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第１章  緒 論 

 

1.1 タービン翼連結構造に関する技術背景 

 図 1-1 に示すように，従来構造のタービン翼では，翼に設けた穴にタイワイヤと呼ば

れる連結部材を通す構造や，翼先端のテノンを別部材のシュラウドにより締結する構造

が採用されていた．これらは，翼全数を連結するのではなく，部分的に複数本の翼を連

結していることから群翼構造（grouped blades）と呼ばれる．一方，最新構造では，翼と

カバーが一体に形成され，遠心力によるねじり戻り（centrifugal twist-back moment）に

より隣接する翼カバーと接触連結する全周連結翼 1)（continuously coupled blades）が採

用されている． 

全周連結翼は，タイワイヤやテノン・シュラウドのような高応力集中部を排除するこ

とにより信頼性を高めた構造である．さらに，全周の翼連結に切れ目がないために，振

動モードを簡素化できる利点がある 2)．群翼と全周連結翼のキャンベル線図の比較を図

1-2 に示す．タービン翼の振動離調設計では，定格回転数の整数倍の周波数（励振周波

数）に対して，翼の固有振動数を十分に離調する必要がある．図 1-2 は定格回転数が 60 

rps (rotational per second)の場合のキャンベル線図を示しており，本図より全周連結翼で

は群翼構造と比較して離調すべき振動モードの数が尐ないために，共振離調設計が容易

になることが分かる．また，カバー接触面で適度なすべりを発生させることにより，タ

ービン翼の構造減衰を高める効果がある 1)．タービン翼の高減衰化により，振動応答応

力を低減して，振動に起因する疲労や摩耗損傷のリスクを低減できる． 
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Fig. 1-1 Comparison of turbine blade coupling structure. 
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タービン翼連結部では，接触面のフレッティング疲労の防止が重要な課題である．タ

イワイヤやテノン・シュラウドでは，接触面形状が円弧のために高い局所面圧が発生す

る場合がある．これらは，1.2.1 節で後述するフレッティング疲労の分類によると，比

較的高面圧ですべり量が小さい条件に該当する．面圧とフレッティング疲労強度に関し

て種々の報告 3)～5)があるが，局所的に降伏する高面圧下での強度については，十分に明

らかにされていない． 

一方，最新の全周連結翼のカバー構造は，比較的低面圧ですべり量が大きい条件に分

類される．本構造は，図 1-3 に示すように遠心力に起因したねじり戻りによりカバーが

所定の法線力 Fnで接触した状態で，翼振動による振動力が摩擦力 Ftとして伝達される

構造である．カバーの強度設計にあたって，面圧とフレッティング疲労強度の関係を明

らかにする必要があるが，このような摩擦力により接線力が伝達される構造に関する報

告 6)～8)はほとんどない． 

全周連結翼のカバー構造では，接触面の相対すべりにより減衰を高める効果があるが，

すべり量が大きすぎるとフレッティング摩耗が増加する問題や，固有振動数が低下して

離調裕度が十分に確保できない可能性が生じる．そのため，カバー設計では，フレッテ

ィング疲労だけでなく，構造減衰やフレッティング摩耗，固有振動数に関する検討が必

要になる．これらの評価には，以下に述べるように接触面の接線力と相対変位に関する

関係（摩擦モデル）を明らかにすることが重要である． 
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接触面の相対変位と接線力に関する模式図を図 1-4 に示す．図 1-4 で接線力が 0 にな

るときの相対変位範囲をすべり量と定義する．接線力と相対変位のヒステリシスが描く

面積が１サイクルあたりの消費エネルギーに相当し，この値が構造減衰や摩耗量と良い

相関があることが報告されている 9), 10)．相対変位に対する接線力の傾きを接線剛性 Ktc

と定義し，この値がタービン翼の固有振動数に影響を及ぼすことが知られている．特に

すべり量が大きくなり仮想接線剛性 Ktc, im（すべり量を含めた相対変位に対する接線力

の傾きと定義）が低下すると，固有振動数が大きく低下することが考えられる．以上の

ことから，全周連結翼のカバー設計にあたり，接線力と相対変位のモデル化（摩擦モデ

ル）と，摩擦モデルに基づいたフレッティング摩耗や構造減衰，固有振動数の定量評価

が重要な課題である． 
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Fig. 1-3  Cover structure of continuously coupled blades. 
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上述したようにタービン翼連結部について解決すべき技術課題を以下に整理する．こ

れらの課題に対する研究背景や本研究の位置づけに関して 1.2 節で述べる． 

1) 高面圧・小すべり条件におけるフレッティング疲労評価 

2) 低面圧・大すべり条件におけるフレッティング疲労評価 

3) フレッティング摩耗評価 

4) 接触面の摩擦モデル（接線力係数，すべり量，接線剛性）の構築 

5) 摩擦モデルと構造減衰，固有振動数に関する定量評価 

 

1.2 従来研究の背景と本研究の目的・アプローチ 

1.2.1 フレッティング疲労評価 

(a) フレッティング疲労の分類 

フレッティング疲労限度は，試験体の形状や負荷形態（荷重分担型や摩擦伝達型など）

に依存し，平滑材の疲労限度よりも低下することが知られている 3)．フレッティングに

よる疲労限度が，平滑材の 1/30 以下に低下したとの報告 7)（公称応力による整理）もあ

る．また，フレッティング疲労強度が，経年的な摩耗 11)や局所部の塑性変形による接触

端の形状変化 12)に依存する場合があることが報告されている． 

 近藤ら 13)が指摘しているように，フレッティング疲労の破損形態は，比較的高面圧で

すべり量が小さい条件と，比較的低面圧ですべり量が大きい条件の 2 形態に分類できる．

この分類に厳密な定義はないが，表 1-1 に示す分類により疲労限度の面圧依存や主き裂

の位置，疲労限度の有無などに関する両者の相違点が明確になる． 

  

Table 1-1  Classification of fretting fatigue. 
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タービン翼のタイワイヤやテノン・シュラウドは，高面圧・低すべり条件に該当する．

この条件は，図 1-5(a)に示す荷重分担型のフレッティング試験で再現することができる．

フレッティング疲労き裂が接触端近傍で発生することが多いことが特徴である．公称応

力で整理したフレッティング疲労限度は，面圧の増加と共に低下して，ある面圧以上（一

般に 100 MPa 付近）で概ね飽和する傾向がある 3)~ 5)．これは，面圧が低い領域では，面

圧の増加とともに接線力が増加して接触端の局所応力が増加し，面圧が高い条件では，

接線力が増加する効果と圧縮平均応力によるき裂進展遅延効果が相殺するためである

と考えられている 14)．高面圧・低すべりの条件では，一般に疲労限度が存在すると考え

られており，510
7サイクル付近で疲労限度が確認されたとの報告 15)がある．フレッテ

ィング摩耗量は微小であり，接触端付近にのみ摩耗痕が見られることが多い． 

全周連結翼のカバー構造は，比較的低面圧・大すべり条件に該当する．この条件は，

図 1-5(b)に示すように振動荷重が接触面の摩擦力により伝達される摩擦伝達型試験で再

現できる．本研究で明らかにしたように，この条件では面圧の低下と共にフレッティン

グ疲労強度が低下し，ある面圧でフレッティング疲労強度が最小になることが分かった
14)．摩耗量は面圧やすべり量に依存し，全面すべりが生じるとフレッティング摩耗量が

大きくなる．また，繰返しと共に摩耗が進行して接触状態が変化すると，明瞭な疲労限

度が存在しない場合があると考えられる． 
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Fig. 1-5  Schematics of fretting fatigue tests. 
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b) 破壊力学によるフレッティング疲労評価 

一般にフレッティング疲労は，接触端の高応力集中のためにき裂の発生が容易であり，

発生したき裂が進展するか否かによってその疲労強度が決定される場合が多い．そのた

め，微小き裂の進展・停留挙動の破壊力学による評価 16)~26)が有効な手段であると考え

られる．一例として，近藤ら 13)が提案した微小き裂の進展・停留評価モデルについて，

図 1-6 を用いて説明する．このモデルでは，応力拡大係数範囲 ΔK がき裂長さ a の全域

にわたって進展下限界値 ΔKth よりも大きければき裂が進展して破断に至り，あるき裂

長さで ΔK が ΔKthよりも小さくなればき裂がその長さで停留すると考える（図中○）．

本モデルでは，き裂が短い領域でき裂長さの低下と共に ΔKth が低下する微小き裂の効

果を考慮している．破壊力学の適用により一定の成果が報告されているが，その定量評

価に関しては，まだ実用レベルとはいえない．定量評価が困難な要因として，以下２点

が考えられる． 

1) 微小き裂の ΔKthに及ぼす平均応力の影響 

2) 傾斜き裂に対する混合モードの影響 

 微小き裂の ΔKthに関する式として，El Haddad ら 27)の提案式がある．彼らは補正き裂

長さ a0の概念を取り入れて長いき裂の進展下限界値 ΔKth,lに対する微小き裂効果を定式

化した． 

                            (1) 

また，村上ら 28), 29)は経験則から，微小き裂の ΔKth がき裂投影面積の平方根(area)
1/2 の

1/3 乗に比例する式を提案した．微小き裂の ΔKthに関する報告は両振り波形（応力比 R

が1）に関するデータが多く，その平均応力依存に関する報告は尐ない．特に，フレッ

ティング疲労評価では，面圧により接触端に高い圧縮平均応力が作用するため，応力比

が1 以下での微小き裂の ΔKthに関するデータが必要になる．これらのデータは，宇佐

美ら 30), 31)の報告を除けばほとんどないのが実情である． 

  

log a 

lo
g

 Δ
K

 

ΔKth 

Failure 

No-failure  

Non-propagating 

crack 

Fig. 1-6  Schematic of small-crack propagation model at fretting fatigue. 
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 一般にフレッティング疲労き裂は，表面に対して垂直方向ではなく傾斜して発生・進

展する場合が多い．これは，き裂発生位置である接触端近傍では，面圧と摩擦力が重畳

する多軸応力場であるからと考えられる．このような傾斜き裂の進展評価には，引張と

せん断による混合モードの評価 32)~ 34)が必要となる．武藤 35)によると，フレッティング

疲労き裂の進展経路が 2 段階に分類されている．図 1-7 に示すように，ステージⅠは微

小き裂の領域であり，き裂が大きく傾斜しているのが特徴である．ステージⅡは，混合

モードとモードⅠ領域に分類でき，この領域ではき裂が主応力に垂直な方向に進展する

と考える最大接線応力説が有効であることが知られている 36), 37), 19)． 

き裂の傾斜角が大きいステージⅠでは，混合モードによる評価に関して種々の提案が

されているが，統一的な評価モデルはまだ確立していない．混合モードによるき裂の等

価応力拡大係数として，エネルギー解放率に基づいた(ΔKI
2
+ΔKII

2
)

1/2 や田中 38)による

(ΔKI
4
+8ΔKII

4
)

1/4などが提案されている．また Pook
39)は，せん断と引張型とのき裂進展領

域を分類した評価線図を提案した．混合モードによる評価を困難にしている理由として，

村上ら 40)が指摘しているようにモードⅡの進展下限界値 ΔKth を実験的に取得すること

が困難であることが考えられる．さらに，Bold ら 41)は ΔKIIの評価にあたってき裂面の

摩擦係数を考慮する必要があると指摘しており，その定量評価が困難なことも理由とし

て挙げられる． 
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Fig. 1-7  Schematic view of fretting crack propagation. 
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c) 本研究の目的とアプローチ 

 フレッティング疲労に関する本研究の目的とアプローチについて以下に述べる．本研

究の第一の目的は，表 1-1 に示した２形態のフレッティング疲労について，フレッティ

ング疲労強度の面圧依存性とそのメカニズムを明らかにすることである．そこで，本研

究ではタービン翼材として一般的に採用している 12Cr 鋼を用いて，パッド型（高面圧・

小すべり）と摩擦伝達型（低面圧・大すべり）の２種類のフレッティング疲労試験をし

た．パッド型試験では，図 1-8 に示すように一般的な面接触条件に追加して，タイワイ

ヤやテノン・シュラウドのように局所面圧が高い条件を模擬した線接触条件で試験した．

局所面圧が降伏応力以上の高面圧下で，面圧とフレッティング疲労強度の関係について

検討した． 

摩擦伝達型試験では，全周連結翼のカバー構造を模擬した試験方法を新たに考案して，

面圧や相対変位をパラメータとした試験をした．上述したように，摩擦伝達型試験では，

面圧が低下するほどフレッティング疲労強度が低下することが分かったため，そのメカ

ニズムについて考察した．面圧が低いほど主き裂が接触面内部に位置したという観察結

果に基づいて，面圧低下により真の接触端が接触面内部に移動して応力集中が増加する

という仮説を立てた．この仮説を検証するために，接触面の非接触領域をパラメータと

した応力解析を実施し，さらに低面圧条件で真の接触端が移動することを確認するため

に，接触端近傍のひずみ分布を詳細に測定した． 

 本研究の第二の目的は，破壊力学を適用した微小き裂の進展・停留モデルの有効性を

定量的に検証することである．種々の試験条件に対する評価モデルの有効性を検証する

ために，静的強度が異なる２種類の材料を用い，平均応力と接触条件（面接触と線接触）

をパラメータとして考察した．本研究の特筆すべき点は，定量評価の精度を高めるため

に以下に述べる 3 項目に着目し，データ取得・評価をしたことである． 

  

Contact force Contact force 

Alternating force 
 

Plane contact (PC) Line contact (LC) 

Pad 

Specimen 

Fig. 1-8  Schematic view of fretting fatigue tests. 
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1) 平均応力をパラメータとした微小き裂の ΔKthに関するデータ取得 

 本研究では，フレッティング試験により導入した予き裂材の疲労試験により，予き裂

からのき裂進展下限界値 ΔKth を取得した．特に，フレッティング疲労評価では，圧縮

平均応力のデータが必要になるため，応力比 R が3～0.5 の範囲でデータを取得した． 

2) フレッティング未破断試験片の停留き裂長さに関するデータ取得 

フレッティング未破断試験体を用い，パッドを外した条件で疲労破壊させることによ

って，起点部の停留き裂長さに関するデータを取得した．得られたデータと，微小き裂

の進展・停留モデル（図 1-6）から評価した停留き裂長さを比較することにより，モデ

ルの有効性を検証した．さらに，き裂の進展プロファイルに関するデータ（き裂の深さ

と傾斜角）を取得して，ステージⅠからⅡへの遷移進展挙動について考察した． 

3) 傾斜き裂を導入した有限要素法（finite element method, FEM）解析による混合モード

の ΔK 評価 

ステージⅠでは傾斜き裂に対する引張とせん断の混合モードによる評価が必要にな

る．本研究では，き裂の長さや傾斜角をパラメータとしてき裂を導入した部材の FEM

解析により応力拡大係数範囲を算出して，混合モードによる進展挙動について考察した．

また，ステージⅠのき裂進展評価にあたり，最大接線応力説の実用上の有効性について

も考察した． 

 

1.2.2 フレッティング摩耗評価 

 フレッティング摩耗と一方向すべり摩耗（凝着摩耗）との相違に関して，種々の考察

がされている 45)~ 49)．例えば笹田 45)によると，フレッティング摩耗は，往復振動のため

に発生した摩耗粉が接触面から排出されにくいことや，摩擦方向が逆転することによる

「逆剃り」の効果などが指摘されている．また，両者の相違点として，フレッティング

摩耗の振幅が微小なために，振動方向が反転する時の摩耗量がすべり摩耗よりも小さく

なるとの指摘がある．志摩ら 48)の報告によると，相対変位が小さくなると摩耗量が変位

に比例せずに加速度的に低下することが報告されている．一方，すべり量が比較的大き

な条件（100 μm）でのフレッティング摩耗率は，一方向すべり摩耗の摩耗率と概ね一致

したとの報告がある 45)． 

これらの報告を整理すると，相対変位が大きい領域ではフレッティング摩耗と一方向

すべり摩耗が概ね同等の摩耗率であり，相対変位が小さくなるとフレッティング摩耗率

がすべり摩耗率よりも低くなることが予想される．しかし，フレッティング摩耗率がす

べり摩耗率よりも低下する境界条件については十分に明らかにされていない．そこで，

本研究ではその境界条件を明らかにすること，およびフレッティング摩耗の定量評価法

の提案を目的とした．１サイクルあたりの消費エネルギーとフレッティング摩耗率に関

するデータを取得して，スラストシリンダ式の一方向すべり摩耗試験により取得した摩

耗率と比較した．特に，相対変位が小さい領域における接触面の消費エネルギーを詳細

に評価するために，接線力とすべり量が描くヒステリシス面積の算出に追加して，接触
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面近傍で計測した温度上昇量から発熱量を推定して消費エネルギーを評価した． 

 

1.2.3 接触面の摩擦モデルと構造減衰評価 

(a) 摩擦モデル（すべり量，接線剛性） 

 一般に接触面の摩擦モデルとして，図 1-9 に示すクーロン摩擦モデルが用いられてい

る．図 1-9 は２つの物体が法線力 Fnで接触した状態で，接線力 Ftが作用する場合の接

線力と相対変位の関係を示している．動摩擦係数をとすると，Ftが  Fn以下の領域

が固着域であり，この領域での相対変位に対する接線力の傾きを接線剛性 Ktc と定義す

る．接線力 Ftが  Fnに達すると，Ftが一定となり非可逆なすべり変位が生じる．クー

ロン摩擦モデルと実際の接触面で生じる物理現象には相違があり，例えば実際には Ft

が  Fn以下でもミクロすべりが生じることや，マクロすべりが生じる条件で Ftが一定

（  Fn）にならないことなどが挙げられる．特に，全周連結翼のカバー構造では，全

面すべりではなくミクロすべりが発生する条件で運用される場合が多く，この場合の構

造減衰や固有振動数を評価するにはミクロすべりに関する評価が重要になる． 

ミクロすべりに関する試験計測やモデル化に関して，種々の報告 53)-59)がある．例え

ば，Olofsson ら 53), 54)は規格化した物理量を用いて，接線力とミクロすべりの関係をモデ

ル化した．Goodman ら 55), 56)や Rogers ら 57)は，実験により相対変位と 1 サイクルあたり

の消費エネルギーに関するデータを取得した．接触解析によるアプローチについても報

告されており，Dini ら 58)や Ciulcu ら 59)は接触面の面圧分布や接線力分布を解析的に評

価して，ミクロすべりが発生する現象について考察した．接触面の一部ですべりが発生

する条件については，Mindlin
60)が示した円環摩耗（球と平面の接触摩耗では円環形状に

摩耗が発生し，円環の内側は固着域のために摩耗が生じない現状）に関する研究が有名

である．Sato ら 61)は，法線力や相対変位をパラメータとして試験を行い，円環摩耗の形

状が解析と良く一致することを示した． 
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Fig. 1-9  Schematic of coulomb’s model. 
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 接線剛性に関する研究では，摩擦試験により接線剛性を直接計測する方法と加振試験

で計測した固有振動数や減衰から，その入力値となる接線剛性を推定する方法が報告さ

れている．一般に前者の方法では，摩擦試験で計測した相対変位から，接触面の相対変

位と試験体の弾性変形などの変位を分離するのが困難な場合が多い．Filippi ら 62), 63)は，

接線剛性による変位のみを計測する詳細な計測装置を考案して，高温環境における接線

剛性のデータを取得した． 

後者の方法では，例えば Csaba ら 64)や Sanliturk ら 65)により，振動試験の結果を基に

接触面の接線剛性を評価した報告がされている．接線剛性の評価にあたって，Csaba ら
64)は接触長さによる補正，Sanliturk ら 65)は接触面の回転による補正を考慮している．こ

れらの報告に共通していえることは，面圧を低下するほど接線剛性が低下する傾向があ

ることである．上述したようにすべり量や接線剛性に関して種々の報告があるが，これ

らの物理量は接触面の形状や表面粗さ，面圧分布などの種々の因子に依存することが考

えられ，それらの影響を考慮した統一的なモデルはまだ確立されていない． 

そこで，本研究では，面圧や相対変位をパラメータとして，繰返し数に対する接線力

係数やすべり量，接線剛性に関するデータを取得することを目的とした．さらに，文献
64)67)で報告されているように面圧を低下するほど接線剛性が低下する現象に関して，そ

のメカニズムを考察した． 

 

(b) 構造減衰の定量評価 

 接触面ですべり変形が生じると接線力と相対変位の関係が非線形になるため，固有振

動数や減衰を評価する振動解析では非線形の考慮が必要になる．非線形振動解析により

固有振動数や減衰を評価した先駆的な研究として，Griffinの研究 68)が挙げられる．Griffin

は，タービン翼のプラットフォームダンパーを模擬した振動試験と非線形振動解析を実

施して，ダンパーの接触法線力と固有振動数，および応答応力が試験と解析で良く一致

することを示した．Griffin の研究以外にも，ダンパーやカバー連結部を対象とした非線

形性振動応答解析に関して，多数の報告がされている 69)～80)．例えば，金子ら 70)は法線

力と振動力の比に等価なパラメータを用いて，非線形解析により求めたタービン翼の固

有振動数と減衰比が計測結果と良く一致することを示した．最近では，接触面の摩擦モ

デルとして全面すべりでなく，ミクロすべりを考慮した評価がされている．例えば

Marquina ら 73)は，Olofsson らによるミクロすべりのモデル式 53)を翼溝接触面に適用し

て構造減衰を評価した．このように，タービン翼接触面の非線形を考慮した振動応答解

析方法については，概ね確立していると考えられる．現状の課題は，評価精度向上のた

めに入力条件である摩擦モデルの精度を高めることである． 

 本研究では，ダブテールの接触連結を模擬した加振試験により，入力データである接

触面の摩擦モデルと，加振試験による構造減衰と固有振動数の関係を明らかにすること

を目的とした．ダブテール接触面の角度（3 ケース）をパラメータとして，接触角と固

有振動数や減衰比の関係について考察した．また，加振試験で計測した固有振動数と減
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衰を基に接触面の摩擦モデルの入力条件（面圧－接線剛性と接線力係数－すべり量）を

逆解析により評価し，フレッティング試験により計測した物性値と比較した． 

 

1.3 本論文の構成 

 本論文では，本研究目的を達成するため，以下の構成で研究内容をまとめた． 

まず，第 2 章 16), 87)では，第 1 章で分類した 2 形態のフレッティング疲労のうち，タ

イワイヤやテノン・シュラウドを対象とした比較的高面圧・小すべりの条件について検

討する．局所的に高面圧が発生する条件での面圧とフレッティング疲労強度の関係，お

よび破壊力学によるフレッティング疲労強度の定量的な評価を目的として，強度の異な

る 2 種類の 12Cr 鋼を用いて，種々の平均応力と接触条件（面接触と線接触）でフレッ

ティング疲労試験をする．高精度な定量評価を行うために，未破断試験体の停留き裂に

関するデータ，およびフレッティング予き裂材を用いた疲労試験により種々の平均応力

に対する微小き裂の進展下限界値を取得した結果について述べる．さらに，傾斜き裂を

導入した有限要素法解析とき裂傾斜角の計測に基づいて，混合モードによるき裂進展に

ついて考察する． 

第 3 章 14), 1)では，第 1 章で分類したフレッティング疲労の第 2 の形態である，全周連

結翼のカバー接触面を対象とした比較的低面圧・大すべり条件のフレッティング疲労に

ついて検討する．低面圧・大すべり条件における面圧とフレッティング疲労強度の関係，

およびそのメカニズムの解明を目的として，新たに考案した摩擦伝達型のフレッティン

グ疲労試験をする．面圧低下による強度低下の理由を明らかにするために，接触端の移

動を想定した応力解析と，接触面近傍のひずみ分布計測により考察する．また，接触面

の接線力と相対すべりに関する摩擦モデルの構築を目的として，接線力係数とすべり量

の関係，およびその繰返し数依存性について検討する． 

第 4 章 1)では，フレッティング摩耗の定量的な評価，およびフレッティング摩耗と一

方向すべり摩耗の比較を目的として，第 3 章で述べた摩擦伝達型のフレッティング摩耗

試験とスラストシリンダ式の一方向すべり摩耗試験をする．計測した接線力とすべり量

から接触面の消費エネルギーを算出して，フレッティング摩耗との相関について検討す

る．また，消費エネルギーの評価精度を確認するために，接触面近傍で温度変化量を計

測し，熱伝導解析との照合により接触面の発熱量に関して考察する． 

第 5 章 81)では，接触面の摩擦モデルと，構造減衰や固有振動数の関係を明らかにする

ことを目的として，翼とロータの締結部であるダブテール構造を模擬した加振試験をす

る．ダブテール接触面の角度をパラメータ（3 ケース）として，接触角が固有振動数と

減衰比に及ぼす影響について検討する．また加振試験結果から逆解析により求めた摩擦

モデルの入力値（面圧－接線剛性と接線力係数－すべり量）と第 3 章のフレッティング

試験により取得した物性値を比較する．さらに，面圧の低下に伴って接線剛性が低下す

る現象に関して，そのメカニズムを考察する． 

第 6 章では，第 2 章から第 5 章までの研究成果を総括して，結論と将来の展望につい
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て述べる． 
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第２章 高面圧・小すべり条件のフレッティング疲労強度と 

破壊力学評価 

2.1 緒言 

 第 1 章で述べたように，タービン翼のタイワイヤやテノン・シュラウドは，表 1-1 の

整理によると高面圧・低すべり条件に分類される．これらの部位では，接触部が円弧形

状であるため，降伏応力以上の高い局所面圧が発生する場合がある． 

本章では，このような高面圧下での面圧とフレッティング疲労強度の関係を明らかに

することを目的として，図 1-8 に示したように一般的な面接触条件に追加して，線接触

条件でフレッティング疲労試験を実施した． 

また，破壊力学によるフレッティング疲労強度の定量評価を目的として，強度の異な

る 2 種類の 12Cr 鋼を用い，種々の平均応力と接触条件（面接触と線接触）でフレッテ

ィング疲労試験をした．高精度な定量評価を行うため，未破断試験体の停留き裂に関す

るデータを取得し，フレッティング予き裂材を用いた疲労試験により種々の平均応力に

対する微小き裂の進展下限界値 ΔKth を取得した．さらに，傾斜き裂を導入した有限要

素法（finite element method, FEM）解析とき裂傾斜角の計測に基づいて，混合モードに

よるき裂進展について考察する． 

 

2.2 試験方法 

供試材は強度の異なる２種類の 12Cr 鋼であり，それらの機械的性質を表 2-1 に示す．

B 材の引張強さと 0.2%耐力は，A 材よりも約 40%高い．試験片とパッドの形状を図 2-1

に示す．矩形断面（5 mm5 mm）による面接触（plane contact: PC）条件と 8 の円形断

面による線接触（line contact: LC）条件の２種類の試験をした．パッドの材質は，共通

に A 材とした．図 2-2 に示すように試験片の評点部をパッドで挟み，一定の押付け荷重

を与えた上で，試験片の軸方向に引張圧縮の繰返し荷重を負荷した．事前に荷重較正し

た円筒形のロードセルによりボルトの締付け荷重を測定して，負荷面圧を調整した．局

所部の塑性変形などの影響により，繰返し初期に面圧が低下する場合があったため，適

宜，増し締めを行って面圧の誤差が5%以内になるように調整した．機械加工による試

験片表面の残留応力を除去するために，試験前に 600℃で 4 時間の焼きなまし処理を施

した． 

  

  
Table 2-1  Mechanical properties of 12%-Cr steels. 

0.2% proof stress

(MPa)

Tensile strength

(MPa)

Elongation

(%)

Reduction of area

(%)

Vickers hardness

(Hv)

Sample A 610 745 26.3 65.5 238

Sample B 842 1037 15.4 51.0 329
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面接触条件では平均面圧を 80 MPaとし，線接触条件では線接触荷重を 60， 150， 300， 

450 N/mm とした．Hertz の弾性接触理論 1)により算出した接触面幅から求めた平均面圧

は，各々584，923，1306，1569 MPa である．疲労試験における平均応力は 0 MPa と 400 

MPa とし，A 材の面接触条件では100 MPa の平均応力でも行った．平均応力と面圧の

負荷順序は，先に平均応力を負荷して，その後面圧を付与した．共振型試験機を用い，

Fig.2-1  Shapes of specimens and test apparatus. 
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Fig.2-2  View of fretting fatigue test under LC condition. 
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室温大気環境で試験をした．本試験機では，負荷の繰返し速度は試験片形状に依存して

決定され，線接触の条件で約 125 Hz，面接触の条件で約 110 Hz である．210
7サイクル

で破断しない応力の上限を疲労限度とした． 

未破断試験片（210
7 サイクル）の停留き裂を観察するため，試験後にパッドを外し

た条件で荷重を増加して疲労破壊させ，破断面から起点となったき裂寸法を計測した．

き裂の計測精度を高めるために，レプリカにより停留き裂の表面長に関するデータを取

得した．停留き裂を起点に破断しなかった試験片については，き裂部の試験片表面を研

磨して残存き裂が消失する研磨深さからき裂深さを測定した．また，レーザ顕微鏡で破

面起点部の段差を計測して，き裂進展経路上のき裂の深さと傾斜角に関するデータを取

得した． 

応力比 R をパラメータとした微小き裂の進展下限界値 ΔKthを取得するために，フレ

ッティング予き裂導入材を用いた疲労試験をした．予き裂材として，フレッティング試

験による未破断試験片，および疲労限度以下の応力を負荷してき裂を導入した試験片を

用いた．パッドを外した条件で予き裂材の疲労試験を行い，予き裂を起点に破断するま

で低応力側から順次，振動応力を増加した．未破断試験の繰返し回数は 10
7サイクルと

した．応力比は，3，1，0，0.5 として，公称応力の絶対値が 0.2%耐力以上にならな

い条件で試験をした．破断に至った試験体の起点部から，予き裂寸法を読み取って応力

拡大係数を算出した． 

 

2.3 試験結果 

2.3.1 フレッティング疲労強度 

面接触，および線接触条件における S-N 曲線を図 2-3 に示す．本試験結果の一覧を表

2-2～2-5（p.45～47）に記す．面圧を横軸に，210
7サイクル繰返し時の未破断応力と破

断応力を整理した結果を図 2-4 に示す．図 2-4 に示すように，線接触条件では，接触荷

重の増加と共に強度が低下して，ある値で極小値を示した．フレッティング疲労強度が

極小値を示す接触荷重（極小接触荷重）は，材料の静的強度に依存し，静的強度の高い

B 材の方が A 材よりも高い値であった．極小接触荷重による平均面圧（弾性を仮定した

Hertz 理論 1) により算出）は，A 材と B 材共に降伏応力 0.2以上であり，約 1.5 0.2に

相当した． 

面接触条件（面圧 80 MPa），および線接触条件（線荷重 150 N/mm）では，平均応力

が 0，400 MPa の両条件で，静的強度が高い B 材（A 材に対して約 40%高い）の方が A

材よりも疲労強度が高い結果（約 10～25 %）が得られた．一方，線接触条件における

極小値で比較すると，A 材と B 材の強度差はわずか（約 5 %）であった．このことから，

静的強度が高い材料を採用しても，高面圧域でのフレッティング疲労強度がほとんど向

上しない可能性があるといえる．高面圧域の強度は平均応力m に依存しており，m が

0 MPaの方が400 MPaの場合よりも極小接触荷重以上の荷重増加による強度上昇量が大

きい傾向があった． 
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 線接触条件（面圧：150 N/mm）による破断試験片の接触端近傍の観察例を図 2-5 に示

す．き裂は摩耗痕の境界から尐しパッド内側に入った位置にあり，本試験片ではその境

界とき裂位置の距離は 0.12 mm であった．また，接触端部の摩耗幅（約 0.5 mm）は，

Hertz の弾性解から算出される接触長さ（0.16 mm）よりも大きかった．これは，接触端

部の面圧集中による塑性変形によるものと考えられる． 
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Fig.2-3  S-N diagram of fretting tests. 
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Fig. 2-5  Side view near contact edge of failure specimen.  
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2.3.2 停留き裂長さの観察結果  

停留き裂のき裂面を軸方向から見た観察例を図 2-6(a)に示す．変動荷重に垂直な面に

投影した停留き裂の深さ a と表面長 l を読み取った．停留き裂長さとアスペクト比 a/l

の関係を図 2-6(b)に示す．ばらつきがあるものの a/l は約 0.15 であった．応力振幅aと

停留き裂の等価き裂長さ aeqの関係を図 2-7 に示す．ここで，等価き裂長さ aeqは式(2-1)

で定義され，一様引張応力が作用する無限平板の中央貫通き裂の半長に相当する 2)． 

 aeq = a/Q,  Q = 1 + 4.593(a/l)
1.65

  (2-1) 

図 2-7 より，以下に示す結果が得られた． 

・静的強度の高い B 材の方が A 材よりも，同じ応力振幅a に対する aeq が小さい 

・平均応力が高い方が，疲労限近傍の応力振幅による aeqが小さい 

・線接触条件では，異なる線接触荷重や平均応力に対して，a－aeqデータ点が概ね同じ

直線上に位置する 

後述する 2.4 節で，これらの停留き裂に関する観察結果と破壊力学による評価結果の比

較を行う． 
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2.3.3 き裂進展経路の段差計測結果 

 き裂進展経路上のき裂の深さと傾斜角の関係を計測した結果を図 2-8 に示す．本図で

は，停留き裂深さを○印で表記し，各々の応力振幅を( )付きで表記している．フレッテ

ィングき裂の進展経路は，図 2-8(e)に模式的に示すように，初期き裂の発生・進展段階

の StageⅠと，最大主応力に垂直な方向にき裂が進展すると考えられている StageⅡに分

類される 3)．本試験では，StageⅠの傾斜角 θ1は約 50～70°，StageⅠから遷移直後におけ

る StageⅡの傾斜角 θ2 は約 20°であった．未破断試験で負荷応力が最大の条件（疲労限

条件と定義）における停留き裂位置に着目すると，面接触条件ではそれらが全て Stage

Ⅱに位置しており，線接触条件では StageⅠとⅡの境界近傍であった． 
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Fig. 2-7  Non-propagating crack depth obtained from fretting fatigue tests. 
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Fig. 2-8 Non-propagating and propagating crack profiles obtained from fretting fatigue tests. 
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2.4 考察 

2.4.1 応力拡大係数の算出方法  

 面接触条件では，図 2-9 に示すようにき裂を導入した 3 次元接触応力解析により，き

裂長さと応力拡大係数の関係を算出した．楕円形状の表面傾斜き裂を導入し，き裂の傾

斜角 α として 4 条件（0, 20, 50, 70°）で解析した．変動応力に垂直な面に投影した楕円

き裂のアスペクト比 a/l は，観察結果を参考に 0.15 とした．き裂深さ a は，以下の 4 条

件（a = 0.03，0.06，0.1，0.2 mm, aeq = 0.025, 0.05, 0.083, 0.17 mm）とした．フレッティ

ング疲労試験による破断位置が，接触端から尐しパッドの内側であったことを考慮し，

また接触解析でのエッジ特有の影響を避けるために，パッドのコーナから 0.1 mm 内側

にき裂を導入した．き裂面には接触要素を設けず，圧縮応力によるき裂閉口現象は解析

モデルの対象外とした．摩擦係数は 0.8 とした．解析ソフトは ANSYS
®
 Mechanical

™
 

ver.10 で，3 次元 8 節点ソリッド要素を用い，接触面には面－面接触要素（CONTA173

と TARGE170）を採用した．要素数は約 31,000，節点数は約 34,000 である． 

 

  

Pad 

Crack 

α 

β θ 
ξ 

η 

Fig. 2-10  Definition of local coordinate system at crack tip. 

 

Evaluation direction 

Fig. 2-9  FE analysis model with crack of PC. (1/8 symmetry) 

 
Crack 

Contact force 

Deepest point 

Alternating force 

0.1mm 

Contact area 

Edge of pad 

Oblique angle, α 



- 30 - 

 

図 2-10 に示すように，き裂最深点を原点とする局所座標系（ξ－η 座標）で，き裂面

に平行な方向でき裂先端から物体内部に向かう経路 ξ 上の応力分布を用いて，応力外挿

法により ΔKIと ΔKIIを求めた．経路 ξ 上における η 方向の応力ηより ΔKIを，同経路上

のせん断応力 τξηより ΔKIIを算出した．得られた値から，式(2-2)
4)を用いて，任意の評価

角度 θ に対する引張型の ΔKθとせん断型の ΔKτを算出した．表面に垂直な方向に対する

角度で定義した進展評価角 β は，αθ に等しくなる．ΔKθは β 方向のき裂進展に対する

モード I 型，ΔKτはモード II 型に相当することから，各々引張型，せん断型と定義した．

面圧を負荷した後に 1 周期の変動荷重を負荷して，負荷履歴の最大と最小から応力拡大

係数範囲と平均の応力拡大係数を算出した． 
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 線接触条件では，面圧により表面で塑性変形が生じるため，弾塑性解析による評価が

必要になる．一般に，き裂先端の降伏領域がき裂長さに対して十分に小さいとみなせる

場合には線形破壊力学が適用できるが，塑性域が大きくなると J 積分などの非線形破壊

力学の適用が必要になる 5)．本試験の線接触条件に対して，変動応力による塑性域寸法

から求められる小規模降伏条件の適用き裂長さ 12)
acri（=2.5(ΔK/20.2)

2）は以下のとおり

である．疲労限近傍の負荷応力と停留き裂長さの概算値（0.1 mm）を用いて算出した

acriは，P = 150 kN/mm, m=400 MPa の条件で約 0.22 mm，P = 150 kN/mm, m =0 MPa の

条件で約 0.43 mm である．acriがき裂長さ（0.1 mm）より大きいことから厳密には線形

破壊力学が適用できないが，本研究では実用上の簡便性を考慮して，線形破壊力学の適

用を試みることとする． 

応力拡大係数の算出にあたり，弾塑性解析により算出した無き裂条件下での応力分布

を多項式近似して，ASME section XI の手法 6)を適用した．本計算では，塑性変形を考

慮するため，応力拡大係数 K が負荷応力に比例しない．そのため，負荷応力をパラメ

ータとして解析を行い，試験条件に相当する K は計算結果の内挿により求めた．応力

－ひずみの入力データは，繰返し軟化を考慮した値とした．本試験材の繰返し軟化によ

る0.2は，A 材と B 材共に静的0.2の約 82%である．比較として，線接触条件でも，面

接触と同様に傾斜表面き裂を導入した弾性解析を実施して，応力拡大係数を算出した．

この場合のき裂傾斜角 αは 20°とし，き裂長さは 4 ケース（a = 0.03，0.06，0.1，0.2 mm）

とした． 

 

2.4.2 き裂長さと応力拡大係数の評価 

(a)面接触条件におけるき裂長さと ΔK 

 面接触条件で，等価き裂長さ aeqが 0.025 mm と 0.05 mm における応力拡大係数の算出
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結果を図 2-11 に示す（面圧 p = 80 MPa, 平均応力m = 0 MPa, 応力振幅a = 100 MPa）．

図 2-11 では，き裂傾斜角 α が 0, 20, 50, 70°の場合について，評価角度 β（図 2-10 に示す

ように，変動荷重に垂直な方向に対する角度と定義）と応力拡大係数範囲（ΔKθ，ΔKτ）

の関係を示している．引張型の ΔKθが最大値を示す評価角度 βは，aeqが 0.025 と 0.05 mm

でほとんど差がなく，共に約 20°である．この値は，図 2-8 に示したように試験で観察

された StageⅡの進展角度と概ね一致している．このことから，StageⅡでは最大主応力

に垂直な方向にき裂が進展すると考える最大接線応力説 3)が有効であることが確認さ

れた．β が StageⅠの傾斜角（約 50～70°）に相当する領域では，ΔKτが 0 でない．この

ことから，StageⅠのき裂進展には ΔKθと ΔKτの両方が寄与していると考えられる． 

面接触条件における等価き裂長さ aeqと応力拡大係数範囲（ΔKθmaxと Kθmax, mean）の関

係を図 2-12 に整理する（p = 80 MPa, m = 0 MPa, a = 100 MPa）．ΔKθmax は変数 β に対す

るΔKθの最大値であり，Kθmax, meanは ΔKθが ΔKθmaxに等しくなるときの Kθの平均値であ

る．図2-12(a)には，パッドによる接触がない場合のき裂長さとΔKの関係も示している．

この場合の ΔK（α = 0°）は，Raju-Newman による解 7)と概ね一致する（±3%以内）．図

2-12(a)に示すように，フレッティングによる ΔKθmaxは接触なしの ΔK よりも大きく（aeq 

= 0.025 mm で約 2.5 倍，α = 20°），き裂長さが増加すると接触なしのデータに漸近する

傾向がある． 

また，図 2-12(b)に示すように平均の Kθmax, mean は負の値であり，き裂長さの増加に伴

ってその絶対値が減尐する．負の値であるのは，面圧により高い圧縮応力が発生するか

らである．き裂長さの増加と共に Kθmax, mean が 0 に近づく理由は，面圧による圧縮応力

が表面から深くなるほど低下するからと考えられる． 
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Fig. 2-11  Calculated stress intensity factors for oblique cracks as function of β. 

 (PC, p = 80 MPa, σm = 0 MPa, σa = 100 MPa) 
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Fig. 2-12   aeq vs. ΔKθmax, and aeq vs. Kθmax, mean calculated using FE analysis. 

 (PC, p = 80 MPa, σm = 0 MPa, σa = 100 MPa) 
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Fig. 2-13 Axial stress distribution along the evaluation line calculated using elastic and  

elasto-plastic analyses with non-crack model. (LC, P = 150 N/mm, σm =0 MPa, σa = 100 MPa) 
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(b)線接触条件におけるき裂長さと ΔK 

 線接触条件で，接触端近傍の表面から試験体内部へ向かう経路上の軸方向応力分布を

図 2-13 に示す（p = 150 N/mm, m = 0 MPa, a = 100 MPa）．弾性解析（図 2-13(a)）による

と最小荷重負荷時に表面で高い圧縮応力が発生するが，弾塑性解析（図 2-13(b)）では

降伏によりその応力の下限値が決まる．弾塑性解析により算出した応力分布を多項式近

似して，ASME section XI の手法 6)により応力拡大係数を算出した．き裂長さと応力拡

大係数の算出結果を図 2-14 に示す．図 2-14(a)に示すように，線接触の ΔK は面接触（p 

= 80MPa）よりも大きく，aeqが 0.05mm では面接触の約 2 倍である．また，弾性（き裂

導入解析）と弾塑性（き裂無応力分布から算出）による解析結果（線接触条件）を比較

すると，ΔKは aeqが 0.08 mm以上で概ね一致するが，平均の応力拡大係数Kmean（図 2-14(b)）

は弾性と弾塑性で大きく異なる．これは，図 2-13 に示したように最小荷重時の応力分

布が，塑性変形を考慮するか否かで大きく異なるからである． 

 

(c)ステージⅠの混合モードによるき裂進展 

 試験で観察した StageⅠのき裂進展角度（50～70°）について，混合モードの ΔKθと ΔKτ

を用いて以下に考察する．き裂（aeq = 0.025 mm）が傾斜角 αの方向に進展する場合を想

定して，進展評価角 β と α が等しい条件で算出した応力拡大係数を図 2-15 に示す．図

2-15(a)には，等価応力拡大係数範囲 ΔKeq として，ひずみエネルギー解放率に基づく値 

(ΔKθ
2 
+ ΔKτ

2
)

1/2と田中の提案式 8)
 (ΔKθ

4 
+ 8ΔKτ

4
)

1/4を示している．図2-15(a)に示すように，

ΔKeqと ΔKθの差が小さく，これらは全て αが約 20°のときに最大になる．また，図 2-15(b)

に示すように，αが 50～70°のときより 20°の方が Kθmeanの圧縮絶対値が小さい．本解析
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Fig. 2-14 Comparison of ΔK and Kmean calculated using elastic analysis with crack model and 

elasto-plastic analysis with non-crack model. (LC, P = 150 N/mm, σm = 0 MPa, σa = 100 MPa) 
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結果に基づくと，Stage I では最大主応力に垂直な方向にき裂が進展することになり，試

験による傾斜角（50～70°）が説明できない．その理由は，き裂が短い領域（Stage I）

では，き裂発生角（50～70°）で進展する傾向があり，ある長さで停留条件に達すると，

より進展しやすい角度（最大主応力に垂直な方向）に進展するためであると推察される．

言い換えれば，き裂の停留条件は最大主応力に垂直な方向で進展できない条件（ΔKθmax 

< ΔKth）から決まるともいえる．このことは，疲労限条件の停留き裂の大半が StageⅡか，

StageⅠとⅡの境界付近に位置していたという観察結果（図 2-8）とも関連していると推

察される．上記考察より，ΔKθmax を用いて StageⅠのき裂進展評価を行うのは安全側の

評価として適切と考えられる． 

 

  

Fig.2-15 Variations of ΔK parameters and mean values of K parameters with respect to 

crack angle α when evaluation direction β is equal to α. (PC, p = 80 MPa, σm = 0 MPa, σa = 

100 MPa, aeq = 0.025 mm) 
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2.4.3 フレッティング疲労強度の定性的評価 

(a)面接触条件 

 微小き裂の進展・停留評価モデル 9)（図 1-6）では，第 1 章で述べたように，ΔK がき

裂長さ全域にわたって進展下限界値 ΔKthよりも大きければき裂が進展して破断に至り，

ある長さで ΔK が ΔKthよりも小さくなればき裂がその長さで停留すると考える．本モデ

ルにより，フレッティング疲労強度に及ぼす静的強度と平均応力効果について，以下に

定性的評価を行う． 

材料強度による比較を示した模式図（面接触条件）を図 2-16(a)に示す．一般に，鉄

鋼材料の微小き裂領域の ΔKthは静的強度が高いほど大きい 10)ため，A 材よりも B 材の

方が ΔKth が大きくなる．一方，負荷応力による ΔK は，局所部の降伏領域が小さく弾

性域とみなせる場合には，静的強度にほとんど依存しない．このことから，全き裂長さ

にわたって ΔK が ΔKth以上になる（破断に至る）応力振幅a は B 材の方が A 材よりも

高くなると評価される．このことは，A 材よりも B 材の方がフレッティング疲労強度が

高いという試験結果と一致している．また，本モデルで，ΔK が ΔKth以下になるときの

き裂長さで停留すると考えると，同じ応力振幅における停留き裂長さは，B 材の方が A

材よりも小さくなる．この点も図 2-7(a)に示す実験による停留き裂の観察結果と一致し

ている． 

次に，異なる平均応力における模式図（面接触条件）を図 2-16(b)に示す．一般に，

平均応力mが大きいほど微小き裂の ΔKthが低下する．この場合，mが大きいほど低い

応力振幅で破断に至り，疲労限近傍の負荷応力に対する停留き裂長さが小さくなると評

価される．本傾向も図 2-7(a)に示す実験結果と一致している． 
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Fig. 2-16  Schematic illustration of small-crack propagation model under plane-contact 

condition on the effects of material strength, and mean stress. 
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(b)線接触条件  

図 2-4 に示したように A 材の線接触条件では，線接触荷重が 150 N/mm のときにフレ

ッティング疲労強度が極小値を示した．その理由について，以下に考察する．線接触荷

重 P をパラメータとした ΔK と Kmeanの解析結果を図 2-17 に示す（m = 0 MPa, a = 100 

MPa）．本図より P を増加すると相反する 2 つの効果が現われることが分かる．すなわ

ち，図 2-17(a)に示すように ΔK が増加してき裂進展を加速する効果と，Kmean が圧縮側

へ変化（図 2-17(b)）してき裂進展を遅延する効果である．P が 150 N/mm と 300 N/mm

における値を比較すると，両者の Kmeanの差は大きいが，ΔK の差はほとんどない．この

ことから，P を 150 N/mm から 300 N/mm に増加すると，ΔK の増加による進展加速効

果よりも Kmean低下による遅延効果が大きくなるために，150 N/mm でフレッティング疲

労強度が極小になったと推察される． 

 

2.4.4 種々の平均応力における微小き裂の ΔKth 

 フレッティング予き裂試験体の疲労試験により取得した未破断（白抜き）と破断（塗

りつぶし）のデータを図 2-18 に示す．縦軸の ΔK は破断した試験体から読み取った予き

裂形状と負荷応力から算出した．破断と未破断の境界から ΔKth を評価すると，村上ら
10)が指摘しているように，ΔKthは両対数グラフ上でき裂長さに対して概ね 1/3 乗の傾き

の直線で表わせることが分かった．データにばらつきがあるのは，フレッティング予き

裂の傾斜の影響や，応力除去焼きなましで取りきれなかった残留応力の影響と考えられ

る． 

 村上ら 10)の式を参考に，微小き裂の ΔKth を式(2-3)で定式化した．ここで，ΔKth,0.1 は
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Fig. 2-17  The effects of line-contact pressure on ΔK, and Kmean calculated by elasto-plastic 

analysis with non-crack model. (LC, σm = 0 MPa, σa = 100 MPa, Sample A) 
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等価き裂長さが 0.1mmのときの微小き裂のΔKthであり，ΔKth,lは長いき裂のΔKthである．

A 材と B 材について，試験により取得した応力比 R と ΔKth,0.1の関係を図 2-19 に示す．

静的強度が高い B 材の方が，A 材よりも ΔKth,0.1 が大きい結果が得られた．B 材の R=0.5

では，微小き裂領域の試験データを aeq=0.1 mm に外挿した値をΔKth,0.1 とした． 

 ΔKth,s = ΔKth, 0.1 (aeq/0.1)
1/3

  for aeq in mm, 

 ΔKth = ΔKth,s, when ΔKth,s < ΔKth,l,  (2-3) 

 ΔKth = ΔKth,l, when ΔKth,s > ΔKth,l. 
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Fig. 2-19  The value of ΔKth, 0.1 for samples A and B under various stress ratios as a 

function of 1R. 
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2.4.5 フレッティング疲労強度の定量的評価 

 図 1-6 に示した微小き裂の進展・停留モデルにより，種々の試験条件でのき裂進展挙

動を定量的に評価する．本評価では，負荷応力による ΔK（最大接線応力説に基づく

ΔKθmax）を算出し，解析で求めた応力比 R に相当する ΔKthとの大小関係から進展・停留

を評価する．面接触条件について，種々の平均応力に対する評価結果を図 2-20（A 材）

と図 2-21（B 材）に示す．これらの図には，破断に至った最小応力条件での解析結果を

示している．図 2-20, 2-21 に示すように，き裂長さの全領域で概ね ΔK が ΔKthよりも上

側に位置しており，さらに ΔK と ΔKthの差が最も小さくなるとき（き裂が停留する可能

性が高い位置）において両者の差が小さいことから，破断最小応力によるき裂進展挙動

が良く説明できることを確認した． 

 次に，線接触条件における定量的評価について述べる．線接触条件では 2.4.2 項で述

べたように，弾塑性解析により求めた応力分布を用いて，ASME Section XI の手法 6)に

より ΔK を算出した．P が 60～300 N/mm でmが 0 と 400 MPa の条件での評価結果を図

2-22（A 材）に示す．本図には，面接触条件での評価と同様に，破断に至った最小応力

条件での値を示している．これらの図に示すように，線接触条件についても破断に至る

き裂進展挙動が，概ね説明できることが分かる．なお，P が 450 N/mm のときには，応

力比 R の圧縮絶対値が大きく ΔKthが適切に評価できないため，対象外とした． 

 停留き裂に関して，微小き裂の進展・停留モデルにより評価した値と試験により取得

した値について，以下に検討する．図 2-23 には，試験による停留き裂長さを横軸に，

そのき裂長さに対する ΔK と ΔKthの比を縦軸に示す．図 2-23 の縦軸が 1 に近いと，停

留き裂が発生する条件が正しく評価できたことを示す．図 2-23(a)に示すように，面接

触条件では縦軸の値が概ね１であり，線接触条件（図 2-23(b)）では尐しばらつきがあ

るものの（0.8～1.4），実用上問題のない範囲で評価できることが分かった．線接触条件

での評価ばらつきが大きいのは，2.4.1 項で述べたように降伏領域が大きい条件に対し

て線形破壊力学を適用したからと考えられる．上述した結果より，適切な初期き裂長さ

を仮定することにより，破壊力学を適用した微小き裂の進展・停留モデルにより，実機

タービン翼のタイワイヤやテノン・シュラウドにおけるフレッティング疲労強度の評価

が可能となる． 
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Fig. 2-20  Evaluation results on ΔK, Kmax and Kmin using the minimum stress leading to fracture 

in experiments under plane-contact at p=80 MPa for sample A. 

(b) σm=400 MPa, σa=100 MPa, Sample A, PC 

(c) σm=－100 MPa, σa=200 MPa, Sample A, PC 
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Fig. 2-21 Evaluation results on ΔK, Kmax and Kmin using the minimum stress leading to fracture in 

experiments under plane-contact at p = 80 MPa for sample B. 

(a) σm = 0 MPa, σa = 160 MPa, Sample B, PC 

(b) σm = 400 MPa, σa = 115 MPa, Sample B, PC 
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Fig. 2-22  Evaluation results on ΔK, Kmax and Kmin using the minimum stress leading to 

fracture in experiments under line-contact for sample A. 

(a) σm = 0 MPa, σa = 150 MPa, Sample A, LC, P = 60 N/mm 

(b) σm = 0 MPa, σa = 130 MPa, Sample A, LC, P = 150 N/mm 

(c) σm = 400 MPa, σa = 90 MPa, Sample A, LC, P = 150 N/mm 
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Fig. 2-22 (Continued) Evaluation results on ΔK, Kmax and Kmin using the minimum stress leading 

to fracture in experiments under line-contact for sample A. 

(e) σm = 400 MPa, σa = 90 MPa, Sample A, LC, P = 300 N/mm 

(d) σm = 0 MPa, σa = 160 MPa, Sample A, LC, P = 300 N/mm 
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2.5 結言 

高面圧下での面圧とフレッティング疲労強度の関係を明らかにすること，および破壊

力学によるフレッティング疲労強度の定量評価を目的として，強度の異なる 2 種類の

12Cr 鋼を用い，種々の平均応力と接触条件（面接触と線接触）でフレッティング疲労

試験をした．高精度な定量評価を行うために，未破断試験体の停留き裂に関するデータ

を取得し，フレッティング予き裂材を用いた疲労試験により種々の平均応力に対する微

小き裂の進展下限界値 ΔKth を取得した．また，傾斜き裂を導入した有限要素法解析と

き裂進展角度の観察により，混合モードによるき裂進展挙動について考察した結果，以

下の結論を得た． 
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Fig. 2-23  Ratios of ΔK to ΔK th of non-propagating cracks for plane-contact and line-contact. 
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(1)  接触面圧が低い条件では，静的強度が高い B 材（A 材より約 40%高い）の方が A

材よりもフレッティング疲労強度が高い結果が得られた．一方，局所面圧が高い

線接触条件では，両材共に強度が極小となる接触荷重が存在し，極小強度で比較

した A 材と B 材の強度差はわずかであった（約 5%）．A 材と B 材共に，極小強

度を示した Hertz の平均接触面圧は，約 1.50.2に相当した． 

(2)   最大接線応力説を適用した微小き裂の進展・停留評価モデルにより，異なる接触

条件（面接触と線接触）で，2 種類の静的強度，種々の平均応力に対するフレッ

ティング疲労強度が実用上問題のない精度で説明できることを示した．停留き裂

長さについても，解析結果と試験結果が良く合うことを示した．このことから，

適切な初期き裂長さを仮定することにより，破壊力学を適用した微小き裂の進

展・停留モデルにより，実機タービン翼のタイワイヤやテノン・シュラウドにお

けるフレッティング疲労強度の評価が可能となる． 

(3)   試験で観察された Stage II のき裂角（約 20°）が，最大接線応力説に基づく応力拡

大係数範囲 ΔKθmaxの角度と概ね一致したことから，最大接線応力説が有効である

ことを確認した．StageＩの進展角度（50～70°）は，傾斜き裂に対する混合モー

ドの評価から説明できなかったが，Stage Ⅰのき裂進展を ΔKθmaxにより評価する

のは安全側の評価と考えられる． 

(4) フレッティング予き裂材を用いた疲労試験により，種々の平均応力に対する微小

き裂の ΔKthに関するデータを取得した．平均応力が異なっても，微小き裂の ΔKth

はき裂長さの 1/3 乗に概ね比例し，静的強度の大きい B 材の方が A 材よりも微小

き裂領域の ΔKthが大きいことを確認した． 
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Table 2-2  List of fretting fatigue tests for sample A at plane contact condition. 

Surface

length, l

Depth,

a

Equivalent

length, a eq

170 5.70E+05 Y － － －
150 2.16E+06 Y － － －
140 6.40E+06 Y － － －
135 2.00E+07 N 0.68 0.074 0.066

130 2.00E+07 N 1.00 0.039 0.038

120 2.00E+07 N 0.11 0.015 0.013

100 2.00E+07 N － － 0.007

120 2.60E+05 Y － － －
110 1.23E+06 Y － － －
110 8.40E+05 Y － － －
105 1.26E+06 Y － － －
100 2.43E+06 Y － － －

95 2.00E+07 N 0.22 0.036 0.029

90 2.00E+07 N 0.26 0.032 0.028

90 2.00E+07 N － － 0.013

60 2.00E+07 N － － 0.006

220 1.65E+06 Y － － －
200 4.42E+06 Y － － －
180 2.00E+07 N 0.86 0.133 0.110

180 2.00E+07 N 1.18 0.256 0.187

160 2.00E+07 N 0.63 0.08 0.069

Cycle

number

Fracture (Y)

or Non-

fracture(N)

Plane

Contact
80

0

400

-100

Non-propagating crack length

(mm)Contact

type

Contact

pressure

（MPa）

Mean

stress, σ m

(MPa)

Stress

amplitude,

σ a

(MPa)

5.70105 

2.16106 

6.40106 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.60105 

1.23106 

8.40105 

1.26106 

2.43106 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

1.65106 

4.42106 

2.00107 

2.00107 

2.00107 
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Table 2-3  List of fretting fatigue test s for sample A at line contact condition. 

Surface

length, l

Depth,

a

Equivalent

length, a eq

150 2.75E+06 Y － － －
140 2.00E+07 N 0.33 0.06 0.047

130 2.00E+07 N 0.32 0.074 0.052

100 2.00E+07 N 0.28 0.043 0.035

150 1.77E+06 Y － － －
140 3.53E+06 Y － － －
130 9.23E+06 Y － － －
130 1.47E+07 Y － － －
125 2.00E+07 N 0.48 0.053 0.047

100 7.65E+05 Y － － －
90 2.00E+07 N － － －
90 7.30E+06 Y － － －
85 2.00E+07 N 0.23 0.043 0.033

80 2.00E+07 N 0.33 0.029 0.027

170 9.30E+05 Y － － －
160 3.60E+06 Y － － －
160 2.14E+06 Y － － －
150 2.00E+07 N 0.35 0.087 0.060

140 2.00E+07 N 0.50 0.09 0.071

140 2.00E+07 N 0.33 0.085 0.057

100 2.00E+07 N 0.28 0.04 0.034

80 2.00E+07 N 0.29 0.03 0.027

100 2.30E+06 Y － － －
90 9.33E+06 Y － － －
85 2.00E+07 N 0.21 0.04 0.031

80 2.00E+07 N 0.24 0.03 0.026

60 2.00E+07 N － － 0.016

Line

Contact

60 0

150

0

400

300

0

400

Line

contact

force

（N/mm）

Mean

stress, σ m

(MPa)

Stress

amplitude,

σ a

(MPa)

Cycle

number

Fracture (Y)

or Non-

fracture(N)

Non-propagating crack length

(mm)
Contact

type

2.75106 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

1.77106 

3.53106 

9.23106 

1.47107 

2.00107 

7.65105 

2.00107 

2.00107 

7.30106 

9.30105 

2.00107 

3.60106 

2.14106 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.30106 

9.33106 

2.00107 

2.00107 

2.00107 
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  Table 2-4  List of fretting fatigue tests for sample B at plane contact condition. 

Table 2-5  List of fretting fatigue tests for sample B at line contact condition. 

Surface

length, l

Depth,

a

Equivalent

length, a eq

170 1.41E+06 Y － － －

160 4.10E+06 Y － － －

160 1.34E+07 Y － － －

150 2.00E+07 N 0.56 0.078 0.066

150 2.00E+07 N 0.22 0.032 0.027

140 2.00E+07 N － － 0.008

130 2.00E+07 N 0.12 0.015 0.013

130 4.55E+05 Y － － －

120 1.48E+06 Y － － －

115 6.50E+06 Y － － －

110 2.00E+07 N － － 0.006

Plane

contact
80

0

400

Contact

type

Contact

pressure

（MPa）

Mean

stress, σ m

(MPa)

Stress

amplitude,

σ a

(MPa)

Cycle

number

Fracture (Y)

or Non-

fracture(N)

Non-propagating crack length

(mm)

Surface

length, l

Depth,

a

Equivalent

length, a eq

160 1.23E+06 Y － － －

150 2.63E+06 Y － － －
140 2.05E+07 N 0.28 0.042 0.035

120 8.15E+05 Y － － －
110 7.08E+06 Y － － －

100 2.00E+07 N 0.06 0.011 0.008

140 2.04E+06 Y － － －
130 2.00E+07 N 0.30 0.044 0.037

110 2.00E+07 N 0.21 0.024 0.021

110 4.40E+05 Y － － －
100 1.78E+06 Y － － －
90 2.00E+07 N 0.25 0.039 0.032

85 2.00E+07 N － － 0.019

140 2.00E+07 N 0.35 0.063 0.050

170 2.00E+07 N 0.63 0.13 0.097

180 1.34E+06 Y － － －
90 2.00E+07 N 0.41 0.025 0.024

110 2.00E+07 N － － －
120 1.64E+06 Y － － －

0

400

450

0

400

Line

contact

150

0

400

300

Contact

type

Line

contact

force

（N/mm）

Mean

stress, σ m

(MPa)

Stress

amplitude,

σ a

(MPa)

Cycle

number

Fracture (Y)

or Non-

fracture(N)

Non-propagating crack length

(mm)

1.41106 

4.10106 

1.34107 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

4.55105 

1.48106 

6.50106 

2.00107 

1.23106 

2.63106 

2.00107 

8.15105 

7.08106 

2.00107 

2.04106 

2.00107 

2.00107 

4.40105 

1.78106 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

2.00107 

1.34106 

2.00107 

2.00107 

1.64106 
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第 3章 低面圧・大すべり条件（摩擦伝達型）の 

フレッティング疲労評価 
 

3.1 緒言 

第 1 章で述べたように，全周連結翼のカバー構造は，低面圧・大すべり条件に該当す

る．この条件は，摩擦力のみにより荷重を伝達する摩擦伝達型試験により再現できる．

1.2.1 節で述べたように，摩擦伝達型では，一般に広く行われているパッド試験（荷重

分担型）と比較して，フレッティング疲労強度に及ぼす面圧の影響が異なる．すなわち，

図 3-1 に示すように，遠方荷重 F0による公称応力振幅で整理すると，荷重分担型では，

面圧を増加するほどフレッティング疲労強度が低下し，ある面圧以上になると疲労強度

がほぼ一定になることが知られている 1) 3)．一方，摩擦型では，本章で述べるように面

圧の低下と共に疲労強度が低下して，ある面圧で極小の強度を示した． 

両者で疲労強度の面圧依存性が異なる理由として，接線力 Ft の増加が応力集中係数

に反映されるか否かによって決まることが挙げられる．すなわち，荷重分担型（荷重制

御）では，面圧増加により Ft が増加すると，遠方荷重 F0（公称応力に相当）が一定の

ために応力集中係数が増加する．一方，摩擦型（変位制御）では Ftと F0が等しいため

に，Ftの増加により公称応力が増加して，応力集中係数はほとんど増加しない． 

  

F0 

Ft 

F0 

Ft Fn Fn 
F1 

(a) Load-carrying type 

(Load controlled) 

Fig. 3-1  Schematics of fretting fatigue tests and its dependence on contact 

pressure. 

(b) Friction type 

(Displacement controlled) 
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しかし，上記の理由のみでは面圧低下による強度低下を説明するには不十分である．

本章では，低面圧・大すべり条件における面圧とフレッティング疲労強度の関係，およ

びそのメカニズムの解明を目的として，新たに考案した摩擦伝達型のフレッティング疲

労試験をした．面圧低下による強度低下の理由を明らかにするために，接触端の移動を

想定した応力解析と，接触面近傍のひずみ分布計測を実施した． 

 

3.2 試験方法 

供試材は 12Cr 鋼であり，その機械的性質は表 2-1 の A 材と同じである．試験体の形

状を図 3-2 に示す．試験の模式図を図 3-3 に，外観図を図 3-4 に示す．2 体の試験体を

180°点対称に配置して，それらの接触面を接触させ，ボルト締めにより面圧荷重を負荷

した．接触長さ（公称値）は 15 mm とした．事前に較正した荷重負荷リングに貼付し

たひずみゲージにより，法線力 Fn を調整した．ボルト先端と試験体接触部の拘束を可

能な限り弱くするため，接触部をボールジョイントとした．摩耗の進行と共に Fn が変

化する場合があったため，接触力が所定荷重の±5 %以内になるように，適宜ボルトの

締付力を調整した．接触面圧 p をパラメータとして，20～80 MPa で試験をした．負荷

周波数は，試験機の応答性に合わせて 16～35 Hz とした．室温，大気環境（温度 20～

27 °C，湿度 30～60 %）で試験をした． 

荷重制御では，接触面の摩擦状態の変化により，試験中に接触面が分離する可能性が

あるため，変位制御とした．図 3-3 に示す 2 箇所の位置で，相対変位（評点間距離 12.5 

mm）を計測した．繰返しに伴い相対変位が変化する場合があったため，2 箇所で計測

した相対変位の平均値が目標値に近づくように，適宜ストローク変位を調整した．試験

初期の数 100 サイクルまでの領域を除いて，相対変位を目標値に対して概ね±5 %以内

で制御することができた． 

 

  

Fig. 3-2  Shape of test piece. 
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本試験では，接線力 Ftと試験機の負荷荷重が等しいため，Ftは試験機ロードセルで計

測した．変位制御では，き裂の成長により Ftが低下したため，破断試験体の接線力が 5 %

低下した繰返し数を破損寿命と定義した．後述する FEM 解析で接触面に垂直な貫通き

裂を導入した解析によると，5%の剛性低下に相当するき裂長さは約 1 mm である．繰返

数 210
7サイクルにおける未破断試験の応力を疲労限度と定義した．いくつかの試験で

は，210
7サイクル以上でも試験をした． 

繰返しに伴う接触端位置の変化を調べるために，図 3-5 に示すように，接触面から約

1.6 mm の位置（裏表計 4 箇所）に 5 連ひずみゲージ（ゲージ長さ 1 mm，ピッチ 2 mm，

東京測器製 FXV-1-11-3L）を貼付して，変動荷重 Fa 方向のひずみ分布を計測した．表

面からゲージ中心までの距離を読み取り，その位置での解析応力分布と計測値を比較し

て接触端の移動量を推定した． 

 

Fig. 3-4  View of friction-type fretting test. 
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Fig. 3-3  Experimental set-up. 
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3.3 試験結果，および考察 

3.3.1 接線力係数とすべり量の繰返し数依存 

接線力 Ftと相対変位の模式図を図 3-6 に示す．横軸の相対変位範囲 dmを制御して試

験した．ヒステリシスループの Ftが 0 になるときの相対変位の幅をすべり量 dslip，縦軸

の接線力 Ftを法線力 Fnで除した値を接線力係数 Ft /Fnと定義する．また，Ftと相対変位

の傾きを接線剛性 ktmと定義する．計測位置の相対変位には，接触面の変位だけでなく

試験系の弾性変位などが含まれる．そのため，接触面の接線剛性を評価するには，計測

変位から試験系の変位を差し引く必要がある．その評価方法の詳細については，第 5 章

で述べる． 

本試験では，繰返し数と共に Ft/Fn や dslip が変化した．一例として，繰返し数に対す

る Ft/Fnと dslipの変化，および Ft/Fnと相対変位のヒステリシスループを図 3-7 に示す．

繰返し初期では Ft/Fnが小さく dslipが大きいが，繰返し数の増加とともに Ft/Fnが増加し

Fig. 3-5  Measurement of strain distribution. 

Strain gauges 

(on both sides) 

Approx. 1.6 mm 

±Fa 

F
t 

dslip 

dm 

Relative displacement 

Fig. 3-6  Schematic view of relation between tangential force and relative 

displacement. 

ktm 
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て dslipが減尐した．本試験条件では，約 3×10
3サイクルで Ft/Fnが概ね飽和した．図 3-7(b)

に示すように繰返し数の後半（10
7 サイクル付近）で dslip が増加する傾向がみられたの

は，本図には示していないが，接線剛性 ktmが変化（増加）したからと考えられる．第

4 章で後述するように，他の試験条件（図 4-4～4-9）でも，繰返し数の増加に伴って Ft 

/Fnや dslipが変化する挙動がみられた． 

接線力係数 Ft/Fnが比較的初期（10
5サイクル以下と定義）の繰返し数で最大値をとる

とき，および 10
6サイクル，10

7サイクルの繰返し数における Ft/Fnと dslip の関係を図 3-8

に整理する．繰返し数が増加するほど，同じ dslip に対する Ft/Fn が低下する傾向が確認

された．接触面が十分になじんだと考えられる安定状態（10
7 サイクル）の接線力係数

は約 0.9 であった．繰返し初期（10
5サイクル以下）の最大 Ft/Fnが，一般的に知られて

いる摩擦係数よりも大きな値（1 以上）であったのは，接触面での凝着や焼き付きが原

因と考えられる． 

 

  

(a) Ft/Fn－cycle number 

Fig. 3-7  An example of measured Ft/Fn and dslip, and its hysteresis. 

(p = 25 MPa, dm = 0.071 mm, Nf = 1.5×10
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面圧 p と接線剛性 ktmを整理した結果を図 3-9 に示す．ktmの値として，全繰返しにお

ける平均値を記号で，最大値と最小値をエラーバーで表記している．面圧 p が約 40 MPa

以下では，ktmが急減する傾向がある．p が 40 MPa 以下で ktmの絶対値が低下し，その

ばらつきが増加したのは，3.4 節で後述するように面圧低下に伴って接触端からの非接

触長さの絶対値とばらつきが増加したことと関係があると考えられる．非接触長さと

ktmに関する定量的な検討は 5.3.1 項で行う． 

 

Fig. 3-9  Test results on contact stiffness. 
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3.3.2 フレッティング疲労強度 

Ft/Fnが繰返しにより変化したため，代表繰返し数における応力を用いて評価する．代

表繰返し数は，破断試験体については破損寿命の 1/2，未破断試験体については全繰返

し数の 1/2 と定義した．図 3-10 に示すように，き裂発生が想定される評価断面(図中の

Evaluation section)では，接触面から伝達される Ft により膜と曲げの応力が発生する．

そこで，評価断面の面積 S，接触面から断面主軸までの距離 e1，断面主軸に対する断面

係数 Z1を用いて，式(3-1)により公称応力nomを算出した． 

 11ttnom // ZeFSF σ  (3-1) 

代表繰返し数における評価断面の膜+曲げ公称応力a, nom で整理した S－N 線図を図

3-11 に示す．図 3-11 に示すように，面圧を低下するほど疲労強度が低下した．種々の

評価因子により，破断と未破断の試験結果を整理した結果を図 3-12 に示す．これらの

図に示す dm，dslip，a, nomは，前記の代表繰返し数における値を用いた．図 3-12 には，

210
7 サイクルの未破断条件を白抜きで，破断試験体を黒塗りで表記しており，これら

の境界から，損傷なしとフレッティング疲労損傷領域に分類できる．試験結果の一覧表

は表 3-1（p. 71, 72）に示す． 
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Fig. 3-10  Definition of nominal stress. 
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Fig. 3-12  Test results on friction-type fretting fatigue tests. 

(Open marks: non-fracture under 2×10
7
 cycles; Closed marks: fracture) 
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試験の制御値である接触面圧 p を相対変位 dmで整理した結果を図 3-12(a)に示す．あ

る面圧以下ではフレッティング疲労破損しない限界面圧が存在した．本試験条件では，

その面圧は約 25 MPaであった．面圧と応力振幅の関係を図 3-12(b)に示す．応力振幅は，

式(3-1)により算出した評価断面の公称応力である．面圧を低下するほど，フレッティン

グ疲労限度（破断と未破断の境界応力）が低下し，約 25 MPa の面圧で最小強度を示し

た．全面すべりが発生するときの接線力係数（=0.9）に相当する直線と，面圧が 40 MPa

と 80 MPa における疲労限度を結んだ直線の交点付近で，フレッティング疲労強度が急

減する傾向があった．全周連結翼のカバー接触面では，接触面の摩耗進行などにより経

年的に面圧が変化する可能性が考えられるため，実機のフレッティング疲労評価では面

圧をパラメータとした最小の疲労限度を把握する必要があるといえる． 

次に，すべり量と接触面圧の関係を図 3-12(c)に示す．すべり量が 10～25 m 付近で，

フレッティング疲労強度が極小値を示した．このことは，図 3-8 に示すように，dslip が

10～25 m で Ft/Fnが極小値を示す傾向（10
6
, 10

7サイクル時）と相関があると考えられ

る．また，この傾向は西岡 4)らの報告とも概ね一致している．接触面の断面ミクロ観察

によると，これ以上のすべり量では，フレッティングにより疲労き裂が発生しても，そ

のき裂が試験体を破断する方向に進展せずに摩滅する場合があり，この影響により疲労

強度が若干高くなったと推察される． 
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3.3.3 き裂発生位置の観察結果 

(a) 破損試験体のき裂発生位置  

破損試験体について，幾何学上の端部 Egからき裂位置までの距離を読み取り，面圧 p

との関係を整理した結果を図 3-13 に示す．幾何学上の端部は，試験体の形状・寸法か

ら決定される接触面の端部であり，表面の接触痕を観察することによりその位置を定義

した．また，き裂が湾曲していて，き裂位置により読み取り距離が変わる場合には，最

も幾何学上の接触端に近いき裂に対する距離を評価に用いた．p が低下するほど，き裂

が接触面内部に位置し，特に p が約 25～30 MPa で，Egとき裂位置の距離が急増する結

果が得られた．この面圧は，図 3-12(b)に示すフレッティング強度が急減する面圧とほ

ぼ同じ値であり，両者に相関があることが示唆される．また，図 3-9 に示したように同

面圧付近で ktmが低下する傾向があり，接触端の移動と接線剛性の低下との間に相関が

あると考えられる．ktmと接触端の移動量に関しては，5.3.1 項で考察する．本試験によ

ると，Egとき裂位置の距離が最大で 6.3 mm（接触長さ 15 mm に対する比は 0.42）であ

った． 

 

(b)停留き裂の観察結果 

 未破断試験片について，断面ミクロ観察により停留き裂を観察した結果を図 3-14 に

示す．図 3-14(a)に示す相対変位 dmと面圧 p との関係における①～④の条件について観

察した．図 3-14(b)に示すように，比較的高面圧ですべり量が小さい条件（① p = 80 MPa, 

dslip = 1.5 m）では，表面の摩耗量がほとんどなく，停留き裂は接触端近傍のみであっ

た．本条件の停留き裂の深さは約 70m であった．面圧が 35 MPa，dslip が 7 m の条件

（②：図 3-14(c)）では，全面摩耗ではなく，接触端付近に比較的強い摩耗痕が観察さ

れた．本条件では，接触端から約 1 mm の位置に停留き裂があり，その深さは約 290 m

であった． 

一方，低面圧条件では，以下に述べるように，接触領域の中央付近に多数の停留き裂

が観察された．低面圧で比較的すべり量が小さい条件（③ p = 25 MPa，dslip = 9 m）の

観察結果を図 3-14(d)に示す．この条件では，接触端から約 9 mm の位置に多数の停留き

裂が観察された．それらの多くは表面に対する傾斜角が約 20～30で，その角度が浅い

という特徴がある．観察断面での最大き裂深さは，約 350 m であった．また，低面圧

で比較的すべり量が大きい条件（④ p = 25 MPa，dslip = 32 m：図 3-14(e)）では，ほぼ

全面にわたって摩耗痕が認められた．停留き裂の多くは接触端付近ではなく，接触面の

内部に集中しており，その最大深さは約 500 m であった．表面に対して傾斜角が浅い

き裂が多いのは図 3-14(d)の場合と同様であり，観察位置によっては摩耗き裂としてフ

レーク状に脱離した痕がみられた． 

これらの停留き裂の分布からも，面圧が低い条件では，き裂と接触端の距離が長いこ

とが分かる．低面圧の条件では，表面に対する傾斜角が浅いき裂が多く，これらのき裂
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が摩滅するか，あるいは試験体を破断する方向に進展するかによってフレッティング疲

労強度が決定されると考えられる． 
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Fig. 3-14  Observed non-propagating cracks at cross-section near contact surface for 
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Fig. 3-14(Continued)  Observed non-propagating cracks at cross-section near contact surface 
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3.4 面圧とフレッティング疲労強度に関する考察 

図 3-13 に示したように，面圧を低下するほど，き裂が幾何学上の接触端 Egより接触

面内部に位置したことから，接触端の移動とフレッティング疲労強度との間に相関があ

ることが予想される．そこで，1) 接触端の移動量と局所応力の関係，ならびに 2) 接触

端が実際に移動するかを明らかにすることを目的として，有限要素法解析と接触面近傍

のひずみ計測を行った． 

 

3.4.1 非接触長さと応力分布の関係   

解析モデルとその境界条件を図 3-15 に示す．表面の計測ひずみと比較するために，3

次元モデルで解析した．図 3-15 に示すように，Egからある領域にわたって接触力を分

担しない領域（非接触長さと定義）が存在すると仮定して，その領域の接触要素を取り

除いてモデル化した．A 点と B 点における幾何学上の接触端からの非接触長さを da, db

と定義する．実際に非接触領域で完全に接触していないことはないが，その領域におけ

る法線力が他の領域における法線力と比較して相対的に低下する場合があると考え，そ

の極端な条件として接触が全くない場合を想定した．この妥当性については，3.4.2 項

にて考察する．接触解析の摩擦係数は定常時の計測値を参考に 0.9 とした．法線力 Fn

を負荷した後に，1 サイクルの変動荷重振幅 Faを負荷した．非接触領域の端部（接触端

Em）におけるき裂進展方向の最小メッシュサイズを 0.05 mm とした．解析ソフトは，

ANSYS
®
 Mechanical

™
 ver.10.0 であり，解析モデルの節点数は約 67,000，要素数は約

59,900 である．接触要素として，面面接触要素（CONT173，TARGE170）を用いた． 
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フレッティング疲労強度評価にあたって，評価に用いる応力をどのように定義するか

が重要な課題である．一般に，接触端表面のピーク応力は，応力特異点であるために解

析モデルに依存する問題がある．ピーク応力を直接用いない手法として，特異場パラメ

ータによる方法 5)や，溶接構造物のホットスポット応力 6)にならって，表面の応力分布

を外挿して求める方法 7)などが提案されている．疲労強度はピーク応力だけでなく，表

面からある領域の応力分布と相関があることを考慮して，本研究では，図 3-16 に示す

ように表面から 0.25 mm と 0.5 mm の位置における応力を結んだ外挿線と，距離 0 mm

における交点の応力を参照応力 rとして用いた． 0.25 mm と 0.5 mm の寸法に厳密な根

拠はないが，図 3-14 の停留き裂長さ（0.07～0.5 mm）を参考に，停留き裂に相当する領

域の代表応力を考慮して，試験的にその寸法を定義した． 

da = dbの条件で，接触端から表面に垂直な経路上の応力分布を図 3-17 に示す．Fa に

よる主応力振幅a, p1を公称応力a, nomで除した値（応力集中係数に相当）を図 3-17(a)に，

Fa が 0 のときの平均応力m, yを図 3-17(b)に示す．図 3-17(a)より，da = 0 mm と da = 1 mm

の差が小さく，da を増加するほど応力集中が増加することが分かる．本応力分布を用い

て参照応力を算出した結果を図 3-18 に示す．図 3-18(a)に示すように，非接触長さ da が

長いほど，加速度的に参照応力振幅ra, p1が増加する，すなわち ra, p1の応力集中係数が

増加することが分かる．これは，非接触長さが長くなると単位接触長さあたりの接線力

（接触面のせん断応力に相当）が増加するために，応力集中係数が増加したと考えられ

る．接触長さが短いほど応力集中係数が増加するのは，文献 7)の報告と一致する．また，

図 3-18(b)に示すように，面圧を低下させるほど，y 方向の参照圧縮平均応力rm, y の絶対

値が減尐する．図 3-18(a)に示すように，ra, p1/a, nomに pの影響がほとんど現れないのは，

p の増加により公称応力a, nomと最大参照応力ra, p1の両方が増加するからと考えられる． 

以上の解析結果より，面圧の低下によりフレッティング疲労強度が低下した要因とし

ては，1) 面圧低下に伴って接触端が接触面内部へ移動して変動応力による応力集中係

数が増加したこと，および 2) 面圧低下により圧縮平均応力の絶対値が低下したことが

考えられる． 

Fig. 3-16  Definition of reference stress. 
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3.4.2 計測応力分布から推定した接触端位置 

図 3-5 に示したように，接触面から約 1.6 mm の位置で，5 連ひずみゲージによりひず

み分布を実測した．実験と同じ計測位置における応力分布を FEM 解析により求めた．

FEM 解析により求めた応力分布を図 3-19 に示す．図 3-19 に示すように，非接触長さ

da を増加すると計測位置の応力分布が変化することが分かる． 

横軸に A 点側の接触端 Ega からの距離，縦軸に計測値（A と B，裏表の計 4 箇所）と

FEM による応力分布を整理した結果を図 3-20 に示す．FEM による応力は，非接触長さ

が 0 mm（実線）と 5 mm（破線）の場合について，計測接線力 Ftを入力して求めた．

計測応力は，一軸応力を仮定して計測ひずみにヤング率を乗じて算出した．非接触長さ

をパラメータとして，daと dbが 0, 1, 3, 5 mm（4 通り）の条件で応力分布を計算し，求

めた応力分布と計測による応力分布（表裏の平均値）を照合することにより，非接触長

さ（概算値）を推定した． 

まず，面圧が比較的高く（80 MPa），すべり量が小さい（約 1～2 m）条件の結果を

図 3-20(a)に示す．この場合の計測応力分布は非接触長さを 0 とみなした解析応力分布

にほぼ等しい．繰返しにより応力分布はほとんど変化しなかった．本条件では，Ega か

ら約 0.5 mm の位置（A 側）にき裂が発生しており，このき裂位置は応力分布から推測

される接触端位置（非接触長さ 0 mm）と概ね一致している． 

 次に，面圧が低く（25 MPa），繰返し初期（1,000 サイクル）の接線力係数（約 0.78）

が安定状態の摩擦係数（約 0.9）より小さい場合の結果を図 3-20(b)に示す．110
4 サイ

クルの繰返し数で，B 点側の計測応力が，dbを 0 mm と 5 mm とした解析応力分布の中

間付近に位置した．このことは，接触端が Egb よりも接触面内部に位置したことを示し 

  

Fig. 3-19  Stress distribution on strain-measured line. (p = 30 MPa,  a, nom=70 MPa) 
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ている．接触端が内部に位置したのは，低面圧のため端部の拘束が弱くなったからであ

ると考えられる．本条件では，繰返しにより応力分布はほとんど変化しなかった． 

 最後に，面圧 25 MPa で，繰返し初期（1,000 サイクル）の接線力係数（約 1.15）が，

安定状態における摩擦係数（約 0.9）よりも大きい条件の結果を図 3-20(c)に示す．計測

値から接触端の位置を見積もると，110
4 サイクルの繰返し時に B 点側の接触端が Egb

から約 3 mm の位置にあったと推定され，繰返し数の増加に伴って，接触端がさらに内

部へ移動する現象が確認された．3.610
6サイクルの繰返し数では，接触端が Egbから 5 

mm 以上内部に位置したと推定される．本条件では，き裂発生位置は Egbから約 6.1 mm

の位置（B 点側）であった．この位置は，3.610
6 サイクルにおける接触端の推定位置

と概ね一致する．これらの検討より，接触面内部に発生したき裂の評価にあたって，Egb

からき裂まで完全に接触していないと仮定するモデルにより，その応力分布を概ね近似

できることが分かった． 

図 3-13 に示したように，約 30 MPa 以下の面圧で Egからき裂までの距離が急増した

のは，面圧低下により端部の拘束力が低下する効果に加えて，繰返しに伴い接線力係数

が低下（すべり量が増加）して接触端が移動する効果が寄与したからであると推察され

る．繰返しに伴い接触端が移動する要因の一つとして，服部 5)らが指摘している摩耗に

よる影響が関与していると推測される． 

 

3.4.3 参照応力によるフレッティング疲労強度の定量的評価   

図 3-16 に示した参照応力を用いて，疲労強度に及ぼす面圧の影響を定量的に評価す

る．汎用的な評価を行うために，第 2 章で述べた面接触条件によるパッド試験結果につ

いても評価する．平均応力をパラメータとしたパッド試験の試験結果を図 3-21 に，そ

の解析モデルを図 3-22 に示す．2 次元平面応力要素を用い，試験によるき裂発生位置が

幾何学上の接触端 Egから尐し内部に位置したことを考慮して，Egから 0.1 mm の領域を

非接触長さとした．パッド試験においても，図 3-16 に示した方法で参照応力を算出し

た． 
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3.4.2 項での考察をふまえ，摩擦型試験の破断試験体では，Eg からき裂までの距離が

非接触領域であったとみなして，参照応力を算出した．き裂と反対側の非接触長さにつ

いては，計測応力分布より推定した長さを評価に反映した．未破断試験体については，

Egからき裂位置までの平均距離（図 3-13）を非接触長さと仮定した． 

 横軸を平均応力，縦軸を主応力振幅で整理した参照応力による評価結果を図 3-23 に

示す．未破断結果を白抜きで，破断結果を塗りつぶしで表記している．図 3-23 に示す

ように，異なる面圧条件による摩擦型試験の破断応力と未破断応力の境界線が，概ね 1

本の曲線で統一的に整理できることを確認した．さらにパッド試験結果と比較しても，

10 %以内の誤差で良く一致しており，実用に供する十分なレベルであると考えられる． 

 

3.5 結言 

低面圧・大すべり条件のフレッティング疲労強度に及ぼす面圧の影響とそのメカニズ

ムを明らかにすることを目的として，新たに考案した摩擦伝達型のフレッティング疲労

試験をした結果，以下の結論を得た． 

(1) 接触面圧を低下するほどフレッティング疲労強度が低下し，本試験条件では約 25 

MPa の面圧で最小の疲労強度を示した．全周連結翼のカバー接触面では，接触面の

摩耗進行などにより経年的に面圧が変化する可能性が考えられるため，実機のフレ

ッティング疲労評価では面圧をパラメータとした最小の疲労限度を把握する必要

があるといえる．面圧低下により疲労強度が低下したのは，面圧低下により，接触

端が幾何学上の接触端 Eg から接触面内部へ移動して応力集中が増加し，圧縮平均

応力の絶対値が低下してき裂進展が容易になったからであると考えられる． 

(2) 接触面近傍のひずみ分布計測と非接触長さをパラメータとした応力解析により，面

圧 p が低い条件（p = 25 MPa）では，真の接触端が接触面内部へ移動し，さらに繰

返しに伴って接触端位置が変化する場合があることを示した．真の接触端が接触面

内部へ移動したのは，面圧が低いことによる端部の拘束力低下や繰返しに伴う摩耗

量の増加が原因と推定される． 

(3) 面圧が 25～30 MPa の領域で，面圧変化に対してフレッティング疲労強度と接線剛

性 ktm が急減した．これは，上記面圧領域で，真の接触端の接触面内部への移動量

が急増したことが原因として考えられる． 

(4) 横軸に平均応力，縦軸に主応力振幅で整理した参照応力により評価した結果，異な

る面圧条件で実施した摩擦型試験による破断応力と未破断応力の境界線が概ね 1

本の曲線で統一的に整理できることを確認した．さらに同材料を用いたパッド試験

結果も 10 %以内の誤差で評価できることを明らかにした． 

(5) すべり量 dslipが 10～25 μm付近で，フレッティング疲労が極小値を示した．これは，

dslipが 10～25 μm 付近で接線力係数 Ft/Fnが極大値を示したことや，これ以上の dslip

ではフレッティング疲労によりき裂が発生しても，そのき裂が試験体を破断させる

方向に進展せずに摩滅する場合があったことに起因すると推察される． 
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第 4章 フレッティング摩耗評価  
 

4.1 緒言 

全周連結翼のカバー接触面でフレッティング摩耗が進行すると，カバー法線方向のギ

ャップが増加して接触力が低下する．そのため，適切なカバー接触力を維持するには，

フレッティング摩耗量の評価が重要である．一般的に摩耗量を評価する場合には，ピ

ン・オン・ディスクなどの一方向すべり摩耗試験が行われている 1)．しかし，カバー接

触面は微小振幅の往復振動によるフレッティング摩耗状態であるため，一方向すべり摩

耗と摩耗率が異なる可能性が考えられる．第 1 章で述べたように，フレッティング摩耗

と一方向すべり摩耗の摩耗率を比較すると，相対すべり量が大きい領域では両者の摩耗

率が概ね同じであるが，振幅が小さい領域では前者は後者より摩耗率が小さくなること

が報告されている 2) 7)．しかし，両者の摩耗率に差が生じる境界条件や定量的な比較に

ついては，十分に明らかにされていない． 

そこで，本章では，フレッティング摩耗の定量的な評価，およびフレッティング摩耗

と一方向すべり摩耗の比較を目的として，第 3 章で述べた摩擦伝達型のフレッティング

摩耗試験とスラストシリンダ式の一方向すべり摩耗試験をした．計測した接線力とすべ

り量から接触面の消費エネルギーを算出して，フレッティング摩耗との相関について検

討する．また，消費エネルギーの評価精度を確認するために，接触面近傍で温度変化量

を計測し，熱伝導解析との照合により接触面の発熱量を評価する． 

 

4.2 摩耗試験方法 

4.2.1 フレッティング摩耗試験 

 第 3 章で述べた摩擦伝達型のフレッティング試験により，フレッティング摩耗量を評

価した．図 4-1 に示すように，計測した接線力と相対変位のヒステリシスを平行四辺形

でモデル化して，その面積から 1 サイクルあたりの消費エネルギーを算出した．また，

レーザ粗さ計（Keyence KS-1100）により接触面の粗さ分布（等分割の 11 ライン）を計

測して，得られた計測値から摩耗体積を算出した．粗さ計測の前にアセトンで接触面を

洗浄して，表面に付着した摩耗粉を可能な限り除去した． 

 消費エネルギーの評価精度を確認するために，接触面近傍の温度変化量 ΔT を計測し

た．図 4-2 に示すように，公称接触領域（15 mm）の中心線上で接触面から 5 mm 離れ

た位置で温度を計測した．計測点数は，4 点（2 体の試験体の裏表）である．熱伝導解

析により求めた接触面の入熱 q と最大温度変化量 ΔTmaxの関係を用いて，計測 ΔTmaxか

ら接触面の発熱量を推定した．接触面圧は 10～67 MPa，周波数は 2 条件（10 Hz, 20 Hz）

とした．なお，具体的な熱伝導解析方法については 4.4.1 項で後述する． 
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4.2.2 一方向すべり摩耗試験 

 図 4-3 に示すスラストシリンダ式の一方向すべり摩耗試験を実施した．可動片と固定

片共に，フレッティング試験と同じ 12Cr 鋼（A 材）を用いた．可動片（リング）の外

径が 25.6 mm, 内径が 20 mm であり，摩擦距離の算出にはリング肉厚の中央部を通る中

心円の直径（22.8 mm）を用いた．固定片のプレート幅は 10 mm である．接触法線力は

100 N, 50 N（平均面圧 2.4, 1.2 MPa）とし，回転数は 2～50 rpm とした．計測した負荷

トルクを中心円半径で除して接線力を求め，摩擦係数を評価した．一定時間経過後に試

験を中断して，摩耗深さの計測を行った．試験時の温度は 21 °C±2 °C，湿度は 37 %±

3%である． 

  

  

Measure point of ΔT 

 

Fig. 4-2  Measure point of temperature. 
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Relative displacement 
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Fig. 4-1  Schematic of tangential contact force vs. relative displacement. 

 

Modeled as parallelogram 
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4.3 フレッティング摩耗の定量的評価 

4.3.1 繰返し数と計測物理量の関係 

摩擦伝達型のフレッティング試験により計測した繰返し数と接線力係数 Ft/Fn，すべ

り量 dslip，および消費エネルギーの評価例（面圧 p や相対変位 dmが異なる 6 条件）を図

4-4～図 4-9 に示す．図中には，接触面の外観写真と粗さ計測例も示している．3.3.1 項

で述べたように，Ft/Fnは繰返し数に依存しており，繰返し初期（100 サイクル時）には

低い値（一部を除いて 0.15～0.4）であった．繰返し数と共に Ft/Fnが増加して，条件に

よっては 1 を超える場合があった．図 4-4 に示すように，p = 20 MPa, dm = 73 μm の条件

では，繰返し数が 1,000 サイクルのときに Ft/Fnが約 1.3 になり，その後の繰返し数の増

加と共に Ft/Fnが低下した．接線力係数が定常時の値（約 0.9）よりも大きくなったのは，

接触面の凝着や焼きつきによる影響と考えられる．比較的初期（10
5 サイクル以下）の

Ft/Fnが高くても，10
7サイクル時には約 0.9 に落ち着いた．また，初期の最大 Ft/Fnが大

きいほど，Ft/Fnが定常値（約 0.9）になるときの繰返し数が大きい傾向があった．すな

わち，初期の Ft/Fnが約 1.0（p = 35 MPa, dm = 90 μm；図 4-7）では約 210
5サイクル，同

約 1.2（p = 25 MPa, dm = 85 μm；図 4-5）では約 210
6サイクル，同約 1.3（p = 30 MPa, dm 

= 140 μm；図 4-6）では約 510
6サイクルであった． 

Ft/Fnが定常時の摩擦係数（約 0.9）よりも低い条件（図 4-8, 図 4-9）では，約 210
3

サイクル以上の繰返し数に対して Ft/Fn が概ね一定であった．これらの条件では，全面

摩耗ではなく摩耗域が接触端近傍のみであった． 

 

  

Ring (inner diameter 20mm, 

outer diameter 25.6mm) 

 

 

Plate (width 10mm) 

Fn 

 

 

Rotation 

 

 Fig. 4-3  Schematic illustration of one-way sliding wear test. 

(Thrust cylinder type) 
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(a) Ft/Fn and dslip 

 

(b) Consumption energy per cycle 

 

(c) View of contact surface 

 

Fig. 4-5  p = 25 MPa, dm = 85 μm, not break at 2.0×10
7
 cycle. 
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(b) Consumption energy per cycle 

 

(c) View of contact surface 

 

(d) Wear depth distribution 

(representative lines) 

 Fig. 4-4  p = 20 MPa, dm=73 μm, not break at 2.6×10
7
 cycle. 

 

(d) Wear depth distribution 
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(b) Consumption energy per cycle 

 

(c) View of contact surface 

 

Fig. 4-7  p = 35 MPa, dm= 90 μm, break at 1.4×10
6
 cycle. 
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(b) Consumption energy per cycle 

 

(c) View of contact surface 

 

Fig. 4-6  p = 30 MPa, dm= 140 μm, not break at 1.1×10
7
 cycle. 
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Fig. 4-9  p = 60 MPa, dm = 75 μm, break at 1.2×10
7
 cycle. 
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Fig. 4-8  p = 35 MPa, dm= 66 μm, not break at 2.9×10
7
 cycle. 
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4.3.2 フレッティング摩耗の定量評価 

累積消費エネルギーとフレッティング摩耗量（1 組 2 体の平均摩耗量）の関係を図

4-10(a)に示す．累積消費エネルギーは，繰返し数と 1 サイクルあたりの消費エネルギー

の計測結果を全繰返し数にわたって積分することにより算出した．図 4-10(a)に示すよ

うに，累積消費エネルギーと摩耗量には相関が見られず，摩耗量のばらつきが大きい（最

大約 1000 倍）ことが分かった．図 4-10(a)の実線で結んだデータは，同じ試験体を用い

た中断試験の結果である．中断試験による摩耗量は，累積消費エネルギーに概ね比例し

た． 

次に，1 サイクルあたりの値により消費エネルギーと摩耗量を整理した結果を図

4-10(b)に示す．1 サイクルあたりの消費エネルギーは，累積エネルギーを全繰返し数で

除して算出した．図 4-10(b)に示すように 1 サイクルあたりの消費エネルギーによる整

理により，異なる試験条件で取得したフレッティング摩耗量が比較的狭いばらつき範囲

で整理できることが分かった．このことから，全周連結翼のカバー接触面におけるフレ

ッティング摩耗量を評価するには，実機翼に作用する 1 サイクルあたりの消費エネルギ

ーを算出して，図 4-10(b)の評価線図を用いることにより，定量的な評価が可能である

といえる． 
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図 4-10(b)には，4.5 節で後述する一方向すべり摩耗試験により取得したデータを示し

ている．本図から明らかなように，フレッティング摩耗は一方向すべり摩耗よりも摩耗

量が尐なく，条件によっては摩耗量が 1/100,000 以下になることが分かった．また，フ

レッティング摩耗と一方向すべり摩耗で，1 サイクルあたりの消費エネルギーに対する

摩耗量の増加率（両対数グラフでは傾きに対応）が大きく異なるのが特徴である．一方

向すべり摩耗ではその傾きが 1 であるのに対して，フレッティング摩耗では傾きが約

3.2 であった．今回の試験結果の外挿によると，約 1 J/cycle のときにフレッティング摩

耗と一方向すべり摩耗（マイルド摩耗）が等しくなると推定される． 

 

4.4 温度計測による接触面の消費エネルギーの推定 

 Ftdm のヒステリシスの面積から求めた消費エネルギーの評価精度を確認するために，

接触面近傍で温度上昇量を計測した．熱伝導解析により求めた接触面の入熱と温度上昇

量の関係を用いて，計測温度から接触面の発熱量を評価した． 

4.4.1 熱伝導解析条件と解析結果 

 熱伝導解析の条件を図 4-11 に，解析に用いた物性値を表 4-1 に示す．12Cr 鋼の熱伝

導率と比熱は，文献値 8)を用いた．接触面の入熱 q は 2 条件（0.2W，2W）とした．実

際の試験条件に換算すると，本解析における 0.2W の入熱は，0.4W の発熱量に相当する

（1 組 2 体のため）．対称面と試験体底面に断熱条件を設定し，その他の表面は熱伝達

境界条件とした．熱伝達係数 h を変数とし，本研究では 20, 50, 100 W/(m
2
·°C)の 3 種類

に変化させた． 

 解析により算出した計測点の温度履歴を図 4-12 に示す．500～1000 s 経過すると，3

種類のいずれの h に対しても計測点の温度変化量が概ね飽和することを確認した．計測

点の最大温度変化量 ΔTmax（2000s 時）を入熱 q で除した値と h の関係を図 4-13 に示す．

図 4-13 に示すように，h が増加するほど ΔTmax/q が減尐する傾向がある．4.4.2 項で後述

するように，試験により取得した ΔTmax/q が 3°C/W（q  1W）であったことから，図 4-13

を用いて今回の試験環境における h を推定すると，h = 38 W/(m
2
·°C)となる． 

 

  

Table 4-1  Physical properties for heat transfer analysis
8)

. 

 Thermal conductivity W/(m・℃） 27

Density g/cm3 7.8

Specific heat kJ/(kg・℃) 0.44

Heat transfer coefficient W/(m
2・℃） 20, 50, 100

W/(m·°C) 

Mg/m3 

 

W/(m2·°C) 

kJ/(kg·°C) 
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4.4.2 発熱量と消費エネルギーに関する検討 

 面圧が 50 MPa，周波数が 10 Hz の条件における接線力 Ftと相対変位のヒステリシス

と，各条件での温度計測例（4 箇所の平均値）を図 4-14 に示す．図 4-14(d)に示すよう

に，計測温度は 500～1,000s で飽和しており，図 4-12 に示す解析結果とよく一致してい

る． 

 ヒステリシス面積から算出した 1 サイクルあたりの消費エネルギーと最大温度変化

量 ΔTmax（2000 s 経過時）の関係を図 4-15(a)に示す．横軸の値として，1 サイクルあた

りの消費エネルギーに周波数を乗じた発熱量で整理した結果を図 4-15(b)に示す．本整

理によると，周波数が 10 Hzと 20 Hzの試験結果が概ね同じ線上で表現できる．図 4-15(b)

には，h = 38 W/(m
2
·°C)としたときの解析により求めた発熱量（入熱の 2 倍）と ΔTmaxの

関係も示している．図 4-15 (b)に示すように，発熱量が約 0.5 W 以上では，解析と試験

による発熱量と ΔTmaxの関係がよく一致することを確認した．このことから，発熱量が

約 0.5 W 以上では，Ftdmのヒステリシス面積から１サイクルあたりの消費エネルギー

を算出するのは妥当であるといえる．図 4-10(b)に示したように，フレッティング摩耗

が一方向すべり摩耗よりも小さいのは，評価に用いた消費エネルギーの算出誤差が理由

ではなく，文献 7)で指摘されているようにフレッティング摩耗特有の要因（すべり速度

が遅いことや，摩耗粉が接触面から排出されにくいことなど）と考えられる． 

図 4-15(b)に示すように，発熱量が 0.5 W 以下では，同じ横軸の発熱量で比較すると

計測による ΔTmaxが解析よりも小さい．これは，すべり量が小さい領域では，実際の発

熱量がヒステリシスの面積から算出した消費エネルギーよりも小さいことを示してい

る．このように振幅が微小なために，接触面で消費されるエネルギーが小さくなる現象
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は，文献 2)で指摘されている「すべり出し」（往復摺動の最大変位に達して反対方向へ

すべりを開始するときの状態）の摩耗量が小さくなる現象と関係していると考えられる．

図 4-15(c)に示すように，計測と解析の ΔTmaxに差が生じるすべり量は約 6 μm 以下であ

る．図 4-10(b)より，このときのフレッティング摩耗量は，非常に小さいことが分かる

（約 10
9

 mm
3
/cycle，約 50 mJ/cycle 時）． 
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Fig. 4-14  Examples of hysteresis loop of dmFt, and measured ΔT. (p=50 MPa, 10 Hz) 
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4.5 一方向すべり摩耗試験結果と考察 

 一方向すべり摩耗試験により取得した摩擦距離と摩擦係数の測定例を図 4-16に示す．

ばらつきがあるものの，摩擦係数は約 0.8 であった．摩擦距離と摩耗量（固定片と可動

片の平均値）の関係を図 4-17 に示す．今回の試験では，面圧が 1.2 MPa，回転数が 2 rpm

の条件のみでシビア摩耗からマイルド摩耗への遷移がみられ，その他の条件では摩耗量

が大きいシビア摩耗状態であった． 

横軸にすべり速度，縦軸に比摩耗率を整理した結果を図 4-18 に示す．比摩耗率は，

摩耗体積を法線力とすべり距離で除した値と定義される．比較のために，フレッティン

グ摩耗の試験結果も示している．一方向すべり摩耗試験により取得した比摩耗率は，文

献 9)で報告されている値（シビア摩耗：10
5～10

6 
mm

2
/N，マイルド摩耗：10

8～10
9 

mm
2
/N）

と概ね一致した．摩擦速度が約 2 mm/s のときで比較すると，一方向すべり摩耗（面圧

1.2～2.4 MPa）よりも面圧が高いフレッティング摩耗（面圧 20～60 MPa）の方が，比摩

耗率が小さいことが分かる．このことから，面圧とすべり速度の条件を揃えても，一方

向すべり摩耗試験結果からフレッティング摩耗量を評価するのは適切でないといえる．

図 4-18 によると，すべり速度が増加するとフレッティング摩耗率が増加する可能性が

示唆される． 
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Fig. 4-16  Measured friction coefficient by one-way sliding wear tests. 
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4.6 結言 

 フレッティング摩耗量の定量評価，および一方向すべり摩耗とフレッティング摩耗の

比較を目的として，摩擦伝達型のフレッティング摩耗試験とスラストシリンダ式の一方

向すべり摩耗試験をした結果，以下の結論を得た． 

1) 1 サイクルあたりの消費エネルギーとフレッティング摩耗量に良い相関があること

を示した．このことから，実機運用条件における 1 サイクルあたりの消費エネルギ

ーを算出して，本研究で取得したフレッティング摩耗評価線図を用いることにより，

全周連結翼のカバー接触面のフレッティング摩耗評価が可能となる．一方，累積消

費エネルギーによる整理では，面圧や相対変位が異なる場合のフレッティング摩耗

を統一的に評価できないことを示した． 

2) フレッティング摩耗量は，1 方向すべり摩耗量よりも小さく，条件によっては

1/100,000 以下になる場合があった．面圧やすべり速度を同じ条件にしても，一方向

すべり摩耗試験結果からフレッティング摩耗量を評価するのは適切でないといえる．

試験結果の外挿によると，1 サイクルあたりの消費エネルギーが約 1 J/cycle のとき

に，一方向すべり摩耗（マイルド摩耗）とフレッティング摩耗が同等の摩耗率にな

ると推定される． 

3) 接触面近傍の温度計測と熱伝導解析により，フレッティング摩耗試験による発熱量

が約 0.5 W 以上では，接線力とすべり量のヒステリシス面積から求めた消費エネル

ギーと実際の発熱量が良く一致した．発熱量が 0.5W 以下では，実際の発熱量は前

記ヒステリシスから算出した消費エネルギーよりも小さいことが分かった．これは，

フレッティング摩耗において「すべり出し」（往復摺動の最大変位に達して反対方

向へすべりを開始するときの状態）の摩耗量が小さくなる現象と関係していると考

えられる． 

 

参考文献 

1)   Japanese society of tribologists, “Friction and wear test machines and its application”, 

Yokendo (2007), pp. 245. 

2)  Sasada T., “Wear”, Yokendo (2008), pp. 91. 

3)   Iwabuchi, A., “Distinct properties of fretting wear”, Tribologist, Vol. 35, No. 6 (1990),  

pp. 386-391. 

4)   Sato, J., “Fretting wear and its prevention”, Kikai no kenkyu, Vo. 55, No. 5 (2003), pp. 

81-88. 

5)   Shima, M. and Satoh, J., “Studies of fretting (Part 4)”, Junkatsu, Vol. 31, No. 7 (1986), 

pp.507-514. 

6)   Kayaba, T., and Iwabuchi, A., “The effect of temperature on fretting wear”, Jyunkatsu, 

Vol. 27, No. 1 (1982), pp. 31-38. 



- 88 - 

 

7)   Japanese society of tribologists, “Friction and wear test machines and its application”, 

Yokendo (2007), pp. 48-57. 

8)   Japanese society of mechanical engineers, “JSME Data book: Heat transfer 4
th
 edition”, 

Maruzen (1996), pp. 318. 

9)  Society of Materials Science, “Mechanical materials”, Kyodo-insatsu (1991), pp. 168. 

 

 

 



- 89 - 

 

第 5章 接触面の摩擦モデルと加振試験による固有振動数， 

構造減衰に関する考察 

 

5.1 緒言 

 第１章で述べたように，全周連結翼の構造減衰ζf と固有振動数 fn を評価するには，

カバー接触面における接線力 Ft と相対変位の非線形性を考慮しなければならない．ζf

と fnの評価精度を向上するには，入力条件である摩擦モデルの精度を向上する必要があ

る．図 5-1 に示すように，接触面の摩擦モデルにおける主因子は接線剛性 Ktc とすべり

量 dslipである．特に，実機タービンのカバー連結部では，発生するすべり量が小さい場

合が多いため，ミクロすべり量の定量的な評価が重要になる．  

本章における研究目的は，翼とロータの締結部であるダブテール構造を模擬した加振

試験により，接触面の摩擦モデルと，構造減衰・固有振動数の関係を明らかにすること

である．ダブテール接触面の角度をパラメータ（3 ケース）として，接触角が固有振動

数と減衰比に及ぼす影響について考察し，また，加振試験結果から逆解析により求めた

摩擦モデルの入力値（p と Ktc，Ft/Fnと dslip）と第 3 章のフレッティング試験により取得

した物性値を比較する．さらに，面圧 p の低下に伴って接線剛性が低下する現象に関し

て，そのメカニズムを考察した． 
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Fig. 5-1  Schematics between tangential contact force and relative displacement. 
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5.2.  ダブテールモデルの加振試験 

5.2.1 加振試験方法 

加振試験の模式図を図 5-2 に示す．Srinivasan らの報告 1)を参考に試験体を設計した．

一様断面はり（幅 20 mm，長さ 125 mm，厚み 8 mm）の付根にダブテール形状を一体

加工した．遠心力による接触を模擬するために，ボルトによる締付力 P を負荷した．あ

らかじめ取得した較正曲線を用いて，ボルトに貼付したひずみゲージ（4 箇所）の出力

から P を調整した．可能な限り一様な分布荷重となるように，円筒状のローラベアリン

グと負荷ブロックを介して接触力を負荷した．接触面の接触角 θ（接触面と加振方向の

なす角度と定義）をパラメータとして，図 5-2(b)に示すように，20，45，60の 3 ケー

スで試験した．それぞれの試験体の公称接触長さは，5.32, 7.07, 10 mm である．加振方

向の座標軸に投影した接触長さは共通にし，5 mm とした．試験体とスロットブロック 
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は 3.5%Ni 鋼（タービンロータ材）とした．本節で後述するように，構造減衰の評価精

度を高めるために，12Cr 鋼（翼材）よりも材料減衰が小さい 3.5%Ni 鋼を選択した．そ

の機械的性質を表 5-1 に示す．試験体とスロットブロックのダブテール接触面の表面粗

さは，0.2～0.5 Ra とした． 

 試験は大気環境（18±4 °C）で行い，締付力 P（2～40 kN）と入力加速度 g（1～30 m/s
2）

をパラメータとした．付根断面から 10 mm 離れた位置にひずみゲージを，試験体の裏

表に貼付して，応答ひずみを計測した．片持ちはりの材料力学の公式 2)を用いて，計測

ひずみからルート断面の公称曲げ応力 σrを算出した．また，はりの自由端から 5 mm の

位置で非接触レーザ変位計（Keyence 製 LK-G30, レーザスポット径約φ30 μm，基準距

離 30 mm）により変位を計測した．一定速度で周波数を増加させるスイープ加振を行い，

取得した応答曲線から固有振動数と減衰を評価した．スイープ速度は，応答波形にゆが

みが生じない十分に遅い速度（0.02 Hz/s）とした． 
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Fig. 5-3  Test setup for simple beam model. 

0.2% proof

stress (MPa)

Tensile

strength

(MPa)

Elongation

(%)

Reduction of

area

(%)

3.5Ni steel 760 860 17.1 71.0

12Cr steel (A) 610 745 26.3 65.5

Table 5-1  Mechanical properties of test materials. 
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図 5-3 に示すように，可能な限り構造減衰の影響を排除した条件として，単純はり試

験をした．これは，はり部分がダブテールモデルと同じ形状であり，固定部をボルト締

結により完全拘束した条件である．別途実施した真空中の加振試験により，空力減衰の

影響が小さいことを確認したため，単純はり試験により計測した減衰比は，材料減衰が

支配的であると考えられる．単純はり試験では，試験材として 3.5Ni 鋼と 12Cr 鋼（A

材）の 2 種類を用いた．12Cr 鋼（A 材）は，第 2 章と第 3 章のフレッティング試験で

用いた材料と同じである．はり試験による応答応力 rと減衰比の試験結果を図 5-4 に

示す．図 5-4 に示すように，同じ加速度条件に対して 12Cr 鋼の減衰比が 3.5%Ni 鋼より

も大きいことが分かった．今回の試験では，ダブテール加振試験で計測した減衰比ζか

ら材料減衰による値を差し引いて，構造減衰 ζf を評価するのが目的である．12Cr 鋼を

採用すると，構造減衰の算出誤差が大きくなることが考えられたため，ダブテール模擬

加振試験では 3.5%Ni 鋼を採用した．12Cr 鋼の材料減衰が大きい理由は，磁気ひずみ効

果 3)によると考えられる． 

 

5.2.2 加振試験結果 

スイープ加振により取得したひずみの応答曲線の計測例を図 5-5 に示す．図 5-5 に示

すように，締付力 P を低下すると固有振動数 fnが低下し，共振点の最大応答ひずみが減

少した．P を低下すると，応答曲線が共振点に対して左右対称ではなく，共振点が低周

波数側に移動した波形になった．これは，漸軟ばね系の非線形振動 4)の特徴であると考

えられる．取得した応答曲線から，ハーフパワー法により減衰比を算出した．ルート断
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Fig. 5-4  Comparison of damping between 12Cr-steel and 3.5Ni-steel 

obtained by simple beam model. 
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面の公称応力 σr（計測ひずみから換算）と減衰比 ζ の関係を図 5-6 に示す．図 5-6 に示

すように，全ての接触角 θ の条件で，加速度を増加するほど，また P を低下するほど ζ

が増加する結果が得られた．同様に，σrと固有振動数 fnの計測結果を図 5-7 に示す．締

付力 P を低下するほど，また σrが増加するほど，fnが低下した． 

減衰比と固有振動数に及ぼす接触角 θ の影響を整理した結果（g = 10 m/s
2）を図 5-8 

に示す．図 5-8(a)に示すように，θ による ζ の大小関係が P に依存することが特徴的で

ある．すなわち，P が 40 kN のときには，θ = 45°と 60°の ζ が θ = 20°の ζ よりも大きい．

一方，P が小さいとき（P = 2, 5 kN）には，θ が 45°の減衰比が最も大きく，次いで 20°，

60°であった．θ = 20°，P = 40 kN の減衰比は，単純はりモデルの値とほぼ同じであり，

この条件での構造減衰は無視できるくらい小さいことを確認した．固有振動数に及ぼす

接触角の影響を図 5-8(b)に整理する．興味深いことに，P に対する fnの変化率が θ に依

存しており，θ を小さくするほど fnの変化率が大きくなることが分かった．上述した接

触角 θ と ζ，fnの関係について，5.3.3 項で解析結果と比較して考察する． 

はりの自由端から 5 mm 位置で計測した変位 d とルート断面の公称応力 σrを用いて，

たわみ係数 kbを算出した．たわみ係数 kbは，ルート位置の公称応力 σrを d で除した値

として定義する．fnと kbの関係を整理した試験結果を図 5-9 に示す．図 5-9 に示すよう

に，fnと kbに良い相関があることを確認した．このことから，接触面の相対変位（すべ

り量）に起因するたわみ係数 kb の低下と固有振動数 fn の低下に相関があることが示唆

される． 
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5.3. 接触面の摩擦モデルと加振試験結果の考察 

5.3.1 面圧と接線剛性の関係 

摩擦伝達型のフレッティング試験で計測した相対変位から算出した接線剛性 ktmと面

圧 p の関係を図 5-10 に示す（図 3-9 の再掲）．代表繰返し数（破断データは破断回数の

1/2，未破断データは全繰返し数の 1/2 と定義）の値を記号で，全繰返し数中の最大値と

最小値をエラーバーで表記している．本図に示す計測位置の剛性 ktmから，接触面の接

線剛性 Ktcを評価する方法について以下に述べる．Ktc を算出するには，ktmから試験系の

弾性変形による剛性 Kte を考慮して補正する必要がある．後述する解析により求めた変

形図（図 5-11）に示すように，計測点の変位には試験体の弾性変形による変形が大きく

寄与していることが分かる．これらの間には，直列バネの剛性式と同様に，式(5-1)が成

り立つ． 

  

10

100

10 100

 

Fig. 5-10  Test results on contact stiffness. 

Contact pressure, p (MPa) 

T
an

g
en

ti
al

 s
ti

ff
n

es
s,

 k
tm

 (
k

N
/m

m
) 

Fig. 5-11  Diagram of deformation by fretting fatigue test. 

Measured points of relative 

displacement 



- 98 - 

 

 
tetctm

111

KKk
   (5-1) 

式(5-1)の Kte を評価するために，図 3-15 に示した解析モデルを用いて接触解析を実施

した．接触面の接線剛性 Ktc をパラメータとし，法線方向の剛性 Ktnは十分に大きいと仮

定した（Ktn = 10
6
 kN/mm）．固着域の相対変位を対象とするため，すべりは考慮に入れ

ていない．すなわち，摩擦係数は 0 とした． 

解析で求めた Ktcと ktmの関係を図 5-12 に示す．式(5-1)に FEM 解析により求めた Kte = 

157 kN/mm を代入した結果が図 5-12 の実線である．Ktc が低下すると，式(5-1)により求 
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Fig. 5-12  Relation between Ktc and ktm calculated by FE analysis. 
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められる ktmは，ktm=Ktc の直線に漸近する．図 5-12 に示す解析結果を用いて，測定した

ktm（縦軸）から Ktc（横軸）を推定した．Ktc が大きい領域では，傾き ktm/ Ktc が小さいた

めに Ktc の評価誤差が大きくなることに注意しなければならない．本研究では，Ktc の評

価感度を考慮して ktm/Ktc が 1/100 以上の領域（Ktc ≤ 約 1,000 kN/mm）を有効範囲と定義

した．この有効範囲の定義は，ktm の計測ばらつきが±1 kN/mm のとき，Ktc の評価ばら

つきが 100 kN/mm 以下になる条件である． 

前述の方法により，面圧 p と Ktc の関係を整理した結果を図 5-13(a)に示す．文献 5), 6)

で報告されているように，p を低下するほど，Ktcが減少する結果が得られた．単位面積

あたりの接線剛性 Ktc/Scに換算した結果を図 5-13(b)に示す．ここで Sc は，接触面積であ

る．解析ソフトの ANSYS
®
 Mechanical

™では，接線剛性を Ktc/Scで入力することを考慮し

て本値で整理した． 

 面圧と共に接線剛性が低下する理由について，以下に考察する．第 3 章で述べたよう

に，接触端からの非接触長さ da, db（da = db）をパラメータとして，非接触長さと ktmの

関係を求めた．解析結果を図 5-14 に示す．図 5-14 の縦軸には，da = 0 のときの ktm0に対

する ktmの比を示している．図 5-14 に示すように，非接触長さの増加と共に ktmが低下

する結果が得られた．3.4.3 節で考察したように，各試験条件で推定した非接触長さを

用いて，計測位置の接線剛性 ktmを評価した結果を図 5-15 に示す．図 5-15 より，面圧

の低下と共に ktmが低下する現象には，接触端が接触面内部に移動する効果が寄与して

いることが分かる．ただし，この効果だけでは試験結果を説明することができず，面圧

低下により接線剛性が低下する効果も関与していると考えられる． 
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Fig. 5-14  Relation between non-contact length and ktm change when da =db. 
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 5.3.2 ダブテール加振試験の解析条件 

 ダブテール加振試験の解析モデルを図 5-16 に示す．本モデルを用いて，3 種類の解析

（固有振動数解析，周波数応答解析，締付力 P に対する接触解析）をした．接触面の接

線剛性 Ktc をパラメータとし，法線方向の剛性が十分に大きいと仮定した（Ktn = 10
6
 

kN/mm）．接線力と相対変位が線形の条件で解析を行い，非線形のすべり量については，

図 5-1 に示す仮想接線剛性 Ktc, imを定義してその影響を考慮した．図 5-1 に示すように，

Ktc, im は固着域とすべり域の両方の変位を考慮した等価剛性であり，Ktc と Ktc, im の間に 

式(5-2)が成り立つ． 
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Fig. 5-15  Comparison of p – ktm between measured and calculated considering 
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周波数応答解析の入力条件として，加速度 g を 10 m/s
2，減衰比 ζ を 0.1%とした．異

なる g と ζ に対する応答値は，補正計算（応答値が g に比例，ζ に反比例）により算出

した．解析ソフトは ANSYS
®
 Mechanical

™
 ver. 10.0 であり，節点数は約 112,000，要素数

は約 99,800 である． 

 

5.3.3 解析結果と考察 

(a) 固有振動数解析 

 固有振動数解析により算出した，接触面の仮想接線剛性 Ktc, im（入力）と固有振動数

fnの関係を図 5-17 に示す．縦軸の値は，θ = 20°，Ktc, im = 10,000 kN/mm のときの固有振

動数 fn0で規格化している．図 5-17 に示すように，全ての接触角 θ の条件で，Ktc, imが減

少すると fnが減少する結果が得られた．Ktc, imに対する fnの減少率は，θ が 20°のときが

最も大きく，次いで θ = 45°，60°である．これは，図 5-8(b)に示したように θ が小さい

ほど締付力 P に対する fnの変化率が大きくなる試験結果と定性的に一致している． 

  

(b) 接触面の接線力 

 周波数応答解析（g = 10 m/s
2，ζ = 0.1%）により求めた Ktc, imと接線力 Ft の関係を図 5-18

に示す．図 5-18 に示すように，Ktc, imを低下すると Ftが低下する．Ktc, imに対する Ftの

減少率は，θ = 60°のときが最大であり以下 45°, 20°の順であることが分かった． 

接触角 θ と減衰比 ζ の関係を示した試験結果（図 5-8(a)）と Ftの解析結果（図 5-18）

の比較により，両者の相関について以下に考察する．P = 40 kN のときには，5.3.4 項で

後述する Ktc, imの評価結果（図 5-22）によると Ktc, imが約 1,000 kN/mm 以上であり，こ 
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Fig. 5-17  Relation between normalized fn and Ktc,im calculated by natural 

frequency analysis. 
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のときには図 5-18 に示すように θ = 60°と 45°における Ftが θ = 20°の値よりも大きくな

る．このことは，P = 40 kN の条件で θ = 60°と 45°における ζ が，θ = 20°の ζ よりも大き

い試験結果（図 5-8(a)）と定性的に一致している．一方，P が小さいとき（P = 2, 5 kN）

には，加振試験によると θ = 45°の ζ が θ = 20°と 60°の値より大きい結果が得られた（図

5-8(a)）．後述する評価（図 5-22(b)）によると，θ = 45°（P = 2, 5 kN）の Ktc, imが 100～

500 kN/mm と推定され，このときの Ftは，θ = 20°と 60°の Ftと比較して大きい傾向があ

る（図 5-18）．減衰比の評価には法線力や系の振動エネルギーなど他の要因が関係する
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Fig. 5-18  Relation between Ft and Ktc,im calculated by frequency response 

analysis (g = 10 m/s
2
, ζ = 0.1%). 
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ため，Ftのみで ζ の評価ができないが，上述したように加振試験と応答解析による ζ と

Ftの大小関係が概ね対応していることが分かった． 

 

(c) 接触面の法線力 

 接触解析により算出した締付力（P = 40 kN）による接触面の法線力 Fnを図 5-19 に示

す．図 5-19 に示すように，接触面の法線力 Fnは μ と Ktc に依存する．接触角 θ が大き

いほど，μ と Ktcに対する Fnの変化率が大きくなることが分かった．本研究では，定常

時の値として μ = 0.9 を評価に用いた． 

  

5.3.4 加振試験結果から逆解析により求めた摩擦モデル物性値に関する考察 

 加振試験で取得した固有振動数 fnと構造減衰比 ζfから，入力値である接触面摩擦モデ

ルの接線剛性 Ktc とすべり量 dslipを逆解析により評価する．試験による構造減衰 ζfは，

計測した ζ から同じ応答応力 σrにおけるはりモデルの ζ を差し引いて求めた．解析によ

る構造減衰 ζfの評価にあたり，接触面の消費エネルギーD と系の振動エネルギーU から

ζfを求める式(5-3)を用いた． 

 
U

D

π4
f    (5-3) 

また，接触面の消費エネルギーD は，接線力 Ft と相対変位が描くヒステリシスの面積

から式(5-4)により算出した．算出にあたって，Ft と相対変位が描くヒステリシスを図

5-20 に示す平行四辺形で近似できると仮定した． 

 D = 4 Ft·dslip  (5-4) 

ダブテール加振モデルには 2 箇所の接触面があるので，式(5-4)では 1 箇所あたりの値を 
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Fig. 5-20  Assumed hysteresis between relative displacement and tangential 

contact force for calculating dissipated energy. 
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2 倍している．系の振動エネルギーU は，運動エネルギーUkとひずみエネルギーUs の和

であり，最大変位発生時には運動エネルギーが 0 のため，U はそのときのひずみエネル

ギーUsと等しくなる．FEM解析の個々の要素における応力とひずみから dUsを算出し，

その総和として Us を算出した． 

加振試験で計測した fn, σr, ζfから，摩擦モデルの物性値（Ktc, Ktc, im, dslip）を逆解析によ

り算出する評価フローを図 5-21 に示す．評価フローは，以下に示す 4 ステップから構

成されている．まず，第 1 ステップでは，図 5-17 に示す Ktc, imと fnの関係を用いて，計

測した fnから接触面の Ktc, imを算出する．上記方法により算出した締付力 P と Ktc, imの

関係を図 5-22 に示す．次に第 2 ステップでは，第 1 ステップで取得した Ktc, imを用いて，

試験で計測した σrに相当する Ftを図 5-23(a)を用いて算出する．次に 1 サイクルあたり

のひずみエネルギーUsと σrの関係（図 5-23(b)）から，計測 σrに相当する Us を算出する．

図 5-23(b)に示すように，Usは σr
2に比例し Ktc, imにほとんど依存しないことが分かる．

第 3 ステップでは，式(5-3)と式(5-4)を用いて，計測した構造減衰比 ζfと第 2 ステップで

算出した Ftと U を用いて，すべり量 dslipを求める．最後に，今まで算出した Ktc, im， Ft， 

dslipを用いて式(5-2)から接線剛性 Ktc が算出できる（第 4 ステップ）． 
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Fig. 5-21  Evaluation flow chart for calculating physical values of friction model by reverse 

analysis from dovetail vibratory test results. 
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上記手順により求めた摩擦モデルの入力値を図 5-24 に示す．図 5-24(a)には Ft/Fn と

dslip，図 5-24(b)には p と Ktc の関係を示す．これらの図には参考値として，第 3 章のフ

レッティング試験により取得した物性値も示している．両者で材料や接触面形状，面圧

分布などが異なるため厳密な比較はできないが，概算値の比較として示した． 

図 5-24(a)に示すように，Ft/Fn と dslip については，ダブテール加振試験の逆解析によ

り評価した結果が，フレッティング試験により取得した値（10
7 サイクル時）を低すべ

り側に外挿した値と良く一致することを確認した．また，図 5-24(a)よりダブテール加

振試験で発生した接触面のすべり量が非常に小さい（0.03～10 μm）ことが分かった． 

p－Ktc の関係についても，フレッティング試験結果と加振試験からの評価結果が概ね 
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Fig. 5-22  Estimated Ktc, im from measured fn. 
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Fig. 5-23  Relations between  r and Ft, Us when θ = 45° under various Ktc, im. 
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Fig. 5-24  Comparison of friction model input data obtained by reverse analysis of 

dovetail vibration tests and fretting tests. 
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一致していることが分かる（図 5-24(b)）．本評価によると Ktc のばらつきが比較的大き

く，θ = 20°の Ktcが θ = 45°と 60°の値と比較して低い傾向がある．この理由として，接

触面の面圧分布や 1サイクル中の法線力 Fnの変動が関与していると推定される．図 5-24

に示した摩擦モデルの物性値（Ft/Fndslip，pKtc）が固有振動数 fn と構造減衰 ζf の評価

にあたっての重要な入力値であり，これらに関するデータを蓄積してモデル化の精度を

高めることにより，実機タービン翼の fnと ζfの評価精度が向上できる． 

 

5.4. 結言  

接触面の摩擦モデルと加振試験による構造減衰，固有振動数の関係を明らかにするこ

とを目的として，接触面の角度をパラメータ（3 ケース）としたダブテール模擬加振試

験をした結果，以下の結論を得た． 

1) 接触面の接線力と相対変位に関する摩擦モデルで，接線力係数 Ft/Fnとすべり量 dslip，

および面圧 p と接触面の接線剛性 Ktc の関係に関するデータが，固有振動数 fnと構

造減衰 ζfの評価における重要な入力値であることを示した．加振試験により取得し

た固有振動数 fnと構造減衰比 ζfから逆解析により求めたこれらの物性値（Ft/Fndslip，

pKtc）は，フレッティング試験により取得した物性値と概ね一致することを確認し

た．本評価により，ダブテール加振試験による接触面のすべり量が非常に小さい

（0.03～10 μm）ことが分かった． 

2) ダブテール接触面の接触角 θと固有振動数 fn，減衰比 ζに関する以下の試験結果が，

振動解析により概ね説明できることを示した． 

・接触角 θ が小さいほど，締付力 P に対する fnの変化率が大きい 

・P が 40 kN のときには θ = 45°と 60°の ζ が θ = 20°の ζ より大きく，P = 2, 5 kN で

は θ = 45°の ζ が最大になる 

3) 摩擦伝達型のフレッティング試験で計測した接線剛性 ktm から，試験系の弾性変位

による剛性を補正して，面圧 p と接触面の接線剛性 Ktc の関係を取得した．p を低下

するほど Ktc が減少した理由として，面圧が低下すると接触端が接触面内部に移動

することが関与していることを示した． 
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P

(kN)

g

(m/s
2
)

σ r

(MPa)

ζ

(%)

f n

(Hz)

k b

（MPa/mm)

1 84.5 0.025 399.70 －

5 175.2 0.066 399.40 194.51

5 162.2 0.081 399.55 －

10 249.6 0.093 399.16 －

10 233.6 0.115 399.49 －

20 370.0 0.128 398.89 194.17

20 350.6 0.145 398.89 －

1 63.4 0.041 398.27 －

5 137.4 0.089 397.86 191.92

5 107.6 0.115 396.90 －

10 189.8 0.133 397.55 －

10 160.4 0.155 396.10 －

20 275.0 0.187 397.13 191.84

20 272.3 0.189 397.12 －

20 238.0 0.206 395.80 －

1 36.1 0.057 393.85 －

5 77.9 0.157 393.09 189.08

5 80.7 0.158 395.08 －

10 116.3 0.224 394.73 －

10 105.7 0.241 392.72 －

20 152.1 0.353 394.41 －

20 151.0 0.350 394.41 －

20 139.0 0.379 392.29 187.61

20 137.1 0.382 392.17 －

30 149.0 0.546 393.82 188.49

1 24.0 0.083 392.67 －

5 45.4 0.298 393.00 －

5 44.7 0.296 392.23 －

5 50.4 0.235 389.01 184.58

10 65.0 0.423 390.26 －

10 70.1 0.385 389.96 －

10 55.4 0.479 388.07 －

20 88.8 0.608 388.48 －

20 86.5 0.622 388.58 －

20 61.1 0.897 386.70 182.41

2

40

10

5

Table 5-2  Experimental results of dovetail model for θ=45°. 
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P

(kN)

g

(m/s
2
)

σ r

(MPa)

ζ

(%)

f n

(Hz)

k b

（MPa/mm)

1 98.5 0.022 401.51 －

5 184.2 0.061 401.25 195.92

5 180.0 0.061 401.00 －

10 261.4 0.086 400.82 －

10 250.0 0.088 400.61 －

20 424.8 0.103 401.12 －

20 415.0 0.107 400.89 －

1 65.0 0.035 400.02 －

5 118.6 0.093 399.01 192.35

10 174.2 0.129 398.40 －

20 260.9 0.171 397.51 －

20 263.0 0.170 397.42 －

20 266.8 0.167 397.29 －

20 267.9 0.166 397.23 －

5 140.0 0.076 396.79 191.77

10 178.4 0.120 395.75 －

20 263.7 0.163 394.27 189.82

20 261.0 0.163 393.21 187.78

1 44.0 0.049 394.89 －

1 51.4 0.040 397.13 －

5 97.8 0.112 393.19 189.84

5 115.2 0.102 396.40 －

10 142.0 0.165 392.83 －

10 127.0 0.184 395.91 －

20 167.0 0.269 390.79 187.65

20 167.3 0.279 390.34 －

20 167.4 0.280 390.15 －

20 168.2 0.280 390.05 －

20 187.5 0.254 393.42 －

30 240.5 0.304 388.35 －

1 30.5 0.071 386.93 －

1 34.2 0.078 390.90 －

5 67.2 0.194 384.45 182.54

5 68.5 0.173 388.56 －

10 72.5 0.378 382.05 178.40

10 84.2 0.320 386.84 －

2

40

10

5

Table 5-3  Experimental results of dovetail model for θ=20°. 
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P

(kN)

g

(m/s
2
)

σ r

(MPa)

ζ

(%)

f n

(Hz)

k b

（MPa/mm)

1 81.8 0.026 398.75 －

5 182.4 0.076 398.44 193.17

10 253.9 0.107 398.16 －

10 245.0 0.100 397.76 －

20 392.9 0.130 398.06 －

20 400.0 0.118 397.86 －

1 68.0 0.033 397.35 －

5 150.0 0.088 395.94 191.61

10 195.0 0.135 395.67 －

10 200.0 0.114 395.84 －

20 246.1 0.204 395.29 －

20 260.0 0.162 395.14 －

30 294.4 0.256 395.07 192.20

30 286.4 0.265 395.04 －

1 62.8 0.035 396.48 －

5 130.7 0.090 395.87 191.85

10 159.4 0.155 395.52 －

20 211.0 0.237 394.73 191.12

20 215.0 0.234 394.13 －

30 242.0 0.313 394.23 －

30 220.0 0.330 394.43 －

1 40.3 0.054 392.57 －

5 77.1 0.151 392.57 189.11

10 87.9 0.282 391.75 －

10 95.0 0.259 392.31 －

20 102.8 0.492 390.94 187.14

20 118.0 0.384 391.51 －

30 113.0 0.688 390.63 －

30 125.0 0.558 391.44 －

40

10

5

2

Table 5-4  Experimental results of dovetail model for θ=60°. 

g

(m/s
2
)

σ r

(MPa)

ζ

(%)

f n

(Hz)

1 90.8 0.024 412.96

5 192.6 0.061 412.88

5 197.6 0.060 412.82

10 256.7 0.090 412.53

10 259.9 0.091 412.49

20 401.3 0.102 412.05

20 409.1 0.103 411.99

Table 5-5  Experimental results of simple beam model. 
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第 6章  結 論 

 

6.1 本研究の結論 

 タービン翼の連結部では，フレッティング疲労や摩耗の防止が重要な課題であり，ま

た接触面で適切なすべりを発生させて，構造減衰を高める必要がある．構造減衰を定量

的に評価するには，入力データである接触面の接線力と相対変位に関する摩擦モデルの

高精度化が重要になる．そこで，本研究では，フレッティング疲労と摩耗の定量的な評

価方法の提案，および摩擦モデルと構造減衰に関する検討を目的とした． 

第 1 章では，フレッティング疲労や摩耗，摩擦モデル，構造減衰に関する従来の研究

内容と課題について整理した．フレッティング疲労を 2 形態（比較的高面圧・小すべり

条件と低面圧・大すべり条件）に分類して，疲労限度の面圧依存性や主き裂の位置，疲

労限度の有無などに関する両者の相違点を明確にして体系的に論じた． 

 第 2 章では，第 1 章で分類した 2 形態のフレッティング疲労の内，タイワイヤやテノ

ン・シュラウドを対象とした比較的高面圧・小すべり条件について検討した．降伏応力

0.2 以上の高面圧が発生する条件での面圧とフレッティング疲労強度の関係，および破

壊力学による定量的な評価を目的として，強度の異なる 2 種類の 12Cr 鋼を用いて，種々

の平均応力と接触条件（面接触と線接触）でフレッティング疲労試験をした． 

 接触面圧が低い条件では，静的強度が高い B 材（A 材より約 40%高い）の方が A 材

よりもフレッティング疲労強度が高いことを明らかにした．一方，局所面圧が高い線接

触条件では，両材共に強度が極小となる接触荷重が存在し，極小強度で比較した A 材

と B 材の強度差がわずかであることを示した（約 5%）．A 材と B 材共に，極小強度を

示した Hertz の平均接触面圧は，約 1.50.2に相当することが判明した． 

 さらに，微小き裂の進展・停留モデルを用いて，フレッティング疲労強度の定量的な

評価を試みた．従来の課題であった微小き裂のき裂進展下限界値 ΔKth に及ぼす平均応

力の影響と，傾斜き裂に対する混合モードの影響を考慮し，実験結果に基づいて定量的

に評価した点に，本研究の新規性がある．特筆すべき点として，以下に述べる 3 項目に

着目してデータ取得と評価をして，定量的評価の精度を高めることに成功した． 

 1) 平均応力をパラメータとした微小き裂の ΔKthに関するデータ取得 

 2) フレッティング未破断試験片の停留き裂長さに関するデータ取得 

 3) 傾斜き裂を導入した有限要素法解析による混合モードの応力拡大係数範囲 ΔK 評

価 

 上述の検討を行った結果，最大接線応力説を適用した微小き裂の進展・停留評価モデ

ルにより，異なる接触条件（面接触と線接触）で，2 種類の静的強度，種々の平均応力

に対するフレッティング疲労強度を実用上問題のない精度で推定できることを示した．

停留き裂長さについても，解析結果と試験結果が良く合うことを示した．試験で観察さ

れた Stage II のき裂角（約 20°）が，最大接線応力説に基づく応力拡大係数範囲 ΔKθmax
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の角度と概ね一致したことから，Stage II のき裂進展挙動を最大接線応力説により評価

することが適切であることを確認した．また，Stage I の進展角度（50～70°）は，傾斜

き裂に対する混合モードの評価から説明できなかったが，任意の評価角度 θ に対する引

張型の応力拡大係数 ΔKθの最大値である ΔKθmax により，Stage I のき裂進展を評価する

のは安全側の評価として有効であることを示した．さらに，フレッティング予き裂材を

用いた疲労試験により，平均応力が異なっても微小き裂の ΔKthはき裂長さの 1/3 乗に概

ね比例し，静的強度の大きい B 材の方が A 材よりも微小き裂進展領域における ΔKthが

大きいことを示した． 

 第 3 章では，全周連結翼のカバー接触面を対象とし，比較的低面圧・大すべり条件の

フレッティング疲労について検討した．面圧とフレッティング疲労強度の関係，および

そのメカニズムの解明を目的として，新たに考案した摩擦伝達型のフレッティング疲労

試験をした．この摩擦伝達型試験を行った結果，面圧が低下するほどフレッティング疲

労強度が低下し，本試験条件では約 25 MPa の面圧で最小の疲労強度を示すことを明ら

かにした． 

さらに，面圧が低いほど主き裂が接触面内部に位置したという観察結果に基づいて仮

説を立て，これを検証するために，接触面の非接触領域をパラメータとした応力解析と，

接触面近傍の詳細なひずみ計測をした．その結果，面圧低下により疲労強度が低下した

のは，面圧低下により接触端が幾何学上の接触端から接触面内部へ移動して応力集中が

増加し，また圧縮平均応力の絶対値が低下してき裂進展が容易になったからであるとの

結論を得た．実機のカバー接触面では，摩耗進行などにより経年的に面圧が変化するこ

とが考えられるため，面圧をパラメータとした最小のフレッティング疲労限度を把握す

る必要があることを提起した．接触面近傍のひずみ分布計測と非接触長さをパラメータ

とした応力解析により，面圧 p が低い条件（p = 25 MPa）では，真の接触端が接触面内

部へ移動し，さらに繰返しに伴って接触端位置が変化する場合があることを示した．真

の接触端が接触面内部へ移動したのは，面圧が低いことによる端部の拘束力低下や繰返

しに伴う摩耗量の増加に起因すると考えた． 

フレッティング疲労強度の評価方法として，横軸に平均応力，縦軸に主応力振幅で整

理した参照応力による手法を新たに提案した．本手法により，異なる面圧条件で実施し

た摩擦伝達型試験による破断応力と未破断応力の境界線が概ね 1 本の曲線で統一的に

整理できることを示した．さらに，同材料を用いたパッド試験結果も 10 %以内の誤差

で評価できることも示した． 

摩擦伝達型のフレッティング試験により，すべり量 dslipが 10～25 μm付近で，フレッ

ティング疲労強度が極小値になることを示した．その原因としては，dslip が 10～25 μm

付近で接線力係数 Ft/Fn（Ft：接線力，Fn：法線力）が極大値を示したことや，10～25 μm

を超える dslipではフレッティング疲労によりき裂が発生しても，そのき裂が試験体を破

断させる方向に進展せずに摩滅する場合があることを示唆した． 

第 4 章では，フレッティング摩耗の定量的な評価，およびフレッティング摩耗と一方
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向すべり摩耗の比較を目的として，第 3 章で述べた摩擦伝達型のフレッティング摩耗試

験とスラストシリンダ式の一方向すべり摩耗試験をした．消費エネルギーの評価精度を

確認するために，接触面近傍で温度変化量を計測し，熱伝導解析との照合により接触面

の発熱量に関して考察した． 

上述の検討により，1 サイクルあたりの消費エネルギーとフレッティング摩耗量に良

い相関があることを示した．このことから，実機運用条件における 1 サイクルあたりの

消費エネルギーを算出して，本研究で取得した評価線図を用いることにより，カバー接

触面のフレッティング摩耗が評価できることを明らかにした．一方，累積消費エネルギ

ーによる整理では，面圧や相対変位が異なる場合のフレッティング摩耗を統一的に評価

できないことを示した． 

フレッティング摩耗量は，一方向すべり摩耗量よりも小さく，条件によっては

1/100,000 以下になる場合があることが分かった．このことから，面圧やすべり速度を

同じ条件にしても，一方向すべり摩耗試験結果からフレッティング摩耗量を評価するの

は適切でないことが判明した．また，接触面近傍の温度計測と熱伝導解析により，発熱

量が約 0.5 W 以上では，接線力とすべり量のヒステリシス面積から求めた消費エネルギ

ーと実際の発熱量が良く一致することを示した．発熱量が 0.5W 以下では，実際の発熱

量は前記ヒステリシスから算出した消費エネルギーよりも小さいことが分かった．これ

は，フレッティング摩耗において「すべり出し」（往復摺動の最大変位に達して反対方

向へすべりを開始するときの状態）の摩耗量が小さくなる現象に関係していると考えた． 

第 5 章では，接触面の摩擦モデルと，構造減衰や固有振動数の関係を明らかにするこ

とを目的として，翼とロータの締結部であるダブテール構造を模擬した加振試験をした．

ダブテール接触面の角度をパラメータ（3 ケース）として，接触角が固有振動数と減衰

比に及ぼす影響について検討した．また，加振試験結果から逆解析により求めた摩擦モ

デルの入力値と，第 3 章のフレッティング試験により取得した物性値の比較をした． 

その結果，摩擦モデルの接線力係数 Ft/Fn とすべり量 dslip，および面圧 p と接線剛性

Ktc に関するデータが，固有振動数 fn と構造減衰 ζf の評価における重要な入力値である

ことを示した．加振試験により取得した fnと ζfから逆解析により求めたこれらの物性値

（Ft/Fn－dslip，p－Ktc）は，フレッティング試験により取得した物性値と概ね一致するこ

とを明らかにした． 

摩擦伝達型のフレッティング試験で計測した接線剛性 ktmから，試験系の弾性変位に

よる剛性を補正して，面圧 p と接触面の接線剛性 Ktc の関係を評価した．その結果，p

を低下するほど Ktc が減尐することを確認した．p の低下と共に接線剛性が低下する理

由として，面圧の低下と共に接触端が接触面内部に移動することが関与していることを

示した．さらに，接線力係数 Ft/Fn が繰返し数に依存することを明らかにした．初期の

100 サイクルでは Ft/Fnが 0.15～0.4 と低い値であり，10
7サイクル付近の定常時には Ft/Fn

が約 0.9 であることを示した． 

ダブテール模擬加振試験により，接触面の接触角 θ が小さいほど，締付力 P に対する



 

-116- 

 

fnの変化率が大きいことが分かった．また，締付力 P が 40 kN のときには θ = 45°と 60°

の減衰比 ζ が θ = 20°の ζ より大きく，P = 2, 5 kN では θ = 45°の ζ が最大になる結果が

得られた．これらの試験結果が，振動解析により求めた固有振動数と接触面の接線力に

より，概ね説明できることを示した． 

以上を総括すると，全周連結翼カバーのフレッティング疲労評価にあたり，摩擦伝達

型試験によりフレッティング疲労強度が最小となる面圧を把握することが重要である

ことを示した．カバー接触面のフレッティング摩耗は，１サイクルあたりの消費エネル

ギーを算出して本研究で取得した評価線図を用いることにより，定量的な評価が可能に

なるといえる．また，タイワイヤやテノン・シュラウドなどの高面圧・低すべりの連結

部に対しては，適切な初期き裂長さを仮定することにより，破壊力学に基づく微小き裂

の進展・停留評価が適用できる．本研究で取得した接触面の摩擦モデルの物性値として，

接線力係数とすべり量，および面圧と接線剛性に関するデータを活用することにより，

実機タービン翼の固有振動数と構造減衰の定量的な評価が可能となる． 

 

6.2 今後の研究課題と展望 

 フレッティング疲労に関する今後の課題として，Stage I におけるき裂進展挙動の解明

が挙げられる．本研究で，Stage I の進展評価には，モード I とモード II によるき裂進展

評価だけでは不十分で，初期き裂の発生角度にも着目する必要があることを示唆した．

また，表面に対するき裂の傾斜角が浅い場合には，発生したき裂が試験体を破断させる

方向に進展せずに，摩滅するき裂として離脱する場合があることを示した．傾斜き裂が

試験体を破断させるか，それとも摩滅する方向に進展するかの評価が，フレッティング

疲労強度を評価する上で重要になると考えられる．さらに，低面圧・大すべり条件では，

本研究で定義した 2×10
7サイクルでも疲労限度が現れない可能性が考えられ，今後はギ

ガサイクル領域に関する評価を計画している． 

 接触面のフレッティング摩耗量の評価にあたって，1 サイクルあたりの消費エネルギ

ーが重要な評価因子であることを示した．しかし，すべり速度がフレッティング摩耗に

及ぼす影響については，まだ十分なデータが取得できていない．今後は，すべり速度を

パラメータとしたデータ取得と評価をする必要がある． 

 接触面の接線力と相対変位の非線形性を考慮した，タービン翼の固有振動数 fnと構造

減衰 ζfの評価手法に関しては，概ね確立されていると考えられる．現状の課題は，入力

条件である接触面の摩擦モデルの高精度化である．摩擦モデルの物性値として，接線力

係数 Ft/Fnとすべり量 dslip，および面圧 p と接線剛性 Ktc に関するデータが，fnと ζfの評

価における重要な入力値であることを示した．本研究では，Ft/Fn－dslip に及ぼす繰返し

数の影響，および接触端の移動が p－Ktc に及ぼす影響について明らかにした．しかし，

これらの物性値は，接触面寸法や面圧分布，表面粗さ，材質など種々の因子に依存する

ことが考えられるため，それらのデータ取得とモデル化の精度向上が今後の課題である．

また，本研究により，初期の繰返し数の増加と共に接線力係数が増加して，全面すべり
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が発生する条件では，10
3～10

4サイクル付近で接線力係数が極大値を示す結果が得られ

た．その理由として，局所的な凝着や焼き付きが原因と考えられるが，面圧やすべり範

囲，すべり速度などのパラメータと極大値を示す繰返し数の関係については未解明であ

る．今後，これらのメカニズム解明にむけて，試験を計画している． 
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