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第 l 章緒論

1. 1 序

セラミックスは，高温強度 耐摩耗性 耐食性などに優れることから，例

えばガスタービン部材のような高温の腐食性雰囲気の下で用いられる構造部

材や，宇宙空間のような潤滑剤の使用が困難な条件下で使用される摺動部材

などへの適用が期待されている. 一般にセラミックスは圧密性が悪いので，

原料粉体に油脂などを混練して可塑性を与え， 一次成形を行った後，千数百

℃以上の高温下で焼結し粒成長を生じさせることによ って綴密化させ所要の

強度を得る.しかしながら，焼成時の体積収縮が避けられないため，寸法・

形状を正確に制御することが困難となっている. したがって，機械・構造用

部材の組立などで必要となるような高精度な寸法・形状の制御を行うために

は，焼成後に機械加工などによる 二次的な成形が不可欠となっている.

現在最も多用されているセラミックスの加工法は，ダイヤモンド砥石によ

る研削加工であるが，高強度・高硬度である反面，極めて靭性が低いという

セラミックス特有の性質のため 加工傷による強度劣化の問題がセラミック

スの実用化に向けての大きな障害となっている.つまり セラミックスは高

硬度であるため，研削加工を行うには工具である砥石を大きな力で材料に押

し込む必要がある.そのうえ靭性が低いために この押し込み力によって被

加工材表面に微小き裂が発生する.このき裂が加工後に残留すると，強度お

よび寿命をはじめとする力学的特性の劣化の原因となり 部材の強度特性に

悪影響を及ぼすことが知られている.

通常，構造用部材の設計においては 使用する材料固有の特性を基礎にし

て許容応力，寿命などが算定される.セラミックスの場合 上述のような加

工傷による強度劣化の問題があるので 最終的に部材として供されたときの

強度特性を基に設計を行う必要がある.これには 二つのアプローチが考え



られる.一つは，加工能率を犠牲にしてでも強度特性の劣化を引き起こさな

いような加工を行うという考え方 他の一つは加工能率を優先し，強度特性

の劣化の程度に応じて部材の使用条件を制限するという考え方である.いず

れの場合も強度が低下しない加工限界を明らかにしなければならない.後者

の場合はさらに 加工限界よりも厳しい加工条件下で どのように強度特性

が劣化するかをも把握しておく必要がある.

研自Ij加工においては加工条件を定めるための作業条件が多岐にわたり，部

材の強度特性と加工条件との関係について体系的な知識は得られていない.

部材として供された状態での強度特性を正確に把握するには，部材の強度特

性と加工条件との定量的関係を整理し これをできるだけ簡単な形で定式化

することが必要と考えられる.さらに 得られた部材の強度特性を基に，セ

ラミック部材特有の設計のあり方について検討することは今後のセラミック

スの適用範囲の拡大に寄与すると期待できる.

1. 2 セラミックスの加工損傷に関する研究経過と問題点

脆性材料の研削加工損傷に関する研究は 大きく二つに分けることができ

る. 一つは，研削加工のモデル化実験である引っかき試験におけるき裂や加

工変質層の直接観察を行うことにより，加工メカニズムを解明しようとする

もの，他の一つは，実際に研削加工を行った場合の加工条件と部材の特性変

化との関係を調べるものである.

前者の研究では，ガラスの押し込み試験における破壊現象に関する研究 1 ) 

を基礎として，球状圧子 2 )あるいは，円錐および:Yickers圧子 3 ) による準静

的な引っかき試験において発生するき裂の大きさが 硬さ試験時のそれと同

様に，押し込み荷重の関数として表されることが明らかにされた.その後，

酸化物，あるいは非酸化物セラミックスを対象に，通常の研削盤を用いた高
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速引っかき試験手法が開発され 4 ) .5 ) ，条痕直下に発生する加工変質層の直

接観察も行われている 6) , 7) 

一方，後者の研削加工条件と加工材の強度特性の変化との関係に関する研

究は，セラミックスの構造用部材への適用が検討され始めた 1 970 年代か

ら本格的に行われるようになった. Andersson ら 8 ) は，研削加工材の強度分

布のワイブル統計処理を行うことによって，砥石粒度および 研削方向の影

響を調べ，粒度が粗いほど平均強度は低下するが ばらつきは小さくなるこ

と，研削方向と応力負荷方向が直角の場合は，平行の場合よりも平均強度が

低くなることなどを明らかにしている.伊藤ら 9 ) も同様の結果を得ている.

この研削加工方向によって強度が変化する原因について Rice ら 1 0 ) は破面

観察を行い，平行の場合と垂直の場合とでは，き裂形状が異なることを報告

している.また松尾ら 1 1 )は，破壊原因が競合する場合の強度分布モデルを

提案し，これを用いて研削方向の影響を説明している.テーブル速度，砥石

切込みなど種々の加工条件と研削加工材強度との関係についてはいくつかの

報告 1 2 ) ー 1 5 ) がなされている.中村ら 1 3 ) , 1 6 ) 山内ら 1 7 )は 加工き裂の分

布形態モデルの提案を行っている.供試材の特性と加工損傷との関係に関し

ては，結晶粒径と加工き裂深さとの相関 18) ，気孔率と研削加工材強度との

関係 19) ，破壊靭性と研削加工材強度との関係 20 ) などについて報告がある.

加工機特性と加工損傷との関係に関する研究は，表面粗さなどの表面性状と

の関係を調べたものが主で，主軸剛性との関係 21 ) ， 22 ) ，砥石結合材の影響

2 3 )についての報告がある.江田 24 ) は研削時の AE 波形と砥石弾性率との

関係について検討し，弾性率が低いほど， AE エネルギーの実効値が小さく

なることから，加工き裂を小さくできるとしている.

上述のように，加工損傷の程度に影響する個別の因子に関する知見をまと

めた研究が中心であり，研削加工部材の強度特性の面から研削加工の最適化
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を図ることを目的とした研究 25) ー 2 7 ) は少ない.以下に，研削加工損傷に関

する研究における問題点を述べる.

研削加工部材の強度特性を基準として加工条件の最適化を行おうとする場

合，まず第一に最も基本的な強度特性である即時破壊強度すなわち，短時間

負荷に対する挙動を正確に把握することが不可欠である.そのためには加工

条件や材料特性との関係についての知識を体系的に収集，整理し，簡単な式

の形で表現できることが望ましい.また，研削加工損傷が実使用条件下にお

いて，部材特性にどのような影響を及ぼすかについても知ることが必要であ

るが，これらに関する研究は極めて少ない.例えば，セラミック部材は高温

腐食性雰囲気下での使用が最も期待されているところであるが，研削加工損

傷が，この ような環境下で強度 28)-30) ， 酸化特性などに及ぼす影響につい

てはほとんど知られていない.また，部材の寿命を見積るためには，その疲

労特性を知ることが不可欠となるが，疲労挙動に及ぼす加工損傷の影響 3 1 ) 

に関する研究はほとんど行われていない.

1. 3 本論文の目的と構成

本研究は研削加工損傷がセラミック部材の特性に与える影響を明らかにし，

研削加工の最適化を図る技術の確立を目的とする.すなわち 研削加工によっ

て部材表面に発生するき裂に注目し，加工条件および材料特性と部材強度と

の関係を定式化するとともに，加工損傷が疲労特性，高温酸化特性に及ぼす

影響についても調べ，最適加工条件を明らかにする.本論文は 8 章から構成

されており，第 2 章以下の概要は以下の通りである.

第 2 章では，研削加工材強度 σf は，研削加工によって発生したメディアン

き裂によって支配されると仮定し，加工条件と σf との関係の定式化を行う.

具体的には，メディアンき裂深さと砥粒一個あたりの研削抵抗との間に，圧
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子押し込みにおけるメディアンき裂深さと押し込み力との関係と同様の関係

則が成り立つと仮定し， σf を，砥石仕様と研削作業条件によって一意的に定

まるパラメータ， 最大砥粒切込み深さ g の関数として表すことを試みる.

第 3 章では，第 2 章で提案した定式化手法の妥当性について，窒化ケイ素

および炭化ケイ素セラミ ックスを供試材として，室温および高温において実

験的な検証を行う.

第 4 章では，材料の耐加工損傷性の指標となる限界最大砥粒切込み深さ gc r

と供試材の機械的特性との聞の関係を導くとともに ， その妥当性を実験的に

検証する.次に， in situ複合化窒化ケイ素および高靭性の炭化ケイ素セラミッ

クスを対象として，耐加工損傷性の向上に有効な靭性強化機構について検討

を行う.

第 5 章では，最大砥粒切込み深さ g と研削加工材の最低保証強度との関係

を明らかにするために，加工欠陥の分布を Knoop圧子圧入に より 発生するき

裂の分布で近似した研削加工材強度分布モデルを提案する.またこのモ デル

を用いて，強度分布特性の計算機シミュレーションを行い，その実験的検証

を行う.

第 6 章では，動疲労試験すなわち，定負荷速度試験により，き裂進展速度

を表すパラメータである疲労指数 n を求め，室温および高温において，研削

加工損傷がセラミック部材の疲労挙動，寿命に及ぼす影響について調べると

ともに，その原因について検討を行う.

第 7 章では， 二次イオン質量分析器を用いて高温酸化された試験片表面の

酸素侵入深さを調べ，加工損傷の度合いと酸化との関係について検討すると

ともに， 100時間までの長時間の酸化試験を行い，酸化時間と，即時破壊強

度および酸素侵入深さとの関係についても調べる.

第 8 章では，以上の研究成果の総括を行う.
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第 2 章 研削加工材強度の モ デル化

2. 1 緒言

構造用部材の設計においては，疲労特性，耐酸化性，強度の統計学的取り

扱いから導かれる最低保証強度 な どの力 学的 データが必要となるが，本章で

は最も基本的 な特性であ る 短時間負荷に対する強度すなわち，即時破壊強度

について検討を行う .よ く 知 ら れて い るように，研削加工されたセラミ ッ ク

スの即時破壊強度(以下 ， 研削加工材強度と略記する)は研削加工損傷の全

く な い材料 (平滑材 ) のそれよりも低くなる 1 ) ガラスやセラミックスのよ

うな脆性材料の強度は材料中 の最 も弱い部分すなわち，最大欠陥に支配され

ること か ら ， この場合 ， 研削加工材強度は材料の潜在欠陥よりも大きな加工

き裂に よ って支配 されていると考えら れる.脆性材料を研削加工した場合，

加工中に発生す る最 も 大き な き裂は，砥粒進行方向とほぼ平行な面内に発生

するメディアンき裂であ るこ とがいくつかの研究で明らかにされている 2 ) ー 4 ) 

本章では，研削加工材強度 σf は，研削加工によって発生したメディアンき

裂のす法に よ って支配 さ れると仮定し，加工条件と σf との関係の定式化を行

う . 具体的には，メディアンき裂深さと砥粒一個あたりの研削抵抗との問に，

庄子押 し込みにおけるメデ ィ アンき裂深さと押し込み力との関係と同様の関

係が成り 立つ と仮定し， σf を 最大砥粒切込み深さ g の関数として表すことを

試みる. ここで ， g は個々の砥粒の除去量の大小を表すパラメータで，砥石

仕様と 研削作業条件によ って一意的に定まる.ただ，実際の砥粒分布は砥粒

の摩耗 ・破砕な どによ っ て時々刻々変化していると考えられ，最大砥粒切込

み深さ の値 も そ れに応 じ て変化している可能性がある.このことについては

g に対する研削加工材強度の分布か ら 考察する.
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2. 2 研削加工材強度特性の定式化

2.2.1 最大砥粒切込み深さ

研削加工は ， 単一の砥粒に よ る切削の集積としてとらえることができるの

で，研削加工材の損傷の度合いは，個々の砥粒の一回の切削における材料除

去量の大小によ っ て変化する と考えられる . そこで ， 砥粒による材料除去量

を表すパラメ ー タとして 砥粒と被削材の幾何学的干渉量 すなわち最大砥

粒切込み深さ g を用いるこ とと し た . 図 2 - 1 に模式的に示すように ， g は

砥粒切れ刃によって削り取 ら れる切り くずの最大厚さを表し ， その値が大き

いほど一回の切削で砥粒が削り取る 量が大き くなる ことを意味する . 先行す

る切れ刃とこれに後続する切れ刃の間隔いわゆる連続切れ刃間隔が大きいほ

ど， g は大きくなる.ここでは，ある切れ刃によ って形成 された切削痕を次

に通過する切れ刃が完全に削り取る場合，これら 二つの切れ刃を連続切れ刃

と定義した 5 ) 図 2 - 2 は砥石中心軸を含み砥粒進行方向 に垂直 な 断面を表

す.切れ刃の断面形状を頂角 2y の相似三角形と仮定 した とき ， 後続する切

れ刃先端がムCDEの中を通過するとき先行する切れ刃によ っ て形成 さ れ た切

削痕は完全に除去されることとなる.このとき，底面がムCDE ， 高さが連続

切れ刃間隔の三角柱の中に切れ刃が一個しか含まれない ことが必要となる .

特に後続する切れ刃の先端が三角形CDE の底辺 DE を通過するとき ， 線分 C F

の長さに相当する最大砥粒切込み深さ g が得られる. 平面研削の場合 g は 幾

何学的解析により次式 5 ) で与えられる 注1

g = 1. 2イ号川3(す(~)' ( 2 -1 ) 

ヲー 下・ -7'、、

i._. '- ¥.. , t :砥石切込み， ν: テーブル速度， v: 砥石周速 ， D: 砥石径 ， do: 

注l 砥粒分布を一様分布と仮定した確率論的解析が提案されているが， 式 ( 2 -1 ) 

とほぼ同様の結果が得られている 6 ) 

7 -



g 

切れ刃先端の幾何学的軌跡

刻 2 -1 最大砥粒切込み深さ
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図 2 - 2 先行切れ刃と後続切れ刃との関係

9 -



砥粒粒径， vz: 砥石中に占める砥粒の容積比(砥粒率) , y: 切れ刃先端形

状を円錐と仮定したときの半頂角である.式( 2 - 1 )は砥石仕様および

主要な研削作業条件で与えられていることから， g を用いることにより容易

に加工条件の相互比較ができる.なお， do および Vg は砥石仕様として与え

られる数値から換算することができる.

2.2.2 研削加工材強度

前述のように，ガラスやセラミ ックスの ような脆性材料の強度は最大欠陥

に支配されること(最弱リンク説)が知られている.この最弱リンク説を基

にすると，研削加工材の強度を支配する最大欠陥は，表面から最も深い位置

まで達するき裂と考えられる.研削加工時に発生するき裂の形態については

般に図 2 - 3 に模式的に示すように，メディアン，ラデイアル，ラテラル

の 3 種類に分類できることが知られているが， Swain 2) ， Kirchner ら 3) ，張

ら 4 ) は，引っかき試験および単粒研削によるモデル化実験で，砥粒進行方向

とほぼ平行に発生するメディアンき裂が表面から最も深い位置まで達するこ

とを確認している.つまり，強度を支配する最大欠陥はメディアンき裂と仮

定できる.

Swain 2) は， Lawn ら 7 )の Vickers圧子押し込みによるメディアンき裂深さ

ラディアルケラック
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の表示式を参考にして，円錐圧子引っかきによるメディアンき裂深さが押し

込み力のべき関数となることを示した.本章では，研削加工材強度 σf は，

研削加工によって発生したメディアンき裂によって支配されるものとし，研

削加工条件と σf との関係を，以下のような仮定の下に定式化を行う. (ア)

切れ刃先端形状は粒径に依存せず同一形状とし，加工中変化しない.式( 2 

-1 )における y の値は， 75。とす る 8 ) • (イ)セラミックスの研削加工

における法線研削抵抗(以下，法線抵抗と略記する)は接線研削抵抗に比べ

数倍以上大きくなることが知られている 9 ) 加工表面に生じるメディアンき

図 2-3 研削加工によるき裂モデル
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裂の深さは，圧子押し込みの場合 7 ) と同様に一個の砥粒に よって研削加工材

表面に垂直方向に加えられる力すなわち 砥粒一個あたりの法線抵抗によっ

て定まる .

2.2.2.1 砥粒一個あたりの法線抵抗

図 2 -4 に示すように，切れ刃先端形状を頂角 2γ の円錐で近似し，接触

面での摩擦は小さく無視できるものとして その面に垂直な力のみが作用す

ると仮定する . 接触面を微小要素に分割したとき各要素に加わる垂直方向の

力 dp は，各要素の砥粒進行方向に垂直な面上への投影断面積に，単位切り

くず断面積あたりの研削抵抗 Rs を乗じ たものと考える. dp の法線方向の成

分 dfn は d仁 = dpsin y であるので，これを接触領域全域にわたって積分すると，

砥粒一個あたりの法線抵抗 fn は幾何学的関係から

仁 =Rsg2sinytany ( 2 -2 ) 

で表される 1 0 )ところで砥粒 は結合材によって弾性支持されており，その

砥粒の集合体である砥石は同じく弾性支持される研削盤主軸に取り付けられ

て いる. つまり ，砥粒は直列結合 された二つのパネの先端に取り付けられて

いる状態にモデル化できる.一方，通常の研削加工においては，供試材を取

り付けたテーブルを鉛直方向に移動させ その移動量を設定切込みとする.

そのため，上述のバネ-砥粒系は定常状態では押し縮められた状態になり，

設定砥石切込みに対しである大きさの切り残しを生じると考えられる. した

がって，設定切込みから算出される法線抵抗に，切り残しに相当する分だけ

の法線抵抗の増分を加算する必要が生じる.そこで，法線抵抗の増加分を表

すために g の補正項を αn とし， fn を次のように表すこととした.

仁 = ﾇRs(g +αn) (2-3) 

ここで 5 は式( 2 -2 )の定数項である.なお αn の影響因子としては，上述

の砥石一研削盤主軸系の剛性が第一に挙げられるが 供試材による砥粒の摩

- 12-

砥粒進行方向

dp dfn 

図 2-4 砥粒と加工材との接触面上の微小要素に加わる力
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耗特性の変化によっても影響も受けると考えられる.すなわち，砥粒の摩耗

が著しい場合には 上述の切り残しに起因するパネ-砥粒系の変位が緩和さ

れ αn は小さくなると考えられる.

2.2.2.2 加工によるメディアンき裂深さ

加工表面に生じるメディアンき裂の深さ c は，砥粒一個あたりの法線抵抗

fn によって定まり c と fn との聞に圧子押し込みの場合と同様の関係が成り

ここで C は，式 ( 2 -4 )中の χ と同じ意味の比例定数であるが，切れ刃先端

形状などに依存するので別の比例定数とした.

2.2.2.3 研削加工材強度および強度低下を生じない加工条件

き裂寸法が c である部材の破壊強度 σf は，部材使用温度における破壊靭性

(KrJH およびき裂の形状係数 Y を用いて，次式のように表される.

立つと仮定する.ところで，脆性材料に対してVickers圧子を押し込んだ場合，

庄子直下にメディアンき裂が発生することがよく知られている.圧子と材料

との聞の摩擦を無視し き裂進展により解放されるひずみエネルギーがすべ

て，表面エネルギーの増加すなわち，新たなき裂面の生成に消費されるとす

ると，下記のような関係が導かれる 7 ) 荷重 P によって生じるメディアン

き裂深さには

σ 一 (KIc
一

f -一 y)語石z 
上式に式( 2 -5 )を代入すると

( 2 -6 ) 

(K)K32  
σ \ ~~)C L7I~(g+αnf3 

Y..JπA 

のように表される.試験片す法に対してき裂寸法が十分小さければ，き裂す

( 2 -7 ) 

C, ~ x(正r ( 2 -4 ) 

法による Y の変動は無視できるほど小さいので，これを 一定と考えると式

( 2 -8 )の係数項は定数となり， σf は g のみの関数となる.

室温においては， (K)JH は材料固有の破壊靭性 K)c と同 ー と考えられるの

で表される.ここで， KIC: 静的な負荷に対する破壊靭性也， χ: 圧子先端角

などを考慮した補正係数である.

研削加工材のき裂深さ c は 式( 2 -4 ) における庄子押し込み荷重 P を，

法線抵抗 fn と置き換え さらに式 ( 2 -3 )を代入することにより，次式の

ような g の関数として表される.

で

V3  2 

σf= 」モァ(g+αnf3
I[--)πA 

( 2 -8 ) 

c=忙)三 AU(g+αn): 戸h
u

っ
，
山

\
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1
1
1
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一
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と表される.

研自Ij 加工材強度が式( 2 -7 )のような g の増加に対して単調に減少する

べき関数で表されることから 強度低下を生じない限界の加工条件が存在す

る.このときの最大砥粒切込み深さ(以下，限界最大砥粒切込み深さ gcr と

呼ぶ)は加工き裂の全くない平滑材の強度を σ。とすれば，次式で表される.

iì=.2 個々の砥粒による切削は非常に高速な現象であり，材料の機械的特性は厳密に

は動的な負荷に対する値を用いる必要がある.現状では セラミックスの動的破壊

現象に関して十分な知見が得られているとは言い難いが例えば破壊靭性について

は，動的負荷に対する破壊靭性KkJ は，静的な負荷に対する破壊靭性KJcよりも大き

くなる傾向のあることが報告されている 11 ) したがって き裂深さなどについて

Klcを用いて評価しても，安全側の評価となる.

gcr = I {K山 K~I
IyσJ瓦| ( 2 -9 ) 
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2. 3 強度に対する残留応力および砥粒の摩耗・破砕による

最大砥粒切込み深さの変動についての取り扱い

ここまでの議論で考慮しなかった因子の中の主なものとして，残留応力と

砥粒の摩耗・破砕による最大砥粒切込み深さの変動の影響について以下で検

討を行う.

2.3.1 残留応力

2.2.2項で述べたように本研究においては，法線抵抗によって発生するメディ

アンき裂のみに注目し，残留応力の影響について特に考慮はしていない . 一

般にダイヤモンド， C B N などの超高硬度の砥粒(超砥粒)を用いて加工を

行った場合，砥粒の熱伝導率が高いので，切削によって発生する熱エネルギー

は切削点近傍にはほとんど留まらない.そのため，加工表面層 の応力分布に

及ぼす加工熱の影響は小さく，残留応力は ， 主に切削点近傍の塑性流動的な

変形に起因する 1 2 ) 加工表面層の残留応力分布は，図 2-5 に示すような，

表面あるいは表面直下において圧縮応力が最大で，内部に向かうにつれて急

激に減少し，低レベルの引張り応力領域がさらに内部に向かつて分布するよ

うな形態を取ることが知られている 1 3 )したがって，研削加工材表面にお

いて残留応力が検出されなければ，強度に及ぼす残留応力の影響は無視でき

るものと考えられる.

次に X 線応力測定装置による加工表面層の応力測定を行った.供試材は常

|土焼結炭化ケイ素(以下 S C 1 材とする)で，曲げ試験片の研削は，横軸平

面研削盤を用い，予め厚さ 3.1 mm ， ~~4mm，長さ 38mmに粗加工した後で，

日1) スパン側表面を，長手方向に対して直角方向に再研削し，最終的に厚さ

3mm とした.函 2 - 6 に，研削加工材表面における Cr-Kα線による X 線入射

角 v と回折角。との関係 (2 0 -sin 2 v 線図)を示す . (116) 面 (28=12 1. 34 0
) 

からの回折線を用い，ピーク位置は 半価幅中線法により決定した.図に示

- 16-
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図 2-5 研削加工による残留応力分布モデル
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図 2-6 研削加工材表面(常圧焼結炭化ケイ素)における X線回折角
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すようにsln2v に対して，ほとんど回折角に変化がなく表面層に顕著な残留

応力は検出されなかった.図中に示す加工条件は試験片加工などにおいて粗

加工の段階で用いる条件であることから 通常の場合 仮定のように研削加

工材の強度に及ぼす残留応力の影響は無視できると考えられる.

2.3.2 砥粒の摩耗・破砕による最大砥粒切込み深さの変動

2.2.1 で述べたように，最大砥粒切込み深さは砥石仕様と研削作業条件によっ

て 一意的に定まる. しかしながら実際には砥粒分布は砥粒の摩耗・破砕など

によって時々刻々変化していると考えられ，現実の最大砥粒切込み深さの値

もそれに応じて変動している可能性がある.砥粒の平均粒径が数十~百μmの

オーダであることを考えると 砥石表面を研削盤に取り付けられた状態で直

接観察することは極めて難しい.そこで以下に示すように，最大砥粒切込み

深さ g の変動の有無を強度分布から推定することを試みた.

まず， 一定の欠陥分布を有する場合の基準として，上述の S C 1 材に対し，

Knoop庄子を荷重49N，保持時間 15secで、圧入した試験片を用意した.なお，

残留応力の影響を取り除くため圧入後，表面層を 30μm除去した 1 4 )破壊強

度は JIS R1601 にしたがって 4 点曲げ試験により測定した.一般に，脆性材

料にKnoop圧子を圧入した場合，圧痕の直下には半楕円状のき裂が発生する

ことが知られている. したがって同一荷重で圧入した場合 圧入後の曲げ強

度のばらつきは，圧痕近傍の材料特性のばらつきを表しているものと考えら

れる.破壊確率分布を次式で表されるこ母数ワイブル分布で近似した.

数によってそのばらつきの程度が影響を受けることが知られている 1 5 ) 今

回の測定値を真値とし， 30本の試験片を用いて測定した場合，ワイブル係数

がどの程度ぱらつくかをシミュレーションにより見積 っ た.シミュレーション

の手順を以下に示す.

( 1 )まず， 30個の乱数を発生させる.

( 2 )これを仮の破壊確率 F として次式に代入し破壊応力を算出する.
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( 3 )破壊応力の昇べきの順に並べ替える.

( 4 )破壊確率は次式で表される対称、試料累積分布法 1 6 ) を用いて計算する.
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ここで， 1 は昇べきの )I[買に並べたときの順序数， n はサンプル数である.

( 5 )最後に， ( 4 )で求めた破壊確率分布が二母数ワイブル分布にしたが

うと仮定し，ワイブル係数 m を求める.

( 1 )から( 5 )の手順を 5000回繰り返した結果，正規分布に近い分布が

得られ，平均値は 32.5 ，標準偏差は 5.9であった.ワイブル係数の測定におい

ては，サンプル数30では，平均値は真値に近い値に収束するが，測定の度に

かなり変動する可能性のあることを意味する.

一方，研削加工の場合，圧入荷重に相当する砥粒一個あたりの法線抵抗は，

2.2.2で述べたように g の二乗に比例することから， g の変動がなければ研削

加工材強度のばらつきは同一荷重で、Knoop圧子を圧入した場合と同様に材料

特性のばらつきを反映したものになると考えられる.そこで，上述の残留応

力測定用試験片と同様に S C 1 材を供試材として，試験片長手方向と直角方

向に研削加工した試験片を用意し，破壊確率分布を二母数ワイブル分布で近

似し，比較検討することとした.表 2 - 1 に示すような条件で， 1 ロット 30

ここで， σ は負荷応力， m は形状母数(ワイブル係数) , ç は尺度母数であ

る.この場合，データのばらつきの程度を示すワイブル係数 m の値は 32.5 ，

C は 174 MPa となった.

ところでワイブル係数自体，統計学的性質を持ち，対象とするサンプルの
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砥石

砥石周速

テーブル速度
砥石切込み量

トラパース量

0.99 
0.9 

附 0.5

襲。 2
~0. 1 

0.05 

0.01 

表 2 -1 加工条件

SDC200N75B 

1500 m/min 
3 m/min 
8μm 

5 mm/pass 

--0ー研削加工材 m=28 

0 ーーロー- Knoop圧入材 m=32

150 200 250 
破壊強度 (MPa) 

図 2-7 研削加工材とKnoop圧子圧入材の強度分布の比較
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本として 3 ロットの試料の加工を行った.

図 2 - 7 に示すように，研削加工材の強度分布は， Knoop圧入材のそれと

同様に二母数ワイブル分布でよく近似できることが分かる.また， 3 ロット

の研削加工材のワイブル係数はそれぞれ28.3 ， 26.5 , 22.3 となった.いずれ

の場合も Knoop圧入材のワイブル係数の平均値32.5 に対する偏差は標準偏差

の 2 倍以内であり，両者のばらつきは，ほぽ同程度と見なすことができる.

したがって，同一加工ロット内での g の変動はほとんどないことが明らかと

なった.

2. 4 結言

研削加工材強度 σf は，研削加工に よ って発生したメディアンき裂によって

支配されると仮定し，研削加工条件と σf との関係の定式化を試みた.すなわ

ち，メディアンき裂深さと砥粒一個あたりの研削抵抗との聞に，圧子押し込

みにおけるメディアンき裂深さと押し込み力との関係と同様の関係が成り 立

つと仮定し， σf を最大砥粒切込み深さ g のべき関数の形として表せることを

示した.また，研削加工材強度のばらつきと Knoop圧子圧入によるき裂を 導

入した試料の強度のばらつきを比較することによって 同一加工条件下にお

いては g の変動をほとんど無視できるこ とを明らかにし， g は加工条件に対

して一意的に定まることをシ ミュ レ ーションに よ り確認した.
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第 3 章 研削加工材強度に関する実験的検証

3. 1 緒言

第 2 章においては 砥石仕様や研削作業条件の組み合わせとして与えられ

る加工条件を最大砥粒切込み深さ g を用いて統一的に表すことによって，加

工部材の強度を定式化する手法について提案した.すなわち，研削抵抗が g

の 二次関数で表されるとともに 加工表面に発生する微小き裂は庄子圧入の

場合に坐じるメディアンき裂と同様の力学モデルで説明できると仮定するこ

とによって，研削加工材強度を g のべき関数として与えた.この強度の表示

式には，部材としての使用条件下における破壊靭性が材料定数として含まれ

ている. したがって，研削加工によって生じたき裂の寸法・形状が部材の使

用 雰囲気に よ って変化しなければ この表示式は種々の使用条件の下で適用

することができる.

本章では第 2 章で提案した定式化手法の妥当性について 窒化ケイ素およ

び炭化ケイ素セラミックスを供試材として室温において実験的な検証を行う.

次に，セラミックスが構造材料としての利用を期待されている 1200 0C 以上の

高温下における本手法の適用性について検証する.

3. 2 実験方法

本実験における供試材は，第 2 章で用いたものと同ーの常圧焼結炭化ケイ

* (S C 1 材 ) およびホ ッ トプレス室化ケイ素 (H P S N 材)である. 一般

にセラミックスの高温における強度特性は，粒界相に析出する添加物(焼結

助剤)の影響を受ける.上記の材料の主な添加元素を表 3 - 1 に示す.

研削時の加工損傷が強度に及ぼす影響および研削抵抗を調べるにあたって

は，砥石の研削性能をほぼ一定に整えることが重要である.本実験では毎回

の測定に先立ち，まずグリーンカーボランダム (G C ) のスティック砥石を
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研削することによ って ，ダイヤモンド砥石のドレッシングを行った.表 3 -2 

にドレ ッ サーとする GC 砥石の粒度およびダイヤモンド砥石単位幅あたりの

研削除去体積すなわち， ドレッシング量を示す.さらに各砥石はドレッシン

グ後，その研削性能を安定化させるため， 常圧焼結窒化ケイ素ブロ y クを 一

定量研削し実験に供した.

曲げ試験片の研削は，横軸平面研削盤を用い， 厚さ 3. lmm , ~ffi4mm，長さ

38mmに予め加工した試料の下部スパン側 表面を 長手方向に対して直角方

向に表 3 - 3 に示すような条件で再研削し 最終的に厚さ 3mm と した . その

際，砥石粒度に応じ，砥石主軸の鉛直方向の移動量すなわち砥石切込みと ，

テープルスピードを調節して g を変化させた.なお， 表 3 - 3 に示す加工条

件は，通常の強度測定用試験片の加工などにおける粗加工から仕上げまでの

加工条件を含むように設定した.これらの研削加工により仕上げられた試験

片は加工損傷を含むものであるが 比較対象として加工損傷のない平滑材試

験片を用意した.平滑材の引張り応力負荷面は 粒度 600の砥石で試験片長

手方向に研削加工した後，ラッピングにより表面を 30μm以上除去 し，加工の

影響を取り除いた.

4 点曲げ強度は，負荷速度0.5 mm/minで測定し，試験雰囲気はいずれも大

気中とした . 試験温度は S C 1 材については室温， 1200 0C および 1500 oC ， H 

PSN材については室温および1200"cとし，高温下の試験では試験治具まわ

りの温度を定常状態とするため 設定温度に 15分間保持した後に試験を行っ

た.曲げ試験に供する試験片は， 5 本 1 組として同時加工を行い，各加工条

件で l 組から 5 組の試験片を用いた.

研削抵抗の測定は，曲げ試験片の研削の場合とほぼ同一の加工条件で行 っ

た.ただし，試験片は幅3mm長さ 100mmの帯板を用い クロスフ ィードを か

けないで加工を行うプランジカット研削を行った.法線抵抗は圧電式動力計
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表 3 -1 供試材の主な添加元素

添加量 (wtO/o) 

AI Y Fe B C 

で測定した.

破壊靭性は JIS R 1607 およびR1617 に準じ， S E P B (Single Edge Pre-cracked 

Beam) 法を用いて測定を行 った.試験温度は S C 1 材については室温， 1200 

℃および 1500
0

C の 3 水準， H P S N材については室温および 1200 0C の 2 水準

とし，試験片本数は各 5 本とした.

SC1 

HPSN 

0.040 

1.45 2.92 

0.197 0.570 3.000 

3. 3 結果と考察

3.3.1 室温強度による強度モデルの実験的検証

第 2 章で述べたように室温においては，研削加工材強度 σf は第 2 章の式

( 2 -8 )で示したように，次式のような g のべき関数で表される.

砥石

SDC100N75B 

200 

400 
600 

表 3-2 ドレッシング条件

ドレッサー ドレッシング体積 (mm3/mm)

σf = con川g+αnf3
4一叫
一
両

( 3 -1 ) 

ここで， K 1 c は破壊靭性 ， Y は形状係数， c はき裂長さ， αn は加工系の剛性

GC120H 

120H 

220H 
500H 

750 

750 

670 
500 

などの影響を表す定数である.図 3 - 1 は， g に対する S C 1 材の 4 点曲げ

強度の平均値の変化を示すもので，実験点を通る線分の上下端がそれぞれ最

大，最小値を示す.本実験では粒度 100 ， 200 , 400 , 600 の 4 種類の砥石を

用いているが， σf は図 3 - 1 に示すように，同ーの g に対しては，ほぽ同じ

値を示し，広い範囲で式( 3 -1 ) に示す関数形の回帰曲線

σf = 425(g + 0.772f3 (MPa) ( 3 -2 ) 

トラパース量

表 3-3 加工条件

1500 m/min 

0.05 -20 m/min 

12 μm(#100) 
4, 8 μm(#200) 
4 μm(#400) 
2 μm(#600) 

5 mm/pass 

に よ ってよく近似できることが明らかになった.ここで g の単位はμmである.

同様に図 3 - 2 は g に対する HPSN材の 4 点曲げ強度の平均値の変化を示

す. σf と g の関係を表す回帰式として次式が得られた.

砥石周速

テーブル速度
砥石切込み量

σf = 356(g + 0.07Sf3 (MPa) ( 3 -3 ) 

上述のように，第 2 章で提案した g による破壊強度 σf の定式化手法を用い

ることによって，実際に，研削加工による強度低下の傾向を表すことができ

ることが明らかとなった.特に，両材料とも g の小さい領域で σf は g の増加

- 24- - 25-



600 1000 

~ 500 
芝
て400
b 

並区 300

Loo 
~ 100 

+#600 

企 #400

・ #200

・ #100

n

u

n

u

n

u

n

u

 

n

u

n

u

n

u

n

U

 

Q
U

氏
U
A

斗
内
/
』

(
E
E
5
倒
錯
勝
援

08 23456  
最大砥粒切込み深さ g (μm) 

7 

図 3 -1 炭化ケイ素セラミックス (S C 1 材)の研削加工による
強度低下

図 3-2 窒化ケイ 素セラミックス ( H P S N材)の研削加工に よる
強度低下
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に対して急激に低下したが， 式( 3 -2 )および( 3 -3 )で表される 回帰

曲線はこの傾向をよく表すことができた.

式 ( 3 -2 )と ( 3 -3 ) とを 比較すると，式 ( 3 -1 ) に 示すように両

式の係数項は破壊靭性によって影響されるはずであ るが ， 実際は必ずしも対

応していない . この原因として は以下のよ う なことが挙げられる.第 4 章で

詳 しく述べるように，加工 き裂の よ う な短いき裂に対するき裂進展抵抗は破

壊靭性試験で測定さ れる値よりも 小 さ い場合があり， 実際の HPSN材の破

壊靭性が表 3 - 5 に示す値 よりも小 さ い可能性がある.また， S C 1 材と比

較し砥粒が摩耗が進みやすいと，切れ刃先端角度が大きくなる可能性がある.

この場合 ， 式( 2 -2 ) か ら分かるように法線抵抗は増加し，式( 2 -7 ) 

にお け る定数A の増大す なわち，係数項の減少につながる.

3.3.2 研削抵抗による強度モデルの実験的検証

第 2 章では砥粒一個あたりの法線抵抗 fn は g の 二次関数で近似できると仮

定した . こ の fn に研削加工 に関与する砥粒数 ns を乗ずることで砥石全体に

加 わる法線抵抗 F は

Fn = nsﾇRs (g +αn)2 = kn (g +αn)2 ( 3 -4 ) 

のよ うに表される.ここで， ç は切れ刃先端形状によ っ て定まる係数である.

図 3 - 3 に ， S C 1 材を供試材とした場合の g に対する Fn の変化を示す.な

お，研削抵抗は砥石単位幅あたりの値を用いて表した.図中の実線は各々の

粒度につ い て の 実験結果の式( 3 -4 )の形の回帰曲線を表す.ただし， αn

の値 に つ い て は式( 3 -2 ) における値 (αn=0.772) を用いた.法線抵抗は

いずれの粒度の砥石 を用いた場合においても広い範囲で g の 二次関数で比較

的よ い近似が得ら れ 研削抵抗の面からも第 2 章で提案した関数形の妥当性

が確認さ れ た .
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図 3 - 3 最大砥粒切込み深さに対する法線研削抵抗の変化
(S C 1 材)
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3.3.3 高温強度の推定

3.3.3.1 高温強度表示式

研削加工材の強度 σ f は，高温において酸化などを原因とするき裂の寸法・

形状の変化がないとすると，式( 2 -6 )に示した よ うに次式で表す こ とが

できる.

σ(K1C )H 
-f-y-JnC 

(Klc) 
=云プ 記fz (g +αn )寸 ( 3 -5 ) 

式( 3 -5 )は式( 2 -8 )に ， 室温にお ける破壊靭性に対する部材使用温

度における破壊靭性の比 を乗じたものであ り ，研削加工材の高温強度は， 室

温強度と破壊靭性の温度依存性か ら予測可能であることが分かる .

3.3.3.2 炭化ケイ素お よ び窒化ケ イ 素 の 高温強度

表 3 - 4 は炭化ケイ素 S C 1 材の破壊靭性の測定結果を示す. 1200 0C およ

び 1500
0

C における破壊靭性は ， 室温 に お ける平均値に対しそれぞれ約30 % お

よ び40 % の上昇を示した .ま た 1200 0C お よび 1500 0C における平滑材強度は，

それぞれ505MPa ， 398MPaで あ った . 図 3 - 4 は 1200 0C における研削加工材

強度の加工条件 g に対する変化を示す . 図中のハ ッ チング部分は，式 ( 3 -5 ) 

に よ る強度の予測値を ， 同じく 一点鎖線は室温における研削加工材強度を示

すものである . 高温強度 は， 室温強度 と同様に g の増加に対してべき関数的

に低ドするが ， その応力 レ ベ ル は室温強度 よ り も 高 い. 予測値 は， g の広い

範囲で実験結呆と ほ ぼ一致している . こ れ ら のことか ら ，研削加工材の高温

強度が室温強度と破壊靭性の温度依存性か ら 十分予測 でき ることが確認され

た . なお，平均値を基に求めた研削加工材高温強度の回帰式は次式のよう に

なった.

σf = 550(g + 0.772f3 ( 3 -6 ) 
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表 3 -4 破壊靭性(常圧焼結炭化ケイ素)

r主' :目
孟ヒ 1lID. 12000C 15000C 

KIc (MPa・m1/2) /令D 1.91/0.02 2.47/0.26 2.74/0.10 

700 

定600
Q_ 

~500 

6400 

型300
部200

援 100

0 

SD: 標準偏差

0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 

最大砥粒切込み深さ g (μm) 

図 3-4 炭化ケイ 素セラ ミッ クス ( S C 1 材) の 1200 0C にお ける強度予測
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一方 ， 室温お よび1200 0C における窒化ケイ素HPSN材の破壊靭性の測定

結果を表 3 - 5 に示す.1 200 0C における破壊靭性は室温における平均値に対

し +5% から -12% までとぱらつきはあるが，平均値を見ると温度上昇に対

して若干低下する傾向となった.図 3 - 5 は 1200 0C における研削加工材強度

の g に対する変化を示す.図中の各実験点は図 3 - 2 の室温の場合と同様に

3 組 15本の試験片の平均値を表し，実験点を通る線分の上端下端はそれぞれ

最大，最小値を 表す . 平滑材強度は図の破線に示すように 622MPaで、あった.

図中の帯状のハッチング部分は，式( 3 -5 ) による強度の予測値を示し，

その幅は 1200 0C における破壊靭性が平均値を中心に標準偏差分だけ変化した

場合の強度の変動量を表す.予測値は S C 1 材の場合に比べると多少差はあ

るが， 一点鎖線で示す室温強度と同様に，実験値の定性的な傾向をよく表し

表 3-5 破壊靭性(ホットプレス窒化ケイ素)

室温

Klc (MPa・m1/2)/SD 5.38/0.44 

ていると 言 える.

3.3.3.3 酸化の影響がある場合の高温強度

高温構造用セラミ ック部材には，耐クリーフ。変形能の点から非酸化物系セ

ラミックスが用いら れることが多い.これらのセラミックスにはほとんどの

場合，焼結助剤として既に酸化物が含まれているため，新たな酸化が強度に

直接影響を及ぼすこと はないことから，上述の高温強度の推定手法は適用で

きると考えら れる. しかし，今回用いた S C 1 材は粒界に酸化物相がほとん

どなく ，強度に及ぼす酸化の影響は大きいと推測される.研削加工材の酸化

特性については第 7 章で詳しく論じるが，ここでは，強度に影響を及ぼす表

面の酸化という観点から以下のような考察を試みた .

1500
0

C における 測定結果を図 3 - 6 に示す.図中のハッチング部分は式

( 3 -5 )による強度の予測値を示す.両者は定性的には同じ傾向にあるが

定量的に見ると g の小さい領域において実験値の方が予測値よりもやや低い

ことが認められる.この低下がき裂に起因するものと仮定すると，浅いき裂
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図 3 - 5 窒化ケイ 素セラミックス (H P S N材)の 1200 0C における強度予測
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図 3-6 酸化に よ る強度低下が考えら れる炭化ケイ素セラ ミック ス
(S C 1 材)の 1500 0C にお け る 強度

- 34 

ほど，つまり， g の小さい領域ではき裂先端まで酸素が侵入しやすく，酸化

による劣化の確率が高くなることが予想される.

ところで，炭化ケイ素の酸化は一般に表面にシリカ層が形成されて重量増

加の生じるいわゆる paSSlve酸化であるが，本供試材のように焼結助材として

炭素C を含む場合には，シリカ層中の酸素の拡散によって母材中に含まれる

C が酸化 され，顕著な場合には co ガスが発生して欠陥が形成される 1 ) - 3 ) 

ことが知られている . したがって，酸化によって強度を支配するき裂の形状・

寸法に変化が生じることが考えられるが，その形態としては以下の二つが挙

げられる. (ア)加工き裂とは独立に強度を支配する欠陥が酸化によ っ て新

たに形成される， (イ)加工き裂先端近傍が酸化によって損傷を受け，等価

的にき裂が進展した状態となる. しかし，図 3 - 6 においては強度と g の問

に 明ら か に相関関係があることから，後者のような考え方が妥当と考えられ

る . このような場合，本手法を適用するには，き裂寸法に対し，これを増加

させる方向に補正を加える必要があると考えられる.たとえば，研削加工材

のき裂深さを表す式 (2 -5 )において，定数 5 を大きくすれば，式 (3 -5 ) 

における定数 A が増加し ， 図 3 -6 の予測曲線は下方へ平行移動し，実験他

の傾向に近づくこととなる .

3. 4 結言

第 2 章で提案した，研削加工部材の室温強度を最大砥粒切込み泌さ g のべ

き関数として定式化する手法について，常圧焼結炭化ケイ素およびホットプ

レス窒化ケイ素を供試材として実験的検討ーを行った.その結果，以下のこと

が明らかとなった .

g の増加に対して上記の 2 種類の材料とも σf はべき関数的に低下し，特に

g の小さい領域において加工前の強度から急激に低下する傾向を示した.こ
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れらの傾向は， g による表示式でよく表すことができた.次に，本手法の適

用範囲を高温にまで拡張することを試み，上記の 2 種類のセラミックスを供

試材として実験的に検討した結果，基本的には，破壊靭性の温度依存性を考

慮することで拡張可能であることを明らかにした.なお，炭化ケイ素セラミッ

クスのように酸化による強度変化が認められる場合には，本手法をそのまま

適用することはできず，き裂す法の補正が必要となる.
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第 4 章 耐加工損傷性とその影響因子

4. 1 緒言

近年，材料開発技術の進歩によって従来よりも強靭なセラミックスの開発

が可能となりつつある 1 ) -3 ) 例えば長柱状の結晶粒を発達させた組織を形

成させ， き裂面聞の粒子架橋などを利用してき裂進展抵抗を高めた (in situ 

複合化)窒化ケイ素セラミックスにおいては，市販の室化ケイ素セラミックス

の場合 5 ----6MPa. m 1 /2 である破壊靭性がlOMPa. m 1/2 を越える例も報告されて

いる 4 ) しかし，セラミック部材の信頼性向上には，材料が外部から損傷を

与えられても本来の特性を維持する能力すなわち 耐加工損傷性をより 一層

向上させることが不可欠であるが，これと破壊靭性をはじめとする材料の機

械的特性との関係は未だ明らかではない.両者の関係を明らかにすることに

よって，材料開発において，どの機械的特性をどのように制御すべきか，そ

れを実現するためにはどのような微構造が望ましいかなどを知ることができ

る.

ところで第 2 章においては，研削加工材強度が最大砥粒切込み深さ g のべ

き関数で表されることを導き，この関数が g の増加に対して単調に減少する

ことから，強度低下を生じない限界の加工条件すなわち，限界最大砥粒切込

み深さ gc r が存在することを示した.つまり gcr が大きいほど，強度低下を生

じることなく研削加工できる範囲が広がり，その材料の耐加工損傷性は優れ

ていると言える.この gcr は，材料の破壊靭性，平滑材強度などの関数とし

て与えられるので，本章では gcr を耐加工損傷性の指標として用いることと

した.まず， gcr と供試材の機械的特性との聞の関係を導くとともに，微構造

および機械的特性が異なる 7 種類の材料について gcr を実験的に求めること

によって，その妥当性の検証を行う.次に，上述の in situ複合化窒化ケイ素

および高靭性の炭化ケイ素セラミックスを対象として，耐加工損傷性の向上
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に有効な靭性強化機構について検討を行う.

セラミックスは高温強度特性に優れる材料であるが， 1000 0C 以上の高温で

は破壊靭性，平j骨材強度などの機械的特性が温度によって変化する場合があ

る.これらの関数として表される gcr は，同一材料でも部材の使用温度によっ

て変化することとなる.つまり，室温で強度低下を生じない条件で加工を行っ

ても，部材の使用温度において強度低下を生じる場合がある . そこで本章で

は，供試材の機織的特性の温度依存性と gcr との関係についても検討を行う .

4. 2 実験ノケ法

4.2.1 1Jt試材料

本章では第 3 章で月j いた常圧焼結炭化ケイ素 (S C 1 材) ホッ ト プレス

主主化ケイ素 (H P S N材)に，新たに常圧焼結炭化 ケイ素 ( S C 2 材)

常Æ焼結窒化ケイ素 (S S N 材) , i n s i tu複合化窒化ケイ素( i S N材 )

常任焼結アルミナ (A 材) ，炭化ケイ素粒子分散強化アルミ ナ (A S C 材)

の 5 栢類を力11 え，合計 7 種類の材料を用いた.図 4 - 1 は走査型電子顕微鏡

(S E M) により各材料の微構造を観察した結果である . 粒子形態の観察を

谷易にするため鏡面研磨した試料に化学エッチングまたはサーマルエッチン

グを行っている.表 4 - 1 に各材料の破壊靭性，平 j骨材強度をまとめて示す .

破壊靭性については第 3 章で用いた SEPB 法により測定した.本実験では

炭化ケイ素，宅化ケイ素，アルミナの 3 種類の材料系を用いているが，それ

ぞれの材料系の中では以下のような組織，特性に遠いのあるものを選んだ.

炭化ケイぷ系では，短い針状品が主体の S C 1 材(図 4 -1 (a)) と，アルミ

ナを焼結助斉IJ として添加して板状の結晶を析出させ， S C 1 材に比べ破壊靭

性をがJ 3 倍に向上させた S C 2 材(同図 (b))を用いた.窒化ケイ素系では，

微細な針状品を発達させ高強度を実現した HPSN材(同図(c)) と，微細な

38 -

表 4 -1 供試材の破壊靭性お よ び平滑材強度(室温)

破壊靭性 (MPa.m1/2) 

平滑材強度 (MPa)

SC1 SC2 HPSN SSN iSN A ASC 

1.91 5.89 5.38 4.65 10.40 3.00 3.35 

440 413 800 498 639 493 713 
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州PSN材 ;21

(a) S C 1 材

}〆.

(d) S S N材 同

._ 

(b) S C 2 材

図 4 -1 供試材の微構造

(e) i S N材伴2

図 4 -1 供試材の微構造 (つづき )
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(ηA材 山『

(g)A S C 材 山叫

図 4 -1 供試材の微構造(つづき)
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針状品の中にやや太い柱状品を析山させ， H P S N材と同程度の破壊靭性と

した SSN材(同図 (d))および，マトリクス相に比べて非常に太くて長い柱

状晶を成長させることによって粒子架橋効果を発出させ，き裂進展抵抗を著

しく向上させた iSN材(同図 (e)) を用いた.アルミナ系では|羽 4 -1 (f) に

示すような，粒子形状が等方的な高純度アルミナセラミックス (A 材)と，

A 材と同程度の粒径のアルミナマトリクス '11 に炭化ケイ 素粒子を分散させた

ASC材(同図 (g) )を用いた. A S C 材は A材に対し，破壊靭↑生を約 10% ，

平滑材強度を約1. 5倍に向上させたものである.

ところで，表 4 - 1 に示すように iSN材は，本研究の供試材の IIJ では破

壊靭性が飛び抜けて大きい.そこで， i S N材については粒子梨橋効果の影

響の程度を明らかにするため，き裂進展量に対するき裂進展抵抗の変化 (R

カーブ挙動)を修正 A M -D C B (Applied Moment -Double Cantileber Beam) 法 :; ) 

により測定した .こ の方法は，き裂進展抵抗 K R がき裂長さに依存しない 6 ) 

ため，き裂寸法を測定することなく，負荷荷重を直ちに KR に換算で きる簡

便さを有するとともに，き裂を大きく成長させることができるので定常状態

の KR の値を測定できるという特徴を有する.

4.2.2 硬さ試験による押し込み抵抗の測定

砥粒が材料を除去するときの研削抵抗 Rs を ， Vickers硬さ試験におけるが

子押し込み抵抗で表すこととした.本研究では Rs を， I珂 4 - 2 に示すように，

圧子押し込み荷重と圧子の変位との関係から求められる投入仕事 (0 A B の

面積)を，最大荷重時の圧子変位から算出されるくぼみの体積で除したもの

と定義した . 最大荷重は 1.96N で 一定とした.表 4 - 2 に木実験でJl~いた 7

種類の供試材の Rs を示す.材質による Rs の変化は比較的小さく，最も大き

い ASC 材の場合(1 4.3 GPa) でも最も小さ い HPSN 材の場合 ( 10.3 GPa) に

対して約40%大きいにすぎないことが分かる.
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研削加工条件4.2.3 

加工条件につい試験片寸法などは第 3 章と同ーである.砥石の準備条件，

テープルスピードを調砥石切込みとても第 3 章と同様に砥石粒度に応じ，

400 , 200 , 本章では第 3 章で用いた粒度 100 ，なお，節して g を変化させた.

iSN材の加工においては粒度 6 0の砥石を用い

{共試材の力学的特性が限界最大砥粒切込み深さに

及ぼす影響

600の 4 種類の砥石に加え，

結果と考察3 

4.3.1 

た.

4. 

P 

側
提
必
州
市
J
R

図 4 - 3 は最大砥粒切込み深さ g に対する研削加工材強度 σf との関係を

縦軸はそれぞれのただし図中の曲線は実験結果の回帰曲線を表す .示し，

σ。および gcr を表 4 -3 回帰式，材料の平滑材強度 σ。で無次元化している.押し込み深さ

負の他となっA材については，補正項 α口が計算上，なお，にまとめて示す .

Vickers硬さ試験に よ る押し込み抵抗の測定ヌ1 4 -2 
g c r カf凶 4 - 3 からは，たが絶対値が0.002 と小さいので近似的に O とした.

同じ材料系であっても大きな差を生じていることが分材料によって変化し，

桁大きな値となる.かる.例えば S C 2 材の g c r は S C 1 材のそれに比べ

、 fZ i骨材ASC 材は A材に対して破壊靭性の増加は 10% 程度であるが ，一 方，

このような材料特性によ強度のそれは約50% で， g c r は低下している.次に，

る gcr の変化 について検討する.

供試材の押し込み抵抗表 4-2 で述べた研削加工まず第 2供試材の力学的特性と g との関係について，

ASC A iSN SSN HPSN SC2 SC1 
ー 般セラ ミックスの場合 ，材強度と g との間の関係式を基に考察してみる.

14.3 12.7 10.9 10.5 10.3 14.0 14.0 Rs (GPa) 

そのために破壊靭性は 1000 0C 以上の高温でなければ温度依存性を有しない .

部材使用温度における破壊靭性

次式で表されること(K1C )H と室温での破壊靭性 K 1 C を等置することにより，

- 4 5 ー

で示される gc r は，式 ( 2 -9 ) 室温では，
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~0.8 ド
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悩 0.61 ト
~0.41必C
i民
お 0.2
願j

最大砥粒切込み深さ g (μm) 

図 4- 3 研削加工材無次元化強度と
最大砥粒切込み深さとの関係

- 46-

表 4-3 研削加工材強度の回帰式 平治材強j文および，
限界砥粒切込み深さ g cr 

SC1 

SC2 

HPSN 

SSN 

A 

ASC 

回帰式 σ。(MPa) g cr(μm) 

ご =0.966(g +0 巾y:i

ご =2恥0.969r 3"

ご =0 判5(g+om)?

と =0叫+om);

と =0.7均;

と =0叫+om)?
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800 

498 
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713 

0.17 

2.61 

0.26 

0.59 

0.67 

0.07 



( 4 -1 ) 
I K:_ I 

gcr = consf.l ー」と了 | 一 α

10・oRJ ) 

となる.

K1c gcr に対しては，の各項の指数の大きさから分かるように，( 4 -1 ) エl

また，表 4 - 3 に示したように材R s の影響は小さい.の影響が最も大きく，

平 j骨材強度にgcr は主に破壊靭性と，料による R s の変化が小さいことから，

依存すると考えられる.

10 

SC1 

SC2 

HPSN 
SSN 
A 
ASC 

0

・

V

企
ロ
・

(
E
1
)
c
む
+
』u

一切

図 4g c r と供試材の機械的特性との関係について実験的に検討した.次に，

押し込み平 j骨材強度，を用いて( gcr +αn )と破壊靭性，( 4 - 1 ) -4 はず

右上が全体として ，抵抗との関係を両対数グラフ上に整理したものである .

A と AHPSN と S S N , 同じ材料系の S C 1 と S C 2 りの傾向にあり，

実線で示す傾き 3 /2 の直線にほ ぼ沿って変化するこSC で比~fZをすると

上述のように破壊靭性の向上が gcr の増加に最も効果的であるとが分かる.

5x10・3円Jn
U
 

4
l
l

・
3
5

r

R

 

d
'

O
 

J
〆

σ

4-3k

,r 
K

ノ

0.1 
10・4

押し込み抵抗は同程度である S C 1 材と S C 2 材を平滑材強度，実際，カT

m
 

破壊靭性が約 3 倍に向上することによって gcr +引が約 4 倍に，比較すると，

gcr は約 15倍に増加していることが分かる.

供試材の機械的特性による限界最大砥粒切込み深さの変化図 4-4

で表される関係が実際にもほぼ成り立っと式( 4 -1 ) 以上のことから，

平滑材強度，押し込み抵抗の三つの材したがって，破壊靭性考えられる .

その材料の gcr および任以下に示すような方法により，料特性が分かれば

条件における研削加工材強度の見積が可能となる .意の加

まず上記の三つの材料特性値から式( 4 -1 )右辺第 l 項の括弧内の
、
、
l

J
1
i
 

J
r
'
店
、
、

図 4-4αn と して同一材料系の既知の値を代入すればイ直を 計算し，

から gcr のおよその値が分かる.

を平 j骨材強度 σ。および限界最大砥粒切込み深さ gcr( 2 )次に式( 2 -8 ) 

を用いて無次元化した次式により任意の g における研削加工材強度と

- 48- - 49-



( 4 -2 ) 

、r: i骨材強度との比が分かる.

子(日~r
これに平滑材強度 σ。を乗じることにより得ら( 3 )研削 }J[I工材強度 σf は，

れる.

，(ijJ 加 _[行i似性の/I']J 上に有効な強靭化機構4.3.2 

2 

iSN材を対象に研削加工材強度の見r� 凬 .IJ'i で Æべたような下 j去を)1 J いて，

• • • • • • • • • 
'
 

• • 12 

空 10
ε 
何

日
E 
E 
X 

認
財
布
腿
州
制
吋
州
制

4.2.1 で述べたように iSN材は粒子架橋効果の影響が大きく，fJ'i を行った.

図 4 -5 l 正確な，む l味での破壊制性を測定することが既存の方法では難しい .

8 

修 rEAM- D C B 法によりき裂進展量に対するき裂進展抵抗 KR の変化は，

き裂進展開始直後の進展抵抗 KRi は約を調べたものである.(R カーブ)

約 11.4MPa'm I/2進展量の増加に対して K R は 増加し，6.5MPa'm I/2 であるが，

4 

K Ri と K Rm図 4 - 6 の 2 本の実線は，この飽和他を KRm とする.で飽和する.

K Ri と K Rm にに対応して g と研削加工材強度との関係を予測したものである .

2 α目は S S なお，対応する( gcr 十 αn )の他はそれぞれ2.27μm と 7.47μm である.

。
。

( ・ )図中の一方，αn= 0.24μm とした.N と HPSN のそれの平均をとり ，

き裂進展量
エラーパーのは実|祭に粒皮60の砥石で研削加工を行った試料の強度を示し，

強度は g の増加に対して低下し，イ也の材ïilïJ 端は最大1!1[と最小値に対応する.

料と同校の傾向が見られるが
修正AM-DCB法による R カーブの測定( i S N材)図 4-5

実験点は 2 本の予測曲線に挟まれた領域に分

gc r は K Rig が小さくなるにつれて K Ri に対応する予測曲線に近付き，.I1'IJ~ し ，

これは，粒子架橋によるき裂進展抵から予測される値に近いことが分かる.

すなわ耐加工J員傷性の向上には有効でないことを示している.抗の増大が，

これによっき裂先端よりも後方の破面に作用するので粒子架橋効果は，ち ，

ある程度き裂が

一般に研削加工によって生じる表面き

図 4 - 5 に示したように

これに対して，

てき裂進展抵抗が上昇するには

進展する必要がある.
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246  8 10 
最大砥粒切込み深さ g (μm) 

図 4 - 6 き裂進展抵抗曲線を基に し た
研削加工材強度の予測 ( i S N材)
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裂の寸法は ，第 5 章で示す よ うに数十μm程度と小さいため，き裂進展抵抗

には ほ とんど影響 を 及ぼさないと考えられる .

次に耐加工損傷性の向上にはどの よ うな強靭化機構が有効であるかについ

て考察 してみ る .セ ラミックスの強靭化機構モデルについてはいくつか提案

さ れている 7 ) ー 1 0 ) が， それら は 大きく 二 つに分けることができる . き裂が

進展するこ と によ って誘起きれるものと ， 材料そのものに内在する特性に依

存し，き裂先端前方で作用するものの二つである . 前者の代表としては，こ

れまで述べてきたような粒子架橋効果 7 ) や ， 正方品ジルコニア多結晶体に見

られる，応力誘起変態 8 ) に 起因す る ， き裂先端 よ りも後方での圧縮残留応力

の効果などが挙げられる.ま た後者の例 と し て は き裂先端近傍での微小 き裂

発生によるエネルギ一散逸の効果やき 裂が偏向 して進展する効果 9) ， 局所的

な圧縮残留応力による遮蔽効果 1 0 ) な どが挙げ ら れる. ここで は ，実際に耐

加工損傷性が S C 1 材に比べ大 きく向上 している S C 2 材 を 例 に ， その強靭

化機構について f食言すした.

表 4 - 4 は S C 2 材について， 室温と 1 400 0C におい て破壊靭性およ び平滑

材の強度の比較を行 っ た結果である.なお破壊靭性は， S E NB 法の 一種で

先端半径が20μm以下の非常に鋭い切り欠きを導入 する S E V N B (Single 

Edge V -Notched Beam) 法 1 1 ) により測定した.本手法は予き裂 を 導入しな いこ

とから粒子架橋効果によるき裂進展抵抗の増加はほと んど無視することがで

きる .

表 4 -4 に示す室温における SEVNB 法の結果 と ， 表 4 - 1 に示す SE

P B 法の結果との差は ， 数%程度に止ま っ て い る.また， 図 4 - 1 に示す よ

うに S C 2 材(同図 (b ) )の微構造は S C 1 材 ( 同 図 (a))と 比較して粒子架

橋効果の発現に有効と考えられる，大きな板状結晶が特に多いという わけ で

はない.これらのことから， S C 2 材 に お い ては， 粒子架橋効果の影響は小
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表 4-4 SC2 材の室温および1400 0C における
{攻壊靭性と平滑材強度

室温 1400
0

C 

破壊靭性 (MPa.m1/2) 5.44 3.95 

平滑材強度 (MPa) 413 350 
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さく，き裂先端前方で作用する強靭化機構の;;{; ~!i~ が大きいということができ

る.次に，局所的な圧縮残留応力の効果について検討してみる.

残留応 )J は，同 一面内における積分他が O となるような分布となるので，

圧縮応力領域が存在すればそれに対応する形で引限り応 )J 領域が存在する.

ところで，残留応力の存在は，何らかの )j法でこれを解放し，そのときの破

壊靭性の変化を制べれば碓認できる. 一 自立に1:ytë *-Ilj 体'1 1 の内庁1) 9.主的応 )J は熱膨

張係数の不均一 に起因する 1 2 ) ものと考えられ， I匂 j比に力IJ 熱することによ っ

て解放される . 表 4 - 4 に示すように 1400 0C においては似成制竹が主 iM に

おける値に比べ約30%低下する.同じく 1400 0C における、|勺竹材強伎は 350MPa

で約 14 % の低下となった . 本材料は焼結助斉IJ としてアルミナが添加されてい

るが，その多くは粒界三重点に存在し，結品粒界ではほとんど比られないこ

とが知 ら れている 1 3 )したがってガラス相が存在するとしても，このアル

ミナ粒子の周囲に限定され，通常の窒化ケイ素セラミックスで見られるよう

なガラス相の軟化による破壊靭性の低下は生じにくいと考えられる.、lí. d'f材

強度の低下量が破壊靭性の低下量に比べて小 さいことから ， ガラス府の i欧化

はむしろ，き裂先端の鈍化などを引き起こし き裂進展を抑える方向に作川

していると考えられる.これらのことから 引張り残留応 )J 領域が存在する

にしてもその絶対値は小さく， S C 2 材における強靭化に対しては，圧縮残

留応力の影響が大きいことが示唆される.

以上のような議論から，研削加工によ って生じるような短いき裂に対して

は，粒子架橋効果のようなき裂先端後方で作用するタイ プの強靭化機構はイl

効ではないことが明らかとな っ た.また，耐加工損傷性の IbJ 上に対しては材

料内部の局所的な圧縮残留応力のような，き裂先端前方で作用するタイ プの

強靭化機構が望ましいことが示唆された.

- 55 



4.3.3 限界最大砥粒切込み深さの温度依存性

前項において限界最大砥粒切込み深さ gcr は，主に材料の破壊靭性および

平滑材強度に影響されることを明らかにした.この二つの強度特性が温度依

存性を有する場合， g c r も温度によって変化すると考えられる.平滑材の部材

使用温度における強度を (σ。 )H とすれば，式( 3 -5 )より，研削加工材の

部材使用温度における限界最大砥粒切込み深さ (g cr) H は

α
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( 4 -3 ) 

SCl 材 ( 1200.C 実験値)

0.5 

で表される . 式( 4 -3 )お よび ( 2 -9 )の右辺第 2 項を移項し両者の比

をとると次式が得られる .

\
、
ー

肌一台
一

α

一
n

+
一
α

H
一
+

ι
一
g

1.4 

(K1c)H 1.2 

K1c 1 

(4 -4 ) 

σ。

上式は，音1)材使用温度と室温にお ける破壊靭性の比が，平滑材強度の比より

も大きいとき gcr が増大することを示している.これを図示すると，図 4 -7 

のようになる.例えば， S C 1 材は第 3 章で示 したように，破壊靭性および

平滑材強度が両者とも温度上昇とと もに増大するという特徴を有する.破壊

靭性および平滑材強度の変化率， 1. 29 と1. 15 とから式 (4 -4 )右辺の値は，

1 . 1 9 となる. 一方，実際の室温および1200 0C における限界最大砥粒切込み深

さは，式( 3 -2 )お よ び( 3 -6 )に それぞれの温度における平滑材強度

の値を代入することで求められ，その値はそれぞれ0.17 ， 0.36μm となる.

( gcr +αn )の変化率は1. 2 となり，図中の (0) に示すように上記の計算値と

ほぼ 一致する .

式( 2 -1 ) に示した g の定義から分かる ように， gcr を 2 倍にできるとい

うことは，研削作業条件のうち例えば，テーブル速度のみを変化させるとす

(&r)H+αn 1.5 

&r+αn 1 

σ。

図 4-7 温度上昇による破壊靭性および平滑材強度の変化率と
限界砥粒切込み深さとの関係
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ると，これを 8 倍に明加させることを意味し，部材使用温度における強度を

基準に加工条件を定めることにより，加工能率を大きく向上させ得ることと

なる.

次に S C 2 材の場合について考えてみる. 4.3.2項で述べたように 1400 0C

において，破i点靭性は室温における他より約30%低下するが，平 j骨材強度は

350MPa と 14% 引:皮の低下にとどまる.式( 4 -3 )より gcr は，約25% 減少

することが子怨される. したがって，この場合， S C 1 材とは逆に，部材使

nJ~比皮の L ケ |1. に対しては )JI I 工能ギを低くしなければならない .

4. 4 結 J

本市では，第 2 市において示した，限界最大砥粒切込み深さ gcr が破壊靭性，

押し込み抵抗，、下 i骨材強度:など，材料の機械的特性の関数として与えられる

ことを j呼き ，炭化ケイ 素，窒化ケイ素，アルミナの 3 種類の材料系の，合計

6 種類の材料を)1]い，その実験的検証を行った.その結果 gcr は ， 主に破壊

初性および平川材強度に影響されることが明らかとなった .

また，この gcr と材料の機械的特性との関係を用いて， in s itu複 合化窒化

ケイ素の研 ìïiJ加工による強度劣化を，そのき裂進展抵抗曲線 ( R カーブ)を

基に見積を行った . その結果， gcr はき裂が進展し始める時点でのき裂進展抵

抗 K Ri から予測される値とほぼ等しく，本材料において支配的な強靭化機構

である粒子架橋効果が，耐加工損傷性の向上には有効でないことが明らかと

なった . これは， 一般に研削加工によって生じる表面き裂の寸法は小さく，

き裂先端よりも後方の破面に作用する粒子架橋効果によって き裂進展抵抗

が上昇-するために十分な長さに達しないことに起因すると考えられた .さ ら

に，高靭性の常圧焼結炭化ケイ素について，その強靭化機構について検討し

た結果，耐加工損傷性の向上に対しては，材料内部の局所的な圧縮残留応力
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のような，き裂先端前方で作用するタイプの強靭化機併が望ましいことを明

らかにし fこ .

最後に，破壊靭性および平滑材強度が高温下で温度依存れをイJーする i揚合の，

gcr の変化率について検討を行い，高温と室温における破J兵制性の比が，、l乙if']

材強度のよじよりも大きいとき gc r が増大することを浮き，実!険料%:ともほぼ

一致することを明らかにした.
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第 5 章 研削加工部材の信頼性評価

5. 1 緒言

一般に ， セラミックスなどの脆性材料の強度は最弱リンク説に従い，部材

中の最も弱い部分の強度すなわち，部材中に含まれる最も大きな欠陥の大き

さによ っ て支配される.そのため 強度は欠陥の大きさの分布特性に依存し

たば ら つきを持つこととなり 統計学的取り扱いが必要で ， 一般にはワイブ

ル統計理論が用いられることが多い 1 ) 本来ワイブル分布は 1 種類の原因に

よる破壊への適用を想定した分布モデルであるが，複数の破壊原因による破

壊に対して適用可能な修正モデルもいくつか提案 されている 2 ) • 3) 

このように強度にばらつきのある材料を用いて部材設計を行う場合，平均

強度だけを用いて部材に負荷できる応力を決定することは極めて危険となる.

例えば，市販のセラミックスとして一般的な 二母数ワイブル分布で近似した

ときのワイブル係数が 10程度の材料について考えると，平均強度の80% の応

)j においてさえ破壊確率が約 8% に達し，実用的には無視できない危険度と

なる . したがって部材の信頼性を考えるうえでは，平均強度を代表値とする

よりも むしろ それ以下では絶対に破壊しない応力(最低保証強度)の方

が重要となる. しかしながら現状ではセラミックスにおいて最低保証強度が

存在するかどうかは明確ではないため，予め一定の負荷を加えて，ある強度

よりも 弱いものを除去する保証試験を行うか，あるいは十分低い破壊確率に

おける破壊応力を最低保証強度の代用とすることが多い 4 ) 

ところで ， 平滑材の場合に は，強度は材料に内在する欠陥(自然欠陥)に

よ っ て支配されるが 研削加工材ではこれに加えて，加工によって生じた欠

陥(加工欠陥)が強度に影響を及ぼすこととなる.研削加工材の強度はこれ

まで述べてきたように最大砥粒切込み深さ g の関数として与えられる.第 2

において示したように，加工中の砥粒の摩耗などによる g の変動はほとん

ど無視できる. したがって研削加工材においては，材料に内在する自然欠陥

と加工条件によって決まる加工欠陥の二つの破壊原因が競合する状態にある

と考えられる .

本章では，最大砥粒切込み深さ g と研削加工材の最低保証強度との関係を

明らかにするために，加工欠陥の分布を， Knoop圧子圧入により発生するき

裂の分布で近似した研削加工材強度分布モデルを提案するとともに，モデル

を利用した強度分布特性の計算機シミュレーションを行い その実験的検証

を行う.

5. 2 研削加工材の強度分布

5.2.1 強度分布モデル

研削加工材強度は加工条件すなわち g によ って，その平均値が変化すると

ともに，ぱらつきの程度も変化する.図 5 - 1 は S C 1 材 について平滑材

および粒度 200の砥石による研削加工材(g= 0.57 ， 1. 10 , 1. 99μm)の破壊確率

分布を第 2 章の場合と同様に次式で表される こ母数ワイブル分布に従うと仮

定し，ワイブル確率紙上に表したものである.
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( 5 -1 ) 

ここで， m は形状母数(ワイブル係数) , ç は尺度母数である. g が小さく

強度が平滑材強度に近いほど研削加工材強度のワイ プル係数は小 さくなり

平滑材のワイブル係数に近付くことが分かる.すなわち 加工欠陥が小さく

なればなるほど自然欠陥に強度が支配される割合が高くなることを示してい

る.そこで本研究では，図 5 -2 に模式的に示す ような強度分布モ デルを用

いることとした.まず，図に示すように自然欠陥によって支配される強度分

布(分布 1 ) と，加工欠陥によって支配される強度分布 (分布 2 )を考える .

分布 l は平滑材の強度分布から求めることができる . 一方 第 2 章で示した
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ように，ほとんどすべての試験片の強度が加工欠陥に よ っ て 支配されると考

えられる g の大きい加工条件の下では，強度のばらつきは小 さ く， Knoop圧

子圧入材とほぼ同程度である.したがって 加工欠陥に よ っ て 支配される分

布 2 は Knoop圧子圧入材の強度分布で近似す る こ ととした.分布 2 は g に

よって分布の形が変化することは な く 平均値のみが変化するものとする.

つまり， g が大きくなれば左へ ， g が小 きくな れば右へ， x軸方向に平行移

動すると考える . 前述のように研削加工材の強度は加工欠陥と自然欠陥との

競合すなわち ， 大きい方の欠陥に よ って支配されるので 分布 l を表す曲線

と分イl î 2 を表す曲線との交点 よ り も 上では加工欠陥に，交点よりも下では自

然欠陥によって強度が支配 される . 交点の位置 は g が十分小さい場合には上

万へ移動し ， 実質的 に は強度 は 自 然欠陥に支 配され， g の十分大きい場合に

は下方に移動し，加工欠陥に支配される割合が大きくなる.

5.2.2 強度分布シミュ レ ーシ ョン

上述のような強度分布モ デルを基にして 計算機シミュレーションにより

研削加工材の 強度分布を求めた.初期値として用いる強度分布特性は，第 2 ，

3 章で用 いた も の と同一 の炭化ケイ 素セラミ ッ クス (S C 1 材)のそれを用

いることとし ， 分布 l の特性は平滑材の 4 点曲げ試験結果(試験片本数120

本 ， m 1= 9 . 3 , çl=427MPa ) を用いた.また分布 2 のワイブル係数は，第 2 章

で示 し た Knoop圧子圧入材の強度分布のそれ(試験片本数30本， m2= 32. 5) 

を 用 いた .

シミュ レ ーションの手順 を 以下 に示す.ここでは試験片本数30本の場合に

ついて計算を行った .

( 1 )まず ， 凶 5 -2 にお け る分布 2 の位置 を決めるため， 平均強度 μ2 を

仮定し，尺度母数 Ç 2 を次式 5 ) か ら算 出する.

- 64 ー

ι ー了(1+ ~) ( 5 -2 ) 

ここで ， r は ガンマ関数である .

( 2 ) 次に， 30個 の乱数を発生させてこれを仮の破壊確率 F' とし，次式よ

り分布 1 およ び 2 の破壊応力 σ 1 ' σ 2 を算出する .

σ ニ ç{ln(古)了 ( i=1 , 2) ( 5 -3 ) 

( 3 ) σ ぃ σ 2 をそれぞれ昇べきの } II買に並べ替え，同じ }ll ft序数同士で大小

比較を行い，小さい方を選択し て 30本の強度を定める.

( 4 ) 破壊確率 F は次式で表 される対称試料累積分布法 6 ) を用いて計算す

る.

( 5 -4 ) 

ここで， 1 は 昇べ きの順に並べた と きの順序数 ， n はサンプル数であ

る.

( 5 )最後に強度の算術平均 σm (以下 ， 平均強度と 呼ぶ) ， ワイブル係数

m および，尺度母数 C を 算 出する.

上記の ( 1 ) "- ( 5 ) の 手順を繰 り返し ， σm お よ び m の 500 回の試行に

おける 平均値を求める.このようにして求めた平均強度か ら ， 下記のよ うな

S C 1 材の研削加工材強度の回帰式，式 ( 3 -2 )を用いて g を算 出 する.

σf = 425(g + 0.772f3 

分布 2 の平均強度をランダムに変化させ， 上記の手 }'I買に従って σm お よ び m

を求めることにより， こ れ ら の g に 対す る変化を調べることができる .

また本研究では， 最低保証強度 を破壊確率0.01 %における破壊強度と定義

し，これをシミュレ ー ショ ン によ り求め た m お よ び C を 用いて算出した .
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5. 3 結果と考察

凶 5 - 3 は上述のようなシミュレーションにより， g に対する m の変化を

調べた結果である.研削加工材強度の平均強度が平 j骨材強度すなわち ，分布

l の、j Z: 均強 j支にほぼ等しくなる g=0.3 において m は約 9 となり，分布 l のそ

れとほぼ等しい他となる - fjg が l. 5 よ りも大きい領域では，ほぼ一定値を

示し分イ11 2 のワイブル係数 32.5 とほぼ同 一の他となっている . g の増加に対

する m の変化を見ると ，分イ11 1 の他から分布 2 の値に連続的に変化すること

が分かる.

r:xJ 5 - 4 は， l ûl じく g に対する破壊確率0.01 %における破壊強度すなわち，

本研究で定義した故低保証強度の変化をシミュレーションにより調べたもの

である .凶 IIJ の 実線は予均強度を示し， (0) は，最低保証強度を示す.最

低保証強度は g のよ自力11 に対して 一旦増加した後，減少に転じ極大値が存在す

ることが分かる . この極大値の存在の意味について最適加工条件を定める立

場ー から与ーえて みる.平均強度は g の増加に対して単調に低下するので，強度

を 低ド させな い条件の中で加工能率が最も高いという意味では gcr が最適加

工条件となる. 一方，最低保証強度を基準にすると，これが極大となる点が

まさしく最;適加」二条件であり ，しかも g c r よりも高い能率での加工が可能と

なる .

次に，上述のシミュレーション結果と研削加工材の実際の強度分布との比

較を行 っ た.出l げ試験片の加工は 3 章で示したものと同様の手法 を用いた.

ただし 1 6] 時に加工する試験片本数は 30本とし，加工条件は g= 0.64 , l. 10 , 

1. 99 , 2.97μmの 4 種類とした.各加工条件における強度分布の回帰式から

言「算した披低保証強度および平均強度をそれぞれ，図 5 - 4 の(・)および

(・)で去す.シミュレーション結果は実験結果と 比較的よく 一致 しており，

本章で用いた強度分布モデルが実際にほぼ適合していることが分かる.
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(破壊確率0.01 %における強度)の変化
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加工条件

供試材特性

Kbσ。， Rs 

強度のワイブル分布特性
(平滑材友ひ~Knoop圧子圧入材)

入力研削加工材の最低保証強度をシミュレーションにより予測上述のように，

第 4 章において述べたよ第 3 章および，第 2 章，また，することができる.

研削加工材の即時破壊強度は最大砥粒切込み深さ g のべき関数として

平 j骨材強度，押し込み抵抗が分かれしかも供試材の破壊靭性，

うに，

定式化でき，

るめ求を

•••. 
,vr 

c
 

d
b
 

{
疋

仮を円
H

α
 

ば破壊強度の見積ができる.

すな図 5 - 5 に示すようになる.連の手順としてまとめると，これらを

平滑材と Knoop圧子圧入材のワイブル分供試材の機械的特性および，わち，

I K~ I 
gcr +αn=consf.|--Lr| 

kσ。 RJ) 

布特性が与えられたとき，

αn を仮定することにより gcr を求める.を用い，( 4 -1 ) まず7( 1 ) 

に示す関数形の強度( 2) g = g c r で σf ニ σ。の条件をみたす，式( 2 -8 ) 

表示式を求める.

平滑材強度σ。 ム
g=&rで、σf=σ。をみたす強度

の表示式を求める

( 3) 5.2.2項に示したようなシミュレーション手法により平滑材と Knoop

5
M
m舘
野
草

T< 3 2 

σf -元社(g +αnf3 

g と最低保証強度との関係j土子圧入材のワイブル分布特性とから，

を求める.

g 最大砥粒切込み深さ

』
。
制
細
野
草

l 
平滑材及びKnoop圧子圧入材強度の
ワイフル分布特性から研削加工材の
強度分布をシミュレート

平滑材と Knoop一 述の手 )IIN により 加工条件と供試材の機械的特性および，

圧子圧入材のワイブル分布特性が分かれば，研削加工材の最低保証強度を基

準としたときの最適加工条件を推定することができる.

企士 三F
4、口口4 5. 

加工条件に対する最低保証強度算出
最大砥粒切込み深さ g と材強度分布のシミュレーションを行い，円

川H
山
円研

&::r 
最大砥粒切込み深さ

シミュレーションを行うにあたっ強度分布特性との関係について検討した .

g 力 IJ 工欠陥に支配される場合の強度分布を Knoop圧子圧入によりき裂を導て，

出力

最低保証強度を基準としたときの
最適加工条件

入した場合の強度分布で近似した .

平滑材の値から Knoop圧子ワイブル係数は g の増加に対して，その結果，

ほぽ一定g が1. 5μm よりも大きい領域では，圧入材の値に連続的に変化し，

最低保証強度を基準とする最適加工条件の見積方法図 5-5
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となった.また，最低保証強度は g の増加に対して極大値が存在する .この

ことから，故低保証強度を基準に考えると，最適加工条件が存在し ， しかも，

その条件下では平均強度が低下しない加工限界よりも高能率な加工が可能で

あることが明らかとなった.

炭化ケイぷセラミックス( S C 1 材)を供試材として実験的検証を行 った

結呆，シミュレ ー ション結栄は実験結果と比較的よく一致することを確認し

fこ.
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第 6 章 疲労特性に及ぼす研削加工損傷の影響

6. 1 緒言

これまで第 2 章から第 5 章においては 即時破壊強度すなわち，短時間の

応力負荷に対する材料の挙動について議論してきた.しかし セラミック部

材に求められているのは，金属材料では耐えられないような厳しい高負荷応

力あるいは腐食性雰囲気の下で，その優れた特性を長期間 発海し続けるこ

とである.例えば，実用化が期待されている産業用ガスタービン部材では，

数カ月から一年単位の連続運転に耐えることが必要とされている 1 ) したがっ

て，セラミック部材の特性評価においては 想定される応力条件の下で使用

期間中に破壊しないだけの信頼性を確保するために 部材の疲労特性を正確

に把握することが不可欠となる.

一般にガラスの室温における疲労挙動は，大気中の水分を腐食種とする，

応力腐食によるゆっくりとしたき裂進展(スロ ークラックグロース)に起因

すると考えられている 2 ) セラミックスの場合においても アルミナなどの

酸化物セラミックスやガラス相を含む非酸化物セラ ミックス に関して，同様

の応力腐食によるき裂進展が観察されることが報告さ れている 3 ) また，高

温におけるセラミックスの疲労挙動は，温度上昇に伴う粒界ガラス相の軟化

が主因と考えられている 4 ) それぞれメカニズムは異なるが， 室温， 高温の

いずれにおいても，セラミックスの疲労挙動は 材料に潜在するき裂のスロー

クラックグロースによって引き起こされる.

第 2 章および第 3 章においては，研削加工条件とその加工損傷の程度につ

いて検討を加え，研削加工材表面に残留するき裂によって部材強度が支配さ

れることを明らかにした.このようなき裂は，材料に内在する欠陥とは形状，

寸法，分布密度などが異なるものであり，き裂進展速度に何らかの影響を与

える可能性がある.本章では，定負荷速度試験(動疲労試験)により，き裂
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進展速度を表すパラメータである疲労指数 n (以下 n 値とする)を求め，室

温および高温において，研削加工損傷がセラミツク部材の疲労挙動，寿命に

及ぼす影響について調べるとともに，その原因について検討を行う.

6. 2 実験方法

動疲労試験は応力速度 σ と破壊強度 σf との関係を調べることによりき裂

進展挙動を評価する手法の一つである.スロークラックグロースが観察され

る場合のき裂進展速度に関しては，特に，応力腐食が主因と考えられている

宣言温での現象に対して反応速度論的な解析も行われているが，一般には，数

必的取り扱いの簡単な，べき乗則と呼ばれる次式で表せることが経験的に知

られている 5 ) 

生= AK~ 
dt 

( 6 -1 ) 

ここで c はき裂長さ， A は定数である.また， Kj はモード I の応力拡大係数

で

Kr=YσJ五 ( 6 -2 ) 

で与えられる. Y はき裂の形状係数， σ は負荷応力である.負荷開始からの

経過時間 t における応力 σ(t) は次式で与えられる.

び(t)=åt (6-3) 

式( 6 -2 )と( 6 -3 )を式( 6 -1 )に代入し， t について積分を行い，

破壊強度 σf と破壊までの経過時間 tf との関係

σ=σt f - """f 

を用いると，次式のような C と σf との関係式が得られる.

σf = Cσn+l (C=const. ) ( 6 -4 ) 

σf と σ との関係は両対数グラフ上で直線で表されることとなり， n 値は直線
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の傾きとして最小二乗法により求められる.また通常，セラミックスは室温

において弾性変形領域から破壊に至るので応力速度は試験機のクロスヘッド

速度 ω に比例するとして，式( 6 -4 )は次のように書き直すことができる.

σf ニc' ωn+l (C' 二 cons t.) ( 6 -5 ) 

一方，一定負荷応力 σ の下での寿命すなわち，静疲労寿命 tff は次のように

導かれる.まず，式( 6 -2 )を t で微分し，式 ( 6 -1 )を用いて整理す

る.これをにについて積分し，整理すると次式のように表される.

tJ=J一Cn + lσ-n
n + 1 

( 6 -6 ) 

この式から分かるように， n が小さいほど応力 寿命線図における直線の傾

きが大きくなり，同じ応力レベルでの寿命は短いすなわち き裂進展速度は

増加する.

6.2.1 室温動疲労試験

本実験においては破壊応力は上部スパン 10mm ， 下部スパン 3 0mmの 4 点

曲げ試験により測定を行い，クロスヘッド速度は 0.5 ， 0.05 , 0.005 , 0.0005 

mm/minの 4 段階とした.各速度における試験片本数は 3 '"'-5 本とした.試

験は室温大気中で行い， 一部について は真空中 (1 0 ・ 5 Torr ) でも行 った.また，

一定負荷応力の下での寿命を調べる静疲労試験も行った.

供試材は第 3 章および第 4 章で用いたものと同ーのホットプレス室化ケイ

素 (H P S N材)と，常圧焼結アルミナ (A 材) ，常圧焼結窒化ケイ素( S 

SN 材) ，常圧焼結炭化ケイ素 ( S C 2 材)の 4 種類である.後二者の主な

添加元素を表 6 - 1 に示す.なお， A材は不純物として0.16wt% のマグネシ

ウムを含む.

表 6 - 2 に研削加工条件を示す.第 3 章の場合と同様に厚さ 3. 1mm，幅

4mm，長さ 38mmに予め加工したものの下部スパン側表面を 長手方向に対
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ぷ 6 -1 供試材の主な添加元素

添加量 (wtO/o) 

砥石周速

テーブル速度
砥石切込み量

トラパース量

SSN 

SC2 

AI Y 

3.4 

2.2 

6.7 

表 6-2 加工条件

1500 

0.2 -10 

12 

8 
4 

2 

5 
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m/min 

m/min 

μm(#100) 

μm(#200) 

μm(#400) 

μm(#600) 

mm/pass 

して直角方向に，再研削した.ところで，最大砥粒切込み深さ g はその値が

大きいほど研削加工材の強度低下量は大きくなり，損傷の程度がひどくなる

ことを表すが，その定義式( 2 -1 )が示すように， g の増減に対しては砥

粒粒径すなわち砥石粒度が最も影響することが分かる.そこで，まず砥石

粒度が n 値に及ぼす影響について調べた.このときテープルスピードは 10

m/min に固定した.次に，テープルスピードを調節して g を細かく変化させ

g と n 値との関係について調べた.加工損傷の全くない平滑材の特性は，第

3 章の場合と同様にラッピング仕上げを行った試験片を rn い測定した.

Knoop圧子の圧入により表面き裂を導入した試験片を準備し，その動疲労

特性についても調べた.圧入荷重は49Nで，保持時間は 15秒とした.残留応

力の影響を取り除くために圧入後に表面を30μm ラッピングにより除去した 6 ) 

また，研削加工によ って生じるき裂の深さの指標として，強度を平滑材強

度に回復させるのに必要な表面除去厚さを測定した.表面除去はラッピング

により行った.

6.2.2 高温動疲労試験

イ共試材は室温動疲労試験で用いたものと同ーの HPSN材で，研削加工材

と平滑材を用意した.研削加工は粒度 200の砥石を用い， テープルスピード

は 1 0m/min の条件で行った.他の加工条件や試験片の寸法， 加工方法などは

室温の場合と同ーである.試験温度は 1100"cとし，高温酸化の影響のない条

件下で試験を行うために，試験雰囲気は真空中とした.クロス ヘッド速度は

室温の場合と同一で，各速度における試験片本数は 5 本とした.なお，高温

ではスロークラックグロースによるき裂進展量が室温に比べ大きく，各試験

片毎のばらつきも大きいため，試験時の荷重一変位曲線から応力速度を求め，

これと破壊強度との関係から n 値を求めた.
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6. 3 結果と考察

6.3.1 室温疲労特性

6.3.1.1 研削加工による n 値の変化

図 6 - 1 は HPSN材の動疲労試験におけるクロスヘッ ド速度 と破壊強度

との関係を 示す.砥石粒度は 1 00から 600 の 4 種類とした . 粒度 100 ， 200およ

び400の砥石 を用いた場合 平滑材に比べ強度 レ ベルが低下す るとともに，

近似直線の傾きがわずかに大きいことが分かる .研削加工材の n 値は 60前後

で，平滑材の値の約90 よりも明ら かに低下 し てい る. 一方 ， 粒 度 600の砥石

を用いた場合 ， n 値は低下していないこと か ら ，粗い砥石 を用いると加工損

傷により疲労特性が劣化すると考えること ができ る.こ の ような n 値の低下

は，関 6 -2 (a) ----- ( c ) に示す よ うに ，代表的酸化物セラ ミッ クスである A 材，

H PSN材 と種類は異なるが焼結助斉IJ としての酸化物を含む SSN材， S C 

2 材のいずれについても見ら れた .

6.3.1.2 n 値の低下の原因

前述のように，セラミックス の室温における疲労挙動は，材料に潜在的に

存在するき裂が大気中の水分に よ って応力腐食を受け，スロークラックグロー

スを生じることに起因する.そのた め 疲労挙動を示すかどうかは，強度を

支配するき裂先端 に水分が存在す るか否か に よ っ て決まると考えられる.図

6 -3 は HPSN材の真空中における動疲労試験の結果を示すもので，比較

のために大気中の結果(図 6 - 1 ) を 一点鎖線で示している.真空中での破

壊強度には ， 速度依存性が見ら れない こ とか ら ，スロークラックグロ ー スが

生 じていないと考えら れ る . こ れ ら の こ とから，研削加工材の n 値の低下は

三 にき裂先端の応力腐食の程度に依存するこ と が示唆される . このほか n 値

に影響を及ぼす因子としては 強度 を 支配するき裂の寸法や加工損傷層中の

微小 き裂などが挙げられる.次にこ れ らについ て検討を行 っ た.

M
m割
問
勝
援

平滑材--‘_ n=:_9_Q 

子#60~. I I 

• #400 n=55 
... #200 n=60 
・ #100 n=67 

100 
0.0005 0.005 0.05 0.5 
クロスヘッド速度 (mm/min) 

図 6 -1 ホッ ト プレス窒化ケイ素 ( H P S N材)の
研削加工に よる n 値の低下
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- 79-78 -



図 6 - 1 に示 し た よ うに， n 値の低下量は粒度 400 よ り も粗い砥石では n=

60前後でほとんど変化がな く 砥石粒度すな わち加工損傷の度合いには依存

しない . よく知られているように研削加工材の表面層に は加工 によるき裂が

分布している . 本研究では研削加工に よ る き 裂深 さの指標 として，強度を平

滑材強度に回復させるのに必要 な表面除去厚 さを測定した.図 6-4 は粒度

200の砥石で加工した研削加工材の，ラッピン グ に よる 表面除去厚 さと除去

後の破壊強度との関係 を 示 し ている . こ の場合，強度回復に必要な除去厚さ

は約 17μm と見積ら れ る . 粒度 100お よび400の砥石による研削加工材につい

ても同様な測定 を 行っ た. 表 6 -3 は砥石粒度による 表面除去厚さと n 値の

変化 を示す . 粒度が粗く なる に従 っ て強度回復に必要な表面除去厚さは増大

するが ， n 値 はほ と ん ど変化しない こ とから n 値の低下量 はき裂深さには

依存しないと言 う こと がで きる .

第 3 章では，研削加工に よ っ て損傷を受けたセラミックスの強度と最大砥

粒切込み深さ g と の 関係を，強度が単一のメディアンき裂によって支配され

ると 仮定すること によ っ て定式化した.ただ，実際は大きなメディアンき裂

だ け で はなく ， 微小なき 裂 も生 じ るものと考えられる.例えば，研削加工の

モ デル化実験である単粒研削においても，その条痕下に微小き裂の分布する

層 が存在するこ とが確認 されている 7 ) したがっ て，研削加工材のき裂進展

特性が こ のような微小き 裂の影響を受ける可能性についての検討が必要とな

る.

ここでは，検討の方策 として脆性材料にKnoop圧子 を圧入した場合半楕円

状の き裂が発生す る こ と 8 ) を利用した.すなわち，このき裂が潜在欠陥より

も 大き ければ材料の強度 を 支 配すると考えて，微小き裂の影響を受けない

場合とし ， 研削加工材の結 果 との比較を行 ・った.図 6 - 5 に示すように，

Knoop庄子を圧入 し た 場合の n 値は，研削加工材のそれに非常に近い値と
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HPSN材

#200 
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表面除去量 (μm) 
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図 6 -4 研削加工材の強度回復に必要な表面除去景

表 6 - 3 研削加工材の強度回復に必要な表面除去厚さと
n 値 と の関係 ( H P S N材)

砥石粒度(粒度番号) 400 200 100 

表面除去厚さ (μm)
n 値
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が平即時破壊強度(クロスヘッド速度 ω=0.5 m/min における値)なった.

強度は Knoop庄子圧入によ滑材強度の約 1 / 2 まで低下していることから，

このことカ=らるき裂のみによって支配されていると考えることができる.

のメディアンき裂に強度と同様に*研削加工材における n 他の低下は

よ って支配されると仮定でき，微小き裂の影響は受けないと考えられる .

n イ直の低下は主にき裂先端の応力腐食の程度に依以上のような議論から，

大気中の水分は内部き裂よりも表面き裂の方がその先存するものと 言 える.

友田欠陥平滑材の強度を支配する欠陥は ，端へ到達し易いことを考えると，

-)僚に応、ノJ腐食の彩響を受けすべての欠陥がと内部欠陥の両方を含むので

研削加工材の強度は加工によって発生したぷ|町き裂一方，るわけではない.

500 

(
同仏三
)

に支配されるので，水分は強度を支配するすべてのき裂先端に到達すると考制
割
印
刷
府
援

研削力11工材強度は平滑材強同じ応力速度においてはその結果，えられる.

l Knoop圧子圧入試験片 l n 1:直 は低下することとなる.度に比べ低くなり，n=59 

n 値の低下を生じない加工条件6.3.1.3 
0.05 0.5 
(mm/min) 

0.0005 0.005 
クロスヘ ッ ド速度

200 

研削加工によって損傷を受けたセ ラミックスは強度が低

加工の際，

第 3 章において

下するが 最大砥粒切込み深さ g をある限界の値 gcr よりも小さ

くなるように加工条件を選ぶことで強度低下を避け られることを明らかにし
Knoop圧子圧入によるき裂を導入した場合の n 値
(H P S N材，圧入荷重 : 49N ，研削加工材は図 6 -1 
砥石粒度200のデータ)

図 6-5

強度の場合と同様に g に対する n 他の変化を示している .図 6 - 6 はfニ .

g が l μm以下定の値を示すが，g がlμm以上の領域では g に無関係でほぼ

の領域では n 値は 60から 110の問で変動しながら急激に平滑材のレベルまで

を生じない限界の値 (g c r)rその低n イ直に関しでも，近付く傾向が見られ，

が存在することが示唆される.

研削加工材の室温疲労寿命6.3.1.4 

図 6 - 7 に模式的 に示す .

n イ直のまた

研削加工材の寿命に対する加工損傷の影響を ，

S - N 曲線の下方への平行移動は加工による強度低下を示す .
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寿命
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A

斗(cnL2) 

200 

加工条件に よ る n 値の変化 ( H P S N材)図 6-6

(c ) に示す
研削加工損傷による寿命の低下
(S C 2 材，寿命予測曲線は，図 6 -2 
動疲労試験の結果から算出 )

図 6-8
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低下はき裂進展速度の上昇を意味し，同じ応力レベルにおいては研削加工材

の寿命は平滑材のそれに比べ短くなる.その結果，研削加工材の S-N 曲線

は両対数グラフ上で平滑材のそれよりも大きい傾きを持つこととなる. した

がって，研削加工を行うセラミック部材の強度設計においては，即時破壊強

度低ドとともに寿命が短くなることに注意しなければならない .

研削 JJll j~ された S C 2 材の静疲労試験における応力一寿命の関係を図 6

- 8 に示す. l只Ilþ の実線は図 6 -2 (c) に示す動疲労試験の結果を用いて式

( 6 -4 )から求めた予測値を示す.両試験では同一加工ロッ トの試験片を

川いている.また，図中の一点鎖線は平滑材の寿命の予測l値を，矢印は負荷

I!~問 1 >く 10 6 秒においても破壊しなかったことを示している .研削加工による

的反低下は、|乙 itt材に比べ約 10 %程度と小さいが，寿命は明らかに低下するこ

とが分かる.実験点はほぼ予測j線に沿って分布しており ，動疲労試験によっ

て静的なれ荷が加わる場合の疲労寿命を見積ることができることを示してい

る.

(a) 

1100μm l 

6.3.2 ， '$i晶疲労特性

6.3.2.1 高温疲労破面の観察

|さ16 - 9 は，応力速度 0.0242MPa/s の場合(同図 (a)) と 25.0MPa/s の場合

( IIiJ [2(1 ( b ) )の破面を比較したものである . 図中の白っぽく見える半楕円形

の部分の大きさは 0. 0242MPa/sの場合の方が25.0MPa/sの場合よりも大きい

ことが分かる . 図 6 - 1 0 は，図 6 -9 (a) の試料の白っぽく見える半楕円

形の内部 (a) およびその外側の領域 (b) を拡大して観察した結果である.図 6

- 1 0 (a) にぷす領域では，凹凸が激しく，図中に矢印で示す結品粒の引き

抜けの跡などが観察され，粒界破壊が支配的であるのに対して，同図 (b) に

/1'す領域では，比較的凹 Ir~ が小さく粒内破壊が支配的となっている . した

が っ て，白 っ ぽく見える半楕円形の領域はスロークラックグロースによりき裂

、
、
，
/

-hu 

，
，
，
‘
、

1100~m I 

図 6-9 研削加工材 (H P S N材，砥石粒度200，テーブル速度10m/min ，
砥石切込み8mm) の高温疲労破面 (1100

0

C)
応力速度: (a) 0.0242 MPa/s (b) 25.0 MPa/s 
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/ 
スロークラ ッ ク
グロース領域

進展が生じた領域 (S C G 領域)で その外側に急速破断した領域が広がっ

ていると考えられる.前述のように応力速度が低い場合は，高い場合に比べ

て ， S C G 領域が大きいすなわち き裂進展量が大きいために破壊強度が低

下すると考えられる .

また図 6 - 1 1 に 図 6 -9 (a) の試験片表面近傍を拡大して観察した結果を

示す.図から，試験片表面近傍には扇平な半楕円状に広がる粒内破壊の支配

的な領域が観察される . このような領域は，研削加て材の場合，すべての試

験片で複数観察されたが，平滑材においては全く観察されなか っ た.ところ

で，脆性材料に Knoop庄子を圧入した場合，圧痕直下に、|三桁 ILJ 状のき裂が発

生することはよく知 ら れている が，本供試材の場合，このき裂は粒 |付破壊に

よって形成されることを確認 している. したがって土述の粒内破壊領域は圧

入試験と同様に，砥粒が供試材に押し込まれた ときに形成されたと推定され

る.さらに，図 6 -1 2 は，この粒内破壊領域の深さの分布を調べたもので

あるが，分布範囲が20μm前後で非常に狭いことが分かる . これは ， 第 5 草

で示したように，加工損傷の程度のばらつきが小さく，研削加工材の強度の

ばらつきが小さいことと対応しているものと考えられる.以上のことから

研削加工材表面の粒内破壊領域は，加工によ って生じた表面き裂(加工き裂)

あるいは，その一部と見なし得る.加工き裂の形状・寸法な どについては次

項で詳しく検討する.

5μm 

(a) 

6.3.2.2 加工き裂モデル

研削加工材の疲労き裂進展における初期欠陥は，加__lき裂と考えることが

できる. S C G 領域の形がほぼ半楕円であることから，き裂が連続的に成長

することを考慮すると初期欠陥である加工 き裂の形も， 半楕円であると推疋

できる.ここではまず，加工 き裂の幅について検討する .

スロ ー クラックグロースの初期き裂の形状・寸法は，理想的には真の意味

5μm 
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/ 
スロ ー クラ ッ ク
グロ ー ス領域

伴1
図 6 -1 1 研削加工によ っ て生 じた表面き裂
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での即時破壊すなわち ， スロークラックグロースの全く生じない，十分応力

速度の大きい条件の下で破壊させた場合の破面から求めることがで きる. し

かし，通常の静的材料試験機で用いられる荷重検出器の周波数特性では高速

の荷重変化には追従できない 9 ) ため，一般的には，ク ロスヘ ッ ド速度で 0.5

mm/min前後の負荷速度条件で測定した強度を，即時破壊強度としている.そ

こで，本研究ではクロスヘッド速度0 . 5mm/minの場合の破面観察から，加工

き裂の形状・寸法について推定を行うこととした .

破 l回観察の結果，粒内破壊領域は SCG 領域の幅方向全体に分布していた.

1犬い間隔で直列に複数並んだ同一形状のき裂はこれらに内接する一つのき裂

で近似できる 1 0 ) ことから ，加工き裂 を図 6 -1 3 に示すような半楕円と仮

定し，その幅 AA ' を加工き裂の幅 とした.本実験における平均値は 176μm

であった .

次に 力11 工き裂深さについて考察する.き裂深さは，等価き裂長さの考え方

を 川い て見積ることができる .すなわち， 1100 0C における即時破壊強度418

MPa と破壊制性 5.14MPa' m l / 2 と から，研削加工材の等価き裂長さ Ceq は 48 μm

となる . これと等価な表面半楕円き裂の深さを逆算すると 51μm となった.

この計算には表面半楕円き裂を有する曲げ試験片の応力拡大係数の計算式と

してよく知られている下記のNewman-Rajuの式 11 ) を用いた.

K= oZ(号)， ( 6 -7 ) 

ここで， σ は負荷応力， z は曲げ応力の分布と自由表面の効果を考慮した補

正係数， b は き裂深さすなわち半楕円き裂の短径， Q は第二種完全楕円積分

である.

6.3.2.3 高温き裂進展シミュ レーション

加工き裂の形状・寸法を前項で述べたように仮定したとき，動疲労試験に

おいてどのような挙動を示すかについて計算機シミュレーションを行った.
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図 6-13 加工き裂モデル
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き裂進展特性を表す式は，式 ( 6 - 1 )を用い，その定数項に関しては平

滑材の動疲労試験で得られたものを用いる . き裂先端における 応力拡大係数

の計算には ， 上述の Newman-Rajuの式 11 ) を用いることとした.また，動疲

労試験中の負術開始からの経過時間 t における負荷応力は式( 6 -3 )で表

すように応 }J 速度と t の積で表される . シミュレ ーションの手順を以下に示

す .

( 1 ) まず，初期他として半桁円き裂の長径 a お よび短径 b と応力速度 。

の イ1 ft を与える.

( 2 )次に ， ~t 秒後の fJ 何応 jJ を式 ( 6 -3 )に より算出する .

( 3 )式( 6 -7 )を)I j い てき裂前線と長軸および単軸との交点(図 6-

1 3 の点 A および B) における応力拡大係数 KA' K B を算出する .

( 4 )この K A' K B を式 ( 6 -1 ) に代入し， ~ t 秒間の横お よ び深さ方向

のき裂進展量を 1~= 出し，進展後の長径および短径を求める .

( 5) l~ 1壬および短径の他を式( 6 -7 )に代入し進展後の KA ' K B を求

める.

( 6 ) 再び，次の ~t 秒後の負荷応力，き裂の長径および短径を算 出 し，

式( 6 -7 ) から KA' K B を求める .

以上の千 }l lft を K A または K B が K 1 C を越えるまで繰り返すことに よ って破壊

応 )J ，き裂の長径および短径を求めることができる.

6.3.2.4 向温における n 値の低下とき裂進展機構

|立16 - 1 4 は， H P SN材の 11 00 0C での動疲労試験における応力速度と破

j点強度 との関係を示す.研削加lJ二材は，平滑材に比べ強度レベルが低下する

とともに ， lul 帰直線の傾きが大きくな っ ている . すなわち n 値の大きさが

約 25 と，子治材の他の約 50 よりも明らかに低下しており 研削加工損傷に

よ ってき裂進展速度が大きくなっている ことが分かる .
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図 6 -1 4 高温における研削加工材の n 値の変化
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しかしながら，前項のようなシミュレーションを行った結果，図 6 -1 4 

の一点鎖線で示すように，回帰直線の傾きは平滑材のそれとほぼ同一で n 値

は 51 となり，加工き裂は理論上，き裂進展速度に影響を与えないことが示さ

れた.

そこで|二述のような実験とシミュレーションとの差異について， き裂の形

状変化から検討を加えた.図 6 -1 5 は，シミュレーション結果に基づき，

応 )j 速度と破断時の SCG 領域の大きさとの関係を示したものである .図中

の応力速度は実験における平均値に対応している.この図からス ロークラッ

クグロースは，以下のような過程を経るものと考えられる . き裂進展量の小

さい ， )，2.)j 述度の高い場合には，加工き裂が非常に肩平であるために，横方

r ílJ に比べ深さ )J- 向の成長速度が非常に大きくなり，半円形に近付こうとする.

そして応 )j 速度が低く，き裂進展量が大きくなって半円形に近くなると，今

度はその形状をほぼ維持しながら成長する .

-)J- , I ~ I 6 -1 6 は，破面の SEM観察結果を基に， S C G 領域を半楕円

で近似し，短筏と長径との関係を調べたものである . S C G 領域は加工き裂

(シミュレーションにおける初期値を図中の (0) で示す) から成長を始め

る .応 )j 速度が小さくなるほど成長量が大きくなるので，図の右上の方向へ

移動することとなる.なお，図中の一点鎖線は短径と長径との比が 1 すなわ

ち，半円であることを示している.図中のハッチング領域で示すように，実

際の SCG 領域の大きさは，ぱらつきは大きいものの，全体と して深さ方向

へのき裂進展速度が大きい傾向はシミュレーションと同様である. しかし，

シミュレーションでは，図中の実線で示す ように，応力速度の大きい場合に

は績 }j 向への進展はほとんどないのに対して，実際は加工き裂よりも右側

へのシフトすなわち，横方向への進展が見られる .また，応力速度の低い

O.025MPa/s における SCG 領域の形状は，シミュレーションではほぼ半円と
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図 6 -1 5 スロークラ ッ クグロース領域の形状変化に及ぼす
応力速度の影響 (平滑材のき裂進展特性を)二I J いた
シミュレーション)
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図 6-16 応力速度によるスロークラックグロース領域の
形状変化
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なったが，実際は長径に対する短径の比が0.8程度の楕円となった.

これ らのことから，研削加工材のき裂進展においては試験片表面近傍での

横方向へき裂を進展させる要因が存在し，これが図 6 -1 4 に見られるよう

な n 値の低下を招くものと考えられる.この要因として以下のようなことが

挙げられる .

図 6 - 1 7 に模式的に示すように，スロークラックグロ ースの初期き裂と

なる力IJ工き裂と同一面内には，これと近接して他の加工き裂が存在すると批

定される.このような場合，き裂間隔が小さくなると双ノj の }Jfl てき裂ともに

長径端での応力拡大係数が，独立に存在する場合よりも大きくなることは，

数値解析により明らかにされている 1 2 ) 宰i昆ではき裂進展速度が小さいた

めスロークラックグロースによりき裂が述結する前に彼壊に卒a るが，高溢で

は隣接するき 裂同士が連結し，横方向へのき裂進展速度が見かけ上，大きく

なると考えられる.

6.3.2.5 高温静疲労寿命の見積

図 6 - 1 4 に示した研削加工材の動疲労試験の結果から，首?ト波労寿命につ

いて見積を行った.図 6 - 1 8 に示すように研削加工材の寿命は，同一応力

レベルでの平滑材のそれに比べ著しく短くなり，低応力レベルほどその差が

開くことが分かる.これは，実用的には次のようなことを意味する.加工き

裂を有するセラミック部材を用いる場合，特に高温においては負何応力を即

時破壊強度に比べかなり小さく設定する必要がある.例えば本実験の場合，

研削加工材では，即時破壊強度の半分程度の負荷応力でも寿命は 300 日程度

であるが，強度のばらつきなどを考えると，実用上，これと同程度の寿命を

得るにはさらに負荷応力は小さくしなければならない.これに対して平滑材

では，即時破壊強度の 7 割程度でほぼ同じ寿命が得られる.
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6. 4 結言

室温および高温における動疲労試験により，き裂進展速度を表すパラメー

タである n 値を求め 研削加工損傷がき裂進展特性に与える影響について検

討した結果，以下のことが明らかとなった.

まず室温においては，ガラスキ日を含む窒化ケイ素 2 種類，炭化ケイ素およ

びアルミナの合計 4 種類を供試材とした.いずれの材料も，研削加工材の n

値は平滑材のそれに対して明らかに低下した.このような n 値の低下は主に

き裂先端の応力腐食の程度に依存するものと考えられた.すなわち，大気 I ~l 

の水分は内部き裂よりも表面き裂の方がその先端へ到達しやすいが，ギ i骨材

の強度を支配する欠陥は 表面欠陥と内部欠陥の両方を含むので，すべての

欠陥が一様に応力腐食の影響を受けるわけではない. 一方，研削加工材の強

度は加工によって発生した表面き裂に支配されるので，水分は強度を支配す

るすべてのき裂先端に到達すると考えられる.その結果，同じ応力速度にお

いては，研削加工材強度は平滑材強度に比べ低くなり， n 値は低下すること

と な る .

次に ， 上記の 4 種類の材料のうちの一つであるホットプレス室化ケイ素を

供試材とし ， 真空中 ， 1 10 0 0C において動疲労試験を行った.この場合も研削

加工材の n 値は平滑材のそれに対して明らかに低下した.破面観察およびき

裂進展シミュ レー ションの結果から， n 値低下の原因は室温とは異なり，試

験片表面近傍での横方向へのき裂進展速度が大きくなるためと考えられた.

き裂進展速度増加の原因は，初期き裂となる加工き裂がスロークラックグロー

スに よ り，同一面内 に隣接する他の加工き裂と連結するためと推定された.

1?<16 -1 7 隣接する加工き裂の連結に起因する横方向への
き裂進展速度の見かけ上の増大

ハ
U

ハuq
u
 

択
ぼ

図 6 -1 8 動疲労試験結果に よ る静疲労寿命の予測



第 7 章 酸化特性に及ぼす研削加工損傷の影響

7. 1 緒 言

セラミックスは 1000 0C 以上の高温においても，その高い強度を維持すると

ともに優れた耐食性を有するため高温構造部材としての利用が期待されてい

る. しかしながら，セラミックスと 言えども高温酸化雰囲気下においては酸

化による引似が問題となる.第 3 章では，酸化の影響でき裂の形状・寸法が

変化し強皮劣化を引き起こす 11J 能性があることを示した.また，ガスタービ

ン汚I~ ~オー などでは燃焼ガスに抜する音I~材表面が局部的に酸化され，表面が剥離

したり，強 j文特 '1ゾ 1: が劣化することが問題となっている 1 ) 

これまでセラミックスの高温酸化に関しては，焼結体の粒界特性や微構造

などの材料特性と酸化I自主や組織の変化などの酸化特性との関係を中心に論

じられてきており 2) ，故近では，酸化後の破壊挙動についても検討が行われ

ている 3 ) しかし酸化特性は，材料特性だけではなく，酸素分圧 4) ，温度，

rllリ長 引 なとごみ I Jli気の影響を受けるものであり，部材のそれを論じる場合には ，

ぷ開会L に抜触する部材点的i の状態すなわち，表面に分布するき裂，表面粗さ

などの影響を考慮すべきものと考えられる .

これまで述べてきたように 部材表面の状態は加工の影響を受ける.第 2

市および第 3 市においては，研削加工とその加工損傷の度合いについて検討

を加え， {iJf �!J ))11 [耐にはき裂が残留し，そのき裂寸法が部材強度を支配する

ことをゆj らかにした .本章では，第 3 章において高温強度を測定し た試験片

を刈司象に，次イオン質量分析器 ( SIMS) を用いて酸素侵入深さを調べ ，

))11 _LjD 1U の度合いと酸化との関係について検討するとともに 新たに 100時間

までの長時間の酸化試験を行い，酸化時間と，即時破壊強度および酸素侵入

泌さとの関係についても調べる .
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7. 2 実験方法

供試材は第 3 章で用いたものと同一の常圧焼結炭化ケイ素セラミックス

( S C 1 材)である.試験片寸法 研削加工条件は第 3 章と同一で，各作業

条件の組み合わせにより最大砥粒切込み深さを変化させることにより，加工

損傷の度合いに違いを与えた.本材料は 0.3% 弱の酸素を含有しているが，

粒界での酸化物相の偏析がほとんどないので 酸素侵入深さの測定が容易と

なる.

試験片の加熱は大気雰囲気中で行い 酸化温度は 1200 0C および 1500 "Cとし

た.昇温パターンは図 7 - 1 に示すように加熱時聞が同ー となるように 200

℃からの昇温速度を調節し，酸化時間は 15分を標準としたが，酸素侵入深さ

および高温強度の酸化時間依存性を調べるため， 1200 "Cにおいて 2 ， 12 , 100 

時間保持した試料も準備した.

炭化ケイ素の酸化は一般に，比較的高い酸素分圧の雰囲気中では，表面に

シリカ Si02 の保護膜が形成される paSSlve酸化であることが知られている 6 ) 

上述のように本材料は粒界に酸化物相がほとんどないと考えられるので，炭

化ケイ素の構成元素であるシリコン Si に対する酸素 0 の相対濃度分布を測定

すれば酸素侵入深さが推定できる.本研究では この濃度分布の測定に SIMS

を用いることとした.

SIMS とは，数keY ---- 十数 keYのエネルギーを持ったイオンビームを試料面

に照射し，イオンが試料面に衝突することによって発生する 二次イオン強度

を測定する表面分析法の一種である.本法は検出感度が他の分析法に比べ高

く，イオンビーム径を絞ることによって局所的な元素分布の測定が可能であ

る，等の特徴を有する 7). SIMS による測定は図 7 - 2 に示すような方法で

行った.曲げ試験片の引張り応力面に対して傾斜角 O で斜め研磨を行った試

料を用意し，研磨面上を約 30μm間隔でイオンビームを照射して， S i と 0 の
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時間 図 7 -2 SIMS を用いた深さ方向酸素濃度分布測定の概念図

図 7 -1 高温酸化試験における昇温パターン
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二次イオン強度を測定する.測定位置の表面からの深さは 0 と研磨面上での

表面からの距離 L から算出する. e は 研磨した試料を表面粗さ測定装置を

用いて測定した結果， 1. 5---- 1. 9度の範囲にあった.なお S IMS (Cameca社

IMS-3F ) の設定条件は表 7 - 1 に示す.約 8keVの加速電圧を加えたアルゴ

ンイオンビームを直径5μm まで絞り試料電流を 50nA とした. 二次イオン種は

正イオンを対象とし，エネルギー幅は60eV 測定時間は一点あたり l 秒とし

た.

加工による表面き裂深さは，第 6 章で述べたように，き裂の幅が分かると，

き裂の形状を半楕円と仮定することによって 破壊強度から逆算することが

できる. しかしながら， S C 1 材の場合は粒界にほとんどガラス相が存在し

ないことからスロークラ ックグロースが観察されず 加工き裂領域が明確に

は判別できない.そのため本実験では，試験片の最大引張り応力団をラッピ

ングにより除去しながら逐次， 4 点曲げ強度を測定し， き裂深さの推定を行

うこととした.ここで加工によるき裂深さは，平滑材の強度に回復させるの

に必要な除去厚さに，潜在的なき裂深さを加えたものと定義し，平j骨材強度

と破壊靭性から算出できる，いわゆる等価き裂長さを潜在的なき裂深さとし

た.本実験における供試材の潜在的なき裂深さは約6μm となる .

表 7 - 1 SIMS 測定条件

一次イオン

イオン種

加速電圧

試料電流

イオンビーム径

Ar 

8.0-8.1 keV 

50 nA 

5μmØ 

7. 3 結果と考察

7.3.1 酸素侵入深さの測定

図 7 - 3 は高温下で酸化した研削加工材の深さ方向の酸素濃度分布を示す

もので，縦軸は 30S i の 二次イオ ン強度に対する 1 6 0 のそれの比 (以下，イ オ

ン強度比と呼ぶ)を片対数グラフ表示している.イオン強度比が表面に近い

ほど高くなっているのは酸素の侵入によるものと考え，イ オン強度比がパッ

クグラウンドレベルに減少するまでの深さを加工損傷による酸素侵入深さ
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図 7-3 研削加工材の高温酸化による深さ方向の酸素濃度分布
(最大砥粒切込み深さ， g=1.39μm) 

d ox とし た.その判定には次のような基準を用いた.イオン強度比の変化が

小さくなる領域を直線近似し，測定値と近似値との差の標準偏差(図 7 -3 

のハッチング部分の幅)を求める.測定値と近似値との差が，この標準偏差

よりも大きくなる深さを dox とした.

なお，長時間の応力負荷では酸化の度合いが負荷応力の影響を受けること

が報告されている 8 ) が，本研究は即時破壊強度を測定したものであるため負

荷時間が短くその影響は小さいと 考えられる . 実際，同一試験片の最大応力

が加わる部分と無負荷部分との dox を比較した結果，両者にはほとんど差が

見られなか った.ここでは，酸素侵入深さの負荷応力による影響はほとんど

無視できるものとした.

7.3.2 研削加工条件による酸素侵入深さの変化

研削加工材表面のき裂としては，砥粒進行方向に平行に進展するメディア

ンき裂と，これと垂直方向に進展するラデイアル き裂があるが 9) ，部材強度

への影響が大きいのは，き裂深さの大きい前者である. 第 2 章で示したよう

に，研削加工によって発生するメディアンき裂が庄子押し込みの場合と同様

の力学モデル 1 0 ) で説明できるとすると，き裂深さ c は最大砥粒切込み深さ

g の関数として次式で与えられる.

c = AK~3(g+α目 )i(7-l )

ここでAは定数で， C, g の単位はμmである.

酸素侵入深さがき裂深さに比例すると仮定すると式 ( 7 -1 ) より，次式

が得られる.

dox = a(g +αnF +b ( 7 -2 ) 

ここで dox の単位はμm ， a, b は定数である.図 7 - 4 は 7.3.1 項の方法で求

めた酸素侵入深さ dox と g との関係を表したもので，両者の関係を式 ( 7 

-2 )の形で近似すると，図中の実線で示す次式が得られる.
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図 7 -4 最大砥粒切込み深さ による酸素侵入深さの表示
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dox = 1.76(g + 0.772)3 + 5.88 ( 7 -3 ) 

ここ で α口は第 3 章で求めた値を用いた . g は砥石切込み，テーブル速度など

の研削作業条件および砥石粒度 砥粒含有率などの砥石仕様の関数として与

え ら れる ので，式 ( 7 -3 )を用いることにより 加工条件から酸素侵入深さ

を見積ることができる.

次に，き 裂深 さ と dox との関係について検討した . 図 7 - 5 は ， き裂深さ

を実験的に求めるため に ， ラッピングに よ る表面除去厚さと，表面除去を

行った試験片の強度 との 関係の一例を示 したも のである . 図 は粒度 200の砥

石を用い， g= 1. 99μm とした場合である. 本研究で は ，破壊強度が平滑材強

度とほぼ等 しいレベルに達する除去厚 さを 強度が平滑材の強度に回復する

までに必要な表面除去厚さとした.この場合 は， 表面除去厚さを 25μm と し た .

したがって潜在的なき裂深さ 6μm を加えると， き 裂深さは 31μm となる. 図 7

-4 に示す g = 1. 99μmにおける酸素侵入深 さは，このき 裂深 さの推定値に比

べかなり小さく，き裂先端まで酸化層が形成されていない こ とを 示唆 してい

る.このような現象を説明するモデルとして以下の二つが考 え ら れる. (ア)

図 7 -6 (a) に示すように，き裂開口部において比較的短時間に Si02 リ ッチ

の膜が形成され新たな酸素の侵入が困難となる ( イ ) 同 図 (b) に示すよ うに

研削加工によって発生した関口き裂が，圧縮残留応力や摩擦熱な どの原因 で

砥粒通過後に閉じられる 1 1 ) ため，酸素の侵入が困難となる. しかし，以下

のような理由から前者のモデルが妥当と考えられる.

第 6 章において加工損傷を有する HPSN材(ホ ッ ト プ レス 窒化ケイ 素)

に対し，室温大気中で一定応力速度で負荷をかける動疲労試験を行い，その

破壊強度は応力速度が小さくなるにつれて低下することを示 した.これは大

気中の水分による粒界ガラス相の応力腐食 1 2 ) によるものと推定 された.す

なわち，応力負荷中は，き裂は関口状態にあり 水分がき裂先端まで到達 し
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得ることを 示 している . 木章 における供試材は上述の よ うに粒界にガラス相

をほとんど持たないが，これに よ っ てき裂発生形態に大きな差は生 じないと

考えられる . したが っ て，本研究のように応力を負荷された条件下の酸化で

は，函 7 -6 ( b ) で想定している閉口き裂の酸化においても ，同図 (a) と同様

の結果が得られると推定される .

7.3.3 酸化温度および酸化時間による酸素侵入深さと

高温即時破壊強度の変化

凶 7 - 7 は 1 5 00 0C にお け る dox の g に対す る 変化を 示す.図中の一点鎖線

で示す 1 200
0

C にお け る近似直線 と比較する と，温度上昇に よ っ て酸素侵入深

さ d o x は大きくなることが分か る . しか し ，温度上昇 による dox の増加量 は，

g の大きさすなわち ， き裂深さ によ らずほぼ一定で，相対的に浅いき裂ほど

その先端で酸化の影響を受ける可能性が高 くなることを 示 している.第 3 章

の |刈 3 - 6 において ， 高温強度の予測値と 実験値との比較から，浅いき裂ほ

ど酸化の影響を受けやすく な る こ と を述べたが，図 7 -7 に示す結果は，こ

れを哀付けるものと な って いる.また，温度上昇によって酸素侵入深さ dox
が大きくなる原 因と して は以下のようなメカニズムが推定される . 前項で述

べたように試験片表面に は短時間でシリカリ ッ チの膜ができ ， 大気と母材と

の接触が困難と な る . しかし ， 1500 0C では，絶対温度の指数関数で表される

拡散係数は渇度上昇 により 大 きくなるので，酸素が拡散により膜の中を通っ

てほ材中に侵入すると 考えら れる.

次に， 酸化|時 間の影響について検討 した . 一般にセラミ ッ クスのような脆

性材料の 強度は最弱 リ ンク説 に 支配されるため， き裂先端まで酸素が侵入し

ない限り 強度への酸化の影響は小さいと考 えら れる . 7.3.2項で述べたように

dox は c に比べ小 さく ， し か も図 7 - 8 に 示すよう に，酸化時間の増加に対

してほとんど変化は見ら れ な か っ た. したが っ て ， 酸化温度 1 200 0C において
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25 400 

は高温強度に対する酸化の影響は小さいと考えられる.また図中の太い実線

に示すように，酸化後の強度は酸化時間の増加に伴 っ て若干上昇する傾向が

見られるが， 100時間酸化した後でもその上昇率はわずかであった.

なお， 100時間酸化した試料では，深さが1μm よりも浅い測定点でイオン強

度比が l を越える値を示した.このことは 表面層がほとんどシリカに変化

していることを示唆している.図 7 - 9 は斜め研磨面を光学顕微鏡を用い，

偏向フィルタを通して観察した結果である.同図 (a) の酸化時間 15分の場合に

比べ，同図 (b)の酸化時間 100時間の場合は 表面直下に母材とは異なる組織

が形成されていることがわかる.斜め研磨面の傾斜角から，この部分の厚さ

は 1 f.1m程度と換算されることから，上記の組織がシリカ層に相当するものと

考えられる . このことから 酸化温度が1200 0C の場合酸化時間の増加によ っ

て酸素侵入深さはほとんど変化しないが，表面近傍の酸化が進み，母材であ

る炭化ケイ素のほとんどがシリカに変わるものと推定された.シリカは高温

では粘性流動を起こすことが知られており 13 ) ，炭化ケイ素との界面強度は

母材強度に比べ弱いと考えられる. したがって高速の燃焼ガスが吹き付ける

よ うな実際の使用条件下では，部材表面において酸化膜の形成，その脱落が

繰り返されることによって損傷がひどくなることが予想される.
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7. 4 結言

粒界相に酸化物をほとんど含まない炭化ケイ素セラミックス( S C 1 材)

を供試材として，研削加工されたセラミックスの，高温大気中での酸化の度

合いと加工損傷との関係について検討した.その結果，以下のことが明らか

となった .

酸素侵入深さ dox が研削加工によるメディアンき裂深さ c と比例すると仮

定することにより，最大砥粒切込み深さ g のべき関数として表されることを



( a ) 保持時間 1 5 分

( b ) 保持時間 1 0 0 時間

図 7-9 長時間酸化による表面層の変化
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導き，これを，二次イオン質量分析器を用いて dox を測定することによって

確認した.酸化温度 1200t においては dox は c に比べかなり小さく， しかも

酸化時間の増加に対してほとんど変化しなかったことから き裂先端 までは

酸素が侵入しておらず，強度に対する酸化の影響は小さいと考えられた.そ

の原因としては比較的短時間に表面にシリカリ ッチの膜が形成され，酸素の

侵入が困難となるためと考えられた.また，酸化時間の増加によって表面近

傍の酸化が進み，母材である炭化ケイ 素の ほとんどがシ リカに変化した.酸

化温度が 1 5 00 0C に上昇すると拡散係数の増大によってシリカリッチの肢を通

しての母材中への酸素の拡散が顕著になるため dox は 1200t の場合に比べ若

干増加した.



第 8 章結論

本論文は，研削加工によ って部材表面に発生するき裂に注目し，加工条件

および材料特性と部材強度との関係を定式化するとともに，加工損傷が疲労

特性 ， 高温般化特性に及ぼす影響についても調べ，最適加工条件を明らかに

することを目的としたものである.各章で得られた成果を要約すると次のよ

うになる .

第 1 1-立では，セラミックスの研削加工損傷に関する研究の経緯と ，本研究

の日的について述べた.

第 2 iiそでは，研削加工材強度 σf が研削加工によって発生したメディアンき

裂によ って支配されると仮定し ， 研削加工条件と σ f との関係の定式化を試み

た.すなわち，メディアンき裂深さと砥粒一個あたりの研削抵抗との聞に

!正 f JI~ し込みにおけるメディアンき裂深さと押し込み力との関係と同様の関

係則が成り立つと仮定し， σf を最大砥粒切込み深さ g のべき関数の形と して

ぶせることを示した.また，研削加工材強度のばらつきと Knoop庄子圧入に

よるき裂を導入した試料の強度のばらつきの比較に よ って，同一加工条件下

においては g の変動をほとんど無視できることを明らかにし ， g は加工条件

に対して 一意的に定まることを確認した .

第 3 章では，第 2 章で提案した研削加工材強度を，最大砥粒切込み深さ g

のべき関数として定式化する手法の室温お よび高温における適用性について

常圧焼結炭化ケイ素およびホットプレス室化ケ イ素を供試材として実験的検

討を行 っ た . その結果，本手法は室温における実験結果を よく 表すことがで

き，>>.5本的には ，破壊靭性の温度依存性を考慮することで適用範囲を高温に

まで拡張することができることを明らかにした.なお，酸化による強度変化

が認、められる場合には，本手法をそのまま適用することはできず，き裂寸法

の補正が必要となる .
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第 4 章では，第 2 章において示した，研削加工によって強度低下を生じな

い限界の最大砥粒切込み深さ gcr が破壊靭性，硬さ試験における押し込み抵

抗，平滑材強度など，材料の機械的特性の関数として与えられること，その

結果 g cr は温度依存性を有することを導いた.炭化ケイ 素，窒化ケイ 素，ア

ルミナの 3 種類の材料系の，合計 6 種類の材料を用い， g は， 主 に破壊靭性

および平滑材強度に影響されることを実験的に明らかにした.また，この gc r

と材料の機械的特性との関係を用いて in situ複合化窒化ケイ素の研削加工

による強度劣化を，そのき裂進展抵抗曲線 (R カーブ)を基に見積を行 っ た.

その結果， g cr はき裂が進展し始める時点でのき裂進展抵抗か ら予測される

値とほぼ等しく，本材料において支配的な強靭化機構である粒子架橋効果が，

耐加工損傷性の向上には有効でないことが明らかとな った .これは， 一般に

研削加工によって生じる表面き裂の寸法は小さく，き裂先端よりも後方の破

面に作用する粒子架橋効果によってき裂進展抵抗が上昇するために十分な長

さに達しないことに起因すると考えられた.さらに 高靭性の常圧焼結炭化

ケイ素について，その強靭化機構について検討した結果，耐加工慣傷性の向

上に対しては，材料内部の局所的な圧縮残留応力のような き裂先端前方で

作用するタイプの強靭化機構が望ましいことを明らかにした.

第 5 章では，加工欠陥の分布を， Knoop圧子圧入によるき裂のそれで近似

した研削加工材の強度分布モデルを提案し これを用いたシミュレーション

により，最大砥粒切込み深さ g と強度分布特性との関係について倹討した.

その結果，ワイブル係数は g の増加に対して，平滑材の値から Knoop圧チ圧

入材の値に連続的に変化し， g が1. 5μm よりも大きい領域では，ほぽ一定と

なった.また，最低保証強度は g の増加に対して極大値が存在する.このこ

とから，最低保証強度を基準に考えると，最適加工条件が存在し， しかも，

その条件下では平均強度が低下しない加工限界よりも高能率な加工が可能で



あることが明らかとなった.また 破壊確率0.01 %における破壊強度 を 最低

保証強度とした場合，最低保証強度は g の増加に対して極大値が存在する.

このことから，最低保証強度を基準に考えると，最適加工条件はこ の極大値

の得られる点での g であり， しかも，その条件下では平均強度が低下する条

件 gcr よりも高能率な加工が可能であることが明らかとなっ た .常圧焼結炭

化ケイ素セラミックスを供試材として実験的検証を行っ た結果，シミュレー

ション結果は実験結果と比較的よく一致するこ とを確認 した.

第 6 章では，室温および高温における動疲労試験により，き裂進展速度を

表すパラメータである n 値を求め 研削加工損傷がき裂進展特性に与える影

響について検討した結果 以下の こと を明らかにした.まず室温においては

ガラス相を含む窒化ケイ素 2 種類 ， 炭化ケイ 素およびアルミナの合計 4 種類

を供試材とした . いずれの材料も，研削加工材の n 値は平滑材のそれに対し

て明らかに低下 し た . この よ う な n 値の低下は主 にき裂先端の応力腐食の程

度に依存するものと考えら れた. す なわち，大気中の水分は内部き裂よりも

表面き裂の方がその先端へ到達し やすいが，平滑材の強度を支配する欠陥は，

表面欠陥 と 内部欠陥の両方を含むの で，すべての欠陥が一様に応力腐食の影

響を受 け るわ け で は な い. 一方，研削加工材の強度は加工によって発生した

表面き裂に支配 さ れ る の で，水分は強度を支配するすべてのき裂先端に到達

すると考えられる . そ の結果，同じ応力速度においては，研削加工材強度は

干滑材強度に比べ低くな り ， n 値は低下す ることとなる.

次に，上記の 4 種類の材料の うち の 一つであるホットプレス室化ケイ素を

供試材とし，真空中， 1100 "C において動疲労試験を行 っ た.この場合も研削

加工材の n 値は平滑材のそれに対 し て明 ら かに低下した.破面観察およびき

裂進展シミュレーションの結果か ら ， n 値低下の原因は室温とは異なり，試

験片表面近傍での横方向へのき裂進展速度が大 きくなるためと考えられた.
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このき裂進展速度増加の原因は，初期き裂となる加工き裂がスロークラック

グロースにより，同一面内に隣接する他の加工き裂と連結するためと推定さ

れた.

第 7 章では，粒界相に酸化物をほとんど含まない常圧焼結炭化ケイ素セラ

ミックスを供試材として，研削加工されたセラミックスの，高温大気中での

酸化の度合いと加工損傷との関係について検討した.その結果，以下のこと

が明らかとなった.酸素侵入深さ dox が研削加工によるメディアンき裂深さ

c と 比例すると仮定することにより，最大砥粒切込み深さ g のべき関数とし

て表されることを導き，これを， 二次イオン質量分析器を用いて dox を測定
することに よ って確認した.酸化活度 1200 0C においては dox は c に比べかな

り 小 さく，しかも酸化時間の増加に対してほとんど変化しなかったことから

き裂先端 ま では酸素が侵入しておらず，強度に対する酸化の影響は小さいと

考えら れた . その原因としては比較的短時間に表面にシリカリッチの脱が形

成さ れ， 酸素の侵入が困難となるためと考えられた . また，酸化時間の増加

に よ って表面近傍の酸化が進み，母材である炭化ケイ素のほとんどがシリカ

に変化 した.酸化温度が15 0 0 0C に上昇すると拡散係数の増大によってシリカ

リ ッ チの膜を通しての母材中への酸素の拡散が顕著になるため dox は 1200 0C

の場合に比べ若干増加 した.

以上の結果か ら本論文における結論は以下のようにまとめられる.

研削加工材強度がメディアンき裂で支配されると仮定すると，加工条件を

最大砥粒切込み深さ g で表すことに よ って，強度は g のべき関数で表すこと

ができる . この手法 は基本的には破壊靭性の温度依存性を考慮することによっ

て高温強度に対しても適用できる.研削加工によって強度低下を生じない限

界の最大砥粒切込み深さ gcr は，破壊靭性，平 j骨材強度，硬さ試験における

押し込み抵抗な ど ， 供試材の機械的特性の関数として与えられる.この関係



を用いて任意の加工条件における強度の予測が可能となる .耐加工損傷性の

向上に対しては き裂進展抵抗の大幅な増加をもたらす粒子架橋効果は有効

ではなく，材料内部の局所的な圧縮残留応力のような，き裂先端前方で作用

するタイプの強靭化機構が望 ましい.研削加工材の最低保証強度は g の増加

に対して極大値が存在する.このことから，最低保証強度 を基準に考えると，

取適加工条件が存在し しかも その条件下では平均強度が低下しない限界

の加工条件よりも高能率な加工が可能である .加工損傷は，室温，高温のい

ずれにおいても き裂進展速度を加速させ，疲労特性に悪影響を及ぼす.扇

温酸化における酸素侵入深さは g のべき関数で表さ れる.

ノド論文で得られた知見は 即時破壊強度，最低保証強度，疲労特性などの

所要の音1)材特性を得るための加工条件を選定する適切な指針となる.特に

即時破壊強度と加工条件との関係に関しては，加工条件の関数として表され

る最大砥粒切込み深さ g のべき関数で表しているので，最適加工条件の選定

を極めて容易にしている .

本論文において は，研削加工における材料の破壊条件は，庄子圧入時のそ

れと同様の関係則が成り立つと考え，加工き裂としては単純なメディアンき

裂を仮定している .このような仮定は，結品粒の大きさが，加工に よ って導

入されるき裂に対して相対的に十分小さく，等方・均質と見なせる材料に対

しては成り立つと考えられるが，今後開発が進められるであろう，異方性が

強く不均質な材料では，粒子形状や配向方向，粒子と粒界相との間の界面特

性などの影響を受け，き裂形状はより複雑なものとなると考えられる. もち

ろん ， このよつな場合 ， 等方 ・均質体であることが前提条件の破壊力学は，

その適用性に 問題が生じる . 今後は，上記のような微小な領域での材料特性

と破壊現象との関係に関して得られる であろう新たな知見を基に，研削加工

における材料の破壊条件について精微に検討を行う必要があると考える.こ
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のような研究は，加工き裂の発生を回避するための加工限界に関する情報を

与えるだけでなく，耐加工損傷性に優れた材料の開発に資するところが大き

いと期待される.
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付録.砥粒保持剛性が研削加工材強度特性に及ぼす影響

本論文では研削加工材の強度が最大砥粒切込み深さ g のぺき関数で表 され

ることを示した.この表示式の中で， g を定める研削加工条件以外の，主軸

岡Ij性，砥粒の保持剛性などの影響を包括して加工系の剛性の影響 と呼び，こ

れを補正項 αn で表した.ここでは，系全体の剛性に大きな影響を及ぼすと

考えられる主軸静剛性 砥粒保持剛性に注目する .

このとき，砥粒は図 A-l に示すように直列に結合されたこつのパネの一

端に取り イナ けられている状態にモデル化できる.パネの一方は，主軸静岡リ性，

他方は砥粒保持剛性に対応する.つまり，両者の弱い方が全体の剛性により

大きな影響を及ぼすこととなる . 本研究で用いた研削盤は汎用のもので そ

の主軸静剛性は約30N/μmで、あった . 一方，ダイヤモンド砥粒の結合材とし

ては一般に，有機質のレジノイド結合材，ガラス質のビトリファイド結合材，

銅などの金属粉末を焼結したメタ ル結合材の 3 種類が用いられる.図 A-2

は， レジノイドボンドダイヤモンド砥石表面の SEM写真であるが，砥粒は

細かな結合材粒子の中に埋め込まれるような形で保持されている.しかも

これら結合材の弾性率は鉄鋼材料に比べ数分の一程度であることから，砥粒

保持剛性は主軸静剛性に比べるとかなり小さいと考えられる. したがって

系全体の 剛性に対して は， 主軸静剛性よりも砥粒保持剛性の方が影響が大き

いと 言 える .

一般に砥粒保持剛性は，砥粒を保持する結合材の材質や，砥粒と砥粒を結

ぶ結合材の太さを決める砥粒の含有率等の影響を受けるが セラミックスの

研削に用いるダイヤモンド砥石は砥粒含有率が高々十数%と非常に低いので，

結合材の材質によって最も大きな影響を受けると考えられる.本研究では，

京大砥粒切込み深さ g に影響を及ぼす集中度 と砥石粒度を同一 に保ったまま，

結合材のみを変化させた砥石を用意し，砥粒保持剛性が研削加工損傷による

k' :主軸静剛性

k: 砥粒保持剛性

加工物

図A-l 加工系剛性の力学的モデル



50μm 

図 A - 2 砥粒の保持状態、(レジノイドボンド砥石)
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強度劣化に及ぼす影響について検討した.結合材はレジノイド，ビトリファ

イド，メタルの 3 種類とし 集中度は 75 粒度は 200 とした.砥粒保持剛性

を表すパラメータは今のところ規格化されておらず 相関のあると考えられ

ている特性を用いて評価されている.表A-l に それぞれの砥石の曲げ強

度及び弾性率を示す.弾性率はレジノイド ピトリファイド メタルの )IIR に

大きくなる.また， 一般に砥石は硬脆材料である砥粒や， 気孔などを多く含

むので脆性材料とし て扱われる . そのため 3 点曲げ強度は 欠陥として作用

する気孔などの大きさを反映したも のということができ，実際，気孔率の両

いピトリファイド砥石が著しく低い値となっている.このことは，低粒に大

きな力が加わった場合 結合材の破壊によって砥粒が脱落しやすいことを意

味する.

砥石の準備条件，研削加工方法は第 3 章 などと同様である.なお， メタル

ボンド砥石のドレッシングにはボンドダイヤモンドドレ ッサを用いた .供試

材は炭化ケイ素セラミックス (S C 1 材)である.図 A -3 は結合材による

研削加工材強度の劣化の程度を レジノイドボンド砥石の場合を基準として

比較したもので，図中の曲線は実験結果の回帰曲線を示す. 基準となるレジ

ノイド ボン ド砥石の結果は 第 3 章で得られた式( 3 -2 )を用いた.細い

実線で示すピトリファイドボンド砥石の場合は， g の増加に対する強度劣化

の傾向がレジノイドボンド砥石とほとんど変わらないが メタルボンド砥石

の場合は g の増加に対して，より急激に強度が低下する傾向が見 られる.そ

の回帰式として次式が得られた.

σf = 259(g + 0.120f3 

式( 3 -2 )と比較すると係数項，補正項 α口ともに小さくなっている.これ

らの変化は定性的には次のように説明できる .αn の減少は砥粒保持剛性の

増加により砥粒の切削における切り残しが小さくなる ことに対応していると



結合材

表A - l 結合材の曲げ強度お よび弾性率

三点曲げ強度食 (MPa) 弾性率 (GPa)

142 2.3 レジノイドボンド

ビトリファイドボンド 47 

421 

4.7 

5.1 

女JIS K691 1 に準拠

メタルポンド
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図A-4 研削加工材強度に及ぼす砥粒保持剛性の影響

123  
最大砥粒切込み深さ g (μm) 

関 A - 3 研削加工材強度に及ぼす砥石結合材の影響
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考えられる.また，係数項の減少は砥粒先端の摩耗によって先端が鈍くなっ

たことに対応していると考えられる.

以上のことから，砥粒保持剛性と研削加工損傷による強度劣化との関係は，

図 A-4 に模式的に示すように保持剛性が大きくなるほど g の増加に対する

強度の低下率が大きくなると考えられる.
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