじり疲労強度��から得られる係数���，残

留応力と転動荷重により生じる静水圧応力��(�)  と最大せん断応力��	
 (�)をパラメー

タとして用いる．高強度鋼も低・中強度鋼と同様に基地組織の疲労強度は硬さから推定

できることが知られている 21)．本節では，まず浸炭鋼の基地組織の強度に起因するき裂

発生リスクについて評価するため，疲労強度とねじり疲労強度をそれぞれ式(5-3)と(5-4) 

を用いて推定した．今回は単純化のために式(5-3)，(5-4)を用いたが，高精度化の際は実

際の強度試験結果を反映させることが望ましい． 

 

�� = 1.6 ! (5-3) 

�� = ��/√3 (5-4) 

 

横軸��(�)，縦軸��	
 (�) としたときに，切片��，傾き���の直線を Dang Van 評価基準

におけるき裂発生のクライテリオンとする．このクライテリオンに対して試験応力サイ

クル中の��(�) と��	
 (�)プロットし，クライテリオンのせん断応力成分に対する，応力

プロットのせん断応力成分の比をき裂発生リスク�とする．�が 1 を超えた場合に疲労

き裂発生のリスクがあると判定する．今回，� が 1 を超えた半径位置が複数あったた

め，� が最も大きくなる半径位置をき裂発生位置とした．また，Dang Van 評価基準に

よる検討は弾性シェイクダウン状態での応力を利用する．今回は，内輪ところの接触面

の摩擦は考慮せず，残留応力と接触応力は全て弾性範囲内の仮定のもとで解析を行い、

最もき裂発生リスクの高い半径位置を計算により見出した． 
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5.2.3 疲労き裂発生方向の検討 

き裂発生リスクの判定により，き裂発生可能性の高い半径位置を特定した後，き裂の

発生方向を検討した．軸受鋼のような高強度鋼において，疲労き裂は介在物や鍛造欠陥

といった材料欠陥から発生することが知られている 21)．また，TFF の起点に関する研究

でも 7), 22)，TFF のき裂発生の主要因は基地組織であり，介在物が存在するとき裂発生の

可能性を上昇させるとの見解が示されている．介在物を含む材料欠陥の中では，空孔が

最も有害であることから 23)，本研究でも，Dang Van 評価基準によるき裂発生リスクの

高い半径位置に，直径 $% =  0.1 mmの空孔を導入した．残留応力を考慮した場合とし

ない場合において，き裂の発生しやすい空孔と母相の境界の角度位置を Dang Van 評価

基準によって特定した．Fig. 5-3 に材料の中の欠陥の位置と評価位置の概念図を示す．

解析モデルは転動荷重の移動による欠陥周りの応力の変動を捉えるために，転動荷重の

位置(を−90 deg から90 deg まで移動させた． 

き裂の発生しやすい空孔境界の角度位置の特定後，き裂の発生する方向を定義するた

めに，その角度位置に働く各方向の応力振幅の中で最も大きい方向と垂直に初期き裂を

設定した． 

 

5.2.4 応力拡大係数を用いた評価 

一様な引張応力場において，材料中に含まれる不定形の欠陥からの破損の予測には，

欠陥の形状を最大主応力方向に投影したき裂に置き換え単純化して取り扱う場合があ

る 21)．しかし，今回評価対象としたのは引張，圧縮，せん断の応力が作用する多軸応力

場であり，前提が異なるため，欠陥をき裂に置き換える単純化をせず，空孔にき裂を導

入した形状のままで応力拡大係数の解析を実施した．ここで，初期き裂長さは，Fig. 5-

4 に示すように相当位置の結晶粒径観察結果を参考に 0.05 mm と決定した．  

残留応力を考慮した場合と考慮しない場合の応力拡大係数を J 積分値の解析により

評価した．空孔の大きさによる応力拡大係数幅の変化を確認するため，空孔の直径$%が
0.2，0.4 mm の場合についても同様に検証を行った． 

解析では，Marc において J 積分から直接応力拡大係数を算出可能な平面ひずみ状態

モデルの 4 節点四角形要素を利用した．また，き裂周りの要素長は 0.002 mm，モデル

の要素数は約 185000 である．5.2.1~5.2.3 節までの要素は一般化平面ひずみであり，要

素が変更されるので応力状態が変化することが懸念される．しかしながら，き裂の進展

方向が r-θ 平面上の半径方向であることから応力拡大係数に影響を及ぼす円周方向の残

留応力と接触応力の値が，平面ひずみ状態と一般化平面ひずみ状態で変わらない．よっ
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て今回の計算の範囲においては平面ひずみモデルを用いて差し支えないと判断した． 
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Fig. 5-2  Finite element model used to reproduce residual and contact stresses in a bearing. 
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Fig. 5-3 Schematics of between the cylinder and the cavity. 

 

 

 

 

 

 

 
 

Fig. 5-4  Observation of grain size at 31mm radius with high risk of crack initiation to 

determine virtual crack initiation length. 
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5.3 結果 

5.3.1 残留応力分布と接触応力分布 

 Fig. 5-5 に残留応力分布の拡張コンター法による測定値と，推定した固有ひずみを用

いて r-z 平面で再現した残留応力 12)，r-θ 平面で再現した残留応力を示す． r-θ 平面で再

現した残留応力は，過去の研究において r-z 平面で再現した残留応力とよく一致し，両

有限要素モデルによる差は小さいことが確認できる．ここで，3 章の固有ひずみ導出に

は r-z 平面において 1 mm の要素を利用した．一方で r-θ 平面では接触応力の再現のた

め約 0.1mm のメッシュを利用しているものの，固有ひずみは 1mm を単位と与えてお

り，r-θ 平面での残留応力分布には滑らかではない部分が発生している．実現象として

残留応力分布は滑らかであると予想され，解析的にも修正を加える余地はある．しかし

ながら，上記 2 つの残留応力分布はよく一致することから，破損リスク検討には大きな

影響を及ぼさないと判断し，r-θ 平面の応力分布をそのまま利用した．3.0 GPa の面圧が

発生する分布荷重を加えた．第 2~3 章では，コンター法により軸対称の変位を与えるた

め r-z 平面での解析を行い，本章では，残留応力分布と接触応力が重ね合わせた状態を

再現するために，r-θ 平面での解析を行った．  

 なお，固有ひずみによる残留応力再現計算では，汎用有限要素ソフトウエアを用いた

ため，固有ひずみを熱ひずみとして取り扱い，大きさと分布が異なる固有ひずみの成分

*+∗，*-∗を重ね合わせる弾性解析を実施した． 

 

5.3.2 疲労き裂発生の半径位置 

 Dang Van 評価基準線と応力サイクル中のプロットを半径位置ごとに求めたものを Fig. 

5-6(i) に示す．代表値として，最も接触応力の大きい r = 40 mm 位置，圧縮残留応力の

影響がある r = 38 mm 位置，残留応力の絶対値が最も小さくなる r = 34 mm 位置，引張

残留応力の影響がみられる r = 31 mm 位置の Dang Van 評価基準と応力サイクルのプロ

ットをグラフに示す．また，Fig. 5-6(ii) に中心から外径までの Dang Van 評価基準にお

ける判定結果を示す．残留応力の影響を明確にするため，残留応力を考慮した場合とし

ない場合，両方の検討を行った． 

 浸炭層である r = 34 ~ 40 mm 位置は圧縮残留応力の影響でき裂発生リスクが小さく

なること，また引張の残留応力の最大値が発生する r = 31 mm 位置が最もき裂発生の可

能性が高い部分であることが分かる．なお，中心付近の不連続な部分は有限要素モデル

で境界条件として拘束をした影響で生じたものである． 
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5.3.3 疲労き裂発生方向 

 最もき裂発生リスクの高い r = 31 mm 位置に材料欠陥として直径 $. = 0.1mm の空

孔を導入し，接触荷重の移動による空孔まわりのき裂発生リスクが高い角度位置(.を
Dang Van 評価基準により検討した．結果を Fig. 5-7 に示す．対称性を考慮し空孔周りの

0 ~ 180 deg で最も破損リスクが高い時の Dang Van 評価基準の値を示している．ここで

も同様に残留応力の影響を確認するため，残留応力が無い場合にも検討した．残留応力

を考慮した場合，0 deg，180 deg 位置にき裂が発生しやすく，残留応力を考慮しない場

合は 90 deg 位置と形状の対称性から 270 deg にき裂が発生しやすい．この評価により，

残留応力の有無によりき裂発生が予想される場所が異なることが明らかになった．  

次に，残留応力を考慮する場合のき裂発生方向を検討するため，き裂発生リスクが高

い角度位置のうち(.が 0 deg の場合の応力振幅を評価した．空孔の中心を基準とした場

合の応力分布を Fig. 5-8 に示す．このとき，応力振幅が最も大きい方向は(.方向である．

欠陥からの初期き裂は欠陥の両側に発生する場合が多いことから，き裂の発生を想定す

る方向は(.= 0, 180 deg 方向とした． 

 

5.3.4 応力拡大係数   

 前述のように仮想初期き裂長さ 0.05 mm とし，空孔から発生したき裂の有限要素モ

デルを Fig. 5-9 のように作成した．き裂面の摩擦は実際には生じていると考えられるも

のの，摩擦係数を小さく見積もる方が安全側であることから本研究では考慮しないこと

とした．このモデルに転動荷重を負荷し，応力拡大係数を求めた結果を Table 1 に示す．

空孔の直径$.は 0.1 mm のほかに 0.2，0.4 mm の場合について検討した．  

 モード I の応力拡大係数は空孔径の大きさに比例して増加しているのに対し，モード

II の応力拡大係数は空孔径の大きさには比例していない．これは今回の仮想的な初期き

裂長さが一定であるため，空孔径が大きくなるにつれ，き裂の長さの割合が小さくなる

ことから，この影響がモード II の値に大きく表れているためと考えられる．  

 空孔から発生したき裂の解析により，転動荷重により引張圧縮のモード I と面内せん

断のモード II の応力拡大係数が発生していること，残留応力はモード I の応力拡大係数

の平均値に影響を及ぼすことが分かる． 
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(i) Radial component, �/ 

 

(ii) Circumferential component, �+ 
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(iii) Axial component 

Fig. 5-5  Residual stresses in the previous report and the present one. 
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(a) r = 40 mm (b)  r = 38 mm 

  

(c) r = 34 mm (d) r = 31 mm 

(i) Evaluation of Dang Van criterion 
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(ii) Dang Van criteria evaluation results for each radius position       

Fig. 5-6  Evaluation results of Dang Van criterion. 



124 
 

 

 

Fig. 5-7 The results of the Dang van criterion are used to evaluate the angular position of 

high risk of crack initiation by introducing a cavity at the depth position with high 

risk of crack initiation. 
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Fig. 5-8  Stress amplitude at the angular position with high risk of crack initiation. 

 

  

 
 

Fig. 5-9 

 

Analytical model with virtual initial crack introduced on the cavity (cavity 

diameter 0.1 mm, virtual initial crack 0.05 mm). 
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Table 5-1 Stress intensity factor amplitude for each cavity. 
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5.4 考察 

 初めに，今回の欠陥とき裂を微小き裂問題とするか線形き裂問題とするかについて述

べる． これまで，最大応力方向への欠陥・き裂の投影面積の平方根√�01� が 1000 2m
までの範囲において，応力拡大係数範囲∆456は，√�01� の 1/3 乗に比例するとされてき

た．この範囲は微小欠陥・微小き裂範囲として知られている 21)．Åman らは，微小欠陥・

微小き裂の範囲は，一律ではなく硬さと相関があることを示した 24)． 本研究では Aman

らの実験結果から，微小欠陥・微小き裂が線形き裂に遷移する√�01� を読み取り，硬さ

との関係を調べた．結果を Fig. 5-10 に示す．グラフ中の点線は，近似式を示す．この式

で表される硬さ !と√�01� の関係を式(5-1)に示す．この近似式の決定係数�7 = 0.98で
あることから，式(5-1)は有効であるとみなす． 

 

√�01� = 17.7451<.=>?(@<<<
AB ) (5-1) 

 

本研究で対象とする材料の硬さは !410 であり，微小欠陥・微小き裂が線形き裂に遷

移する√�01� は 882m となる．本研究の解析の範囲内では，$100 2m の二次元の空孔を

後述する方法で初期き裂を含めない状態で三次元的に球とみなした場合に最も√�01�
が小さくなり，その大きさは 892m となる．微小欠陥・微小き裂が線形き裂に遷移する

√�01� とほぼ同じであるものの，初期き裂を含めた√�01� は 892m 以上となるため，本

研究では解析対象とする欠陥とき裂に関しては線形き裂の問題として取り扱うことと

する．なお，この問題に関しては，今後詳細に検証を行う必要があると考えられる． 

次に，モード II の応力拡大係数範囲について述べる．村上らによるモード II の下限

界応力拡大係数範囲∆4CC56の試験結果 25)から，硬さと∆4CC56を最小二乗法により Fig. 5-

11 のように整理した．空孔から発生した仮想初期き裂が存在する r = 31 mm 位置の硬

さは Hv 410 であることから，∆4CC56 = 11.4 MPa√m であると推定した．また，∆4CC56は
同時に作用する静的き裂開口応力による静的なモード I 応力拡大係数4CD5	5E.の影響を

受けることが知られている 26)．Fig. 5-11 の評価は，4CD5	5E. = −0.5 MPa√m 程度で実施

されており 21)，∆4CC56に影響するほど強い圧縮応力場ではない．一方で，今回の4Cは最

大で 10.6 MPa√m であるものの，∆4Cと∆4CCのピークの位相は異なる．そこで，4CCが最

大・最小となるときの4Cが最も影響を及ぼすと考え，この時の4Cを4CD5	5E.とした．本

研究の解析条件において，空孔径$. = 0.2 mm の時∆4CCが最大になり，このとき4CD5	5E. 

= 2.3 MPa√m となる．軸受鋼の4CD5	5E.と∆4CC56の相関関係を参考にすると 26)，4CD5	5E. = 

2 MPa√m 程度のとき，影響は小さい．本研究でも同様に4CD5	5E. が∆4CC56 に及ぼす影
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響は小さいとして，そのまま∆4CC56 = 11.4 MPa√mとする． ∆4CCは ∆4CC56を下回ること

から，モード II によるき裂の進展は起こらないとする． 

 本研究で解析を行ったモデルは 2 次元であり，実現象へ適用するためには，3 次元へ

の拡張が必要である．Fig. 5-12 に示すように，3 次元問題への拡張のために空孔を球か

ら軸方向に長いだ円とし，き裂は r-z 平面を一周しているものとした．空孔半径�，き裂

幅F，F/� ≧ 0.25 のときに空孔とき裂を厚さを持たない一つのき裂とみなして，軸方向

の半径(H + F)と中央部J = 0の半径(� + F)の比から求まる応力拡大係数中の形状係数

を Fig. 5-13 のように解析解から求めた 27)．(H + F)/(� + F) ≧ 4 の時に，形状係数は 0.9 

以上となる．実際の材料欠陥にはきわめて長い形状のものが存在するが，応力拡大係数

は無限に大きくなるわけではないことが分かる．そこで，以降は例として，前述の 2 次

元解析の結果から球状の空孔と軸方向に無限に細長い空孔について，それぞれ残留応力

を考慮した場合としない場合の応力拡大係数を求めた．ここで，Fig. 5-13 の形状係数は，

き裂面と垂直方向に作用する遠方からの外力に対して検証したものである．本研究の解

析において空孔から生じたき裂のモード I 応力拡大係数は，き裂面に垂直な θ 方向の引

張応力だけでなく，き裂面を含む r 方向の圧縮応力による応力集中の効果を含んでいる

(Fig. 7)．厳密には半径方向の圧縮に関する形状係数を別途求める必要がある．ただし，

2 次元から 3 次元への拡張に伴う変位の拘束を考慮すると，き裂面内 r 方向の圧縮によ

る形状係数の傾向は，Fig. 10 と類似すると推測できる．ここでは，単純な検討のため

に，2 次元の計算で求めた応力拡大係数に一様引張場の形状係数を乗じることで 3 次元

き裂の応力拡大係数4Cを算出した． 

 求めた4Cから，き裂の進展限界を議論する上で，下限界有効応力拡大係数範囲∆4CKLL,56
を明らかにする必要がある．き裂の開口部分に着目した∆4CKLL,56は，ヤング率との相関

があることが知られている 28)．今回，∆4CKLL,56と∆4Cを比較することによりき裂進展に関

する検討を行った．軸受鋼と本研究で用いた浸炭鋼はヤング率がほぼ同等と見なせるこ

とから，渡貫 29)らが実験で取得した軸受鋼の∆4CKLL,56= 2.6 MPa√mを利用した．また，き

裂開閉口点4%Nについては今回測定していないものの，本研究の目的は実用的な強度評

価手法の提案にあるため，4%N = 0とし判定を行った．ただし，実際のき裂開閉口点を

測定することで，高精度にき裂進展限界について検討を行うことができるため，き裂開

閉口挙動の影響は今後の課題とする． 

 ∆4CKLL,56の結果と $. = 0.1，0.2，0.4 mm の球状の空孔の場合と軸方向に細長い空孔で

ある場合の応力拡大係数振幅∆4Cの計算結果のうち，見やすさのため，残留応力を考慮

した場合の $. = 0.2 mm 以外のプロットを Fig. 5-14 に示す．欠陥周りに導入した仮想初

期き裂の最大応力拡大係数を4�	
,EOE5E	Pとして縦軸に，(1 − �EOE5E	P) を横軸にとった．し
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きい値として∆4CKLL,56と4%Nから算出した応力拡大係数の最大値4�	
,56を示す．空孔の径

が大きくなると，き裂進展のしきい値から遠くなり，き裂進展がしやすい状態となるこ

とが分かる．また，形状によりき裂の進展が起こる空孔の径が異なること，引張残留応

力を考慮することによりき裂が進展する空孔径が小さくなることが分かる．これらのこ

とから数百2ｍの欠陥を有する材料において、浸炭の心部から疲労破損するリスクがあ

ることが分かった．また，浸炭鋼において破損リスクを検討するためには浸炭部の圧縮

残留応力のみならず非浸炭部の引張残留応力も併せて評価する必要性が明らかになっ

た． 

 以上，材料に生じる残留応力分布を考慮してき裂発生の可能性のある半径位置を

Dang Van 評価基準によって判定し，次に，き裂発生方向を Dang Van 評価基準と応力振

幅解析を用いて決定した．さらに，き裂に発生する応力拡大係数をき裂進展試験の結果

と比較し，き裂進展に関する残留応力，空孔径，空孔形状の影響を明らかにした． 
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Fig. 5-10  Relationship between hardness and transition √�01�21). 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5-11  Relationship between Vickers hardness and mode II threshold stress intensity 

factor20). 
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Fig. 5-12  Explanation of cavity and crack shape. 
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Fig. 5-13  Shape factor of cavity and crack. 

 

 

 

 

 
Fig. 5-14 Verification of crack growth potential by residual stress, cavity diameter and 

cavity shape. 
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5.5 結 言 

 硬さ分布と三方向の残留応力分布を有する大形の浸炭円柱の転がりによる破損リス

ク分析を目的とし，Dang Van 評価基準を用いて疲労き裂発生リスクの半径位置ごとの

分布を判定し，き裂発生方向を同じくDang Van評価基準と応力解析によって決定した．

さらにき裂を導入して応力拡大係数を検討し，次の結果を得た． 

(1) 3 章で同定した浸炭鋼の固有ひずみ分布を利用して，熱処理による残留応力と

転がり接触応力を重ね合わせた応力分布を再現した． 

(2) 転がり接触応力による疲労き裂発生の半径位置を Dang Van 評価基準を用いて

推定した．残留応力を考慮しない場合の破損リスクは表面側，残留応力を考慮した場合

は引張残留応力の発生する位置にき裂発生リスクが高いことが明らかになった． 

(3) (2)の疲労き裂発生の懸念される位置に応力不連続部となる材料欠陥が存在す

る場合の，欠陥周りのき裂発生箇所と方向を Dang Van 評価基準と応力振幅解析から求

めた．残留応力を考慮した場合には空孔周りの角度 θc = 0 ，180deg の位置，残留応力

を考慮しない場合には θc = 90，270deg の位置がき裂発生の可能性の高い位置であるこ

とが分かった． 

(4) 空孔から仮想初期き裂が発生した状態で接触荷重の解析を実施し，モード I，

モード II の応力拡大係数を算出し，材料の下限界有効応力拡大係数と比較することで

き裂進展に関する考察ができることが明らかになった． 

以上の結果により，三方向の残留応力分布をもつ浸炭材料について，転がり接触による

疲労き裂発生・進展のリスクを，Dang Van 評価基準と応力拡大係数を用いた方法で，数

値により判定した．今後の課題は，一つ目に評価精度を向上させるため，Dang Van 評価

基準の破損限界とき裂進展に及ぼす開閉口挙動の影響をそれぞれ材料試験から得るこ

と，二つ目に本評価手法の有効性を実験によって検証することである． 
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第 6 章 総 括 

転がり軸受は，機械の回転部を滑らかに支持する目的で用いられる機械部品の一つで

ある．これまで，設計や材料の改善によって，耐久限度は向上してきた．転がり軸受は

主に接触応力下で稼働し，応力分布は解析を用いて詳細な検討が可能である．一方で，

接触応力以外の応力，特に大形の転がり軸受の内部に発生する三方向の残留応力分布に

ついて，これまで十分な理解がなされてきたとは言いがたい．しかしながら近年では，

転がり軸受の支持する荷重容量のアップや，より低コストかつ低環境負荷の軸受部材の

熱処理技術開発に対するニーズから，残留応力の影響をより正確に考慮した上で，適切

な安全率を有する製品設計の要求が高まっている． 

そこで本研究では、材料強度や残留応力が分布する転がり軸受材料である浸炭鋼を対

象に、大型かつ肉厚の部材に発生する残留応力に着目し、適切な安全率をもった製品設

計を可能とする実用的な強度評価方法を研究した．そのために，まずはこのような大形

部材において，ラボレベルで実行可能な三次元内部残留応力の測定方法の開発に取り組

んだ．さらに，残留応力の起源である固有ひずみに着目して，残留応力の発生要因を推

定した．あわせて，残留応力を予測する技術について探索した．最後に，測定した三次

元内部残留応力を有する部材について，疲労破損限界判定方法の確立を目指した． 

 

 本研究において得られた知見は以下の通りである． 

 第 1 章では，最初に鋼製の構造部材の疲労強度に及ぼす残留応力の影響について概観

したのちに，転がり軸受の材料熱処理と疲労強度面での課題を指摘した．続いて本論文

の分野における先行研究として，残留応力の測定方法と残留応力の推定方法，ならびに

疲労破壊の評価法を解説した． 

 第 2 章では，円柱試験体を題材として数値実験および熱処理と測定の実験によって，

転がり軸受の内部に発生する残留応力を測定する方法を提案した．コンター法と X 線

回折を組み合わせた残留応力測定法を拡張コンター法と称し，この方法によって三方向

の残留応力をラボレベルの装置によって測定する方法の有効性を示した．その過程で以

下の知見を得た． 

(1)  浸炭した円柱試験体において，断面での三方向成分の残留応力分布測定が拡張

コンター法により可能であることを数値実験と円柱試験体の実測から明らかに

した．  

(2) R = 34 ~ 40 mm の浸炭領域において，周方向残留応力��，軸方向残留応力��はと

もに圧縮応力を生じることが分かった．すなわち，浸炭材においては，Hv550 の
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位置で定義される浸炭における有効硬化層ではなく，浸炭処理により炭素が侵入

した領域に圧縮の残留応力が分布することが示唆された． 

(3) 浸炭境界直下の非浸炭領域 R = 31 mm 付近で周方向残留応力��，軸方向残留応

力��ともに約 180 MPa の最大引張応力が発生していることが明らかになった． 

 第 3 章では，残留応力の起源である固有ひずみに着目し，浸炭材料における固有ひず

み分布を明らかにすることを目指した．第 2 章で測定した残留応力分布をもとに，逆解

析により固有ひずみの推定を行った．さらに，熱弾塑性理論に基づく考察を加えること

で，浸炭材料の固有ひずみの生成要因を検討した．その結果，以下の各点の知見を得た． 

(1) 本試験で用いた浸炭の円柱試験体において，中心を基準とした固有ひずみは，表

面の浸炭層においては伸びひずみであり，浸炭層と心部との境界で収縮ひずみで

あり，さらに内側の心部では伸びひずみとなる． 

(2) 大形の浸炭品に生じる固有ひずみの生成起源は，浸炭部における炭素濃度に依存

したマルテンサイト変態ひずみの勾配，非浸炭部における冷却速度の差によるマ

ルテンサイト変態発生タイミングの時間差，心部の冷却速度低下に伴うマルテン

サイト変態率の減少で説明できる． 

 第 4 章では，第 3 章で明らかになった固有ひずみを用いて，内部の残留応力分布を推

定する方法に取り組んだ．円柱形状の部材において，数値計算において，浸炭領域が

6mm の場合の固有ひずみ分布から，浸炭領域が 4mm，8mm の場合の固有ひずみを推定

し，残留応力を再現した．これを簡易 2 層モデルによる熱弾塑性解析から得られた 4mm，

8mm の残留応力分布と比較し，両者がおおよそ一致することを示した．これにより，固

有ひずみを用いて，浸炭領域の異なる部材における残留応力の推定が有効に行われたこ

とを示した．あわせて，実測の浸炭領域 6mm の場合の固有ひずみ分布から，浸炭領域

4mm，8mm の場合の残留応力を推定した． 

 第 5 章では，2～4 章で把握可能となった軸受材料内部の三方向残留応力分布を考慮

して，転がり軸受部材の破損限界を適切に予測する実用的な方法の提案を行った．予測

は以下の順序で実施した．まず，供試材である直径 80 mm の浸炭円柱の疲労き裂発生

リスクを，半径位置ごとに多軸疲労評価基準である Dang Van 基準によって評価した．

次に破損リスクの高い深さに，破損の起点となる欠陥を想定し，再び Dang Van 基準に

よって破損が発生する向きを評価した．最後に，疲労き裂を想定して応力拡大係数を求

め，き裂野進展限界を判定した．この取り組みから，以下の知見が得られた． 

(1) 第 3 章において逆解析によって推定した浸炭鋼の固有ひずみ分布を利用して，熱

処理による残留応力と転がり接触応力を重ね合わせた応力分布を示した． 

(2) 転がり接触応力による疲労き裂発生の半径位置を，Dang Van 評価基準を用いて

推定した．残留応力を考慮しない場合の破損リスクは表面付近において高く，残

留応力を考慮した場合の破損リスクは引張残留応力の発生する内部において高
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いことが明らかになった． 

(3) (2)の疲労き裂発生の懸念される位置に応力不連続部となる材料欠陥が存在する

場合の，欠陥周りのき裂発生箇所と方向を Dang Van 評価基準と応力振幅の計算

から求めた．残留応力を考慮した場合には空孔周りの角度��  = 0 ，180deg の位

置，残留応力を考慮しない場合には�� = 90，270deg の位置において，疲労き裂

発生の可能性が高いことが分かった． 

(4) 空孔から初期き裂が発生した状態を想定した接触荷重の解析を実施し，モード I，

モード II の応力拡大係数を算出して材料の下限界有効応力拡大係数と比較する

ことで，疲労き裂進展の有無を判定し，残留応力の影響を考慮して破損の有無を

評価できるということを示した． 

以上の各章の研究を通じて，まず，三方向の内部残留応力分布をラボレベルの装置で

測定できる実用的な手法を提案した．続いて浸炭材料に発生する固有ひずみを推定する

とともに，その起源について考察し，固有ひずみを使って熱処理条件の異なる部材の残

留応力を推定する方法を示した．最後に，このような三方向の残留応力分布をもつ浸炭

材料について，転がり接触による疲労き裂発生・進展のリスクを，Dang Van 評価基準と

応力拡大係数を用いた，順を追った方法によって評価できることを示した． 

終わりに，今後の課題について述べる．一つ目に，今回実測した残留応力分布は表面

をひずみゲージで測定した残留応力分布と良い相関を示していたが，内部の残留応力分

布までは他の測定法による結果との比較ができていない．よって，例えば中性子線を用

いた測定などの別の方法で測定した残留応力と比較検証することが望ましい．二つ目は，

第 5 章に示した多軸応力における疲労破損リスク評価方法が実験により検証できてい

ないという課題が挙げられる．これに対しては，使用条件の正しく解釈できる環境にお

いて，転がり疲労により部材を破損させ，実証実験における破損限界が予測と一致して

いるかを確認する必要がある．最後に，材料強度自体の実測による予測精度の向上を課

題として考えている．材料強度としては，Dang Van 評価基準に用いる要素的な引張圧縮

とねじりの疲労限度だけでなく，疲労き裂進展限界をさらに正しく予測するために必要

な，浸炭材料の疲労き裂開閉口挙動の実測が有効であると考えられる．これらの改善を

通じ，残留応力を考慮した疲労破壊予測方法をさらに実用的なものとすることで，信頼

性の高い転がり軸受の提供に広く寄与できると考えられる． 
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Appendix   

軸対称の長い円柱における弾性応答マトリクス��∗�の求め方 

 

 本研究で用いた軸対称の長い円柱における弾性応答マトリクス��∗�の求め方を記す．

軸対称の長い円柱の固有ひずみの前提条件は，第 3 章の 3.2 節内に示してあるものと同

一とする． 

円周 θ方向の単位固有ひずみが，半径 � 方向に発生する弾性応答を行列として表した

弾性応答マトリクス���→
,�

∗ �を代表例とする．ここで，固有ひずみの数 q 個：j = 1 … q，

測定弾性ひずみの数 m 個：i = 1 … m とする． 

① 有限要素モデルの決定 

 固有ひずみを求めるにあたって利用する有限要素モデルを決定する．軸対称モデルに

おける要素，境界条件，弾性ひずみの位置と番号を Fig. A1-1 に示す．利用する弾性ひ

ずみの数は m 個とする．また，固有ひずみの要素と番号を Fig. A1-2 に示す．求める固

有ひずみの数を q 個，基準となる固有ひずみの数を z 個とする．このとき，m，q，z の

関係式は式 (A1-1) のようになる． 

 

� = � + � (A1-1) 

 

② 弾性応答マトリクス��∗�の作成 

弾性応答マトリクスを求めるため，Fig. A1-2 ���~���の行を行��とする．行��に円周

方向の単位固有ひずみ��
∗ = 1を軸方向に一様に与える．概念図としては Fig. A1-3 のよ

うになる．数値解析ソフトウェア MARC 2014. 1. 0 では要素に線膨張係数を円周θ方向

のみに設定し，熱ひずみを与えることで，円周方向の固有ひずみを与えることができる． 

 固有ひずみを与えて弾性解析を実施し，Fig. A1-4 に示すように列���~���に発生した

要素の円周方向弾性ひずみを��,���
� ~��,���

� として列にする．同様に行� ~行�!まで順に単

位固有ひずみ�"
∗ = 1を順に与え，弾性ひずみをそれぞれ列にする．すなわち，Fig. A1-5

に示すような行列が弾性応答マトリクス���→
,�

∗ �となる．あわせて，単位固有ひずみ�"

∗ =

1により弾性ひずみは，円周方向と軸方向に生じ，それぞれ���→�,�

∗ �，���→#,�


∗ �とする． 

同様に軸方向の単位固有ひずみ�$
∗ = 1を与えることにより発生する各位置の弾性ひ

ずみを整理し，��#→
,�

∗ �，��#→�,�


∗ �，��#→#,�

∗ �が求まる． 

 

 一般化逆行列の計算は表計算ソフト Excel でも可能であるが，浮動小数点による影響

を防ぐため，数値解析ソフトウェアや数値計算プログラムを用いた方が良いと思われる． 
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Fig. A1-1 Location and number of elements, boundary conditions, and elastic strain in 

axisymmetric models. 

 

 

 

 

 

Fig. A1-2  Element and number of inherent strain.  
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Fig. A1-3 Image of unit inherent strain in circumferential direction uniformly in axial 

direction.  

 

 

 

 

Fig. A1-4  Radial elastic strain in column a used in the elastic response matrix. 
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Fig. A1-5  Composition of the elastic response matrix ���→
,�

∗ �. 
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