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第１章　緒　論

　無数の小球（ショット）を高速で被加工材表面に衝突させる加工法をショットピーニング (1)とい
こん

う．ショットピーニングの作用としては，痕の生成，表面改質，圧縮残留応力の付与，加工硬化な

どが挙げられ，ショットピーニングの効果としては，被加工材の疲れ強さの向上，耐摩耗性の向上，

耐応力腐食割れの向上だけでなく，トライボロジー効果 (2)，熱伝達特性の向上 (3)，流体抵抗の減少

(4) などがある (5)．現在，ショットピーニングを利用している主なものには，翼，機体，タービン，

ランディングギヤからねじに至る航空機のほとんどの部品，そして，ばね，歯車，コネクティング

ロッド，クランクシャフトなどの自動車部品，さらには，石油や化学プラントの圧力容器などがあ

る．ショットピーニングは，被加工材に対して，ショットの材質，硬さ，粒径，比重などを吟味し，

ショットの投射条件である投射速度，投射量，投射時間，投射密度，投射角などをフィードバック

制御することにより，最適な加工条件下で行われる．これに対し，加工条件をあまり管理せずに実

施する場合をショットブラストと表現することが多い．ショットブラスト (6)(7)は，部品のスケール

落とし，バリ取り，下地処理，梨地加工などに用いられている．

　そもそもショットピーニングの始まりは，19 世紀後半までさかのぼる．1870 年に B.C.Tilghman

は，蒸気や水，圧縮空気を吹き付けることによる切断や研磨，そして，遠心力による研磨材の投射

を特許として発表している．同年の博覧会において Tilghman は，コランダムの粒子を 300lbs/in2

｛2.07MPa｝という高圧の水蒸気でダイヤモンドに吹き付け，ダイヤモンドを切断して人々を驚かせ

た(8)．それがショットピーニングの起源とされている．同じくTilghmanは金属小球の製造を目的に，

回転させたディスク形状の受け皿の上に溶融金属を注ぎ，滴の形で金属を発射させ，空中で冷却・

凝固させる方法を考案し，この方法によって鋳鉄球を製造することに成功した (9)．このとき，針金

を短く切断することによって粒を製造することも考案しており，カットワイヤショットの原形で

あったと考えられる．1927 年に E.G.Herber t は，鋼球を落下させ，鋼材に衝突させる方法を

「Cloudburst」と名付け，この方法によって鋼材が加工硬化することを発表した (9)．そして，1930年

代になると板ばねにショットブラストを施すことにより，ばねの寿命が向上することが発見された

(9)．この頃からショットピーニングが注目され始め，ショットピーニングに関する研究が増え始め

る．1943年には J.O.Almenが，ショットピーニング強度の標示法である「Almen Gauge System」を

考案した(10)．薄い金属板の片面にショットピーニングを施すと，金属板のその表面が一様に叩き延

ばされるため，円弧状に変形する．一般にショットピーニング強度が強いほど，金属板の変形量も

大きくなるので，その金属板の湾曲高さがショットピーニング強度の指標の 1つとなり，現在，最

も広く普及している強度標示方法である．

　欧米では20世紀前半にはショットピーニングに関する研究が盛んに行われていたが，日本におい

てショットピーニングが実質的に始まったのは，1950年に米軍の軍用車用懸架ばねの修繕が日本で
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発注されたときであった (11)．1950年代から日本でばねに対するショットピーニングの研究が始ま

り(12)，その後，自動車部品や航空機部品などに対してもショットピーニングの用途が広がっていっ

た．さらに最近では，新しいピーニング方法が研究され，疲れ強さや耐摩耗性の向上が確認されて

いる．その新しいピーニング (13)(14) として，ウォータージェットピーニング，超音波ピーニング，

レーザピーニング，キャビテーションピーニングが挙げられる．これら4つの手法について簡単に

紹介する．

　ウォータージェットピーニング (15)～ (17)とは，浸炭硬化鋼歯車の高強度化手法として開発された

ショットピーニングである．直径 0.05 ～ 0.20mm のガラスビーズを 100 ～ 250MPa の高圧水により

歯車歯面に投射させ，最大で約1500MPaの圧縮残留応力が付与された．表面粗さ（最大高さ） zR が

0.8µmと5.0µmの歯車にウォータージェットピーニングをそれぞれ行うと，表面粗さ zR はそれぞれ，

1.6µmと 7.0µmになるという結果が得られている．また，歯車の単純曲げ疲れ試験において，浸炭

硬化鋼歯車はウォータージェットピーニングにより曲げ強さが約50%向上し，歯車の動力循環試験

における面圧強さは約 17% の向上が認められた (17) と報告されている．このウォータージェット

ピーニングはRV車やミニバン，キャンピングカーなどのファイナルドライブギヤに採用されてい

る (17)．ここで歯車の面圧強さとは，歯面間の滑り・転がり接触に対する歯面の疲労強度をいう．

　超音波ピーニング (18)～ (21)とは，超音波振動を利用したショットピーニングであり，圧電型トラ

ンスデューサにより20kHzの電気信号が機械的振動に変換され，ブースターとソノトロードで所定

の振幅（30～200µm）に増幅された後，密閉容器内のショットに伝達される．超音波ピーニング用

のショットには直径 0.4～ 3.0mmのベアリングボールや超硬ボールなどが用いられ，密閉容器内で

気体の分子運動のようにランダムな跳ね返りを繰り返すことで，被加工物にピーニング効果が付与

される．直径 0.86mmの超硬ボールで歯車に超音波ピーニングを行った場合，最大圧縮残留応力は

1500MPa，表面粗さ zR は 4.59µmという結果が得られている (18) ～ (21)．

　レーザピーニング (22)～ (24)とは，水中でパルスレーザを照射したときに発生する高圧プラズマの

衝撃作用を利用したピーニング技術である．プラズマの圧力は数GPaに達し，ステンレス鋼にレー

ザピーニングを施した場合，圧縮残留応力は約700MPaとなり，表面付近の硬さは約30%増大する

結果となった (24)．

　キャビテーションピーニング (24)～ (27)とは，キャビテーション気泡の崩壊時に生じる衝撃波やマ

イクロジェットによる衝撃力により材料表面にピーニング効果を付与する技術である．具体的には，

大気中に低速水噴流を噴射して，その中心に高速水噴流を噴射するものであり，水中キャビテー

ション噴流やウォータージェットなどより加工能力が大きいことが明らかにされている(25)．また，

浸炭硬化されたクロムモリブデン鋼の回転曲げ疲れ試験において，ショットピーニングを施すこと

により疲れ強さは向上したが，キャビテーションピーニングを施すと，ショットピーニングの場合

よりさらに疲れ強さが増大した (26)(27)．
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　このようにピーニング効果を付与する新手法の研究が進んでおり，ショットピーニングの進展と

合わせて，機械要素のさらなる疲れ強さ向上が期待できる．近年，自動車のトランスミッションの

小型化・軽量化，変速の多段化に加え，エンジンの高出力化に伴い，歯車の高強度化は重要な課題

となっている (28)(29)．その課題の克服を目指し，トランスミッションの大きさはそのままという制

約条件の下，歯車配列の見直し，構成歯車の歯幅や軸間距離の縮小，軸剛性の向上，ベアリングの

変更，新材料の採用，ミッションケースの薄肉化などが行われるが，必要部位については，ショッ

トピーニングが施される (14)(30)．また，自動車のモデルチェンジ時にエンジン出力が増加しても，

ショットピーニングによる歯車の高強度化が可能であるならば，これまでと同サイズのトランス

ミッションでその動力を伝達することができる．これにより新規のトランスミッションを設計・製

作することなく同サイズのトランスミッションで対応でき，トランスミッションの共通化，部品数

の低減を図る場合もある (31)．

　自動車用歯車に必要なショットピーニング条件は，1980年代以前は遠心式装置によるアークハイ

ト 0.4～ 0.5mmA，カバレージ 300%，ショット粒径 0.8mmであった．しかし，歯車のさらなる高強

度化を目指し，次のようなショットピーニング条件が見いだされた (29)．1つは遠心式装置の翼車の

回転速度を上げ，アークハイト 0.7 ～ 0.8mmA のセミハードショットピーニングであり，もう 1 つ

は，圧縮空気を用いてショットを投射するエアノズル式で，アークハイトは0.95～1.1mmAのハー
じん

ドショットピーニング(32)である．Moの増加による浸炭層の靱性向上および不純物元素の低減によ

る結晶粒界の強化を行った高強度材料（CM818H材）に上記のセミハードショットピーニングなら

びにハードショットピーニングを施した場合，従来のショットピーニングに対して，ハードショッ

トピーニングは約6倍，セミハードショットピーニングは約2倍の疲れ強さ向上が得られた (29)．し

かし，ショットピーニングによる表面粗さの増大は，歯車の疲れ強さ向上に悪影響を及ぼすことが

あることから，ショットピーニング後に歯先盛り上がり部を除去加工する方法や歯面研削などが検

討され，その手法を自動車用歯車に適用した例もある (29)．

　ショットピーニングにより表面粗さを低減させる手段として，二段ショットピーニング (33)があ

る．これは一段目にハードショットピーニングまたは大径ショット（例えば直径 0.7～ 1.1mm）に

よるショットピーニングを行った後，二段目に小径ショット（例えば直径0.05～0.3mm）を投射さ

せ，一段目のショットピーニングで増大した表面粗さを小さくさせるものである．二段ショット

ピーニングの特徴として，一段目の大径ショットによる深い圧縮残留応力分布と二段目の小径

ショットによる表面付近での高い圧縮残留応力分布を加算したような圧縮残留応力分布が得られ

(31)，一段のみのショットピーニングの場合より表面付近の硬さ分布や圧縮残留応力分布が増大し，

歯車などの疲れ強さが向上する (33) ～ (38) ことが報告されている．

　JICSTのデータベースにおいて，1985年から1998年までの間のショットピーニングに関する文献

は1362件ある(5)．それらの文献の国別割合をみてみると，日本が41.8%で最も多く，アメリカ15.6%，
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ドイツ 13.0%，イギリス 12.3%，フランス 4.7%の順になっており，特に日本でショットピーニング

に関する研究が取り組まれていることがわかる．また，それらの文献をショットピーニングの目的

別に分類すると，疲れ強さに関する文献が圧倒的に多く，全体の半数近くに達する．そして，被加

工材の観点からみると，世界では低合金鋼，浸炭鋼，アルミニウム合金，ばね鋼などに関する文献

が多いが，日本では浸炭鋼に関する文献が最も多い．これは日本で浸炭鋼が多用されている自動車

用歯車に関する研究が多いためであると考えられる．さらに，歯車とショットピーニングに関する

文献に着目すると，JST7580（科学技術全分野 1975～ 1980年）と JSTPlus（科学技術全分野 1981年

以降）のデータベースで，1975年から 2003年の 29年間に 430件あり，そのうち日本で発行された

文献（英語の文献を含む）は 275 件ある．430 件の中の 275 件が日本で行われた研究とは単純にい

えないが，歯車の強度や性状などに及ぼすショットピーニングの影響に関する研究が日本で数多く

行われていることがわかる．先述したように欧米に比べ，日本でのショットピーニングに関する研

究の始まりは遅かったが，歯車の強度向上が要求されている現在，歯車とショットピーニングに関

する研究が日本で活発に行われていることは，日本が動力伝達分野においても技術先進国であるこ

とを十分に裏付けられる．

　歯車の主な損傷形態 (39)(40)には，ピッチングやスポーリングなどの表面損傷，過負荷や疲れなど

による折損，歯形が変形する塑性変形，油膜が破断することで発生するスカッフィング，凝着摩耗

やアブレシブ摩耗に代表される摩耗などが挙げられる．それらの損傷形態の中でも，歯車の強度設

計においては，面圧強さの観点からピッチングやスポーリングなどの表面損傷について，そして曲

げ強さの観点から歯元曲げ疲労による歯元からの折損について議論されることが多い(41)．ここで，

表面損傷とは，作用歯面が繰返し応力を受けているうちに，接触面下の材質の一部が疲労破壊して

脱落し，穴状の痕跡（ピット）あるいは大きなはく離痕を残す現象のことをいう (42)．ピッチングと

スポーリングは同じ表面損傷の部類にあり，損傷形態の分類方法に世界的な統一基準がないことか

ら，研究者によってピッチングとスポーリングの分類が異なる場合がある．しかし一般的には，き

裂の発生起点として，表面から発生したき裂に起因するはく離をピッチング，表面下で発生したき

裂に起因するはく離をスポーリングと定義されている．

　ショットピーニングによる曲げ強さの向上は数多く報告されており (43)～ (47)，曲げ強さはアーク

ハイト値の増加に比例する傾向にある．しかし，歯車の面圧強さに及ぼすショットピーニングの影

響に関しては，ショットピーニングによる硬さと圧縮残留応力の増加は得られるものの，疲れ強さ

や歯車精度に悪影響となる表面粗さも増大することから，ショットピーニングによりピッチング寿

命が向上した報告 (48)～ (51)と低下した報告 (52)(53)，さらに向上および低下した報告 (54)が存在する．

また，ショットピーニングによる表面硬さ，圧縮残留応力，表面粗さとピッチング強さの関係を示

した報告 (55)などもある．これらのピッチング強さが低下した報告では，ショットピーニングによ

る表面粗さの増大がピッチング強さに悪影響を及ぼしたと結論づけている．このようにピッチング
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強さに及ぼすショットピーニングの影響について検討した研究は数多く報告されているが，表面下

のき裂発生に起因するスポーリング強さに及ぼすショットピーニングの影響に関する報告 (44)はあ

まりない．

　藤田・吉田らは，浸炭硬化鋼歯車 (56)，浸炭硬化鋼ローラ (57)，窒化歯車 (58)，窒化ローラ (59)，高

周波焼入れローラ (60)などの疲れ試験を行い，歯車やローラの硬さ分布に対する接触表面下のせん

断応力分布の比が極大となる深さとスポーリングき裂の発生深さがほぼ一致することを明らかにし

ている．さらに，歯車やローラの硬さに対するせん断応力の比の振幅を用いることで，スポーリン

グき裂の発生深さを推定することができ，スポーリング強さの評価や面圧強さに対する最適硬化層

深さの算出が可能であることを示している．また，藤田・吉田らは，調質ローラや高周波焼入れロー

ラのピッチングにおいて，ローラの硬さに対する垂直応力の比を用いることにより，ピッチング強

さを評価できることも示している (61)(62)．

　焼結材で製作された機械部品は自動車部位の中でも，特にエンジン部分と駆動部分に多く用いら

れている．自動車 1台当たりの焼結部品の使用量は，20年前と比較して日本でもアメリカでも 2倍

以上に増加しており(63)，今後も増加する傾向にあると予想される．金属粉の圧縮と焼結により材料

および製品を製造する技術を粉末冶金というが，粉末冶金により製造された機械部品の特徴として，

次のことが挙げられる．決められた形により近いニヤネットシェイプならびに決められた形どおり

のネットシェイプを実現できること，同形状のものを大量生産することが可能であること，金型の

精度が製品に反映されるので，高精度のものが得られること，機械加工を省略できることから，溶

製鋼で製造した機械部品より生産コストを抑制できることなどである．1940年頃，アメリカのGen-

eral Motorsで自動車用のオイルポンプギヤの焼結化に成功した．この部品は，それまで鋼材を機械

加工し，歯切り加工を行って仕上げていたが，焼結化により，ホブ盤などの多くの工作機械や熟練

工が不要となり，設備費，人件費を抑制できた上，短時間に大量生産することが可能になった (64)．

その後，焼結機械部品の用途は，自動車や自動二輪車を始めとする輸送機械，OA機器や土木建設

機械，農業機械などの産業機械，家電製品や電動工具などの電気機械などに広がっていった．しか

し，焼結材は気孔を有するため，鋼材より強度的に弱いことが欠点であり，浸炭硬化鋼歯車のよう

に高負荷環境下で用いることができないのが現状である．そこで近年では，焼結材の強度向上のた

め，高密度化，超微粒化，焼入れ性や加工性の改善，黒鉛の拡散防止などが試みられている (65)．鋼

歯車の高強度化のために，表面強化法としてショットピーニングが歯車に適用されているが，焼結

歯車には適用されていない．また，焼結歯車の疲れ強さに及ぼすショットピーニングの影響を検討

した研究 (66)(67) はあまりみられない．

　そこで本研究では，浸炭硬化させた鋼歯車の面圧強さに及ぼすショットピーニングの影響を検討

して，鋼歯車のさらなる高強度化を目指すことを目的としている．さらに，プラズマ浸炭硬化させ

た焼結歯車の面圧強さに及ぼすショットピーニングの影響について検討を行い，生産コストを抑制
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するためにも，鋼歯車の代替歯車として焼結歯車の高強度化を目指すことを目的としている．

　本論文は，緒論，総括および 5 つの章から構成されており，その概要を以下に示す．

　第 2章では，直径 30mmおよび直径 60mmのプラズマ浸炭硬化焼結ローラ，モジュール 5mm，基

準圧力角 20°，歯数 16枚のプラズマ浸炭硬化焼結歯車，直径 60mmの浸炭硬化鋼ローラ，モジュー

ル5mm，基準圧力角20°，歯数20枚の浸炭硬化鋼歯車に対し，異なる条件でショットピーニングを

施し，ローラおよび歯車の表面性状に及ぼすショットピーニングの影響について検討を行った．

　第3章では，二円筒滑り転がり疲れ試験機を用いたローラの転がり疲れ試験ならびに動力伝達式

歯車試験機を用いた歯車の運転疲れ試験について述べた．さらに歯車のかみあいにおける荷重分担

率，相対曲率半径，滑り率などの変化について示した．また本論文で用いたローラ対および歯車対

において求めた理論最小油膜厚さ minh と2面間の潤滑状態を表す無次元数の D 値から，ローラおよ

び歯車の潤滑状態について検討した．

　第 4章では，焼結ローラの転がり疲れ試験，焼結歯車の運転疲れ試験を行い，焼結ローラならび

に焼結歯車の面圧強さに及ぼすショットピーニングの影響について明らかにした．さらに，直径

30mmと直径60mmの焼結ローラの面圧強さの比較，焼結ローラと焼結歯車の面圧強さの比較を行っ

た．

　第5章では，スポーリング損傷が発生しやすいシャープエッジ形状の鋼ローラとピッチング損傷

が発生しやすい面取り形状の鋼ローラを用いて，それらのローラの転がり疲れ試験を行った．そし

て，鋼ローラのスポーリング強さおよびピッチング強さに及ぼすショットピーニングの影響につい

て明らかにした．さらに，鋼歯車の面圧強さに及ぼすショットピーニングの影響について明らかに

した．そして，焼結ローラと鋼ローラの面圧強さの比較，鋼ローラのスポーリング強さとピッチン

グ強さの比較，鋼ローラと鋼歯車の面圧強さの比較，焼結歯車と鋼歯車の面圧強さの比較を行った．

　第 6章では，本論文で用いたローラおよび歯車の内部応力を求め，硬さに対する直交せん断応力

の比の振幅または硬さに対する垂直応力の比の振幅を用いることにより，スポーリング損傷発生深

さならびにローラおよび歯車の面圧強さについて評価を行った．

　第 7 章では，各章で得られた結果について総括している．
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第２章　ショットピーニングを施したローラと歯車の表面性状

2.1　緒　言

　ショットピーニングは機械部品の強度向上に用いられ，自動車などの軽量化，コンパクト化に大

きく貢献している．日本では 1950年代に自動車用ばねにショットピーニングが適用され，1980年

代以降から自動車の駆動系歯車，コネクティングロッド，クランクシャフトなどのエンジン部品な

どにショットピーニングが用いられるようになった(1)．駆動系歯車の大半には浸炭焼入れが施され

ており，歯車自体が高硬度であることから，ショットピーニングによる歯車の強度向上を得るため

には，高硬度のショットを用いて強いショットピーニングを行う必要がある．歯車の曲げ強さには

強いショットピーニングを施すほど向上するという結果(2)～ (6)が得られている．しかし必ずしも強

いショットピーニングが歯車の疲れ強さ向上に適しているとはいえず，歯面精度の悪化や歯車騒音

を招く問題がある．このため，ショットピーニングの効果を最大限に引き出すために，ショット

ピーニングに関する解析も幅広く行われている．例えば，歯車形状に対する最適なショット粒径を

示し，モジュールに対して大きすぎるショット粒径を用いると，ショットが歯元付近に衝突しにく

くなり，疲れ強さが低下することを示した報告 (7)や，疲れ強さに及ぼすショットピーニングによる

残留応力の影響を破壊力学的に解析した報告 (8) などがある．

　機械部品の製造手段としては，溶製鋼を機械加工する方法に加え，鋳造，鍛造，粉末冶金などが

挙げられる (9)．鋳造法とは，金属または合金をその融点以上の温度に加熱溶解し，あらかじめ模型

を使って製作した鋳型に溶解した金属を鋳込み，冷却後，砂落としなどを行って，製品とする方法

である．次に鍛造とは，固体の材料の一部または全部に，降伏点を越える応力を与えることにより

塑性変形を起こさせ，所定の形状や寸法にして製品とする方法である．そして粉末冶金とは，金属

粉の成形と焼結による機械部品の製造方法である．機械部品の形状を金型で製作し，その金型に金

属粉を入れ，成形・焼結することで，金型の形状が転写され，機械部品の完成形に近いものあるい

は完成形ができあがる．

　鋳造，鍛造，粉末冶金の 3つの製法に対して製品の大量生産への適用性について考慮すると，ま

ず鋳造は 1つの製品につき 1つの鋳型を必要とするため量産向きではない．また材料に負荷を加え

加工硬化させることで材質の改善が期待できる鍛造は，大量の製品を作り出すことが可能であるが，

鍛造後の加工は困難であり，複雑な機械部品への適用には向かないのが現状である．一方，上記の

2製法と比べ，粉末冶金は1つの金型で大量の製品を製作でき，さらに成形・焼結後の圧粉密度（6.2

～ 7.3g/cm3）は一般にその金属粉の真の密度（約 7.9g/cm3）より低いため，強さに多少の問題があ

るものの，かなり複雑な形状に対してもニヤネットシェイプ加工やネットシェイプ加工が可能で，

機械加工を省略できる利点を有する．

　従来，歯車は，鋼材を機械加工し，ホブ切り加工後，熱処理し研削仕上げを行う工程により製作
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され，そのため機械加工に時間とコストを費やさなければならない．これに対し粉末冶金では短時

間に大量生産が可能である．また，鍛造と粉末冶金の原材料費は同程度であるが，粉末冶金の設備

費は鍛造より少なくてすみ，機械加工を省略することが可能な粉末冶金は，機械部品製造のコスト

ダウンにつながる理にかなった製法であるといえる．さらに，金型の精度が製品に反映される粉末

冶金では，近年の金型の精度向上により高精度の焼結機械部品が得られる(10)．したがって，生産の

短時間，低コスト，高精度の観点から，自動車や自動二輪車などに用いられる歯車などの機械部品

の多くは，粉末冶金により製造されている．

　焼結機械部品の強度を向上させるための表面強化法として，ショットピーニングが挙げられるが，

焼結材とショットピーニングの関係についての研究は数少ない．さらに，焼結材で製作された歯車

の強さに及ぼすショットピーニングの影響について詳細に検討した研究はみられない．

　ショットピーニングを施した歯車の疲れ強さを検討するためには，それらの歯車の運転疲れ試験

ならびに歯車のかみあいをモデル化したローラの転がり疲れ試験を行う必要がある．ショットピー

ニングには，加工方法や投射材，加工条件など多岐にわたる条件が存在する．したがって，ローラ

および歯車に種々の条件でショットピーニングを施し，それらの疲れ試験を行う前に，ローラおよ

び歯車の表面性状に及ぼすショットピーニングの影響を検討する必要がある．

　そこで本章では，プラズマ浸炭硬化させた焼結ローラおよび焼結歯車，そして浸炭硬化させた鋼

ローラおよび鋼歯車にショット投射速度，ショット粒径，ショット硬さ，ショット投射時間の異な

る条件でショットピーニングを施し，ローラならびに歯車の硬さ，圧縮残留応力，表面粗さなどを

測定した．さらに焼結ローラおよび焼結歯車は気孔を有するため，ショットピーニング処理前後の

気孔分布についても計測を行った．これらの結果から，ローラおよび歯車の表面性状に及ぼす

ショットピーニングの影響について検討を行った．
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2.2　試験ローラと試験歯車

2.2.1　試験ローラ

　ローラの疲れ試験方法については第 3章で詳述するが，試験ローラと相手ローラの 2つのローラ

を試験ローラ対として転がり疲れ試験を行う．本論文では，試験対象となる試験ローラに焼結ロー

ラおよび鋼ローラを用いた．表 2.1に焼結ローラの製造条件を示す．焼結ローラを製造するにあた

り，直径 35mmと直径 65mmの焼結ディスクを製作した．焼結ディスクは，直径 127～ 175µmの部

分合金化鋼粉に潤滑効果と酸化防止のためにグラファイトとステアリン酸亜鉛を混合し，圧力64kN/

cm2 で圧粉密度 6.9g/cm3 に成形された後 1403K で焼結されている．

　図 2.1(a) と (b) に試験ローラ対の形状と寸法を示す．本論文では直径 30mm の焼結ローラと直径

60mmの焼結ローラおよび鋼ローラを使用した．焼結ローラの形状および寸法は，直径 30mmの場



Powder type 0.7% Mn,  1.0% Cr
0.2% Mo,  Balance Fe

Particle diameter 127µm to 175µm

Mixing 0.3% Graphite
0.8% Zinc stearate

Compacting pressure 64kN/cm2

Green density 6.9g/cm3

Sintering 1403K × 0.5hr, in N2 
gas

Machining Turning

Plasma case-
hardening

Temperature 1223K

Heating time 2.7hr

Atmospheric
pressure 533Pa,  H2 

: C3H8 
= 3 : 2

Finishing Grinding

Table 2.1    Manufacturing conditions of sintered rollers
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(b)  Test roller pair with 60mm in diameter

Fig. 2.1   Shapes and dimensions of test roller pair
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合，図 2.1(a)の左端に示し，直径 60mmの場合，図 2.1(b)の左端（試験ローラ 1）に示している．ま

た直径 60mmの鋼ローラは，図 2.1(b) に示す試験ローラ 1 ならびに試験ローラ 2 の形状である．焼

結ローラの製作では，直径 35mm の焼結ディスクを図中の直径 30mm の試験ローラ形状に，直径

65mmの焼結ディスクを図中の直径 60mmの試験ローラ形状にそれぞれ機械加工された後，ローラ

円周面にプラズマ浸炭処理ならびに研削仕上げが行われた．ここで，直径30mmの焼結ローラの表

記名を P3とし，直径 60mmの焼結ローラの表記名をP6とする．浸炭処理として通常はガス浸炭処

理が用いられるが，鋼材より圧粉密度の小さい焼結材に対してガス浸炭処理を用いると，炭素が焼

結材内部まで浸透拡散するため，硬化層深さや組織の制御が困難になるという欠点がある．これに

対してグロー放電を利用するプラズマ浸炭処理の場合は，低圧の浸炭性ガス中で浸炭を行うため，

硬化層深さや組織の制御がガス浸炭処理に比べ容易となる．したがって本論文で用いた焼結ローラ

の熱処理には，プラズマ浸炭処理を適用した．プラズマ浸炭処理の条件は，表 2.1に示すとおりで

ある．なお，樹脂に酸化ホウ素などの浸炭防止材料を分散させた浸炭防止塗料を焼結ローラ側面に

塗布し，プラズマ浸炭処理を行った．この浸炭防止により，ローラ側面からの浸炭硬化はなく，ロー

ラ円周面のみから浸炭硬化された．

　第 3章で詳述するが，ローラおよび歯車の主な表面損傷として，ピッチング損傷とスポーリング

損傷が挙げられる(11)．ピッチング損傷は表面き裂発生に起因し，スポーリング損傷は表面下き裂発

生に起因する．そこで鋼ローラでは，スポーリング損傷に対する強さを表すスポーリング強さと

ピッチング損傷に対する強さを表すピッチング強さに着目する．試験ローラとして，スポーリング

損傷が発生しやすいシャープエッジ形状のローラ（図 2.1(b) の試験ローラ 1）とピッチング損傷が

発生しやすい面取り形状のローラ（図 2.1(b) の試験ローラ 2）を使用した．ここで，シャープエッ

ジ形状の試験ローラ 1を鋼ローラS1とし，面取り形状の試験ローラ2を鋼ローラS2とする．まず，

図 2.1(b)に示す鋼ローラS1を製作するにあたり，直径60.4mmに円筒研削されたクロムモリブデン

鋼（JIS：SCM420）の丸棒にガス浸炭処理（CO2 1.2vol%，C.P.[Carbon potential] 0.6wt%, 1203K×5h）

を行い，図示のローラ形状に機械加工した．その後，焼入れ・焼戻し（焼入れ：1103K×0.5h油冷，

焼戻し：427K×1h空冷）を行うことで，ローラ円周面のみから浸炭硬化されるようにしている．す

なわち，鋼ローラS1のローラ側面からの浸炭硬化はない．その後，ローラ円周面を研削仕上げした．

　図2.1(b)の中図に示す鋼ローラS2は，ローラ円周面にピッチング損傷を発生させるため，ローラ

円周面下のローラ幅を大きくさせた．これにより，ローラ円周面下の応力を分散させることができ，

表面下き裂発生に起因するスポーリング損傷が発生しにくくなると考えた．クロムモリブデン鋼

（JIS：SCM420）を図示のローラ形状に機械加工した後，鋼ローラ S1と同条件でガス浸炭処理，焼

入れ・焼戻しを行い，ローラ円周面と側面が浸炭硬化されている．なお鋼ローラS2では，ローラ円

周面にピッチング損傷を発生させることを目的としているので，ローラ側面に浸炭防止を施してい

ない．本熱処理後，ローラ円周面に研削仕上げが施された．
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　図2.2(a)と (b)は，それぞれ鋼ローラS1とS2の浸炭層を示したものである．各鋼ローラの軸断面

を研磨した後，エチルアルコールと硝酸を 9:1の割合で混合したナイタル液でエッチングを行い浸

炭層を観察した．ここで，軸断面とは，図 2.3(a)に示すように，ローラまたは歯車の軸方向に対し

て平行にそれらを切断した断面を示す．また後述する軸直角断面とは，図2.3(b)に示すように，ロー

ラまたは歯車の軸方向に対して垂直にそれらを切断した断面を示す．鋼ローラ S1 の浸炭層は図

2.2(a) に示すとおりであり，ローラ円周面のみから浸炭されており，ローラ側面から浸炭されてい

ないことが確認できる．また，鋼ローラS2の浸炭層は図2.2(b)に示すとおりであり，ローラ円周面

ならびに側面から浸炭されていることが確認できる．図2.2(a)と (b)より，鋼ローラS1およびS2の

浸炭層の深さに大きな違いがみられるが，後述するローラ円周面下の硬さ分布には大きな違いがみ

られなかった．

　なお，焼結ローラP3の相手ローラ，焼結ローラP6と鋼ローラの相手ローラは，クロムモリブデ

ン鋼（焼結ローラの相手ローラには JIS：SCM415，鋼ローラの相手ローラには JIS：SCM420）をそ

れぞれ図 2.1(a)右図，図 2.1(b)右端に示すローラ形状に機械加工され，鋼ローラと同条件で全表面
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Fig. 2.3   Cross section of test roller and test gear

(a)  Axial section

Test roller Test gear Test roller Test gear

(b)  Transverse section

Fig. 2.2   Cross section of steel roller

Inner surface

(a)  Steel roller S1 (b)  Steel roller S2
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から浸炭硬化された．相手ローラにも，浸炭硬化の後，ローラ円周面に研削仕上げが施された．

2.2.2　試験歯車

　歯車の疲れ試験方法については第 3章で詳述するが，試験歯車と相手歯車の 2つの歯車を試験歯

車対として運転疲れ試験を行う．試験歯車を被動側，相手歯車を駆動側とし，試験歯車が試験対象

となる歯車である．本論文では，試験対象歯車として焼結歯車ならびに鋼歯車を用いた．焼結歯車

の表記名を PG とし，鋼歯車の表記名を SG とする．表 2.2 に焼結歯車 PG の製造条件を示す．焼結

歯車 PGを製作するにあたり，直径 127～ 175µmの部分合金化鋼粉にグラファイトとステアリン酸

亜鉛を混合し，圧粉密度6.9g/cm3で成形された圧粉体を1403Kで焼結して，直径100mmの焼結ディ

スクが製作された．

　第3章で詳述するが，本論文では，焼結歯車PGおよび鋼歯車SGの運転疲れ試験でそれぞれ異な

る歯車試験機を用いたため，両試験歯車対の諸元は異なっている．表2.3(a)と (b)にそれぞれ焼結歯

車対ならびに鋼歯車対の諸元を示し，図2.4(a)と(b)にそれぞれ焼結歯車対ならびに鋼歯車対の形状

と寸法を示す．まず，焼結歯車対では，試験対象歯車を大歯車（Gear）とし，大歯車はプラズマ浸

炭硬化焼結歯車である．表2.3(a)に示す諸元となるように焼結ディスクをホブ切り加工し，表2.2に

示す条件でプラズマ浸炭処理の後，歯面研削加工が施された．大歯車の歯側面には，鋼ローラS1と

同様に浸炭防止を施し，歯面から浸炭硬化されるようにした．一方，焼結歯車 PGに対する相手側

小歯車（Pinion）は浸炭硬化鋼歯車であり，クロムモリブデン鋼（JIS:SCM415）を用いた．クロム

Powder type 0.7% Mn,  1.0% Cr
0.2% Mo,  Balance Fe

Particle diameter 127µm to 175µm

Mixing 0.3% Graphite
0.8% Zinc stearate

Compacting pressure 64kN/cm2

Green density 6.9g/cm3

Sintering 1403K × 0.5hr, in N2 
gas

Machining Hobbing, Turning

Plasma case-
hardening

Temperature 1223K

Heating time 2.7hr

Atmospheric
pressure 533Pa,  H2 

: C3H8 
= 3 : 2

Finishing Grinding

Table 2.2   Manufacturing conditions of sintered gears



Pinion Gear

Module mm 5

Pressure angle deg. 20

Number of teeth 15 16

Addendum modification
coefficient 0.571 0.560

Tip circle diameter mm 90.71 94.60

Center distance mm 82.55

Facewidth mm 18 6

Contact ratio 1.246

Accuracy* Class 4 Class 4

Tooth surface finishing Grinding

*JIS  B 1702 -1976

Table 2.3   Specifications of test gear pair

Pinion Gear

Module mm 5

Pressure angle deg. 20

Number of teeth 20 21

Addendum modification
coefficient 0.00 -0.19

Tip circle diameter mm 110.9 114.0

Center distance mm 102

Facewidth mm 5 22

Contact ratio 1.655

Accuracy* Class 2 Class 2

Heat treatment Case-hardening

Tooth surface finishing Grinding

*JIS  B 1702 -1976

(b)  Steel gear pair

(a)  Sintered gear pair
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(a)  Sintered gear pair

Test gear Mating pinion

Fig. 2.4   Shapes and dimensions of test gear pair
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モリブデン鋼を表2.3(a)に示す形状・寸法となるようにホブ切りし，鋼ローラS1と同条件でガス浸

炭処理と焼入れ・焼戻しを行った後，歯面研削加工を施した歯車を小歯車とした．焼結歯車対はモ

ジュール5mm，基準圧力角20°，大歯車および小歯車との歯数比16/15であり，歯幅はそれぞれ6mm

と 18mmで，軸間距離は 82.55mm，かみあい率は 1.246である．焼結歯車PGの運転疲れ試験で用い

た IAE型動力循環式歯車試験機の特性上，大歯車を疲れ強さに関する試験対象歯車とするので，大

歯車が損傷しやすくなるように，大歯車である試験歯車（図 2.4(a)の左図）の歯幅を小歯車である

相手歯車（図 2.4(a) の右図）の歯幅より小さく設計した．

　次に鋼歯車対では，試験小歯車（Pinion）ならびに相手大歯車（Gear）の素材として，クロムモ

リブデン鋼（JIS:SCM415）を用いた．表2.3(b)に示すように，鋼歯車対はモジュール5mm，基準圧

力角 20°，小歯車および大歯車との歯数比 20/21 であり，歯幅はそれぞれ 5mmと 22mmで，軸間距

離は 102mm，かみあい率は 1.655である．鋼歯車 SGの運転疲れ試験で用いた FZG型動力循環式歯

車試験機の特性上，小歯車を疲れ強さに関する試験対象歯車とするので，小歯車が損傷しやすくな

るように，小歯車である試験歯車（図 2.4(b)の左図）の歯幅を大歯車である相手歯車（図 2.4(b)の

右図）の歯幅より小さく設計した．試験歯車および相手歯車ともにクロムモリブデン鋼をホブ切り

し，鋼ローラ S1 と同条件でガス浸炭処理と焼入れ・焼戻しを行った後，歯面に研削仕上げを施し

た．鋼歯車 SG の試験歯車の熱処理にあたり，焼結歯車 PG と同様に歯側面に浸炭防止を施したた

め，歯側面から浸炭硬化はされていない．

　図2.5は鋼歯車SGの軸直角断面および軸断面の浸炭層を示したものである．軸直角断面における

歯面や歯元，そして軸断面における試験歯車のボスの部分には浸炭層がみられるが，軸断面におけ

る歯側面には浸炭層がみられないことがわかる．
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Fig. 2.5   Cross section of steel gear
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2.3　ショットピーニング条件と表面性状に及ぼす影響

2.3.1　ショットピーニング条件

　ショットピーニングはピーニング機械で行われ，ピーニング機械のショット加速装置として種々

の方式がある．その中で特に遠心型加速装置と空気式加速装置が多く使用されているが，そのほか

の打出型やベルト式などの加速装置はほとんど使われていない(12)．遠心型加速装置は，通称インペ

ラ式と呼ばれ，翼車の回転による遠心力でショットを扇状に投射し，一方，空気式加速装置は，遠

心型加速装置の場合に比べ，空気圧によってノズルからショットを狭い範囲に集中的に投射する．

本論文で用いたローラおよび歯車に施したショットピーニングは，遠心型（インペラ式）加速装置

により行われた．図2.6に遠心型加速装置の概略図を示す．ローラおよび歯車は，10rpmの等速度で

回転する治具に取り付けられており，高速回転する直径360mmの翼車により投射された鋼製ショッ

トが等速度で回転するローラおよび歯車に衝突し，ピーニング効果が与えられる．

　図 2.7はショットピーニングに用いた鋼製ショットの光学顕微鏡による写真である．鋼製ショッ

トの粒度分布にばらつきは少なく，きれいな球形状であるといえる．

　表2.4に本論文で用いたローラおよび歯車に施したショットピーニング条件を示す．ショットピー

ニング条件の中で，ショット投射速度（30，60，90m/s），ショット粒径（0.2，0.6，0.8mm），ショッ

ト硬さ（520，620HV）ならびにショット投射時間（200，400sec）を選択し，その条件でローラお

よび歯車にショットピーニングを施した．ローラおよび歯車に施したショットピーニング条件の中

で，ショット投射速度60m/s，ショット粒径0.6mm，ショット硬さ620HV，ショット投射時間200sec

で施したショットピーニング条件を代表条件とした．この代表条件は，本論文で用いた焼結ローラ

P3 と P6，鋼ローラ S1 と S2，焼結歯車 PG および鋼歯車 SG に施したそれぞれのショットピーニン

グ条件の中の 1条件として含まれ，その条件の表記名をV60とした．さらに，ショットピーニング

条件の表記名 V60 の前にローラおよび歯車の表記名を付けることにより，V60 の条件でショット

ピーニングを施したローラおよび歯車の表記名とした．代表条件のショット投射速度60m/sは，一

般的に行われているショットピーニング条件である．そのほかの条件でショットピーニングを施し

たローラおよび歯車については，表 2.4 の灰色で示すショット投射速度（V），ショット粒径（D），

ショット硬さ（H），ショット投射時間（T）の違いにより，各々の英文字をつけ表記した．また，

ショット投射速度 30m/s，ショット粒径 0.2mm，ショット硬さ 520HV，ショット投射時間 200secで

施した焼結ローラ P6 の表記名を P6-V30Hとした．なお，ショットピーニングを施していないロー

ラおよび歯車の表記名はNPとしている．表2.4下表の右端に示すように，鋼ローラの相手ローラな

らびに鋼歯車の相手歯車に施したショットピーニング条件の表記名を M とし，ショット投射速度

90m/sの強いショットピーニングを施したが，表面粗さを抑えるためにショット粒径を 0.2mmとし

た．



Fig. 2.6   Schematic of airless peening unit

Fig. 2.7   Observation of steel shots
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Sintered roller P3 P3-NP --- P3-V30 P3-V60 ---

Sintered roller P6 P6-NP P6-V30H --- P6-V60 ---

Sintered gear PG PG-NP --- --- PG-V60 ---

Steel roller S1 S1-NP --- S1-V30 S1-V60 S1-V90

Steel roller S2 S2-NP --- S2-V30 S2-V60 S2-V90

Steel gear SG SG-NP --- SG-V30 SG-V60 SG-V90

Shot velocity m/s --- 30 60 90

Shot diameter mm --- 0.2 0.6

Shot hardness HV --- 520 620

Peening time sec --- 200

Projection amount kg/min --- 100

Arc height mmA --- 0.085 0.280 0.520 0.800

Coverage of roller % --- 1000 460 600 700

Coverage of gear % --- --- 400 550 600

Table 2.4   Shot peening conditions of rollers and gears

Sintered roller P3 --- --- --- P3-T400 ---

Sintered roller P6 P6-D0.2 --- P6-H520 --- ---

Sintered gear PG PG-D0.2 PG-D0.8 PG-H520 --- ---

Steel roller S1 S1-D0.2 S1-D0.8 S1-H520 --- S1-M

Steel roller S2 S2-D0.2 S2-D0.8 S2-H520 --- S2-M

Steel gear SG SG-D0.2 SG-D0.8 --- --- SG-M

Shot velocity m/s 60 90

Shot diameter mm 0.2 0.8 0.6 0.2

Shot hardness HV 620 520 620

Peening time sec 200 400 200

Projection amount kg/min 100

Arc height mmA 0.190 0.640 0.360 0.560 0.250

Coverage of roller % 2000 400 480 1200 2400

Coverage of gear % 1800 360 420 --- 2200

- 22 -
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　表 2.4 に示すアークハイト値とは，ショットピーニングの強さの程度を表す指標の 1 つであり，

1943 年に J.O.Almen が考案した方法である (13)．アルメンストリップ（試験板）の片面にショット

ピーニングを施すと，その面が一様に叩き延ばされるため，ショットピーニングされた面が凸側に，

ショットピーニングされなかった面が凹側に反り，アルメンストリップは円弧状に変形する．一般

にショットピーニング強度が大きいほどアルメンストリップ変形量も大きいのでピーニング強度の

指標の1つとされ，アルメンストリップの湾曲の高さによってショットピーニングの強さを表して

いる．アルメンストリップには，板厚によって N，AおよびCの 3種類があり，アークハイト値の

大きさによって，3種類のアルメンストリップの使用範囲が決められている．表2.4に示すアークハ

イト値は，厚さ 1.27～ 1.31mmのAストリップにショットピーニングを施した場合，Aストリップ

の湾曲量が0.085～0.800mmの範囲内にあることを示し，その単位はmmAとなる．また，表中のカ

バレージとは，ショットピーニングを施した面積に対するショットによる圧痕面積の総和の比によ

り求められる (14)．

2.3.2　硬さ

　図2.8(a)と (b)にそれぞれ，焼結ローラP3およびP6のローラ円周面から深さ z 方向の硬さ分布を

示す．硬さ測定にはマイクロビッカース硬度計を使用し，測定条件は荷重0.98N｛100gf｝，時間30sec

とした．ローラ軸断面においてローラ円周面から所定の深さ z ごとに5箇所で硬さを測定した後，そ

の測定値の平均をその深さでの硬さとし，それぞれの深さでの硬さより図に示す硬さ分布を得た．

ローラ円周面から深さ 0.4mmまでは 0.025mmまたは 0.050mm間隔で硬さを測定し，深さ 0.4mmか

ら 1.0mmまでは 0.2mm間隔，そして深さ 1.0mmから 3.0mmまでは 0.5mm間隔で測定を行った．こ

の図より，深さ z が0.5mm付近より深い位置ではショットピーニングによる硬さの違いはほとんど

みられないが，ローラ円周面近傍では，ショットピーニングを施していないP3-NPおよびP6-NPに

比べ，ショットピーニングを施した焼結ローラP3およびP6の硬さが上昇していることが確認でき

る．また，同じショットピーニング条件を施したP3-V60とP6-V60の硬さ分布を比較すると，ショッ

トピーニング後のローラ円周面近傍の硬さ分布が P6-V60 より P3-V60 の方が大きいことがわかる．

この原因として，P3-V60とP6-V60に施したショットピーニング条件は同じであり，ショットピー

ニング時のローラ回転速度も同じであるが，P3-V60とP6-V60ではローラ径が異なるため，ローラ

円周速度も異なることが挙げられる．これにより，P6-V60に比べローラ円周速度が遅いP3-V60に

鋼製ショットが多く衝突し，相対的にP3-V60に対するピーニング強度が強くなる．したがって，P6-

V60よりローラ径が小さいP3-V60のローラ円周面近傍の硬さ分布が増大する結果になったと考えら

れる．ここで浸炭の有効硬化層深さ（550HV 以上）は，焼結ローラ P3 で 0.8 ～ 0.9mm の範囲であ

り，焼結ローラ P6 で 1.1～ 1.2mmの範囲であった．なお，焼結ローラ P3の相手ローラの表面硬さ

は 840HV，浸炭の有効硬化層深さ（550HV以上）は約 1.0mmであり，焼結ローラ P6の相手ローラ
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の表面硬さは 800HV，浸炭の有効硬化層深さ（550HV 以上）は約 1.0mmであった．

　図2.9に焼結歯車PGの歯面から深さ z 方向の硬さ分布を示す．硬さの測定条件は，焼結ローラP3

および P6と同様である．焼結歯車 PG の硬さ測定では，図 2.9に示すように歯車軸直角断面におけ

るかみあいピッチ点での歯面に対する法線方向を深さ z 方向とし，歯面上のかみあいピッチ点付近

から所定の深さ z において 5箇所で硬さの測定を行い，その測定値の平均から硬さ分布を得た．歯

面から深さ 0.4mmまでは 0.025mmまたは 0.050mm間隔で硬さを測定し，深さ 0.4mmから 1.0mmま

では 0.2mm間隔，そして深さ 1.0mmから 3.0mmまでは 0.5mm 間隔で測定を行った．図より歯面近

傍において，ショットピーニングを施していないPG-NPに比べ，ショットピーニングを施した焼結

歯車 PG の硬さが増大していることが確認できる．特にショット粒径が最も大きい PG-D0.8の硬さ

が最も増大している．ここで，焼結歯車PGの相手歯車の表面硬さは 800HVであり，浸炭の有効硬

化層深さ（550HV 以上）は焼結歯車 PG で 0.9 ～ 1.1mmの範囲，相手歯車で約 0.8mm であった．

　図 2.10(a)と (b)にそれぞれ，鋼ローラ S1 および S2のローラ円周面から深さ z 方向の硬さ分布を

示す．図よりS1とS2の両ローラの円周面近傍において，ショットピーニングによって硬さが増大

していることが確認できる．特にショット投射速度が最も大きいS1-V90およびS2-V90とショット

粒径が最も大きいS1-D0.8およびS2-D0.8のローラ円周面近傍の硬さが増大している．ショット投射

速度またはショット粒径が大きい条件ほどショットピーニング強度が強いことから，鋼ローラS1お

よびS2の円周面近傍の硬さが増大したと考えられる．また，鋼ローラS1およびS2は，浸炭処理が

同条件でも同時に熱処理が行われなかったことや製作条件の違いなどあるが，硬さ分布に大きな違

いはみられなかった．ここで，鋼ローラS1およびS2の相手ローラの表面硬さは 990HVであり，浸

炭の有効硬化層深さ（550HV以上）は鋼ローラS1で 1.5～ 1.7mmの範囲，鋼ローラS2で約1.2mm，

鋼ローラ S1 および S2 の相手ローラで約 1.0mmあった．

　図2.11に鋼歯車SGの歯面から深さ z 方向の硬さ分布を示す．硬さ分布の測定方法は，図2.9で示

した焼結歯車 PGの場合と同様である．図 2.11よりショットピーニングによって，歯面近傍の硬さ

が上昇していることがわかる．特に強いショットピーニングを施した SG-V90や SG-D0.8より，代

表条件である SG-V60の歯面近傍の硬さが最も上昇していた．鋼ローラ S1 および S2 の硬さ分布と

同様に，強いショットピーニングを施した鋼歯車SGほど歯面近傍の硬さが増大すると予想された．

しかし，SG-V90とSG-D0.8においてショットピーニングによる加工軟化が生じ，SG-V90とSG-D0.8

の歯面近傍の硬さがSG-V60の場合ほど上昇しなかったと考えられる．ここで，鋼歯車SGの相手歯

車の表面硬さは 821HV であり，浸炭の有効硬化層深さ（550HV以上）は鋼歯車 SG で 0.8～ 1.0mm

の範囲，鋼歯車 SG の相手歯車で約 1.0mmであった．

　図 2.12は鋼歯車 SG の歯底面から深さ z 方向の硬さ分布を示したものである．ここでの深さ z 方

向は，図2.12に示すように歯底面に対する法線方向とした．この図より，ショットピーニングによっ

て歯底面近傍の硬さが増加しているのがみられ，鋼製ショットが歯面だけでなく歯底面にも衝突し，



Fig. 2.8   Hardness distributions of sintered rollers

(a)  Sintered roller P3 (b)  Sintered roller P6

Fig. 2.9   Hardness distributions of sintered gears
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Fig. 2.10   Hardness distributions of steel rollers

(a)  Steel roller S1

(b)  Steel roller S2
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Fig. 2.11   Hardness distributions below tooth surface of steel gears

Fig. 2.12   Hardness distributions below root surface of steel gears

0 1 2 3
200

300

400

500

600

700

800

900

0.3
700

750

800

850

V
ic

ke
rs

 h
ar

dn
es

s 
 H

V

Depth below tooth surface   z  mm

SG–V30
SG–V60
SG–V90
SG–NP

SG–NP

0

0 1 2 3
200

300

400

500

600

700

800

900

0.3
700

750

800

850

SG–D0.2
SG–V60
SG–D0.8
SG–NP

SG–NP

0

0 1 2 3

200

300

400

500

600

700

0.3
550

600

650

700

750

V
ic

ke
rs

 h
ar

dn
es

s 
 H

V

Depth below root surface  z  mm

SG–V30
SG–V60
SG–V90
SG–NP

SG–NP

0

0 1 2 3

200

300

400

500

600

700

0.3
550

600

650

700

750

SG–D0.2
SG–V60
SG–D0.8
SG–NP

SG–NP

0

Working pitch point

Tooth

z

z

Indentation

Transverse section

z

z

Indentation

Tooth

Root surface

Transverse section



- 28 -

Fig. 2.13   Principle of X-ray stress measurement

ピーニング効果を付与していることが確認できる．

2.3.3　残留応力

　ローラ円周面下の残留応力分布について以下に述べる．ローラ円周面におけるローラ軸方向残留

応力およびローラ円周方向残留応力は，X 線残留応力測定機を用い，X 線回折を利用した

ψθ 2sin2 − 法 (15)により測定した．X線応力測定法 (15)は，X線回折を用いて結晶格子面間隔を測定

し，そのひずみから試料表面に存在する応力を算出するものである．図2.13にX線応力測定原理を

示す．いま，応力状態が平面応力であるとして，図2.13に示すように，O点において試料表面に沿っ

た応力の測定方向（ x 軸）と試料法線方向（ z 軸）を含む面内で，z 軸と角度ψ の傾きをなすOP方

向のひずみを xψε ，X線入射角 0ψ に対応するX線回折角を xψθ とすると，x 方向の応力 xσ は次式で表

される．
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Fig. 2.14   Half value breadth method

Characteristic X-ray CrKα

Diffraction plane α-Fe (211)

Tube voltage kV 30

Tube current mA 8

Irradiate area mm2 4 × 2

Scanning speed of detector deg./min 4

Table 2.5   X-ray stress measurement conditions

Fig. 2.16   Residual stress in hollow cylinder

Fig. 2.15   Coordinate axes of roller
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ただし，　 E：ヤング率，　ν：ポアソン比，　 xψθ ：OP方向に垂直な特定結晶格子面による特性X線

の回折角，　 0θ ：材料が無ひずみ状態のときの回折角である．

　実際の測定では，X線入射角 0ψ を変え，数点の 0ψ について xψθ2 を測定し， ψ2sin を横軸， xψθ2 を

縦軸にとると， xψθ2 と ψ2sin の関係は理論的には直線となる．その直線の傾きが式 (2.1) のM であ

り，K は応力定数である．ここで応力定数として，本論文で用いた焼結材は主成分がFeであること

からフェライト系鉄鋼材料と考え，K =-318MPa/deg. を用いた (15)．X 線入射角 0ψ は 0°，15°，30°，

45°として回折強度曲線を測定し，それぞれのX線入射角での回折角 xψθ2 を求めた．回折強度曲線

から回折角 xψθ2 を求めるにあたり，半価幅法を用いた．図2.14に半価幅法の概略を示す．半価幅法

(16)とは，回折強度曲線よりバックグラウンドを差し引いた残りの回折曲線から半価幅の中点位置に
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おける回折角 xψθ2 を決定する方法である．半価幅法は，同様に回折角を求める1/4価幅法，重心法，

放物線近似法，接線法などに比べ，ばらつきが少ないが，バックグラウンドを十分に広くとる必要

がある．表2.5にX線回折による残留応力の測定条件を示す．特性X線としてCrKα線を用い，CrKβ
しゃ

線は受光側スリットに取り付けたバナジウムにより遮断された．

　ローラ内部の残留応力分布を測定するにあたり，電解研磨によりローラ円周面を一定割合で除去

加工しながら，所定のローラ円周面からの深さ z ごとにローラ円周面上の180°離れた2箇所でロー

ラの残留応力を測定した．電解研磨は，リン酸 1500mLに三酸化クロム 262.6gを混合した電解液に

よって，20V，10mAで行われた．残留応力分布を示すにあたって，ローラ円周面上の中央における

任意の 1 点を原点とし，図 2.15 に示すようにローラ軸方向，円周方向，半径方向のそれぞれを x ，

y ，z 軸とした．ローラ表面を除去すると応力解放が起こり，除去後の表面の残留応力値は真の残留

応力値とは異なる．そこで，中空円筒の残留応力分布を計算する米谷の計算方法 (17) に基づき，除

去表面の残留応力を補正した．図 2.16 に示すように外径を b2 ，内径を a2 とする中空円筒の場合，

円筒は軸方向，円周方向および半径方向に )(rxσ ， )(ryσ ， )(rzσ の残留応力をもち，これらはすべて

軸対称であって半径 r のみの関数であるとする．円筒は十分に長いとして，平面ひずみ問題として

考える．いま，円筒を外径 b2 より任意の半径 r まで除去した場合，外層除去後の軸方向，円周方向

および半径方向の残留応力を )(rxσ ′ ， )(ryσ ′ ， )(rzσ ′ とする．電解研磨による表面除去のための応力解

放を考慮し，補正したローラ軸方向残留応力 )(rxσ ならびに円周方向残留応力 )(ryσ ，そして残留

応力の補正過程において Lame の円筒理論から求めた半径方向残留応力 )(rzσ は，次式で与えられ

る．
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　ローラ円周面からの所定の深さ z におけるローラ軸方向残留応力 )(rxσ ′ ならびにローラ円周方向

残留応力 )(ryσ ′ を測定し，式 (2.4)，式 (2.5)，式 (2.6)を用いることにより，ローラ内部の残留応力分

布を求めることができる．なお，ローラ円周面からの深さ z に対する残留応力の測定間隔は，硬さ

測定の場合と同じである．

　図 2.17は，焼結ローラP3およびP6のローラ円周面下の残留応力分布を示したものである．この

図より，ショットピーニングを施していないP3-NPやP6-NPに比べ，ショットピーニングを施した

ローラでは，ローラ円周面近傍におけるローラ軸方向残留応力 )(rxσ および円周方向残留応力 )(ryσ



- 31 -

が負の方向へ増大，すなわち圧縮残留応力が増大していることがわかる．ここで，ローラ円周面か

らの深さ z が0.5mm付近より深い位置では， )(rxσ および )(ryσ の圧縮残留応力値が-200MPaより小

さくなった後，残留応力値 0に収束していることから，焼結ローラ P3および P6の圧縮残留応力層

を -200MPaより圧縮残留応力値が大きい深さ z の範囲とした．図2.17より，特に強いショットピー

ニングを施した焼結ローラほど，圧縮残留応力層が深くなる傾向がみられる．また，焼結ローラP6

より焼結ローラ P3 の圧縮残留応力層が深くなっていることから，焼結ローラの残留応力に及ぼす

ショットピーニングの影響は，焼結ローラP6より焼結ローラP3の方が大きいといえる．この理由

として，図2.8(a)と (b)で焼結ローラP3とP6の硬さ分布について説明したように，ローラ径の違い

によりローラに対するショットピーニング強度が異なったことが挙げられる．

　表 2.6にX線回折による焼結歯車 PGの残留応力測定条件を示し，表 2.7に焼結歯車 PGの表面残

留応力測定結果を示す．歯面の表面残留応力は，歯面上のかみあいピッチ点において測定され，焼

結ローラの残留応力測定と同様に ψθ 2sin2 − 法 (15)を用いた．歯車歯面における座標系は図2.18に

示すように，歯筋方向を x 軸，歯形方向を y 軸とし，歯筋方向残留応力を )(rxσ ，歯形方向残留応

力を )(ryσ とした．表2.7より，ショット粒径が最も小さいPG-D0.2において，歯面の圧縮残留応力

が最も増大していることがわかる．これは，ショット粒径が小さいほど多数の小さな圧痕が生じ，

表面だけで考えた場合，表面におけるひずみの変化が大きいためであると考えられる．この傾向は，

ショット粒径が小さい条件でショットピーニングを施した表面の圧縮残留応力が大きくなる一般的

Fig. 2.17   Residual stress distributions of sintered rollers

(a)  Sintered roller P3 (b)  Sintered roller P6
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な傾向(18)と一致している．ショットピーニングによる焼結歯車PGの歯面における硬さおよび圧縮

残留応力の増加は，同条件のショットピーニングを施した焼結ローラP6の場合と比べ，一部の焼結

歯車 PG で例外はあるものの，ほぼ同程度であった．

　図 2.19(a)と (b)にそれぞれ，鋼ローラ S1および S2のローラ円周面下の残留応力分布を示す．残

留応力の測定および補正方法については焼結ローラP3およびP6の場合と同じである．図2.19(a)と

(b)より，ショットピーニングを施していないS1-NPやS2-NPに比べ，ショットピーニングを施した

鋼ローラ S1およびS2では，ローラ円周面近傍においてローラ軸方向残留応力 )(rxσ および円周方

向残留応力 )(ryσ が負の方向へ増大，すなわち圧縮残留応力が増大していることがわかる．ここで，

ローラ円周面からの深さ z が0.5mm付近より深い位置では，ほとんどの鋼ローラにおける )(rxσ お

よび )(ryσ の圧縮残留応力値が，図 2.19(a) では -500MPa より小さくなった後，約 -400MPa に収束

し，図2.19(b)では -300MPaより小さくなった後，約 -200～0MPaに収束している．そこで，鋼ロー

ラS1およびS2の圧縮残留応力層をそれぞれ，-500MPaおよび -300MPaより圧縮残留応力値が大き

い深さ z の範囲とした．図2.19(a)と (b)それぞれの左図に示すショット投射速度の違いによるS1と

S2の残留応力分布をみると，ショット投射速度が大きい条件で施した鋼ローラほど，ショットピー

ニングによる圧縮残留応力層の深さが増大している．また，図 2.19(a)と (b)それぞれの右図に示す

ショット粒径の違いによるS1とS2の残留応力分布をみると，ショット粒径が大きい条件で施した

鋼ローラほど，ローラ円周面下の圧縮残留応力の極大値がローラ内部に移動している．さらに，後

述の表2.11に示すようにショット粒径が最も小さいS1-D0.2とS2-D0.2のローラ円周面（ z =0.0mm）

上における圧縮残留応力が特に大きい結果となった．これらの傾向は，ショット粒径が小さい条件

でショットピーニングが施された表面の圧縮残留応力が大きくなり，ショット粒径とショット投射

Characteristic X-ray CrKα

Diffraction plane α-Fe (211)

Tube voltage kV 40

Tube current mA 30

Irradiate area mm2 3 × 2

Scanning speed of detector deg./min 3

Table 2.6   X-ray stress measurement conditions

Specimen
Test gear Mating pinion

PG-NP PG-D0.2 PG-H520 PG-V60 PG-D0.8 PG-M

 σx(r) MPa -304 -403 -387 -244 -331 -368

 σy(r) MPa -338 -378 -363 -265 -302 -415

Table 2.7   Surface Residual stresses of sintered gears

Fig. 2.18   Coordinate axes of gear
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(a)  Steel roller S1

(b)  Steel roller S2

Fig. 2.19   Residual stress distributions of steel rollers

Table 2.8   Surface Residual stresses of steel gears

Specimen
Test pinion Mating gear

SG-NP SG-V30 SG-V60 SG-V90 SG-D0.2 SG-D0.8 SG-M

σx(r) MPa -299 -696 -779 -755 -716 -703 -789

σy(r) MPa -454 -749 -728 -643 -780 -706 -591
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(a)  Sintered roller P3

Axial direction

Fig. 2.20   Circumferential surface photographs and roughness curves along axial direction
                  of sintered rollers

Axial direction

(b)  Sintered roller P6
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速度が大きい条件で施された場合には，圧縮残留応力層が深くなるという一般的な傾向 (18)と大ま

かに一致している．鋼ローラS1およびS2の圧縮残留応力の極大値は異なるが，ローラ円周面から

の深さ z =1.0mm付近における収束後の残留応力値と残留応力極大値の差は，両ローラとも800MPa

程度であることがわかる．ローラ円周面からの深さ z =1.0mm付近における鋼ローラS1およびS2の

残留応力の収束値が異なる理由として，機械加工ならびに熱処理の順序が異なったことなどが挙げ

られる．なお，鋼ローラ S1 および S2 の半径方向残留応力 )(rzσ は小さく，わずかに残留応力が正

の値，すなわち引張残留応力であった．

　表2.8に鋼歯車SGの表面残留応力を示す．残留応力は歯面上のかみあいピッチ点において測定さ

れ，測定方法ならびに測定条件は，焼結歯車 PG と同じである．この表より，ショットピーニング

を施した鋼歯車歯面の圧縮残留応力が増大していることが確認できる．歯車の歯のかみあいは，歯

形方向における滑り・転がり接触であることから，歯形方向の残留応力 )(ryσ に着目すると，ショッ

ト粒径のみが異なるSG-D0.2，SG-V60およびSG-D0.8の中では，ショット粒径が最も小さいSG-D0.2

の残留応力 )(ryσ が最も増大している．この傾向は，焼結歯車PGと同様にショット粒径が小さいほ

ど表面圧縮残留応力が大きくなる傾向 (18) と一致している．

1µ
m

2mm
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2.3.4　表面粗さ

　図 2.20 は，焼結ローラ P3 および P6 のローラ円周面写真ならびに粗さ曲線を示したものである．

粗さ曲線は触針式の表面粗さ計でローラ軸方向に測定し得られた．この図より，ショットピーニン

グを施していないP3-NPとP6-NPのローラ円周面には，研削仕上げによる研削痕が観察できる．こ

れに対し，ショットピーニングを施した焼結ローラでは，研削仕上げされたローラ円周面に鋼製

ショットが投射されたため，図中の P3-V60 の拡大写真に示すように塑性変形による無数の凹みが

生じている．これに伴い，ローラ軸方向の粗さ曲線からもローラの表面粗さが増大していることが

わかる．特に焼結ローラ P3 では P3-V60 と P3-T400，焼結ローラ P6 では P6-H520と P6-V60の粗さ

曲線の振幅が大きくなっており，強いショットピーニングを施した焼結ローラほど，表面粗さが増

大する傾向にあるといえる．さらにショットピーニングにより粗さ曲線の高周波成分である研削痕

が消失していることもわかる．

　表 2.9 に焼結ローラ P3 および P6 の表面粗さ，表面硬さならびに表面残留応力を示す．表中の表

面粗さならびに表面残留応力は，ローラ円周面上におけるローラ軸方向の表面粗さ（最大高さ） zR

ならびにローラ円周方向の表面残留応力 )(ryσ である．また，ローラ表面硬さを求めるにあたり，

まずローラ軸断面においてローラ円周面から深さ 0.4mmまでの範囲を 0.025mmまたは 0.050mm間

隔で硬さ測定した．その得られた硬さ分布を近似した際のローラ円周面から深さ z =0.0mmにおける

硬さをローラ表面硬さとした．ここで，表中の表面粗さ zR はそれぞれ 4回の測定値の平均である．

この表より，強いショットピーニングを施した焼結ローラほど，表面粗さ zR および表面硬さが大き

くなっている傾向がみられる．

　図2.21はアークハイト値と焼結ローラP3およびP6の表面粗さ zR の関係を示したものである．こ

の図からも強いショットピーニングを施した焼結ローラほど，表面粗さが大きくなっていることが

わかる．さらに，同じ条件でショットピーニングを施したP3-V60とP6-V60を比較すると，P6-V60

よりP3-V60の表面粗さ zR が大きいことから，ローラの表面粗さ zR に及ぼすショットピーニングの

Specimen P3-NP P3-V30 P3-V60 P3-T400 P3-M

Surface roughness Rz  µm 0.76 15.12 22.03 36.71 0.95

Surface hardness HV 720 835 850 750 840

Surface residual stress σy(r)  MPa -88 -254 -265 -181 -636

Specimen P6-NP P6-V30H P6-D0.2 P6-H520 P6-V60 P6-M

Surface roughness Rz  µm 0.84 7.88 7.46 10.09 12.69 1.37

Surface hardness HV 735 810 822 820 850 800

Surface residual stress σy(r)  MPa -95 -320 -370 -181 -201 -358

Table 2.9   Surface properties of sintered rollers
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Fig. 2.21   Relationship between surface roughness and arc height

Fig. 2.22   Tooth surface photographs and roughness curves along tooth profile direction of sintered gears
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Fig. 2.23   Relationship between surface roughness and arc height

Specimen PG-NP PG-D0.2 PG-H520 PG-V60 PG-D0.8 PG-M

Surface roughness Rz  µm 3.23 5.41 7.50 11.21 14.11 3.62

Surface hardness HV 710 750 800 827 850 800

Table 2.10   Surface properties of sintered gears

影響は，焼結ローラ P6 より焼結ローラ P3 の方が大きいといえる．これは図 2.8に示した硬さ分布

ならびに図2.17に示した残留応力分布と同様の傾向を示しており，同じショットピーニング条件で

もローラ径が小さければ，ローラの表面性状に及ぼすショットピーニングの影響が大きくなると考

えられる．

　図2.22は焼結歯車PGの歯面写真および歯面上の歯形方向における粗さ曲線とその粗さ曲線を高

速フーリエ変換（FFT：Fast fourier transform）によりスペクトル解析した結果を示している．ここ

で，スペクトル解析では各粗さ曲線で得られたパワースペクトルの最大値を100として正規化した．

図中のショットピーニングを施していないPG-NPとショットピーニングを施したPG-V60の粗さ曲

線を比較すると，鋼製ショットによる凹凸が生じていることが確認でき，ほかのショットピーニン

グを施した焼結歯車 PGの粗さ曲線も振幅が大きくなっていることがわかる．特にショット粒径が

大きい条件，つまり強いショットピーニングを施した焼結歯車ほど，粗さ曲線の凹凸が大きくなり，

表面粗さが増大している．また，粗さ曲線のスペクトル解析結果より，ショットピーニングを施し

ていない PG-NPや弱いショットピーニングを施した PG-D0.2と PG-H520では，1/λ=50mm-1 より大

きい範囲，すなわち波長λが0.02mmより短い範囲においてもスペクトルが現れている．しかし，強

いショットピーニングを施したPG-V60とPG-D0.8では，波長λが0.02mmより長い範囲のみでしか

スペクトルが現れていない．波長 λ が 0.02mmより短い範囲とは，歯面研削に起因する研削痕の粗

さ曲線の高周波成分を示す範囲であると考えられるので，波長 λ が 0.02mmより短い範囲でスペク
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トルが現れていないPG-V60とPG-D0.8は，研削痕が消失しているといえる．PG-D0.2とPG-H520を

比較すると，PG-D0.2では1/λ=100mm-1より大きい範囲，すなわち波長λが0.01mmより短い範囲に

おいてもスペクトルが現れて，一方，PG-H520では現れていない．この結果から，ショット粒径を

小さくすると，研削痕を消失させにくく，表面粗さに及ぼす影響が小さいと判断できる．よって表

面粗さを増大させないためには，ショット硬さを小さくするよりもショット粒径を小さくした方が

有効であるといえる．

　表2.10に焼結歯車PGの表面粗さならびに表面硬さを示す．表中の表面粗さは，焼結歯車PGのか

みあいピッチ点における歯形方向の表面粗さ（最大高さ） zR であり，それぞれ 4回の測定値の平均

である．また，歯車の表面硬さを求めるため，まず歯車軸直角断面においてかみあいピッチ点付近

での歯面から深さ 0.4mmまでの範囲を 0.025mmまたは 0.050mm間隔で硬さ測定した．その得られ

た硬さ分布を近似した際の歯面から深さ z =0.0mm における硬さを歯車の表面硬さとした．強い

ショットピーニング条件，つまりショット粒径あるいはショット硬さが大きい条件でショットピー

ニングを施した焼結歯車ほど，表面粗さ zR および表面硬さが大きくなっていることがわかる．

　図2.23にアークハイト値と焼結歯車PGの表面粗さ zR の関係を示す．また，焼結歯車と焼結ロー

ラを比較するため，焼結ローラP6のプロット点も合わせて示す．この図より，強いショットピーニ

ングを施した焼結歯車 PG や焼結ローラ P6 ほど，表面粗さ zR が大きくなっていることが確認でき

る．また，焼結歯車PGと焼結ローラP6に対し，同条件でショットピーニングを施したPG-D0.2と

P6-D0.2，PG-H520と P6-H520，PG-V60と P6-V60をそれぞれ比較すると，焼結ローラ P6 より焼結

歯車PGの表面粗さ zR が少し小さくなっている．表2.9と表2.10より，焼結ローラP6ならびに焼結

歯車 PG の硬さは同程度であったが，焼結歯車 PG の表面粗さに及ぼすショットピーニングの影響

は，焼結ローラP6の場合より小さいといえる．この理由として，歯車には隣り合う歯が存在するこ

とから，ある特定の歯面を考えた場合，その歯の手前にある歯の陰に隠れ，歯面への鋼製ショット
さえぎ

の衝突が遮られることがあると考えられる．これに対し，ローラ円周面には歯車の歯のような遮ら

れるものがないことから，焼結ローラP6より焼結歯車PGの表面粗さが小さくなったと考えられる．

　図2.24(a)に鋼ローラS1，図2.24(b)にS2の粗さ曲線ならびにローラ円周面写真を示す．図中の粗

さ曲線はローラ円周面上においてローラ軸方向に表面粗さ測定機で測定されたものであり，ローラ

円周面写真はレーザ顕微鏡により撮影されたものである．さらに図 2.24(b)の鋼ローラS2では，粗

さ曲線をFFTによるスペクトル解析を行った結果も合わせて示している．ここで，スペクトル解析

では各粗さ曲線で得られたパワースペクトルの最大値を 100 として正規化した．

　まず図2.24(b)の写真 (A)より，ショットピーニングを施していないS2-NPの表面には研削仕上げ

による細かい研削痕が観察できる．一方，ショットピーニングを施した鋼ローラでは，写真 (b)に

示すように鋼製ショットによる無数の凹みが生じており，ローラ軸方向の粗さ曲線からも表面粗さ

が増加していることが確認できる．さらにショット投射速度やショット粒径が大きい条件の鋼ロー
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Fig. 2.24   Circumferential surface photographs and roughness curves along axial direction of steel rollers

(b)  Steel roller S2

(a)  Steel roller S1
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Fig. 2.26   Bearing area curves of roughness curves of steel rollers

Fig. 2.27   Roughness curve
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ラほど，表面粗さは大きくなる傾向にある．特に，ショット粒径が最も小さいS1-D0.2やS2-D0.2で

は，ほかのショットピーニングを施した鋼ローラに比べ，表面粗さが小さくなり，ショット粒径が

最も大きいS1-D0.8やS2-D0.8では表面粗さが大きくなる傾向がみられた．すなわち，表面粗さに及

ぼすショット粒径の影響が大きいことがわかる．鋼ローラS2の粗さ曲線のスペクトル解析結果をみ

ると，ショットピーニングを施していないS2-NPや弱いショットピーニングを施した鋼ローラでは，

1/λ=40mm-1より大きい，すなわち波長λが0.025mmより短い範囲においてもスペクトルはあまり小

さくなっていないが，強いショットピーニングを施した鋼ローラでは，波長λが0.025mmより短い

範囲ではスペクトルはかなり小さくなっている．したがって，粗さ曲線のスペクトル解析からも強

いショットピーニングを施した鋼ローラほど，粗さ曲線の高周波成分である研削痕が消失している

ことが確認できる．

　図 2.25は，図 2.24(b)で示した鋼ローラS2の粗さ曲線とその粗さ曲線をウェーブレット変換する

ことによって得られたウェーブレットマップである．ウェーブレット変換とは，時間－周波数また

は長さ－周波数による二次元解析であるが，その詳細については第5章で説明する．ここでは各粗
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さ曲線において，ウェーブレット強度を 100として正規化している．図 2.25より，ショットピーニ

ングを施していないS2-NPや弱いショットピーニングを施したローラでは，高周波領域でウェーブ

レット強度が高くなっているが，強いショットピーニングを施したローラでは，低周波領域のみで

高いウェーブレット強度が分布していることがわかる．すなわち，強いショットピーニングにより，

ローラの粗さ曲線の高周波成分が消失していることがウェーブレットマップからも確認できる．

　図2.25で示した鋼ローラS2の粗さ曲線を負荷曲線 (19)で表したものが図2.26である．負荷曲線と

は，縦軸を表面粗さ zR の大きさ，横軸を負荷長さ率 pt として表したものである．図 2.27 に粗さ曲

線の一例を示す．ここで負荷長さ pη とは，粗さ曲線からその平均線m の方向に基準長さ L だけを

切り取り，この抜き取り部分の粗さ曲線を山頂線に平行な切断レベルで切断したときに得られる切

断長さの和である．この負荷長さ pη の基準長さ L に対する比を百分率で表したものが負荷長さ率

pt (20)となる．平均線m から cの距離での切断長さを 1b ， 2b ，・・， nb とすると，負荷長さ率 pt と負荷

長さ pη は次式で表される．

100p ×=
L

t pη
(2.7)

np bbb +⋅⋅⋅⋅++= 21η (2.8)

この pt の分布が表面粗さ分布の累積分布関数であり，この累積分布関数のことをアボットの負荷曲

線という．負荷曲線の傾きが小さい，つまり水平に近いほど，その粗さ曲線は基準長さ L に対する

振幅の変化が小さいといえる．

　図 2.26左図のS2-V30とS2-V90はショット投射速度による違いを表しており，図 2.26右図のS2-

D0.2と S2-D0.8はショット粒径による違いを表している．S2-V30と S2-V90の負荷曲線の傾きの差

よりS2-D0.2とS2-D0.8の傾きの差が大きいことから，ショット投射速度に比べ，ローラの粗さ曲線

に及ぼすショット粒径の影響が大きいことがわかる．そして，ショット硬さが異なるS2-V60とS2-

H520では負荷曲線の傾きの差が大きいことから，ショット硬さがローラの粗さ曲線に及ぼす影響が

大きく，S2-H520の粗さ曲線はショットピーニングを施していないS2-NPとあまり変わらないとい

える．

　表 2.11に鋼ローラS1とS2の表面粗さ，表面硬さならびに表面残留応力を示す．表中の表面粗さ

は，ローラ円周面上におけるローラ軸方向の表面粗さ（最大高さ） zR である．また，鋼ローラの表

面硬さは焼結ローラと同様に求めた．この表より，ショットピーニングを施すことによって，鋼

ローラS1とS2の表面粗さ zR ，表面硬さならびに表面残留応力 )(ryσ が大きくなっていることがわ

かる．特に表面粗さ zR と表面硬さは，強いショットピーニングを施した鋼ローラほど大きくなる傾

向がみられた．また，同条件でショットピーニングを施した鋼ローラS1とS2の表面粗さ zR は同程

度であった．さらに，鋼ローラS1およびS2の表面粗さも同程度であったことから，鋼ローラS1お

よび S2 の表面粗さに及ぼすローラ形状の影響はあまりないと考えられる．
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Fig. 2.28   Relationship between surface roughness and arc height

　図2.28はアークハイト値に対する鋼ローラS2の表面粗さ zR をプロットしたものである．鋼ロー

ラと焼結ローラを比較するため，焼結ローラP6のプロット点も合わせて示す．この図より両ローラ

とも強いショットピーニングを施すほど，表面粗さが大きくなっているが，焼結ローラP6に比べ，

鋼ローラS2の表面粗さに及ぼすショットピーニングの影響はかなり小さいことが確認できる．つま

り，気孔を有する焼結ローラの表面粗さに及ぼすショットピーニングの影響がかなり大きいといえ

る．

　図 2.29は，鋼歯車SGの歯面写真ならびに歯形方向の粗さ曲線，さらにその粗さ曲線をFFTによ

るスペクトル解析を行った結果である．ここで，スペクトル解析では各粗さ曲線で得られたパワー

スペクトルの最大値を 100として正規化した．またレプリカ法を用い，歯面を実体顕微鏡で観察し

たものが図2.29の歯面写真である．まず歯面写真を比較すると，ショットピーニングを施していな

いSG-NPの歯面では写真 (A)のように研削痕をはっきりと観察することができるが，ショットピー

ニングを施すことによって，SG-D0.2の写真 (B) のように鋼製ショットによる圧痕が生じ，研削痕

Specimen S1-NP S1-V30 S1-V60 S1-V90 S1-D0.2 S1-D0.8 S1-H520 S1-M

Surface roughness Rz  µm 1.30 2.39 3.52 3.72 2.24 4.54 2.34 2.18

Surface hardness HV 773 926 937 928 931 978 902 990

Surface residual stress σy(r)  MPa -526 -813 -615 -510 -710 -518 -418 -601

Table 2.11   Surface properties of steel rollers

Specimen S2-NP S2-V30 S2-V60 S2-V90 S2-D0.2 S2-D0.8 S2-H520 S2-M

Surface roughness Rz  µm 2.00 2.56 3.25 3.48 2.03 3.55 1.85 2.18

Surface hardness HV 849 905 922 945 907 942 910 990

Surface residual stress σy(r)  MPa -203 -352 -212 -308 -417 -306 -142 -601
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Fig. 2.30   Bearing area curves of roughness curves of steel gears

Fig. 2.29   Tooth surface photographs and roughness curves along tooth profile direction of steel gears

Tooth tip Tooth root

5m
m

20 40 60

50

100

1/λ   mm–1po
w

er
 s

pe
ct

ru
m

0

N
or

m
al

iz
ed

Tooth tip Tooth root

20 40 60

50

100

1/λ   mm–1po
w

er
 s

pe
ct

ru
m

0

N
or

m
al

iz
ed

20 40 60

50

100

1/λ   mm–1po
w

er
 s

pe
ct

ru
m

0

N
or

m
al

iz
ed

Tooth tip Tooth root

20 40 60

50

100

1/λ   mm–1po
w

er
 s

pe
ct

ru
m

0
N

or
m

al
iz

ed

5m
m

5m
m

5m
m

5m
m

Tooth tip Tooth root Tooth tip Tooth root

5m
m

5m
m

Tooth tip Tooth root Tooth tip Tooth root

0.5mm

5µ
m

0.5mm

5µ
m

0.5mm

5µ
m

0.5mm

5µ
m

20 40 60

50

100

1/λ   mm–1po
w

er
 s

pe
ct

ru
m

0

N
or

m
al

iz
ed

20 40 60

50

100

1/λ   mm–1po
w

er
 s

pe
ct

ru
m

0

N
or

m
al

iz
ed

20 40 60

50

100

1/λ   mm–1po
w

er
 s

pe
ct

ru
m

0

N
or

m
al

iz
ed

0.5mm

5µ
m

0.5mm

5µ
m

0.5mm

5µ
m

SG-V30 SG-V60 SG-V90

SG-D0.2 SG-D0.8 SG-M

SG-NP

Tooth profile direction

S2-NP

Grinding marks

Indentations

S2-D0.2

2mm

(A)

(B)

(A)

(B)

20 40 60 80 100

2

4

6

8

0

SG–D0.2

SG–D0.8

SG–NP

SG–V60

SG–M

20 40 60 80 100

2

4

6

8

0
Proportional profile bearing   tp  %

Su
rf

ac
e 

ro
ug

hn
es

s 
  R

z  
µm

SG–V30

SG–V90

SG–NP

SG–V60



- 45 -

が消失していることが確認できる．特に強いショットピーニングを施したSG-V90やSG-D0.8では，

鋼製ショットによる大きな凹みが生じ，粗さ曲線の振幅が大きくなった．

　粗さ曲線のスペクトル解析結果をみると，1/λ=40mm-1 より大きい範囲内，すなわち波長 λ が

0.025mmより短い範囲内において，SG-NPのスペクトルよりショットピーニングを施した歯車のス

ペクトルが小さくなっている．このことから，ショットピーニングによって，粗さ曲線の高周波成

分が少なくなっているといえる．特にSG-D0.8では，波長λが 0.025mmより短い範囲におけるスペ

クトルがかなり小さくなっているため，鋼ローラS2の場合と同様に，鋼歯車SGの場合においても

表面粗さに及ぼすショット粒径の影響が大きいと考えられる．インボリュート曲線で形成される歯

の断面曲線では，インボリュート曲線によるうねりが含まれる．そこで本論文では，インボリュー

ト曲線によるうねりを取り除き，歯面の断面曲線から粗さ曲線を抽出して，スペクトル解析を行っ

た．しかし，完全にインボリュート曲線によるうねりの影響を除去できなかったことから，低周波

成分のスペクトルが大きくなり，高周波成分のスペクトルが相対的に小さくなって，鋼歯車 SGで

は，ショットピーニング条件によるスペクトルの違いが明確に現れていないと考えられる．

　次に図2.29で示した鋼歯車SGの粗さ曲線を図2.30に負荷曲線で表す．図2.26と同様に縦軸を表

面粗さの大きさ，横軸を負荷長さ率として表した．図2.30において左図がショット投射速度による

違いを示し，右図がショット粒径による違いを表している．この図からも，SG-V30とSG-V90の負

荷曲線の傾きの差よりSG-D0.2とSG-D0.8の傾きの差の方が大きいことから，ショット投射速度に

比べ，歯車歯面の粗さ曲線に及ぼすショット粒径の影響が大きいといえる．図2.30右図には，相手

歯車 SG-M の負荷曲線も示しているが，SG-NP の負荷曲線と同様の傾向であり，SG-M の表面粗さ

に及ぼすショットピーニングの影響は小さかったといえる．

　表 2.12に鋼歯車SGの表面粗さならびに表面硬さを示す．表中の表面粗さは，各歯車歯面のかみ

あいピッチ点付近における歯形方向の表面粗さ（最大高さ） zR であり，表面硬さは焼結歯車と同様

に求めた．この表より，ショットピーニングを施すことによって，鋼歯車SGの表面粗さ zR ならび

に表面硬さが大きくなっていることがわかる．

　図 2.31(a) と (b) はアークハイト値に対する鋼歯車 SG の表面粗さ zR をプロットしたものである．

鋼歯車と焼結歯車を比較するため，図 2.31(a)には焼結歯車PGのプロット点を，鋼歯車と鋼ローラ

を比較するため，図2.31(b)には鋼ローラS2のプロット点を合わせて示す．この図より，強いショッ

トピーニング，つまりショット投射速度あるいはショット粒径が大きい条件でショットピーニング

を施した鋼歯車SGほど，表面粗さ zR が大きくなっていることがわかる．また，図2.28で示した焼

結ローラ P6 と鋼ローラ S2 の表面粗さの関係と同様に，歯車の場合においても，焼結歯車 PG に比

べ，鋼歯車SGの表面粗さに及ぼすショットピーニングの影響は小さいといえる．また図2.31(b)よ

り，鋼歯車SGと鋼ローラS2を比較すると，鋼ローラS2より鋼歯車SGの表面粗さに及ぼすショッ

トピーニングの影響が大きかった．これは鋼ローラS2より鋼歯車SGの表面硬さが小さかったため，
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Table 2.12   Surface properties of steel gears

Specimen SG-NP SG-V30 SG-V60 SG-V90 SG-D0.2 SG-D0.8 SG-M

Surface roughness Rz  mm 3.76 5.99 6.62 7.25 4.33 8.32 4.11

Surface hardness HV 766 781 840 829 786 820 821

Fig. 2.31   Relationship between surface roughness and arc height

(a)  Relationship between steel gear SG and sintered gear PG

(b)  Relationship between steel gear SG and steel roller S2

0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

5

10

15

0

Rz=5.36Ah+3.76

Rz=1.54x101Ah+3.23

Arc height   Ah  mmA

Steel gear SG

Sintered gear PG

Su
rf

ac
e 

ro
ug

hn
es

s 
  R

z  
µm

SG–NP

SG–D0.2

SG–V30
SG–V60

SG–D0.8

SG–V90

SG–MPG–NP

PG–D0.2 PG–V60

PG–H520

PG–D0.8

0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

2

4

6

8

0

Rz=1.88Ah+2.00

Arc height   Ah  mmA

Steel roller S2

Su
rf

ac
e 

ro
ug

hn
es

s 
  R

z  
µm

SG–D0.2

SG–V30
SG–V60

SG–D0.8
SG–V90

SG–NP

Rz=5.36Ah+3.76
Steel gear SG

SG–M

S2–NP

S2–D0.2 S2–V30

S2–H520

S2–V60
S2–D0.8

S2–V90



- 47 -

同条件でショットピーニングを施した場合，鋼ローラS2に比べ鋼歯車SGの表面粗さが大きくなっ

たと考えられる．

2.3.5　気孔分布

　図 2.32(a)と (b)にそれぞれ，焼結ローラ P3および P6のローラ円周面下の光学顕微鏡による軸断

面写真を示す．図中の黒色はん点は気孔である．この図より，ショットピーニングを施していない

P3-NPとP6-NPはローラ円周面下において気孔が一様に分布していることが確認できる．これに対

し，ショットピーニングを施した焼結ローラP3では，ローラ円周面近傍の気孔の数が少なくなって

いることがわかる．このことから本論文では，ショットピーニングによってローラ円周面近傍の気

孔がつぶれたと判断した．また，図2.32(b)に示す焼結ローラP6においても，焼結ローラP3ほどで

はないが，ショットピーニングによりローラ円周面近傍の気孔がつぶれており，特に強いショット

ピーニングを施した焼結ローラほど多くの気孔が消失していた．焼結ローラP6に比べ，焼結ローラ

P3の気孔がショットピーニングにより深い位置でもつぶれていることから，表面粗さの場合と同様

に，ローラ円周面近傍の気孔に及ぼすショットピーニングの影響も，焼結ローラP6より焼結ローラ

P3 の方が大きいといえる．

　図 2.33は焼結歯車PGの軸直角断面写真である．焼結ローラの場合と同様に，ショットピーニン

グを施していないPG-NPは歯面下において気孔が一様に分布しているが，PG-D0.2以外のショット

ピーニングを施した焼結歯車では歯面近傍の気孔がつぶれていることがわかる．特に焼結歯車PGの

中で強いショットピーニングを施した PG-V60 および PG-D0.8 では，ほかの焼結歯車 PG と比較し

て，歯面近傍の多くの気孔がつぶれていることが確認できる．これに対し，ショット粒径が小さい

PG-D0.2において，歯面近傍の気孔はあまりつぶれていなかった．図 2.32(b)に示したように，PG-

D0.2と同条件でショットピーニングを施した焼結ローラP6-D0.2では，ローラ円周面近傍の気孔が

つぶれていたことから，焼結ローラの場合に比べ，焼結歯車歯面近傍の気孔形状に及ぼすショット

ピーニングの影響は小さいといえる．この傾向は，図 2.23 で示した焼結歯車の表面粗さに及ぼす

ショットピーニングの影響が焼結ローラの場合より小さいことと一致する．

　図2.32で示した焼結ローラP3およびP6の気孔分布の画像を用いて，画像解析プログラム（Image-

Pro Plus Ver.4.0）により気孔分布の計測を行った．気孔分布の計測は，ショットピーニングの影響

が顕著に現れたローラ円周面近傍，そしてショットピーニングの影響が少ないローラ円周面から深

さ 2mm付近を対象とした．つまり，1つの焼結ローラにつきローラ円周面下の 2箇所を計測の対象

とした．計測範囲は，1箇所につき 3.6mm2（0.6mm× 0.6mm）であり，それを 1枚の画像（1200dpi

× 1200dpi）で表したものを用いた．画像上の微小なはん点を計測対象から取り除くため，面積が

5µm2以上の気孔を計測対象として計測を行った．表2.13に焼結ローラP3およびP6の気孔分布の計

測結果を示す．表中に示す気孔の個数は，計測対象範囲である 3.6mm2 の範囲内にあった気孔の数
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Fig. 2.32   Cross sections of sintered rollers

(a)  Sintered roller P3
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Specimen
P3-NP P3-V30 P3-V60 P3-T400

Subsurface Case-core Subsurface Case-core Subsurface Case-core Subsurface Case-core

Total number of pores 1/mm2 139 148 154 131 112 132 118 130

Area µm2 92 82 59 72 83 68 89 116

Heywood diameter µm 10.8 10.2 8.6 9.6 10.3 9.3 10.7 12.1

Roundness 1.75 1.84 1.63 1.95 1.74 1.81 1.73 1.90

Area ratio 0.128 0.121 0.091 0.094 0.093 0.089 0.105 0.151

Specimen
P6-NP P6-V30H P6-D0.2 P6-H520 P6-V60

Subsurface Case-core Subsurface Case-core Subsurface Case-core Subsurface Case-core Subsurface Case-core

Total number of pores 1/mm2 131 136 150 143 128 133 140 146 129 134

Area µm2 109 108 97 100 105 122 78 105 90 121

Heywood diameter µm 11.8 11.7 11.1 11.3 11.6 12.4 9.9 11.6 10.7 12.4

Roundness 1.83 1.97 1.76 1.84 1.82 1.82 1.60 1.86 1.63 1.81

Area ratio 0.142 0.147 0.145 0.143 0.135 0.161 0.109 0.153 0.117 0.162

Table 2.13   Measurement results of pores below sintered roller surface

(a)  Sintered roller P3

(b)  Sintered roller P6

を単位面積当たりに換算した気孔の数である．面積は，測定対象範囲にあったすべての気孔の面積

の平均値である．円相当直径は，気孔面積の平均値を円に置き換えた場合の直径を表す．真円度は，

各気孔の真円度の平均値であり，面積比は，計測対象範囲に対するすべての気孔の面積の総和の比

である．

　表 2.13 より，各焼結ローラのローラ円周面近傍の面積比とローラ円周面から深さ 2mm付近の面

積比を比較してみると，ショットピーニングを施していないP3-NPやP6-NP，弱いショットピーニ

ングを施した P3-V30や P6-V30Hなどは，面積比が同程度であることがわかる．これに対し，強い

ショットピーニングを施した P3-T400やP6-V60では，ローラ円周面から深さ 2mm付近の面積比に

比べ，ローラ円周面近傍の面積比が小さくなっている．したがって，ショットピーニングにより気

孔がつぶれ，気孔の数が少なくなっていることが計測結果からも判断できる．

　焼結歯車より焼結ローラ，さらに直径60mm焼結ローラより直径 30mm焼結ローラの方が表面か

ら深い範囲で気孔がつぶれていたことから，特に焼結材製機械部品の大きさや形状により，最適な

ショットピーニング強度を検討する必要があることがわかった．



2.4　結　言

　本章では，直径 30mmおよび直径 60mmのプラズマ浸炭硬化焼結ローラ，モジュール5mm，基準

圧力角20°，歯数16枚のプラズマ浸炭硬化焼結歯車，そして直径60mmの浸炭硬化鋼ローラ，モジュー

ル 5mm，基準圧力角 20°，歯数 20 枚の浸炭硬化鋼歯車に対し，ショット投射速度，ショット粒径，

ショット硬さならびにショット投射時間の異なる条件でショットピーニングを施し，ローラおよび

歯車の硬さ，圧縮残留応力，表面粗さなどに及ぼすショットピーニングの影響について検討した．

さらに焼結ローラおよび焼結歯車の気孔に及ぼすショットピーニングの影響について検討を行った．

本章で得られた結論は以下に示すとおりである．

(1)

(2)

(3)

(4)
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ショットピーニングを施すことにより，焼結ローラの円周面近傍ならびに焼結歯車の歯面近傍

の硬さと圧縮残留応力層が増加し，特に強いショットピーニングを施した焼結ローラや焼結歯

車ほど，硬さと圧縮残留応力層が増大した．また，ショット粒径が小さい条件で施した焼結

ローラや焼結歯車ほど，表面圧縮残留応力が大きくなる傾向となった．これらの傾向は，鋼

ローラおよび鋼歯車についてもみられた．

ショットピーニングを施すことにより，ローラおよび歯車の表面粗さは増大し，強いショット

ピーニングを施したローラおよび歯車ほど，表面粗さが大きくなった．また，同条件でショッ

トピーニングを施した場合，鋼ローラより焼結ローラの表面粗さが大きく，さらに直径の小さ

い焼結ローラの表面粗さが大きくなった．歯車の場合においても，鋼歯車に比べ，焼結歯車の

表面粗さが大きかった．

ローラおよび歯車の粗さ曲線をスペクトル解析することにより，ショットピーニングを施すこ

とで，研削痕に相当する粗さ曲線の高周波成分が消失し，特に強いショットピーニングを施し

たローラならびに歯車の粗さ曲線ほど，高周波成分が消失することがわかった．

ショットピーニングを施していない焼結ローラおよび焼結歯車では，ローラ円周下または歯面

下の気孔が一様に分布していたが，ショットピーニングを施した結果，ローラ円周面近傍なら

びに歯面近傍にある気孔がつぶれることがわかった．特に強いショットピーニングを施した焼

結ローラおよび焼結歯車ほど，円周面または歯面から深い範囲で気孔がつぶれていた．また，

同じショットピーニング条件で比較した場合，焼結歯車より焼結ローラの方が深い範囲で気孔

がつぶれ，特に直径の小さい焼結ローラで多くの気孔がつぶれていた．したがって，焼結材製

機械部品の大きさや形状により，最適なショットピーニング強度を検討する必要があることが

わかった．
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第３章　ローラおよび歯車の疲れ試験方法

3.1　緒　言

　歯車の疲れ強さを検討する場合，歯の曲げ強さと面圧強さを考慮し，2つの強さのうち，小さい

値をその歯車の疲れ強さとするのが一般的である (1)．歯の曲げ強さの試験方法としては，静的な荷

重による曲げ疲れ試験，繰返し荷重による曲げ疲れ試験，そして動力循環式歯車試験機による運転

疲れ試験がある．浸炭硬化鋼歯車より低硬度の調質歯車の場合，歯の曲げ強さより面圧強さの方が

弱いため，調質歯車の強さは，面圧強さによって決定される．しかし，調質歯車に衝撃荷重が作用

することを想定する際は，調質歯車の曲げ強さを知っておく必要がある．一方，浸炭硬化鋼歯車の

ような表面硬化歯車では，高負荷条件下で用いられることから，面圧強さより曲げ強さに着目され

る場合が多く，その曲げ強さを知ることが重要である．調質歯車と表面硬化歯車では強さの違いが

あり，表面硬化歯車では動力循環式歯車試験機による運転疲れ試験からその曲げ強さを求めること

ができる．しかし，調質歯車では歯の折損よりもピッチングなどの表面損傷が先に発生するので，

運転疲れ試験によって調質歯車の曲げ強さを求めることは困難である．したがって，一般に調質歯

車の曲げ強さを求めるにあたり，繰返し曲げ疲れ試験機（パルセータ）を用いた曲げ疲れ試験が行

われる場合が多い．

　面圧強さの試験方法としては，二円筒試験機による転がり疲れ試験ならびに動力循環式歯車試験

機による運転疲れ試験がある．歯車の運転疲れ試験に動力吸収式歯車試験機が用いられる場合があ

るが，最大伝達馬力に相当する電動モータと動力の吸収装置が必要であり，動力循環式歯車試験機

では，損失馬力だけの電動モータがあればよいので，動力循環式歯車試験機の方が広く使用されて

いる．転がり疲れ試験は，2つのローラ間に適当な負荷を加えた状態で，純転がりあるいは滑り・転

がり接触させることによって，ピッチングなどの表面損傷が発生するまでのローラ回転数，つまり

ローラの疲れ寿命を求める方法である．電動モータの回転を2本のローラ軸に伝える歯車の歯数比

を等しくし，2つのローラを反対方向に回転させれば，滑りのない純転がり接触となる．また，歯

数比を変えれば，1 つのローラが低速回転，もう 1つのローラが低速ローラとは反対方向に高速回

転となり，2つのローラ間が滑り・転がり接触となる．さらに，ローラ軸に回転を伝える歯車を偏
だ

心歯車や楕円歯車にすると，ローラ間の滑り率を断続的に変化させた滑り・転がり疲れ試験を行う

ことができる．すなわち，歯面間の接触状態をモデル化したのが二円筒滑り・転がり接触であり，

製作コストのかかる歯車を単純形状で安価なローラに置き換えて，ローラの転がり疲れ試験により

歯車の疲れ強さを調べることが可能である．

　歯車に鋼製ショットを投射させた場合，歯車の作用歯面だけでなく，歯元にも鋼製ショットが衝

突し，ピーニング効果が付与される（第 2 章の図 2.12 参照）．そして，歯元に付与されたピーニン

グ効果により曲げ強さが向上する(2)～ (6)ことは明らかにされており，曲げ強さが低下した例はみら
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れない．したがって，ショットピーニングを施した歯車の強さを評価する場合，曲げ強さより表面

粗さ増大の悪影響を受けやすい面圧強さに着目すべきであると考えられる．そこで，本論文では，

第2章で示したローラおよび歯車を用いて，ローラの転がり疲れ試験ならびに歯車の運転疲れ試験

を行い，ローラおよび歯車の面圧強さに及ぼすショットピーニングの影響について検討を行った．

本章では，ローラおよび歯車の疲れ試験方法や試験条件，潤滑状態について示す．

3.2　疲れ試験方法

3.2.1　ローラの転がり疲れ試験

　図3.1(a)と (b)にそれぞれ，歯車対およびローラ対の接触条件について示す．歯車対のかみあいに

おいて，回転が駆動歯車から被動歯車に伝達されるものとする．図 3.1(a)より，かみあい始めは駆

動歯車の歯元および被動歯車の歯先となり，かみあい終わりは駆動歯車の歯先および被動歯車の歯

元となる．転がり方向を接触点の移動方向，滑り方向を相手の歯面にこすられる方向とすると，か

みあい始めからかみあいピッチ点までにおいては，図 3.1(a) の (C) に示すように駆動歯車歯面の転

がり方向と滑り方向は逆方向であり，被動歯車歯面のそれらは同方向である．そしてかみあいピッ

チ点からかみあい終わりまでは，図 3.1(a)の (A) に示すように駆動歯車歯面の転がり方向と滑り方

向は同方向となり，被動歯車歯面のそれらは逆方向となる．かみあいピッチ点において歯がかみあ

う場合は，図 3.1(a) の (B) に示すように互いの歯面は滑りを伴わず転がり接触である．

　この歯車のかみあいにおける滑り・転がり接触をモデル化したものが，図3.1(b)に示す2つのロー

Fig. 3.1   Contact condition

(a)  Tooth meshing of test gear pair
(b)  Sliding-rolling contact
       of test roller pair

(A) (B) (C)
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ラ間における滑り・転がり接触である．2つのローラが同じ回転速度である場合は純転がり接触で

あるが，2つのローラの回転速度を変えることで相手のローラにこすられることから，滑りが生じ，

滑り・転がり接触となる．さらに，高速側のローラでは，転がり方向と滑り方向が同方向であるが，

低速側のローラでは，転がり方向と滑り方向が逆方向となる．一般に歯車の表面損傷は，転がり方

向と滑り方向が逆方向となる駆動歯車および被動歯車の歯元の面に発生しやすいことから，試験対

象とするローラを低速側のローラとする．

　図 3.2に本論文で使用したばね負荷式二円筒滑り転がり疲れ試験機 (7) を示す．図 3.2(a)の二円筒

試験機を焼結ローラP3およびP6の転がり疲れ試験で用い，図 3.2(b)の二円筒試験機を鋼ローラS1

およびS2の転がり疲れ試験で用いた．両試験機とも基本的に同様の構造であり，同じ直径のローラ

を組み合わせ，圧縮ばねによって2つのローラ間に負荷を加え，電動モータで試験ローラ対を回転

させることにより，ローラの転がり疲れ試験を行うことができる．

　図3.2(a)に示す二円筒試験機には，ローラ軸間距離30mmならびに60mmの二円筒試験機があり，

それぞれ焼結ローラP3およびP6の転がり疲れ試験で使用した．試験ローラと相手ローラとの間に

加える負荷は，張力棒に貼付されたひずみゲージから静ひずみ計を介して検出される．電動モータ

（出力 0.75kW[ローラ軸間距離 30mm]，7.5kW[ローラ軸間距離 60mm]）の回転は，Vベルト，プー

リ，歯車列を通して試験ローラと相手ローラに伝達され，プーリの直径と歯車列の歯数比を変える

ことにより，試験ローラと相手ローラの回転速度や滑り率を調整することができる．

　一方，図 3.2(b)に示す二円筒試験機の軸間距離は 60mmである．試験ローラと相手ローラとの間

に加える負荷は，張力棒下部に取り付けられたロードセルから静ひずみ計を介して検出される．電

Fig. 3.2   Roller testing machines

(a)  Sintered roller (b)  Steel roller
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動モータ（出力 5.5kW）の回転は，タイミングベルト，プーリ，歯車列を通して試験ローラと相手

ローラに伝達される．さらにトルクメータを取り付け，相手ローラ軸にカップリングで直結させた．

これによりトルクメータから静ひずみ計を介して相手ローラ軸のトルクが得られ，試験ローラと相

手ローラ間の法線荷重を用いることで摩擦係数µ を求められる．

　ローラの転がり疲れ試験の負荷の基準として，試験ローラと相手ローラ間に生じるヘルツの最大

接触応力 maxp (8) を用いた．ヘルツの最大接触応力 maxp は次式で与えられる．

2

2
2

1

2
1

21
max

11

11
1

EE

RR
b
P

p n

ννπ −
+

−

+
= (3.1)

ここで， nP：ローラ間の法線荷重，　b：有効接触幅，　R：ローラ半径，　E：ローラ材料のヤング率，

ν：ローラ材料のポアソン比であり，添字 1は試験ローラ，添字 2は相手ローラである．また， R
1

は，曲率半径で曲線や曲面の各点における湾曲の程度を示し，曲率半径が大きいほど湾曲は緩やか

になる．2つの曲面が接する場合，一方の曲面の曲率半径を無限大，つまり平面としたときのもう

一方の曲面の曲率半径を相対曲率半径という．相対曲率半径 rR は，次式で与えられる．

21

111
RRRr

+= (3.2)

式 (3.2)より，本論文で用いた直径30mmローラの組合せでの相対曲率半径 rR は7.5mm，直径60mm

ローラの組合せでの rR は15mmである．直径30mmローラ対より直径60mmローラ対の曲率半径が

大きいことから，直径 60mm ローラ対の方が接触面積が大きいといえる．

　表3.1にローラの転がり疲れ試験の試験条件を示す．試験ローラおよび相手ローラの回転速度 1n ，

Test roller Sintered roller Steel roller

Testing machine type φ30 φ60 φ60

Rotational speed of slower roller n1 rpm 2864 1432 1423

Circumferential velocity of slower roller v1 m/s 4.50 4.47

Rotational speed of faster roller n2 rpm 3600 1800 1800

Circumferential velocity of faster roller v2 m/s 5.65 5.65

Specific sliding of slower roller σ1
% -25.7 -26.4

Specific sliding of faster roller σ2
% +20.4 +20.9

Sliding velocity VS m/s 1.15 1.18

Table 3.1   Fatigue test conditions of sintered roller and steel roller
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2n は，焼結ローラ P3の場合でそれぞれ 2864rpm，3600rpmであり，焼結ローラ P6の場合でそれぞ

れ1432rpm，1800rpmである．試験ローラおよび相手ローラの円周速度 1v ， 2v ならびに滑り率 1σ ， 2σ

は，それぞれ次式で与えられる．

30
11

1

Rn
v

π
= ，　　

30
22

2

Rn
v

π
= (3.3)

1

21
1 v

vv −
=σ ，　　

2

12
2 v

vv −
=σ (3.4)

式(3.3)と式(3.4)より，焼結ローラP3とP6のローラ円周速度および滑り率は，試験ローラで 1v =4.50m/

sおよび 1σ =-25.7%，相手ローラで 2v =5.65m/sおよび 2σ =+20.4%となる．ここで鋼ローラの転がり

疲れ試験で用いた直径 60mm二円筒試験機の歯車列の歯数が，焼結ローラの直径 60mm二円筒試験

機とは異なるため，焼結ローラの回転速度が 1432rpm であったのに対し，鋼ローラの回転速度は

1423rpmとなる．これに伴い，鋼ローラの円周速度 1v は 4.50m/sから 4.47m/sに，鋼ローラの滑り率

1σ は -25.7% から -26.4% に変わり，滑り速度は 1.15m/s から 1.18m/s に少し変化している．

　ローラの損傷により異常振動が発生した際には，試験機に設置されている振動感受スイッチが作

動し，試験機が自動停止するように調整した．試験機自動停止時には，ローラ円周面がおよそ20mm2

以上はく離していた．本論文では，この試験機自動停止時の試験ローラの回転数，つまり試験ロー

ラの繰返し数を試験ローラの破壊寿命 N とした．

　表 3.2に本論文で使用した潤滑油の性状を示す．潤滑油は硫黄系とリン系の極圧添加剤を含む鉄

道ソニックEP3090ギヤ油である．転がり疲れ試験中は油温を313±4Kに制御し，ローラかみ込み側

ノズルから圧力給油した．給油量は，直径30mmおよび直径60mm二円筒試験機でそれぞれ750mL/

Specific gravity 288/277K 0.9022

Flash point K 477

Pour point K 260.5

Kinematic viscosity 313K 190.9

×10-6 m2/s 373K 17.47

Viscosity index 98

Total acid number mgKOH/g 2.26

Viscosity-pressure
coefficient

313K 23.18

373K 16.07

1/GPa 423K 12.09

Table 3.2   Property of lubricating oil
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Fig. 3.3   Gear testing machine

min，1500mL/minである．

3.2.2　歯車の運転疲れ試験

　図 3.3 に本論文で使用した動力循環式歯車試験機を示す．動力循環式歯車試験機は，1923 年に

W.Lewisが発表したものが最初であると考えられ，その後，多くの研究者によって試作されている

(9)．本論文では，焼結歯車PGの運転疲れ試験には IAE型動力循環式歯車試験機を用い，鋼歯車SG

の運転疲れ試験にはFZG型動力循環式歯車試験機を用いた．IAE型動力循環式歯車試験機とは，イ

ギリス自動車技術協会（IAE：Institute of Automobile Engineers）でギヤ油の耐荷重性能を研究する

目的で製作された歯車試験機である (10)．一方，FZG 型動力循環式歯車試験機とは，ドイツのミュ

・・ンヘン工科大学の歯車伝動装置研究所（FZG：Forschungsstelle fur Zahnrader und Geriebebau）で開発

されたものである．転位係数の異なる数種類の歯形の試験歯車を使用し，歯先における滑りを大き

くした過酷な潤滑条件下で，グリースや種々の潤滑油のスコーリング試験，摩耗試験などに用いら

れている (11)．

　動力循環式歯車試験機の特長として，歯数比と軸間距離が等しい試験平歯車対と動力伝達用やま

ば歯車対があり，その 2組の歯車対をそれぞれねじり軸で結んでいる．この 2本のねじり軸のうち

駆動歯車側の軸には，トルク負荷用カップリングが取り付けられており，重錘式レバーによりねじ

り軸にトルクを負荷すると，これら2対の歯車は互いに歯面を押しあうようになり，各歯車軸にト

ルクがかかった状態になる．そこでねじり軸のカップリングを締結し，電動モータを駆動させれば，

電動モータの動力がコップ式無段変速機を介して，動力伝達用やまば歯車を駆動させ，動力伝達用
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やまば歯車対と試験平歯車対の歯車列内を循環する．本論文で用いたIAE型動力循環式歯車試験機

では，試験平歯車対が減速かみあい，動力伝達用やまば歯車対は増速かみあいであり，FZG型動力

循環式歯車試験機では，試験歯車対が増速かみあい，動力伝達用やまば歯車対は減速かみあいであ

る．歯車試験機内で動力が循環することにより，電動モータからは歯車試験機内の動力損失分に相

当する動力を供給するだけでよい．したがって，歯面間に伝達される動力は，電動モータの動力よ

りはるかに大きくとることが可能である．

　IAE型動力循環式歯車試験機の軸間距離は82.55mmであり，FZG型動力循環式歯車試験機の軸間

距離は 102mmである．焼結歯車PGでは，試験大歯車を被動側，相手小歯車を駆動側とし，鋼歯車

SGでは，試験小歯車を被動側，相手大歯車を駆動側として，試験歯車の回転速度1800rpmで運転疲

れ試験を行った．潤滑油には，ローラの転がり疲れ試験で用いた潤滑油と同じ EP3090ギヤ油（表

3.2参照）を使用した．運転疲れ試験中は油温を 313±4Kに制御し，歯車かみこみ側より750mL/min

で圧力給油した．

　本論文では，ピッチングやスポーリングなどの損傷により歯面がはく離した面積をピッチング面

積とした．そして，所定の試験歯車回転数ごとにピッチング面積を測定し，試験歯車と相手歯車の

総接触面積に対するピッチング面積の比で表すピッチング面積率を求めた．そのピッチング面積率

が5%に達したときの試験歯車の回転数，つまり試験歯車の繰返し数を試験歯車の破壊寿命 N とし

た．総接触面積 tA とは，試験歯車と相手歯車がかみあう歯面の面積の総和であり，次式で表される．

( )2211 lzlzbAt += (3.5)

ここで，b：有効接触歯幅，　 1z ， 2z ：小歯車と大歯車の歯数，　 1l ，2l ：小歯車と大歯車の歯面のイン

ボリュート長さである．本論文で用いた焼結歯車 PG の場合，1l =9.28mm，2l =9.14mm であるので，

tA =1713mm2 となる．また，鋼歯車 SGの場合，1l =8.96mm，2l =8.09mmであるので， tA =1745mm2 と

なる．

　歯車試験機に振動感受スイッチが取り付けられており，試験歯車に歯の折損などの損傷が生じ，

それに起因して歯車試験機の振動が大きくなれば，歯車試験機が自動停止するように調整した．

ピッチング面積率が 5%に達する以前に，歯車試験機が自動停止したときの試験歯車の繰返し数も

破壊寿命 N とした．

　運転疲れ試験の所定の試験歯車繰返し数ごとに，レプリカ法による試験歯車と相手歯車の歯面観

察，歯形測定，歯面粗さ測定ならびにピッチング面積の測定を行った．レプリカ法による歯面観察

とは，歯面に酢酸メチルを滴下した後，厚さ35µmのアセチルセルロースフィルムを歯面上に置き，

酢酸メチルとの化学反応により歯面状態をアセチルセルロースフィルムに転写して，そのフィルム

を顕微鏡により観察する方法である．歯面のピッチング面積の測定では，まず歯面にオレンジ色の

光明丹を塗布し，セロハンテープを歯面に押しつける．これにより，歯面上の未損傷部分では光明

丹がテープに付着するが，はく離した部分ではテープに付着しないことから，はく離の形状がテー
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プに転写される．そして視野に直径0.1～1.0mmの円が刻まれた倍率10倍のルーペを用いて，その

テープに転写した歯面のはく離形状を円の大きさに置き換え，ピッチング面積を測定した．

　図 3.4 に焼結歯車対および鋼歯車対のかみあいにおける荷重分担率，ヘルツの最大接触応力比

( ) maxmax pp i ,曲率半径 R ならびに相対曲率半径 rR ，滑り率σ の変化を示す．試験歯車が幾何学的

にかみあっているときの作用線上での各かみあい位置での荷重分担率を石川の式 (12)で求めた．こ

こで石川の式によると，歯を図 3.5に示すような長方形と台形の組合せとみなし，小歯車の歯の荷

重作用点の作用線方向たわみ 1δ は次式で表される．

11111 GSBtBr δδδδδ +++= (3.6)

ここで， 1Brδ ：長方形部のたわみ，　 1Btδ ：台形部のたわみ，　 1Sδ ：せん断力によるたわみ，　 1Gδ ：基

礎部の傾斜によるたわみである．さらに，大歯車の歯のたわみを 2δ ，歯面接触部の変形量を pVδ と

すると，一対の歯の全たわみδ は，

pVδδδδ ++= 21 (3.7)

で与えられる．

　荷重分担率と歯車接触時の相対曲率半径 rR を考慮した各かみあい位置におけるヘルツの最大接触

応力 ( )ipmax を計算し，( )ipmax をかみあいピッチ点におけるヘルツの最大接触応力 maxp で除した

( ) maxmax pp i を求めた．本論文で用いた焼結歯車対の場合，作用線長さは 17.25mmであり，鋼歯車

対では 24.43mmである．

　インボリュート平歯車対のかみあいにおいて，ヘルツの最大接触応力，相対曲率半径および滑り

率を以下に示す．まず，各かみあい位置におけるヘルツの最大接触応力 ( )ipmax は次式で与えられる．

( ) ( )

2

2
2

1

2
1

21
max 11

11
1

EE

RR
b

P
p in

i ννπ −
+

−

+
=

(3.8)

ここで，( )inP ：各かみあい位置における歯面法線荷重，　b：有効歯幅，　 R：歯車対の各接触点にお

ける歯面の曲率半径，　 E ，ν：歯車材料のヤング率とポアソン比，　添字1：小歯車，　添字2：大歯

車である．また，ヘルツの最大接触応力 maxp は式 (3.1) で示したとおりである．

　平歯車対の各接触点での小歯車および大歯車歯面の曲率半径 1R と 2R は次式で表される．　

2
tancos 11

1
izm

R
αα

= ，　
2

tancos 22
2

izm
R

αα
= (3.9)

ここで，m：モジュール，　 1z ， 2z ：小歯車および大歯車の歯数，　α：基準圧力角，　 i1α ， i2α ：各か

みあい位置における小歯車および大歯車の圧力角である．かみあいピッチ円上で歯車対がかみあう
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Fig. 3.4   Load sharing ratio, (pmax)i/pmax, radius of curvature and specific sliding during tooth meshing

(a)  Sintered gear pair (b)  Steel gear pair

P : Working pitch point
: Single tooth contact
: Double tooth contact

Fig. 3.5   Approximate tooth profile
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ときには i1α = i2α = wα （かみあい圧力角）となる．相対曲率半径 rR は，次式で与えられる．

21

111
RRRr

+= (3.10)

また，小歯車および大歯車の滑り率 1σ ， 2σ は，

t

tt

v
vv

1

21
1

−
=σ ，　

t

tt

v
vv

2

12
2

−
=σ (3.11)

で表される．ここで， tv1 と tv2 は小歯車および大歯車の歯面接線方向の歯面速度であり，次式で与え

られる．

30
11

1
nR

v t
π

= ，　
30

22
2

nR
v t

π
= (3.12)

ここで， 1n と 2n は小歯車および大歯車の回転速度（rpm）である．

　本論文で用いた焼結歯車対のかみあい率が 1.246，鋼歯車対のかみあい率が 1.655あることから，

かみあい始めとかみあい終わりでは二対かみあいとなり，かみあいピッチ点付近では一対かみあい

となる．なお，一対かみあいとは，歯車対のかみあいにおいて 1組の歯のみがかみあっている状態

であり，二対かみあいとは，同時に 2 組の歯がかみあっている状態を示す．したがって，図 3.4 に

示すように，荷重分担率は一対かみあい域では1.0となり，二対かみあい域では約0.5となる．相対

曲率半径 rR はかみあい始めから増加し，一対かみあいのかみあいピッチ点付近で最大となり，かみ

あい終わりに至るまで減少する．本論文で用いた焼結歯車対のかみあいピッチ点における相対曲率

半径 rR は9.71mmであり，かみあいにおいて7.58mmから9.72mmの範囲内で変化する．また，鋼歯

車対のかみあいピッチ点における相対曲率半径 rR は 8.39mmであり，かみあいにおいて 3.61mmか

ら 8.39mmの範囲内で変化する．ヘルツの最大接触応力比 ( ) maxmax pp i は，一対かみあい域では1.0

に近い値で，( )ipmax は maxp と大差がない．そこで本論文では，歯車運転疲れ試験の負荷の基準とし

て，かみあいピッチ点におけるヘルツの最大接触応力 maxp を用いた．

　焼結歯車対では，試験歯車と相手歯車のかみあいピッチ点における歯面上の転がり速度は3.78m/

sである．また，試験歯車は被動側であるので，かみあい始めの歯末の面では正の滑り率であり，か

みあい終わりの歯元の面では負の滑り率となる．すなわち，試験歯車の歯面上の滑り率は+61%か

ら -161% まで変化する．相手歯車は駆動側であるので，かみあい始めの歯元の面では負の滑り率，

かみあい終わりの歯末の面では正の滑り率となり，-159%から +62%まで変化する．先述したよう

に，焼結ローラP3およびP6の転がり疲れ試験において，試験ローラの滑り率は -25.7%であり，相

手ローラの滑り率は +20.4% であった．

　一方，鋼歯車対では，試験歯車と相手歯車のかみあいピッチ点における歯面上の転がり速度は

3.08m/s である．また，試験歯車の歯面上の滑り率は +87% から -442% まで変化し，相手歯車では
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3.3　理論最小油膜厚さとD値

3.3.1　焼結ローラおよび焼結歯車の計算結果

　2 つの円筒が接触する線接触において，弾性流体潤滑状態での流体膜厚の数値解は，Dowson-

Higginsonによって求められた (13)．図3.6に示す理論最小油膜厚さ minh は，Reynoldsの境界条件を使

用して次式で表されることを示した (14)．

RWUGh 13.070.054.0
min 65.2 −= (3.13)

ここで， 材料パラメータ　 EG α= 　　 (3.14)

速度パラメータ　
ER

u
U 0η

= (3.15)

荷重パラメータ　
ERl
w

W =           (3.16)

さらに，

2

2
2

1

2
1 11

2

EE

E
νν −

+
−

=
　　　 (3.17)

νρη =0 (3.18)

21

21

RR
RR

R
+

= (3.19)

2
21 uu

u
+

= (3.20)

ここで，α：油の粘度圧力係数（1/Pa），　 1E ， 2E ：試験ローラと相手ローラのヤング率，または試験

歯車と相手歯車のヤング率（Pa），　 1ν ， 2ν ：試験ローラと相手ローラのポアソン比，または試験歯

車と相手歯車のポアソン比，　 0η ：油の粘度（Pa・s），　ν：油の動粘度（m2/s），　 ρ：油の密度（kg/

m3），　 1R ， 2R ：試験ローラと相手ローラの半径，またはかみあいにおける試験歯車と相手歯車の曲

率半径（m），　 1u ， 2u ：試験ローラと相手ローラの円周速度，試験歯車と相手歯車の歯面速度（m/s），

w：法線荷重（N），　 l：接触幅（m）である．

　先述したように本論文では，潤滑油の温度を 313±4Kに制御して給油しているが，ローラおよび

歯車の疲れ試験中に油温が変化する．油温の変化に伴い，潤滑油の性状も変化するため，理論最小

- 63 -

-651% から +82% まで変化する．先述したように，鋼ローラ S1 および S2 の転がり疲れ試験におい

て，試験ローラの滑り率は -26.4% であり，相手ローラの滑り率は +20.9% であった．



Fig. 3.6   Elastohydrodynamic lubrication of rollers

油膜厚さ minh を求めるにあたり，油温に対する潤滑油の密度ならびに動粘度を考慮した．潤滑油の

密度は，温度に対する密度換算の基本式（JIS K2249-1995）を用いて求め，潤滑油の動粘度は，任

意温度における動粘度の推定方法（JIS K2283-1995）を用いて求めた．

　2つのローラ円周面の突起同士が流体によって完全に分離した流体潤滑状態ではピッチングが発

生しにくく，突起同士が部分的に直接接触する境界潤滑状態ではピッチングが発生しやすい．した

がって，油膜厚さと表面粗さを考慮することによって，ピッチングの発生しやすさの程度を表すこ

とができると考えられる．そこで，P.H.Dawsonは 2つのローラの初期表面粗さ（最大高さ） zR の和

をとり，

min

21

h
RR

D zz +
= (3.21)

Fig. 3.7   Minimum oil film thickness and D value

(a)  Sintered roller P3 (b)  Sintered roller P6
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1zR ， 2zR ：試験ローラと相手ローラの表面粗さ（最大高さ）

として，このD値とピッチング損傷によるローラの破壊寿命との関係が逆比例的になることを示し

ている (15)．すなわち，D値が大きいほど，ピッチングが発生しやすい．特に，D値が 1より大であ

ると，2 つのローラは金属接触しているといえる．

　図3.7(a)と (b)は，それぞれ焼結ローラP3およびP6の理論最小油膜厚さ minh と D値を求め，それ

らをヘルツの最大接触応力 maxp に対して表したものである．図中の矢印で示す理論最小油膜厚さ

minh の変化以外のグラフは，各試験ローラの D値の変化を示す． maxp は，焼結ローラP3およびP6の

転がり疲れ試験で用いた負荷とした．なお，焼結ローラの転がり疲れ試験では，試験中の油温を測

定していないので，理論最小油膜厚さ minh を求めるにあたり必要な油温は，給油温度である313Kを

用いた．図 3.7(a)と (b)より，焼結ローラP3およびP6で相対曲率半径や負荷条件が異なるため，理

論最小油膜厚さ minh の大きさも異なるが，ヘルツの最大接触応力 maxp が大きいほど，理論最小油膜

厚さ minh は小さくなる傾向は同じである．同じ負荷条件で焼結ローラP3と P6を比較した場合，図

3.7(a)に示す相対曲率半径が小さい焼結ローラP3の方が理論最小油膜厚さ minh の大きさも小さかっ

た．したがって，相対曲率半径が小さいほど，理論最小油膜厚さ minh が小さくなり，過酷な潤滑状

態になるといえる．なお，ショットピーニングの違いにより，転がり疲れ試験中の焼結ローラの油

温は変化すると考えられる．しかし，すべての焼結ローラで油温313Kとして理論最小油膜厚さ minh

を算出したため，ショットピーニング条件による理論最小油膜厚さ minh の違いをみることはできな

かった．

　 D 値は試験ローラおよび相手ローラの初期表面粗さを用いて求めていることから，ショットピー

ニングの影響による D 値の違いがみられる．ショットピーニングを施していないP3-NPとP6-NPは

表面粗さが小さかったので，D 値は 1 より小さかった．しかし，ショットピーニングを施した焼結

ローラでは，表面粗さの増加により D 値は1より大きく，特に強いショットピーニングを施した焼

結ローラ，つまり表面粗さが大きな焼結ローラほど，D 値は大きくなっている．特に，焼結ローラ

P6に比べ焼結ローラP3の表面粗さが大きかったことから，D 値もかなり大きくなっており，金属接

触しやすい状況下にあると考えられる．

　図3.8に歯のかみあいに対する焼結歯車PGの理論最小油膜厚さ minh の変化を示す．理論最小油膜

厚さ minh は焼結ローラの場合と同様に式(3.13)から求めた．焼結歯車PGの理論最小油膜厚さ minh を

求めるにあたり必要な油温として，給油温度である313Kを用いた．焼結ローラの相対曲率半径 rR

やヘルツの最大接触応力 maxp は常に一定であったが，図 3.4(a)で示したように焼結歯車 PGの場合

は，各かみあい位置で相対曲率半径 rR やヘルツの最大接触応力 ( )ipmax が異なることから，各かみ

あい位置での理論最小油膜厚さ minh を求めた．図 3.8 より，かみあい始めからかみあい終わりに至

るまで理論最小油膜厚さ minh は増加するが，同時かみあい数が変化する際に理論最小油膜厚さ minh

の変化は不連続となる．一対かみあいでの ( )ipmax は二対かみあいでの ( )ipmax より大きいことから，



Fig. 3.8   Minimum oil film thickness during tooth meshing

P : Working pitch point
: Single tooth contact
: Double tooth contact

Fig. 3.9   D value during tooth meshing

P : Working pitch point
: Single tooth contact
: Double tooth contact

二対かみあいから一対かみあいの変化において理論最小油膜厚さ minh は減少し，一対かみあいから

二対かみあいの変化において増加する．また，かみあいピッチ点におけるヘルツの最大接触応力

maxp の増加とともに，理論最小油膜厚さ minh が小さくなっていることがわかる．図中のローラの理

論最小油膜厚さ minh は，図3.7で示した焼結ローラP3およびP6について示したものであるが，焼結

歯車PGの理論最小油膜厚さ minh は焼結ローラの minh より小さいといえる．つまり，疲れ試験中の油

温や表面粗さが同じと仮定した場合，焼結歯車 PGの運転疲れ試験では，焼結ローラの場合より油

膜が切れやすく，金属接触しやすいと考えられる．
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　図3.9はヘルツの最大接触応力 maxp =1000MPaでの焼結歯車PGの歯のかみあいにおける D 値の変

化を示したものである．D値は焼結ローラの場合と同様に式(3.21)から求めた．D値は理論最小油膜

厚さ minh に反比例することから，かみあい始めからかみあい終わりまで減少し，理論最小油膜厚さ

minh の変化と同様に，D 値の変化も不連続となっている．強いショットピーニングを施した焼結歯

車，すなわち表面粗さが大きい焼結歯車ほど，D 値は大きくなっていることがわかる．本論文で用

いたすべての焼結歯車対において，D 値は 1 より大であった．

3.3.2　鋼ローラおよび鋼歯車の計算結果

　図 3.10(a)と (b)にそれぞれ，ヘルツの最大接触応力 maxp に対する鋼ローラS1およびS2の理論最

小油膜厚さ minh とD値の変化を示す．同じ鋼ローラの minh と D値の変化は，同じ線種で示している．

ここで，鋼ローラの転がり疲れ試験において，クロメル－アルメル熱電対により試験中の試験ロー

ラおよび相手ローラの円周面における表面温度を測定した．そして，得られた両ローラの表面温度

の平均値を疲れ試験中の油温として，理論最小油膜厚さ minh の算出に用いた．図 3.11(a)と (b)にそ

れぞれ，鋼ローラ S1 および S2 の転がり疲れ試験における油温を示す．これらの図より， maxp が大

きくなると油温が上昇する傾向がみられ，さらに同じ maxp で比較した場合，強いショットピーニン

グを施した鋼ローラほど油温が高くなる傾向がみられた．したがって，表面粗さが大きな鋼ローラ

ほど，疲れ試験中の油温が上昇すると考えられる．

　図3.7で示した焼結ローラP3およびP6では油温を給油温度である313Kとして理論最小油膜厚さ

minh を求めたために，各試験ローラの違いがみられなかったが，図 3.10 に示す鋼ローラ S1 および

S2の理論最小油膜厚さ minh には油温の違いによる各試験ローラの差が現れていることがわかる．表

面粗さが大きい鋼ローラ，すなわち強いショットピーニングを施した鋼ローラほど油温が高くなる

傾向にあったことから，同じ maxp で比較した場合，強いショットピーニングを施した鋼ローラほど

minh が小さくなる傾向がみられる．また， maxp が大きいほど minh が小さくなる傾向もみられる．

　 D 値を比較してみると，強いショットピーニングを施した鋼ローラほど大きくなっている．特に

強いショットピーニングを施した鋼ローラでは，表面粗さが大きく， minh が小さいので，D 値が大き

くなり，金属接触しやすいと考えられる．鋼ローラS1およびS2の転がり疲れ試験での maxp の範囲

内で，すべての鋼ローラ対の D 値は 1 より大であり，鋼ローラ対は金属接触しているといえる．

　図 3.12に鋼歯車SGの歯のかみあいに対する理論最小油膜厚さ minh の変化を示す．理論最小油膜

厚さ minh を求めるに際に必要な油温として給油温度である 313K を用いた．ローラの相対曲率半径

rR やヘルツの最大接触応力 maxp は常に一定であったが，図3.4(b)で示したように鋼歯車対では，各

かみあい位置で相対曲率半径 rR やヘルツの最大接触応力 ( )ipmax が異なることから，焼結歯車対と

同様に各かみあい位置での理論最小油膜厚さ minh を求めた．図 3.12より，図 3.8で示した焼結歯車

PG の場合と同様に，かみあい始めからかみあい終わりに至るまで鋼歯車 SG の理論最小油膜厚さ



(a)  Steel roller S1

(b)  Steel roller S2

Fig. 3.10   Minimum oil film thickness and D value
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minh は増加するが，同時かみあい数が変化する際に理論最小油膜厚さ minh の変化は不連続となる．

一対かみあいでの ( )ipmax は二対かみあいでの ( )ipmax より大きいことから，二対かみあいから一対か

みあいの変化において理論最小油膜厚さ minh は減少し，一対かみあいから二対かみあいの変化にお

いて増加する．また，かみあいピッチ点におけるヘルツの最大接触応力 maxp の増加とともに，理論

最小油膜厚さ minh が小さくなっていることがわかる．図 3.12には鋼ローラS1およびS2の理論最小

油膜厚さ minh を示しているが，ここでは鋼歯車SGと同様に油温313Kとして求めている．これより，

同じ油温として考慮した場合，鋼歯車SGの理論最小油膜厚さ minh は鋼ローラS1ならびにS2の minh

より小さいといえる．つまり，焼結歯車 PG と焼結ローラ P3 ならびに P6 の関係と同じように，鋼

歯車 SGの運転疲れ試験においても，鋼ローラの場合より油膜が切れやすく，表面損傷が発生しや

すいと考えられる．

　図3.13はヘルツの最大接触応力 maxp =1800MPaでの鋼歯車SGの歯のかみあいにおける D 値の変
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(a)  Steel roller S1

(b)  Steel roller S2

Fig. 3.11   Oil temperature

化を示したものである．D 値は理論最小油膜厚さ minh に反比例することから，かみあい始めからか

みあい終わりまで減少し，理論最小油膜厚さ minh の変化と同様に，D 値の変化も不連続となってい

る．強いショットピーニングを施した鋼歯車，すなわち表面粗さが大きい鋼歯車ほど，D 値は大き

くなっている．特に表面粗さが大きいSG-D0.8の D 値が大きくなっていることがわかる．本論文で

用いたすべての鋼歯車対において，D 値は 1 より大であった．

　図 3.8と図 3.12を比較すると，焼結歯車PGおよび鋼歯車SGの理論最小油膜厚さ minh が同程度で

あることがわかる．さらに，図3.9と図3.13においても，焼結歯車PGおよび鋼歯車SGの D 値は同

程度であることから，ショットピーニングにより表面粗さが増大した焼結歯車PGは鋼歯車SGと同

様に滑り・転がり接触状態を保つことができるといえる．したがって，ショットピーニングによる

焼結歯車 PG の面圧強さ向上が期待できると考えられる．
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Fig. 3.12   Minimum oil film thickness during tooth meshing

P : Working pitch point
: Single tooth contact
: Double tooth contact

P : Working pitch point
: Single tooth contact
: Double tooth contact

Fig. 3.13   D value during tooth meshing
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Rolling direction
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(a)  Pitting in case of roller (b)  Pitting in case of gear
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Crack Crack

Fig. 3.14   Failure mode of test roller and test gear
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3.4　ローラおよび歯車の損傷形態

　図 3.14は，第 4章で詳述するローラの転がり疲れ試験および第 5章で詳述する歯車の運転疲れ試

験で発生した主な損傷形態を示したものである．損傷形態の分類方法に世界的な統一基準がないこ

とから，ここで本疲れ試験で発生した損傷形態について明確に分類しておく．

　まず，ローラおよび歯車の表面損傷としてピッチングとスポーリングが挙げられる(16)．ピッチン

グは，図 3.14(a)と (b)に示すように，ローラ円周面または歯車歯面からの表面き裂が，表面下かつ

転がり方向に進展し，最終的に表面がはく離する損傷形態である．スポーリングは，図3.14(c)と(d)



3.5　結　言

　本章では，ローラの滑り・転がり接触ならびに歯車のかみあいにおける相対曲率半径や滑り率な

どの試験条件，そしてローラおよび歯車の初期表面粗さを用いて，理論最小油膜厚さならびに D 値

を求めた．求めた理論最小油膜厚さならびに D 値により，焼結ローラおよび鋼ローラの転がり疲れ

試験，焼結歯車および鋼歯車の運転疲れ試験について考察を行った．本章で得られた結論は以下に

示すとおりである．

(1)

(2)

(3)

(4)
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直径30mmローラ対および直径60mmローラ対の相対曲率半径は，それぞれ7.5mmおよび15mm

であるのに対し，焼結歯車対および鋼歯車対の相対曲率半径はかみあいピッチ点付近で最大と

なり，かみあいピッチ点における相対曲率半径は，それぞれ 9.71mm および 8.39mm である．

疲れ試験において，焼結ローラおよび鋼ローラの滑り率は，それぞれ -25.7%および -26.4%で

一定となるのに対し，焼結歯車の滑り率は +61% から -161% まで変化し，鋼歯車の滑り率は

+87% から -442% まで変化する．

直径30mmおよび直径60mm焼結ローラの理論最小油膜厚さを比較すると，負荷条件ならびに

油温が同じ場合，相対曲率半径が小さい直径30mm焼結ローラの方が小さくなることから，直

径60mm焼結ローラより直径30mm焼結ローラの方が過酷な潤滑状態になると考えられる．特

に表面粗さが大きかった直径30mm焼結ローラの D値は大きく，金属接触しやすいと考えられ

る．

表面粗さが大きい鋼ローラ，つまり強いショットピーニングを施した鋼ローラほど，油温が高

くなる傾向がみられた．油温が上昇するに伴い，理論最小油膜厚さは小さくなることから，強

いショットピーニングを施した鋼ローラほど理論最小油膜厚さは小さくなった．したがって，

に示すように，ローラ円周面下または歯車歯面下で発生したき裂がローラ円周方向または歯形方向

に進展し，最終的に表面がはく離する損傷形態である．このようにピッチングとスポーリングの大

きな違いは，表面き裂発生に起因するか，表面下き裂発生に起因するかである．

　次に歯車の主な損傷形態の 1 つに曲げ疲れによる歯の折損がある (17)．本論文では，図 3.13(e)に

示すかみあいピッチ点付近を起点としたき裂による歯の折損と，図3.13(f)に示す歯元すみ肉部を起

点としたき裂による歯の折損が発生した．歯車のピッチングは，一対かみあい領域の歯元の面，つ

まり歯面上のかみあいピッチ点付近に発生する傾向がみられるが，ある歯のかみあいピッチ点付近

に局所的に発生した場合，その局所的に大きくなったピッチングを起点として発生したき裂が，反

作用歯面の歯元すみ肉部に達し，前者の歯の折損に至る．また，後者の歯の折損は，歯元すみ肉部

に材料の疲れ限度以上の応力が繰り返し加わって発生する損傷形態である．曲げにより作用歯面側

の歯元すみ肉部に発生したき裂が反作用歯面の歯元すみ肉部へ向かって進展し，歯の折損に至る．



強いショットピーニングを施した鋼ローラでは，表面粗さが大きく，理論最小油膜厚さが小さ

いので，D 値が大きくなり，金属接触しやすいと考えられる．

本論文で用いた焼結歯車および鋼歯車の理論最小油膜厚さは，かみあい始めからかみあい終わ

りに至るまで増加する傾向にある．しかし，同じ負荷条件ならびに同じ油温でそれぞれ求めた

焼結ローラおよび鋼ローラの理論最小油膜厚さに比べ，焼結歯車および鋼歯車の理論最小油膜

厚さが全体的に小さいことから，ローラより歯車歯面に表面損傷が発生しやすいと考えられ

る．

焼結歯車と鋼歯車の理論最小油膜厚さならびにD値が同程度であったことから，ショットピー

ニングにより表面粗さが増大した焼結歯車 PGは鋼歯車 SG と同様に滑り・転がり接触状態を

保つことができるといえる．したがって，ショットピーニングによる焼結歯車の面圧強さ向上

が期待できると考えられる．
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(5)

(6)
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第４章　プラズマ浸炭硬化焼結ローラおよび歯車の面圧強さ

4.1　緒　言

　焼結機械部品は，生産コストの経済性と材料設計の自由度の高さから，自動車や家電製品など

様々な産業分野に広がっている(1)．焼結材の機械的強度を向上させる材料技術や製造技術の開発が

なされるに伴い，より一層の焼結機械部品の適用範囲の拡大が期待される．材料技術の動向の一例

として，鉄系焼結材料は基本組成であるFe-Cu-C系から始まり，1980年代にはNi,Cu,Moを純鉄粉

に部分拡散させた粉末を主原料とする焼結高強度鋼（ENKMA材）が開発され，自動車用歯車など

の高負荷部品に適用されるなど，焼結適用製品の拡大に大きく寄与した．製造技術の動向の一例と

しては，焼結歯車の疲れ強さを向上させるために，歯の表層部を高密度化する転造技術が開発され

た．完成品の仕上がり寸法より若干大きい焼結体を転造ダイスにより冷間転造すると，表層部のみ
ち

で塑性変形が起こり，これにより表層部は緻密化されて疲れ強さが向上するとともに，歯形の歯筋

精度および表面粗さの向上が得られる．転造技術を適用した製品として，サイレントチェーン用の

スプロケットがある．

　このように焼結機械部品の機械的強度向上は，色々な角度から試みられていることから，表面強

化法の 1 つであるショットピーニングの焼結機械部品への適用性についても検討する必要がある．

そこで第 2章では，焼結ローラおよび焼結歯車にショット投射速度，ショット粒径，ショット硬さ

ならびにショット投射時間の異なる条件でショットピーニングを施し，焼結ローラ円周面ならびに

歯車歯面に及ぼすショットピーニングの影響について検討した．ショットピーニングを施すことに

より，焼結ローラ円周面近傍ならびに焼結歯車歯面近傍の気孔がつぶれ，同条件のショットピーニ

ングを施した鋼ローラや鋼歯車の表面粗さに比べ，焼結ローラおよび焼結歯車の表面粗さは増大し

た．しかし，鋼ローラや鋼歯車と同様に，焼結ローラ円周面近傍ならびに焼結歯車歯面近傍の硬さ

や圧縮残留応力がショットピーニングによって増大する結果が得られた．第3章では，焼結ローラ

の転がり疲れ試験条件ならびに焼結歯車の運転疲れ試験条件，油温，材料定数などから理論最小油

膜厚さ minh を求めた．さらに初期表面粗さに対する minh の比である D値を求め，焼結ローラ対およ

び焼結歯車対の潤滑状態について検討した．その結果，ショットピーニングを施した焼結歯車対の

minh や D値は，鋼歯車対の minh や D値と比較して同程度の値を示していることから，鋼歯車と同様

に焼結歯車においても滑り・転がり接触状態を保つことができ，ショットピーニングによる焼結歯

車の表面損傷に対する強さ，つまり面圧強さ向上が期待できる．

　本章では，まず，ショットピーニングを施した直径 30mmと直径 60mmのプラズマ浸炭硬化焼結

ローラの転がり疲れ試験を行い，焼結ローラの面圧強さに及ぼすショットピーニングの影響につい

て検討を行った．また，同じくショットピーニングを施したプラズマ浸炭硬化焼結歯車の運転疲れ

試験を行い，焼結歯車の面圧強さに及ぼすショットピーニングの影響について検討した．さらに
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4.2　焼結ローラの面圧強さと損傷形態

4.2.1　面圧強さ

　二円筒滑り転がり疲れ試験機による直径 30mm焼結ローラ P3および直径 60mm焼結ローラ P6の

転がり疲れ試験で得られたヘルツの最大接触応力 maxp とローラの破壊寿命 N との関係をそれぞれ，

図 4.1(a)および図 4.1(b)に示す．図中の直線は，破壊寿命 N に至ったローラの実験点を最小二乗法

で近似したものである．図中の矢印は，繰返し数 N が 2.0×107を越えても試験機が自動停止するほ

どの損傷に至らなかったことを示している．本論文では破壊寿命 N =2.0×107に対するヘルツの最大

Fig. 4.1   pmax-N curves

(a)  Sintered roller P3

(b)  Sintered roller P6

ショットピーニングが及ぼす影響として，直径 30mm 焼結ローラと直径 60mm 焼結ローラの比較，

焼結ローラと焼結歯車の比較を行った．

Specimen Maximum Hertzian stress
at 2.0×107 cycles

P3-NP 1070 MPa

P3-V30 630 MPa

P3-V60 700 MPa

P3-T400 590 MPa

Specimen Maximum Hertzian stress
at 2.0×107 cycles

P6-NP 900 MPa

P6-V30H 950 MPa

P6-D0.2 950 MPa

P6-H520 850 MPa

P6-V60 790 MPa
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接触応力 maxp を焼結ローラの転がり疲れ限度，すなわち面圧強さとした．焼結ローラP3およびP6

の面圧強さは，図中に示すとおりである．

　一般にショットピーニングは，被加工材の表面近傍に圧縮残留応力をもった硬化層を形成するた

め，ショットピーニングを施した加工物の疲れ寿命が延びることが知られている (2)．本論文で用い

た焼結ローラも，ショットピーニングを施すことにより，第2章で述べたようにローラ円周面近傍

で硬さと圧縮残留応力が増加していたことから，面圧強さが向上すると予測された．しかしショッ

トピーニングを施していないP3-NPやP6-NPと比較して，ショットピーニングを施した焼結ローラ

P3の面圧強さが格段に低下し，また焼結ローラP6においてもP6-H520とP6-V60の面圧強さが低下

した．したがって，面圧強さが低下した焼結ローラに施したショットピーニングは，ショット投射

速度，ショット粒径，ショット硬さ，ショット投射時間などのショットピーニング条件が焼結ロー

ラの面圧強さ向上に対して最適なものではなかったことがわかる．ショット投射速度やショット粒

径が大きすぎたりショット投射時間が長すぎるなど過酷な条件下でショットピーニングが行われた

際に，表面性状などに対する悪影響やピーニング効果の低下が現れる現象をオーバーピーニング(3)

というが，本論文で用いた焼結ローラにはそのオーバーピーニングの現象が現れたと考えられる．

ショットピーニング条件でショット投射時間のみが異なるP3-V60とP3-T400を比較すると，ショッ

ト投射時間の長いP3-T400の面圧強さの方が小さくなっているが，ショット投射速度のみが異なる

P3-V30とP3-V60では，ショット投射速度の大きいP3-V60の面圧強さの方が大きくなっている．し

かし，ショットピーニングを施した焼結ローラ P3 がショットピーニングを施していない P3-NPよ

り顕著に面圧強さが減少していることは明らかであり，焼結ローラに強すぎるショットピーニング

を施すと，面圧強さが低下するといえる．

　ショットピーニングにより焼結ローラの面圧強さが向上したのは，焼結ローラ P6 のうち弱い

ショットピーニングを施した P6-V30H と P6-D0.2 だけであり，ショットピーニングを施した焼結

ローラP3はすべて向上しなかった．焼結ローラP6において，ショット投射速度とショット粒径が

異なるP6-V30HとP6-H520を比較すると，ショット投射速度とショット粒径の小さいP6-V30Hの面

圧強さが大きくなっていることがわかる．さらにショット粒径のみが異なるP6-D0.2とP6-V60では，

ショット粒径の小さいP6-D0.2の面圧強さが大きくなり，ショット硬さのみが異なるP6-H520とP6-

V60では，ショット硬さの小さいP6-H520の面圧強さが大きくなった．以上の結果，弱いショット

ピーニングを施した焼結ローラほど，面圧強さが向上する傾向にあるといえる．

　図 4.2，図 4.3，図 4.4および図 4.5は，それぞれアークハイト値，表面硬さ，ローラ円周方向の表

面残留応力 )(ryσ ，表面粗さ zR に対する焼結ローラP3およびP6の面圧強さをプロットしたもので

ある．図 4.2 より，アークハイト値が 0.2mmAより大きな条件でショットピーニングを施した焼結

ローラは，面圧強さが低下していることがわかる．一方，面圧強さが向上した P6-V30Hと P6-D0.2

に施したショットピーニングは，アークハイト値が 0.2mmA以下である．また，図 4.3，図 4.4，図
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Fig. 4.2   Relationship between surface durability and arc height

Fig. 4.3   Relationship between surface durability and surface hardness

Fig. 4.4   Relationship between surface durability and surface residual stress
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Fig. 4.5   Relationship between surface durability and surface roughness

4.2.2　損傷形態

　図4.6に転がり疲れ試験で損傷が発生した焼結ローラP3の円周面写真ならびに軸直角断面写真を

示し，図 4.7に P3-V30 のき裂の拡大写真を示す．焼結ローラ P3 の損傷はすべてローラ円周面付近

で発生しており，損傷深さはローラ円周面から深さ約0.3mmの範囲内であった．図4.6より焼結ロー

ラP3に発生した表面下き裂がローラ円周面とほぼ平行に進展しており，また図4.7よりローラ円周

面下に存在する気孔をき裂が伝ぱしていることが確認できる．図 4.6 の P3-T400では表面き裂発生

に起因するピッチングが発生しているが，ショットピーニングにより表面粗さが特に増大した焼結

ローラがP3-T400であったため，疲れ試験過程においてP3-T400はローラ円周面下でき裂が発生し

つつ，表面粗さの影響によりピッチングが発生したと判断した．したがって，焼結ローラP3の損傷

形態は，ローラ円周面下の気孔を起点に発生したき裂がローラ円周面とほぼ平行に進展し，最終的

にはローラ円周面がはく離するスポーリング損傷が主体であったといえる．

　焼結ローラ P3 の損傷が発生したローラ円周面からの深さ約 0.3mmの範囲内において，ショット

ピーニングを施すことにより，図2.8(a)と図2.17(a)で示したように焼結ローラP3の硬さと圧縮残留

応力が増大し，ピーニング効果が得られた．しかし，ショットピーニングを施した焼結ローラP3は

P3-NPより面圧強さが低下する結果となった（図 4.1(a)参照）．直径 60mmローラの場合に比べ，直

径30mmローラのローラ取付軸は細く，剛性が小さいことから，表面粗さによるローラの偏心や疲

れ試験中の振動の影響が大きくなる．また，図3.7(a)で示したように相対曲率半径が小さくなると，

過酷な潤滑状態となる．特に焼結ローラ P3 の表面粗さがショットピーニングによって増大したた
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4.5より，表面硬さや圧縮の表面残留応力 )(ryσ が大きく，表面粗さ zR が小さい焼結ローラP6の面

圧強さが向上していることがわかる．したがって，ローラの面圧強さにとって，硬さ，残留応力，

表面粗さは重要な影響因子であり，直径60mm焼結ローラの面圧強さ向上には，アークハイト値が

0.2mmA 以下の弱いショットピーニング条件が適しているといえる．
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Fig. 4.6   Observations of failed sintered rollers
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め，焼結ローラP3の面圧強さに対し，表面粗さが大きく影響し，面圧強さの低下につながったと考

えられる．

　図4.8に転がり疲れ試験で損傷が発生した焼結ローラP6の円周面写真ならびに軸直角断面写真を

示し，図 4.9に P6-D0.2のき裂の拡大写真を示す．図 4.8(a)と (b)のように，ショットピーニングを

施していないP6-NPと弱いショットピーニングを施したP6-V30Hの一部のローラにおいてローラ円

周面付近で損傷が発生した．しかし，ほとんどの焼結ローラP6では，図4.8(c)と (d)のように，ロー

ラ円周面から深さ 2mm付近で損傷が発生した．焼結ローラP6の損傷形態は，損傷発生深さがロー

Fig. 4.7   Spalling crack of sintered roller
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