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第 1 章 緒 論 

1.1. 研究の背景 

地球温暖化の進行は，気候変動による自然災害の激甚化，生態系の変化，食糧

および水資源の不安定化など，地球規模での持続可能性に深刻な影響を及ぼし

ている．こうした状況を受けて，国際社会はパリ協定をはじめとする枠組みのも

と，CO₂排出量の削減を中心とした脱炭素化の取り組みを加速させている[1]．日

本においても「2050 年カーボンニュートラル」の実現を目指し，エネルギー政

策や産業構造の転換が進められている[2,3]．具体的には，自動車分野におけるEV

（Electric Vehicle）や HEV（Hybrid Electric Vehicle）などの電動化車両（xEV）へ

のシフト，風力発電や太陽光発電などの再生可能エネルギーへのインフラ投資，

鉄道車両や家電・産業機器など様々な電化機器の高機能化が急速に進展してい

る． 

このような社会的要請の下，電動化および電力変換の機能を担うパワー半導

体の重要性が一層高まっている[4,5]．各製品・システムの省エネルギー性能は，

パワー半導体のオン抵抗や熱抵抗といった物理特性によって決定されるためで

ある．そのため，パワー半導体デバイス単体の性能向上に加えて，電気的・熱的

特性を最適化したパッケージ技術・モジュール技術の開発も強化されている． 

具体的には，パワーMOSFET（Metal Oxide Semiconductor Field Effect Transistor）

は，DC-DC コンバータなどとして，携帯型電子機器，自動車用電装品，家電製

品，OA 機器などの小型製品に搭載されることから，電気的な性能指標であるオ

ン抵抗および熱的な性能指標である熱抵抗に加えて，パッケージの小型化・薄型

化を指標として開発が進められている[6,7]．また，IGBT（Insulated Gate Bipolar 

Transistor）は，車載インバータや鉄道車両などの電力制御装置に広く用いられて

おり，高耐圧・大電流動作が求められている[8-10]．近年では，従来の Si（Silicon）

チップに代わり，高耐熱性および高効率性を有する SiC（Silicon Carbide）チップ

の採用が進んでおり，デバイス性能は向上している[11-13]．これに伴い，モジュ

ールでは，高放熱化・高耐熱化を指標として開発が進められている． 
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1.2. パワー半導体パッケージの信頼性課題とこれまでの研究 

Fig. 1.1 は，パワーMOSFET 用パッケージにおける構造の例を示す．各図中の

左側にパッケージ外観の斜視図，右側に断面模式図を示してある．パッケージの

外形サイズは，全て縦 5 mm×横 6 mm であり，Fig. 1.1(a)に示す SOP8（SOP：

Small Outline Package）では，Si チップと Cu（銅）リードフレームが金属製ワイ

ヤで接続され，チップおよびCuリードフレーム部は完全に樹脂封止されている．

Fig. 1.1(b)に示す WPAK（WPAK：Very-Very thin Package）では，Si チップと Cu

リードフレームが金属製ワイヤで接続され，Si チップを搭載する Cu リードフレ

ームの裏面がパッケージから露出している[14]．Fig. 1.1(c)に示す LFPAK（Loss 

Free Package）では，Si チップと Cu リードフレームが金バンプを介して直接接

合し，WPAK と同様にリードフレーム裏面がパッケージから露出している[15]．

従来，Fig. 1.1(a)の断面図に示すように，パッケージ全体を樹脂封止する構造で

あったが，薄型化および低オン抵抗・低熱抵抗化を目的として，半導体メーカー

各社は，Si チップを搭載する Cu リードフレームの裏面をパッケージの裏面側か

ら露出させる構造を開発し，パッケージ厚は 1 mm 以下となっている．本パッケ

ージの製造工程の概略は，Cu リードフレーム上に Si チップを接合し，その後，

その周囲を封止樹脂で封止する． 

Fig. 1.2 は，IGBT を搭載するパワーモジュールの断面構造の模式図を示す[16-

18]．銅などの金属製ベースプレートの上に，銅回路配線および導体層がセラミ

ック層の上下に形成された絶縁基板がはんだ接合されており，銅回路配線の上

には，IGBT チップあるいは Diode チップが金属接合されている．また，チップ

上には，銅回路配線と電気的に接続するためのアルミニウム（Al）ワイヤが超音

波接合されている．ベースプレートの上面では，PPS（Polyphenylene sulfide）な

どの樹脂製ケースがチップを搭載した絶縁基板を囲んで固定されており，ケー

ス内には封止用のシリコーンゲルが満たされている． 
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Fig. 1.1 Schematic diagram of power MOSFET package example. 
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Fig. 1.2 Cross-sectional view of power semiconductor module. 
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これらパワー半導体パッケージの設計開発においては，製品の長期安定動作

を保証するための信頼性設計が極めて重要である．また，設計効率を高めるため

には，解析主導型の信頼性評価手法の確立が不可欠である．ただし，将来的には

パワー半導体パッケージの製造工程や使用環境の高温化および温度領域拡大に

伴い，新たな損傷現象の出現が懸念される．そのため，これらの損傷の発生の有

無を予測可能な信頼性評価手法の確立が，今後の重要な課題である． 

以下，懸念される損傷現象について具体的に説明する．まず，パワーMOSFET

用パッケージについて，Fig. 1.3 は，本パッケージをプリント基板に実装した際

の構造を示す模式図である．実装に際しては，プリント基板上に塗布されるはん

だ上に本パッケージを配置し，所定プロファイルで加熱するリフロー工程で本

パッケージをはんだ接合する．本パッケージの内部で Si チップと Cu リードフ

レームを接続するダイボンディング材には，従来，高鉛はんだが使用されていた．

しかし，近年，環境への影響を配慮して鉛フリー化が進み，代替材料の一つとし

て，Ag（銀）ペーストに代表される導電性接着剤が注目されている[19-21]．固着

機能を担う樹脂と導電機能を担う金属粒子から成る導電性接着剤では，200℃以

下の低温実装が可能という長所も持っており，今後，主力代替材料となる可能性

が高い．しかし，一般に，導電性接着剤は，はんだ材と比べて接合強度が低い．

さらに，基板実装はんだについては錫-鉛共晶はんだから鉛フリーはんだに変更

されたため，リフロー温度が従来の 245 ℃から約 20 ℃高くなり，パッケージに

発生する熱応力は増加傾向にある．また，封止樹脂は大気中の水分を吸湿するた

め，リフロー時にパッケージ内部の各接合界面に水蒸気圧が発生する．この水蒸

気圧によって，封止樹脂き裂などのパッケージ不良が発生することが知られて

おり，これまでに，水蒸気圧を考慮して樹脂割れの発生を予測する手法が開発さ

れている[22-24]．同様に，ダイボンディング材に用いる導電性接着剤にも，リフ

ロー時に発生する水蒸気圧および熱応力によって，破壊することが懸念される

が，この破壊予測を対象とした研究事例は見られない． 

さらに，Cu リードフレームの裏面をパッケージ裏面側から露出させる薄型パ

ッケージ構造では，Fig. 1.3 に示す通り，Cu リードフレーム端部の矩形部と接す

る封止樹脂に応力集中が発生するため，環境温度変化に起因した熱応力によっ

て，封止樹脂のき裂が発生することが懸念される．封止樹脂の破壊の有無の予測

手法については，これまでにも多くの研究が行われており，例えばリフロー工程

における予測手法が報告されている[22, 25-27]．しかし，従来の手法をフレーム

露出型・薄型パッケージに適用する場合，樹脂破壊強度データの取得に用いる試

験片のサイズがパッケージサイズよりも大幅に大きいため，寸法効果によって



 

5 

 

破壊強度データに差異が生じる可能性がある．その結果，封止樹脂の破壊の有無

の予測精度が低下することが懸念されるが，試験片サイズと破壊強度データの

関係および破壊発生の予測精度に関する研究事例は見られない． 

さらに，パワーMOSFET 用パッケージにおいては，既述の通り，低オン抵抗

および低熱抵抗を主要指標として開発が進められており，更なる高性能化が期

待されている．これに対して，例えば，International Rectifier 社は，DirectFETTM

と呼ばれる高放熱パッケージを提案し，チップを直接プリント基板に実装する

構造によって，熱抵抗の低減を実現した（Fig. 1.4(a)）[28]．この構造は，従来の

ワイヤ接続を排除することで，電気的および熱的な損失を抑制し，パワー

MOSFET の性能向上に寄与している．ただし，一方で，基板との接合部におけ

る熱疲労や界面剥離が信頼性上の留意点となりうる．こうした背景を踏まえ，新

たな構造として，チップの表裏面を銅電極板で電気的に接合して樹脂封止し，両

面の銅電極板を封止樹脂から露出させる両面放熱パッケージが考えられる（Fig. 

1.4(b)）．この構造は，ワイヤレス接続による低オン抵抗化に加え，熱伝導率の大

きい銅合金をパッケージの表裏面に露出させることで高放熱化が期待できる．

しかし，接合界面などの信頼性設計が新たな課題と考えられる． 

さらに，IGBT などを搭載するパワーモジュールについては，実用時には電流

の ON/OFF による温度サイクル負荷を受け，疲労破壊を生じる．近年では，高耐

熱性を有する SiC チップがパワーモジュールに搭載されるようになり，使用時

の最高温度は約 175 ℃まで上昇していることから，より厳しい環境となってい

る[29]．したがって，次世代のパワーモジュールの開発では，高温環境での信頼

性設計がより重要視されている．パワーモジュールにおける温度サイクル負荷

耐性を評価する場合，一般的にはパワーサイクル（PC）試験が実施される[30]．

試験中に試験サンプル内のチップ接合部または Al ワイヤに疲労き裂が生じて熱

抵抗が増加すると，チップから外部への放熱性が低下し，特性不良となる[31-33]．

近年，チップ接合部には，従来のはんだ接合に代わってナノ～サブミクロン粒子

を用いた焼結接合の適用が進んでおり，チップ接合部の寿命は大幅に向上して

いる[34,35]．そのため，パワーモジュール内における主たる疲労破壊箇所は，Al

ワイヤとなっており，その寿命予測が重要となっている．Fig. 1.5 は，Al ワイヤ

破壊現象の模式図である．この破壊は，主に，Al ワイヤと Si チップとの線膨張

係数差による熱応力に起因する．Al ワイヤの疲労強度評価の従来研究として，

常温環境下で金属細線に対して機械的繰り返し負荷を与えた事例が見られる

[36]．また，使用環境温度の高温化に伴い，Al ワイヤのクリープ損傷が想定され

る．パワーモジュール向けの Al ワイヤの信頼性評価技術の従来研究としては，
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実際のパワーモジュールを用いた評価事例があるが[37]，そのクリープ時間の影

響を詳細に検討した事例はみられない． 

 最後に，半導体を利用した製品は，パワー半導体パッケージなどに留まらず，

中央演算素子，メモリ，AI 用半導体および半導体計測デバイス等，多岐に渡る．

近年特に注目されている計測デバイスとして，半導体ひずみセンサが挙げられ

る[38-40]．本センサは，従来のひずみ計測技術に比べて，感度，コストおよび設

置自由度の点から多くの長所を有する．しかしながら，高感度なデバイスを被測

定物に取り付ける際には，取り付け構造に起因する 1 με レベルの微小なゼロ点

変動（負荷前後のセンサ出力値の変動）が計測結果として明確に現れるという課

題が存在する．ひずみ計測用途として広く用いられるひずみゲージでは，ゲージ

自体のノイズや環境温度変動の影響により，数 με のひずみ変動が容易に発生す

る．そのため，1 με レベルの微小なひずみ変動を考慮する必要性は低かった．す

なわち，こうした微小ひずみ変動を考慮することは，高感度なひずみ計測デバイ

スに特有の課題である．さらに，このようなデバイスに樹脂接着部が存在する場

合，樹脂材料である接着剤が応力緩和するため，微小なゼロ点変動の発生が懸念

される．このような微小ひずみ変動を事前に予測することができれば，高感度な

ひずみ計測デバイスの出力値を補正し，より高精度な計測が可能となる．しかし，

現時点において，このような観点からの検討事例は見られない． 

 

Chip
Lead Frame

Resin

Mounting solder

Substrate

Conductive adhesive

Resin crack
Conductive adhesive

fracture

 

Fig. 1.3 Schematic diagram of power MOSFET package example and fracture phenomena. 
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Resin

Chip

Lead frame

SolderChip CaseSolder

 

(a) DirectFET       (b) Double-sided exposure structure 

Fig. 1.4 Schematic diagram of new power MOSFET package. 

Fracture near the Al wire

α：Linear expansion coefficient

Al wire

(α=23×10-6/℃)

Si chip

(α=3×10-6/℃)

crack

Insulation substrate

 

Fig. 1.5 Cross-sectional view of power semiconductor module and fracture near the aluminum wire. 

 

 

1.3. 本論文の目的と構成 

パワー半導体パッケージの設計開発においては，設計効率を高めるために解

析主導型の信頼性評価手法の確立が不可欠である．近年，パワー半導体パッケー

ジの製造工程や使用環境の高温化，温度領域拡大に伴い，新たな損傷現象の発生

が懸念されている．本研究では，喫緊に生じる新たな損傷現象を対象とし，それ

らの信頼性評価手法の確立を目的とした．具体的に，本研究の新規性は，導電性

接着剤のリフロー破壊，薄型封止樹脂の寸法効果，両面放熱構造の接合寿命設計，

Al ワイヤの高温下での周波数依存寿命，および 1 με レベルのゼロ点変動の事前

予測という未整備領域に対し，設計段階で活用可能な定量モデルと解析主導型

評価枠組みを提示した点にある．以下に，本論文の構成に基づく各章の概要を示

す． 
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第 1 章では，本研究の背景，課題，目的および論文の構成について述べた． 

第 2 章では，パワーMOSFET 用パッケージ内部のダイボンディング材として

用いる導電性接着剤のリフロー時の破壊の有無を予測するため，応力特異場理

論に基づいた導電性接着剤の破壊強度測定とパッケージの吸湿を考慮した応力

解析による予測手法の検討内容について述べる． 

第 3 章では，リードフレームがパッケージ底面から露出している薄型パワー

MOSFET 用パッケージの封止樹脂を対象とし，温度サイクル試験時の樹脂の破

壊の有無を予測するため，樹脂破壊強度の試験片サイズ依存性を実験によって

導出し，その強度データとパッケージの熱応力解析を用いて破壊の有無を予測

する手法の検討内容について述べる． 

第 4 章では，パワーMOSFET 用パッケージの低オン抵抗および低熱抵抗を実

現する構造として考えられる両面高放熱パッケージ構造を対象とし，き裂進展

解析によるはんだ接合部の寿命評価を活用した信頼性確保のためのパッケージ

構造設計の検討内容について述べる． 

第 5 章では，IGBT などを搭載するパワーモジュールの Al ワイヤを対象とし，

パワーサイクル試験における発熱時間から換算した試験周波数をパラメータと

して，高温環境下での Al ワイヤ曲げ疲労試験を実施し，その結果を用いた Al ワ

イヤの寿命推定式の検討内容について述べる． 

第 6 章では，高精度ひずみ計測デバイスの貼付用接着剤を対象として，その

粘弾性特性を計測し，1 με レベルの微小なひずみ変動を予測する検討内容につ

いて述べる． 

 第 7 章では，本研究で得られた結果を結論として総括する． 
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第 2 章 リフロー工程を考慮したダイボンディング用導電

性接着剤の破壊予測手法の開発 

2.1. 緒 言 

鉛（Pb）は強い毒性を有し，人体や生態系に対する悪影響が科学的に明らかと

なっているため，環境負荷低減の観点から世界的に使用規制（Pb フリー化）が

実施されてきた[1, 2]．特に電気・電子機器分野では，製品のライフサイクルに

おける廃棄段階で Pb が溶出し，土壌や水質汚染を引き起こすことが懸念されて

いる．このため，欧州連合（EU）は 2006 年 7 月に RoHS（Restriction of Hazardous 

Substances）指令を施行し，プリント配線基板接続などに用いられるはんだを含

む複数の有害物質を規制対象とした[3]．RoHS 指令の導入は，電子機器産業にお

ける材料選定や実装技術に大きな変革をもたらし，各材料メーカおよび半導体

メーカは，Pb フリーはんだの開発に向けた研究を急速に加速させた．その結果，

基板接続に用いる溶融温度の低いはんだ（低温はんだ）については，Sn-Ag-Cu 系

を中心とした代替材料の採用により，Pb フリー化がほぼ完了している[4]． 

一方，この RoHS 指令では，現時点において，電子部品内部接続に使用される

高温はんだは規制対象外である．これは，主に高発熱型半導体パッケージにおい

て，Si チップと Cu リードフレームを接続するダイボンディング材として現状使

用される高融点はんだ（典型例として 95Pb-5Sn）について，十分な信頼性を確

保した代替材料（もしくは技術）が見つかっていないことに起因する．現在用い

られている高温はんだは，約 300 ℃以上の耐熱性と優れた熱伝導性を兼ね備え

ており，パワーデバイスや高放熱型パッケージの性能維持に不可欠となってい

る．各社において高温 Pb フリーはんだの開発は継続的に試みられてきたが，実

用化には至っておらず，現状では RoHS 除外項目として扱われている．ただし，

RoHS 指令は見直しを規定しており，今後，高温はんだが規制対象に追加される

可能性は高い．このため，代替技術の探索は喫緊の課題となっている． 

そこで注目されている代替材料の候補の一つが，銀（Ag）ペースト材に代表

される導電性接着剤である[5]．導電性接着剤は，固着機能を担う熱硬化型樹脂

と導電機能を担う金属フィラーから構成され，約 180 ℃程度の低温での実装が

可能であるとともに，硬化後は約 300 ℃程度の高温環境でも接続を維持できる

という特性を有する．しかし，従来の高温はんだ材と比較すると，材料自体の強

度，接合強度および長期信頼性に課題が残る．さらに，基板実装はんだの Pb フ

リー化に伴い，リフロー温度は従来の約 245 ℃から約 20 ℃上昇するため，半導

体パッケージに発生する熱応力は増加傾向にある．また，パッケージ封止のため
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の樹脂は吸湿性を有することから，大気から封止樹脂に溶解した水分がリフロ

ー時に放出されることでパッケージ内部では水蒸気圧が上昇し，封止樹脂割れ

などの不良を誘発することが知られている．これまでに，このような水蒸気圧を

考慮した封止樹脂の割れ発生予測手法が提案されているが[6]，同様にダイボン

ディング材として用いる導電性接着剤についてもリフロー時に発生する熱応力

のみならず水蒸気圧によって破壊が発生し，電気的導通不良の発生や熱抵抗増

加によるパッケージの放熱性の低下が懸念される．このため，その強度予測手法

が求められている． 

本章では，ダイボンディング材に導電性接着剤を用いる高放熱型パッケージ

を対象とし，リフロー時の導電性接着剤の破壊に関する予測手法の開発を目的

とした． 

 

2.2. 破壊メカニズムの推定 

Fig. 2.1 は，リフロー時に導電性接着剤が破壊するメカニズムを推定した内容

について示す．対象は，熱伝導率の大きい Cu リードフレーム上に導電性接着剤

を介して Si チップが搭載され，Cu リードフレームの下面は封止樹脂から露出さ

せた高放熱型パッケージである．初期状態として，封止樹脂には，大気中からの

水分が溶解している．リフロー工程における昇温時には，封止樹脂/Cu リードフ

レーム界面部における熱応力の増大によって界面はく離が発生し，この薄いは

く離部に対して樹脂中に溶解していた水分が浸入する．その後水分は蒸気化し，

この水蒸気圧によって封止樹脂が持ち上げられ，導電性接着剤に付加的な応力

が発生する．Si チップと Cu リードフレームの線膨張係数差に起因した熱応力も

加わることで，導電性接着剤の破壊が発生すると推定した．なお，大気中の水分

は，封止樹脂だけでなく導電性接着剤にも溶解する．しかし，導電性接着剤の体

積は，封止樹脂と比較して十分に小さく，吸湿量は微量と考えられる．したがっ

て，導電性接着剤の破壊に影響を及ぼす水蒸気圧は，主として封止樹脂の吸湿量

によって決定されるとした．この推定メカニズムに基づき，本章では以下の手順

で破壊の有無の予測方法を検討することとした． 

① 吸湿を実施・未実施の導電性接着剤に対する破壊強度評価試験を行い，応力

特異場理論[6]を用いてリフロー温度での破壊強度データを取得する． 

② 封止樹脂に対する吸湿特性評価試験を行い，その拡散係数および溶解度係数

を求める． 

③ 対象パッケージに関する吸湿解析を行って，封止樹脂/Cu リードフレーム界

面部の水蒸気圧を求める． 



 

15 

 

④ 水蒸気圧を考慮したリフロー時の応力解析によって，導電性接着剤に発生す

る特異場の強さ K を求める． 

⑤ 特異場の強さ K と破壊強度を比較し，破壊の有無を予測する． 
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interface delamination
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Conductive adhesive paste
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Magnification

 

Fig. 2.1 Fracture mechanism of conductive adhesive paste in a package. 

 

 

 

2.3. 試験方法 

2.3.1 導電性接着剤の破壊強度評価試験 

リフロー時のパッケージには，主に Cu リードフレームと Si チップの線膨張

係数差に起因した反り変形が発生する．この変形様式を考慮して，Fig. 2.2 に示

す Si チップ/導電性接着剤/Cu リードフレームの三層接着板の試験片に対して三

点曲げ負荷試験を実施して，吸湿の有無や温度を考慮した導電性接着剤の破壊

強度を求めた．両端の支点間距離は 20 mm とした．Fig. 2.3 は，試験片の外観図

（(a)斜めから見た際の模式図および(b)光学顕微鏡写真）を示す．Cu リードフレ

ームを所望の大きさに切り出し，導電性接着剤を用いて Si チップと接合するこ

とで試験片を作製した．Si チップのサイズは幅 10 mm×奥行き 7 mm×厚さ 0.4 

mm，および，Cu リードフレームのサイズは幅 25 mm×奥行き 7 mm×厚さ 0.4 mm
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とし，両者を介在する導電性接着剤の厚さは約 20 μm とした．試験片の吸湿条

件は，吸湿なし，および，85 ℃且つ 85 %で 48 時間吸湿させたものの 2 通りと

した．吸湿なしの試験片の試験温度は，室温（25 ℃），245 ℃および 265 ℃の 3

通りとした．吸湿した試験片の試験温度については，室温のみとした．これは，

吸湿した試験片を加熱条件下で試験すると水分が蒸発し，吸湿状態を維持でき

ないためである．試験には島津製作所製の恒温槽付引張試験機を使用し，変位速

度は 1 mm/min とした．試験は，各条件について 3 個ずつの試験片を用いて実施

した． 

 

Load
Cu lead frame Conductive adhesive paste

Si chip

20

10

0
.4

0
.4

Unit : mm
  

Fig. 2.2 Schematic view of three-point bending test for obtaining the strength of 

conductive adhesive paste. 

 

 

Cu lead frame

Conductive adhesive paste

Si chip

Cu lead frame Si chip

5 mm

  

(a) Schematic diagram                     (b) Optical microscope image 

Fig. 2.3 Schematic view of specimen. 
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2.3.2 封止樹脂の吸湿特性評価試験 

吸湿解析を実施する際に必要となる封止樹脂の拡散係数 D および溶解度係数

S を求めるために，吸湿特性評価試験を行った．Fig. 2.4 は，試験片外観の模式

図を示す．試験片形状は，直径 40 mm および厚さ 1 mm の円板とした．試験に

用いた封止樹脂は，一般的な半導体パッケージ製品の封止材として使用されて

いる樹脂である． Fig. 2.5 は，試験片への水分拡散の模式図を示す．試験片は，

厚さに対して十分大きな直径となるようにしたため，Fig. 2.5 に示す試験片の側

面からの水分拡散は，試験片の上下面からの水分拡散に対して十分に少ない．し

たがって，試験片への水分拡散は，試験片の厚さ方向の一次元として取り扱うこ

とができる．この試験片の成型条件は，モールド圧力 7 MPa，温度 175 ℃および

時間 90 秒とした．Table 2.1 は，実施した試験条件をまとめたものを示す．相対

湿度 55 %および 95 %についてはそれぞれ 85 ℃の 1 条件，および，相対湿度 85 %

については 50 ℃，60 ℃および 85 ℃の 3 条件，計 5 条件を実施した．各条件に

ついて，吸湿前後の試験片重量を精密天秤（METTLER TOLEDO 社製）で測定

し，吸湿時間と吸湿量の関係を求めた．試験片数は，各条件について 3 個とし

た． 

 

 

 40 mm

1
 m

m

 

Fig. 2.4 Schematic view of specimen for moisture absorption test. 
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Side of specimen

Top surface of specimen

Bottom surface of specimen

moisture diffusion

 

Fig. 2.5 Schematic view of moisture diffusion in specimen. 

 

 

Table 2.1 Condition of moisture absorption tests. 

55% 85% 95%

50℃ － ○ －
60℃ － ○ －

85℃ ○ ○ ○

Temperature

Relative 

humidity

 

 

 

2.4. 解析方法 

2.4.1 三点曲げ試験に対する応力解析 

三点曲げ試験で得られる導電性接着剤の破壊強度を求めるために，実験で求

めた破壊荷重を用いた応力解析を実施した．Fig. 2.6 は，試験片に対する解析モ

デルを示す．解析モデルは 2 次元であり，構造の対称性を考慮して試験片の 1/2

をモデル化した．また，対称軸であるモデル左端を x 方向に固定し，対称軸の上

点を x および y 方向に固定する条件とした．破壊起点となることが予想される

Si チップ下端に O 点を中心とする極座標（距離 r および角度 θ）を設定し，O 点

から r = 8 μm の領域については微細要素を用いて同心円状に分割を行った．解

析に用いた物性値は，2.4.3 項の Table 2.2 に，まとめて示す．導電性接着剤の物

性値は，温度依存性を考慮した値とした．解析条件は， 2 次元一般化平面ひず

み条件とした．材料間の熱膨張係数差に起因した残留応力を正確に表現するた

めに，導電性接着剤の硬化温度およびモールド温度である 175 ℃を残留応力 0

の状態として，試験実施温度まで温度を変化させた． 
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Fig. 2.6 Model for three-point bending test and magnified view around the corner of Si chip. 

 

 

2.4.2 封止樹脂に関する吸湿解析 

リフロー時にパッケージ中に発生する水蒸気圧を推定するためには，まず封止樹脂

中に溶解した水分濃度C を求める必要がある[6, 7]．そこで，有限要素法を用いてパッ

ケージの封止樹脂に対する非定常吸湿解析を行った． 

Fig. 2.7 は解析モデルを示す．対象とするパッケージは，サイズが幅 10 mm×奥行き

10 mm×厚さ 1 mm，Cu リードフレームのサイズが幅 6 mm×奥行き 6 mm×厚さ 0.125 

mm，および，Si チップのサイズが幅 4 mm×奥行き 4 mm×厚さ 0.4 mm である．解析

モデルは，対象とするパッケージの断面における封止樹脂のみをモデル化した．封止

樹脂は，2.5.2 項で吸湿特性を測定した樹脂とした．対称性を考慮し，封止樹脂の 1/2

をモデル化した．また，パッケージが完全な乾燥状態であるときを初期条件とした．

パッケージ表面部（Fig. 2.7 中A-B-C-D）における水分濃度C は， 
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SpC

n

s 







=

100

RH
    (2.1) 

 

で与えられるとした[6]．ここで，RH は相対湿度，psは飽和水蒸気圧，S は溶解度係数

および n は材料定数である．パッケージ中心，Si チップ周辺部および Cu リードフレ

ーム周辺部（Fig. 2.7 中D-E-F-G-H-A）は，水分の拡散はないものとした．解析に用い

る環境条件として，温度 85 ℃且つ相対湿度 85 %，および，吸湿時間は 48 時間とし

た．吸湿解析での物性値として用いる拡散係数D は，後述する式(2.5)と，環境条件と

しての温度 85 ℃との関係から決定した．式(2.1)に示すパッケージ表面における水分

濃度 C は，後述する式(2.8)と，環境条件としての相対湿度 85 %との関係から決定し

た．  
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Fig. 2.7 Model for moisture absorption analysis. 
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2.4.3 リフロー時の応力解析 

リフロー時に発生する応力状態を得るために，有限要素法を用いた応力解析を実施

した．Fig. 2.8 は，対象パッケージに対する解析モデルを示す．解析モデルは 2 次元で

あり，構造の対称性を考慮してパッケージの 1/2 をモデル化し，対称軸であるモデル

左端を x 方向に固定，対称軸の下点を x および y 方向に固定する条件とした．き裂発

生起点として予想される導電性接着剤の端部にO 点を中心とする極座標（距離 r およ

び角度 θ）を設定し，O 点から r = 8 μm の領域については微細要素を用いて同心円状

に分割を行った．また，導電性接着剤への負荷が最も厳しい条件を想定し，封止樹脂

/Cu リードフレーム界面部および封止樹脂/導電性接着剤界面部は，全面はく離してい

る状態とし，その部位では結合を外した． 

Table 2.2 は，解析に用いた材料特性をまとめて示す．一般に，樹脂の粘性挙動は，

ガラス転移温度（Tg）近傍で顕著に現れるが，今回対象とする導電性接着剤の Tg（= 

約 0 ℃）は室温よりも低く，実施した試験温度では，粘性挙動をほとんど示さない高

温領域であったと考えられる．したがって，本研究では，導電性接着剤を弾性体とみ

なした．なお，ヤング率は，温度によって変化する． 

解析条件は，2 次元一般化平面ひずみ条件とした．材料間の線膨張係数差に起因し

た残留応力を正確に表現するために，導電性接着剤の硬化温度およびモールド温度で

ある 175 ℃を残留応力 0 の状態として，試験実施温度まで温度を変化させた．また，

残留応力による初期はく離部（封止樹脂/Cu リードフレーム界面部および封止樹脂/導

電性接着剤界面部）に対して，吸湿解析から得られる環境温度に応じた水蒸気圧を作

用させた．Table 2.3 は解析仕様を示す．リフロー温度は，225，245 および 265 ℃の 3

通りとし，各温度について，水蒸気圧（2.4.3 項で得られる値であり，後述）を負荷す

る場合と負荷しない場合の 2 通りを計算した．以下では，表に示したそれぞれの試験

条件を「解析No.1」～「解析No.6」と呼称する． 
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Fig. 2.8 Model for stress condition during reflow process. 

 

 

 

Table 2.2 Mechanical properties of components used in analysis. 

Component
Temperature

(℃)

Young's

modulus

(GPa)

Poisson's

ratio

Thermal expansion

coefficient

(×10
-6
/℃)

Si Chip - 170 0.07 3

25 0.18 0.3 133

170 0.07 0.3 133

300 0.07 0.3 133

Cu lead frame - 115 0.3 17

Molding resin - 1 0.3 38

Conductive adhesive paste
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Table 2.3 Conditions for analysis. 

Vapor pressure

(MPa)

Heat temperature

(℃)

Analysis

No.

0.84
225

1

02

1.12
245

3

04

1.44
265

5

06
 

 

 

 

2.5. 結果および考察 

2.5.1 破壊強度評価試験 

試験では，試験片の破壊と同時に荷重が低下するため，ピーク荷重を破壊荷重

とした．なお，試験中の荷重と変位はほぼ比例関係であり，導電性接着剤の粘性

挙動は認められなかった．Fig. 2.9 は，環境温度 265 ℃で実施した未吸湿試験片

における試験後の断面観察の一例を示す．破壊は，Si チップコーナー部 O 点の

導電性接着剤で発生し，その後，導電性接着剤内部をき裂が進展したことがわか

る．他の試験条件の場合も同様の破壊形態であった．これは，導電性接着剤自体

の破壊強度が，Si チップおよび Cu リードフレームに対する接着強度よりも弱か

ったことを示唆している． 

破壊の起点である Si チップ端（Fig. 2.6 で示した O 点）近傍では，応力特異場

が発生すると予想されることから，導電性接着剤の破壊強度は，接着の強度評価

などで用いられる応力特異場理論によって導出した[3,4]．応力集中箇所に自由表

面が存在しない埋込み型異種材接合角部では，応力 σ は特異点からの距離 r の

関数であり，次式で表される[8, 9]． 

 

21 1

2

1

1 //
 −−

+= rCrC     (2.2) 

 

ここで，C1 および C2 は特異場の強さを表す係数である．また，λおよび λは特

異性の指数であり，特性方程式を解くことによって求められる[8]．破壊の起点
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となった角部の応力は，式(2.2)の右辺のうち，特異性の高い実根を持つ項または

特異場の強さが大きい項のどちらかによって決定されると仮定し，本研究では，

以下の近似式を用いた． 

 

 rK /=     (2.3) 

 

ここで，K は特異場の強さ（き裂における応力拡大係数に相当）およびは特異

性の指数である．また，強度を評価する応力成分は，封止樹脂材などの評価によ

く用いられ，モードⅠ開口応力成分に相当する接線方向応力 σθ とした[6]． 

応力に基づく破壊進展方向を特定するために，2.3.1 節で示した解析モデルを

用いて，角度 θ と σθ との関係を求めた．Fig. 2.10 は，試験温度 265 ℃における，

角度 θ と σθ との関係を示す．破壊は，O 点近傍で発生するため，O 点近傍の距

離 r = 1，2，5 および 8 μm での結果を示している．図より，σθ が最大となる角度

θ は，距離 r によらず，ほぼ同値であった．そこで，r = 1～8 μm において σθ が

最大となる角度の平均値である θ = 140 °を，試験温度 265 ℃での破壊進展方向 θf

とした．θ = -60 °の方向も，σθ が極大値となっているが，その値は，θ = 140 °での

値よりも小さいため，破壊進展方向 θf としては採用しなかった．同様に異なる

試験温度における破壊進展方向を求めた結果，室温の場合は θf = 176 °，および，

試験温度 245 ℃の場合は θf = 140 °であった．実験における破壊進展方向は，Fig. 

2.9 に示した通り，複雑に折れ曲がっており，一意に決定できないが，解析結果

と凡そ一致している．次に，θf 方向の σθ 分布および式(2.3)を用いて，および K

を求めた．Fig. 2.11 は，試験温度 265 ℃での r と σθf（θf = 140 °）との関係を対数

表示で示す．図より，r と σθfとの関係は，ほぼ直線であり，式(2.3)の近似が妥当

であることを確認できる．この関係の最小二乗直線近似より，および K は，そ

れぞれ 0.23 および 1.12 MPa・m0.23 が得られ，本章では，この K 値を破壊強度 Kf

とした．他の試験温度についても，同様におよび Kf を導出した．Fig. 2.12 中の

中実のプロットは，実験から得られた各試験温度における破壊強度を示す．なお，

試験温度が室温でのは 0.24 であり，試験温度 245 ℃および 265 ℃でのは 0.23

である．室温と高温のが異なる理由は，導電性接着剤の弾性率が温度によって

異なるためと考えられるが，ここでのの差は有意ではないとし評価を行った．

図より，破壊強度 Kf は，高温になるにしたがって低下することがわかる．高温

領域での強度の低下は，導電性接着剤（主に樹脂成分）の強度が低下しているこ

とを示唆している．また，室温での破壊強度は，吸湿によって約 15 %低下して

いる．一般に，導電性接着剤の樹脂内部に浸入した水分子は，樹脂を構成する分
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子間に入り込み，分子間相互作用を弱めるため，導電性接着剤の破壊強度を低下

させることが知られている[10]．また，樹脂の吸湿特性などの物性値は，Tg 前後

で大きく変化するが，今回対象とする導電性接着剤の Tg は，試験温度のいずれ

よりも低い．したがって，各試験温度における導電性接着剤の吸湿特性に大きな

差異はないと考えられる．そこで，導電性接着剤の破壊強度の低下は，導電性接

着剤に含まれる水分量に応じて低下すると仮定し，試験を実施できなかった

245 ℃および 265 ℃の環境下における吸湿後の破壊強度は，室温での吸湿による

低下率と等しいとする仮定を用いて導出した（Fig. 2.12 中の中空のプロット）． 
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Fig. 2.9 Magnified view around the corner of Si chip. 
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Fig. 2.10 Relationship between σθ and θ at 265 ℃. 
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Fig. 2.12 Relationship between Kf and T. 
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2.5.2 吸湿特性評価試験 

Fig. 2.13 は，各試験条件における吸湿特性評価試験結果を示す．図より，試験

条件によらず，3 個の試験片間の測定値のばらつきは小さいことがわかる． 
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Fig. 2.13 Relationship between W and t. 
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次に，Fig. 2.5 に示した通り，試験片への水分拡散は，試験片の厚さ方向の一

次元として取り扱うことができる．この場合，吸湿量 W は，以下の式で表され

る[11-13]． 

 

𝑊 = 𝑉 ∙ 𝑄𝑠 ∙ [1 − ∑
8

(2𝑛+1)2𝜋2 𝑒𝑥𝑝 {
−𝐷(2𝑛+1)2𝜋2𝑡

𝐿2
}∞

𝑛=0 ]  (2.4) 

 

ここで，t は吸湿時間，L は試験片厚さ，V は試験片の体積，D は拡散係数，Qs

は飽和吸湿率である．そこで，Table 2.1 に示した各吸湿条件について，式(2.4)を

用いて，試験結果の最小二乗近似を行い，拡散係数 D および飽和吸湿率 Qs を求

めた．式中の n は 0～3 とした．図中の赤線は，その近似曲線を示す．近似曲線

は，試験結果とよく一致していることがわかる．Table 2.4 は，各試験条件で導出

した拡散係数 D および飽和吸湿率 Qs の一覧である． 

 

Table 2.4 Diffusion coefficient D and saturated moisture rate Qs under each test condition. 

Saturated absorption rate

Qs(mg/mm3)

Diffusion coefficient 

D(mm2/s)

Relative humidity

(%)

Temperature

(℃)

2.96×1039.15×1078550

3.28×1031.14×1068560

2.67×1031.64×1065585

4.84×1031.83×1068585

5.62×1031.67×1069585
 

 

拡散係数 D と絶対温度 T との関係は以下に示す Arrhenius の式で表される

[6][14]． 

 

              𝐷 = 𝐷0 ⋅ 𝑒𝑥𝑝(𝐵D 𝑇⁄ )   (2.5) 

 

ここで，D0およびBDは，拡散係数の温度依存性を示す定数である． 

飽和吸湿率 Qs と相対湿度 RH の関係は以下に示すべき乗の関係で表すことができる

[6][14]． 
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( ) ( )n

s

n

s ppQ 100RH =    (2.6) 

 

ここで，p は水蒸気圧，および，psは飽和水蒸気圧である．psは，以下に示すWexler-

Hyland の式で近似した．  

 

( )bTaps +−= exp    (2.7) 

 

ここで，a および b は定数であり，それぞれ 4.913×103，および 10.83 である[9]． 

Fig. 2.14 は，相対湿度 85 %の吸湿特性評価試験結果から得られたD と絶対温度の逆

数（1/T）との関係を示す．図中に示す近似直線より，式(2.5)中のD0およびBDとして，

それぞれ 1.07×10-3 mm2/s および -2282 K が得られた．Fig. 2.15 は，85 ℃の試験結果

から得られたQsとRH の関係を示す．図中に示す近似直線より，式(2.6)中の n として

1.37 が得られた．また，この n を用いて，以下に示す Arrhenius の式により Qsを求め

ることができる[6][14]． 

 

( )TBSpQ s

n

s exp0 =     (2.8) 

 

ここで，S0 および Bs は，飽和吸湿率の温度依存性を示す定数である．Fig. 2.15

は，相対湿度 85 %の吸湿特性評価試験から得られた，溶解度係数 S = Qs / p
n と絶

対温度の逆数（1/T）の関係を示す．図中に示す近似直線より，式(2.8)中の S0 お

よび Bs は，それぞれ 2.25×10-7 mg/mm3/MPanおよび 5067 K となった．このよう

にして得られる式(2.5)および(2.8)を用いて吸湿リフロー解析を実施した． 
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Fig. 2.14 Relationship between D and 1/T. 
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Fig. 2.16 Relationship between S and 1/T. 

 

 

 

2.5.3 吸湿リフロー解析 

Fig. 2.17 は，吸湿リフロー解析より得られた各吸湿時間（6，12，24 および 48 時間）

での封止樹脂/Cu リードフレーム界面部（Fig. 2.17 中の G-H 部）上の水分濃度分布を

示す．横軸は，G 点からの距離 x を示す．吸湿初期段階の封止樹脂/Cu リードフレー

ム界面部の水分濃度は，Cu リードフレーム端部（Fig. 2.17 中のH 点（x = 0.89 mm））

の方が Si チップ端部（Fig. 2.17 中のG 点（x = 0 mm））よりも大きい．これは，G 点

の水分濃度は，主にパッケージ上面（C-D 部）からの拡散に支配されるのに対し，H

点の水分濃度は，パッケージ上面，側面（B-C 部）および下面（A-B 部）からの水分

拡散によって決定されるためである．しかし，吸湿時間が長くなると，G 点とH 点で

の水分濃度差は小さくなる． 

次に，解析で得られた水分濃度分布から，封止樹脂と Cu リードフレーム間のはく

離面（G-H 部）に作用する水蒸気圧を求める．封止樹脂と Cu リードフレームの空隙

が無限に小さいと仮定すると，封止樹脂表面と空隙の水蒸気圧の間で，ヘンリーの法

則に基づく平衡状態が直ちに生じ，水蒸気圧 p は， 

 

( )( )
( ) ( )( )

s

nn

s

n

s

pSCSCp

pSCpp

=

=

1

0

1

0

1

0

       

                 

   (2.9) 

 

 



 

33 

 

と表せる[9]．ここで，C0は封止樹脂/Cu リードフレーム界面部の平均水分濃度，およ

び，S は加熱温度における溶解度係数である． 

Fig. 2.18 は，式(2.9)を用いて求めた水蒸気圧 p と吸湿時間 t との関係を示す．加熱温

度は，225 ℃，245 ℃および 265 ℃の 3 通りである．各加熱温度での 48 時間後の水蒸

気圧は，それぞれ 0.84，1.12 および 1.44 MPa となった（Table 2.3 にはこれらの値が記

載）．導電性接着剤の硬化温度およびモールド温度である 175 ℃をパッケージの初期

状態とした場合，リフロー温度が 245 ℃から 265 ℃に上昇すると，温度増分に比例す

る熱応力は，175 ℃から 245 ℃への増分の 70 ℃と，175 ℃から 265 ℃への増分の 90 ℃

の比率から，約 1.29 倍に増加する．一方，水蒸気圧は，175 ℃での水蒸気圧（0.37 MPa）

から 245 ℃での水蒸気圧（1.12 MPa）への増分である 0.75 MPa と，175 ℃での水蒸気

圧から 265 ℃での水蒸気圧（1.44 MPa）への増分である 1.07 MPa を比較すると，約

1.43 倍に増加する．これらより，リフロー温度が高温化すると，熱応力に加え，水蒸

気圧も増加する．したがって，リフロー温度の高温化に伴って，導電性接着剤の破壊

への影響は，増加する．  
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Fig. 2.17 Relationship between moisture concentration and r. 
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Fig. 2.18 Relationship between p and t at molding resin/Cu lead frame interface. 

 

2.5.4 特異応力場の強さ Kθに基づく破壊予測 

Fig. 2.19 は，解析結果の一例として，解析 No.5（加熱温度 265 ℃，水蒸気圧 1.44 

MPa）の場合の，Si チップコーナー部近傍の変形図および導電性接着剤に発生する σθ

の分布を示す．また，Fig. 2.20 は，解析結果の一例として，解析No.6（加熱温度 265 ℃，

水蒸気圧なし）の場合の，Si チップコーナー部近傍の変形図を示す．Fig. 2.19 より，

水蒸気圧ありの場合は，封止樹脂/Cu リードフレーム界面はく離部は，水蒸気圧の作

用によって開口した．一方，Fig.2.20 より，水蒸気圧なしの場合は，同はく離部は，閉

口した．このように，水蒸気圧が作用する場合には開口変形，また，作用しない場合

は閉口変形となる．すなわち，水蒸気圧の作用がある場合には，その値が大きくなる

につれて導電性接着剤に発生する特異場の強さは増加すると予測される． 

次に，2.5.1 項と同様に，応力特異場である O 点近傍での角度 θ と σθとの関係を求

めて，破壊方向 θfを決定した．その結果，加熱温度によらず，最大の σθを示すのは，

水蒸気圧が作用する場合に θf = -165 °の方向であり，作用しない場合は θf = -131 °の方

向であった．それぞれ+30 °前後の領域においても，σθの極大値が発生するが，最大値

ではなかったため，θfには採用しなかった．この方向の σθ分布および式(2.3)を用いて，

O 点に発生する特異場の強さKθを求めた．ここで得られるKθと破壊強度Kfを比較す

るため， 値の相違による影響は微小とし，2.5.1 項で示した = 0.23 を用いた．なお，

225 ℃での は得られていないが，導電性接着剤の物性値が 245 ℃および 265 ℃での

物性値と同じであることを考慮し，同様に = 0.23 を用いた．Fig. 2.21 は，解析 No.5

（加熱温度 265 ℃，水蒸気圧 1.44 MPa）の検討結果を一例として示す．図では，O 点
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からの距離 r と σθ分布の関係を対数表示で示してある．また，  = 0.23 を用いて，最

小二乗近似直線を求めた．結果，特異場の強さKθは，1.20 MPa・m0.23となった．他の

試験温度についても，同様にKθを導出した． 

Fig. 2.22 に示す◇印および△印は，解析より得られた試験温度と特異場の強さKθと

の関係であり，■印および●印は，Fig. 2.12 に示した導電性接着剤の破壊強度Kfが載

せてある．◇印は，解析No.1，3 および 5 における条件（水蒸気圧あり）を負荷した

場合の結果であり，△印は，水蒸気圧が作用しない解析No.2，4 および 6 の結果であ

る．これらの比較より，水蒸気圧を負荷した場合の導電性接着剤に発生するKθは，水

蒸気圧を負荷しない場合の約 2.8 倍に増加することがわかる（No.5 および 6 の結果よ

り，0.43 MPa・m0.23 → 1.20 MPa・m0.23）．これは，水蒸気圧に起因した封止樹脂/Cu

リードフレーム界面部の開口変形によって，Si チップ端部がパッケージ上方に持ち上

げられるためである． 

水蒸気圧が作用する解析から得られた特異場の強さ（◇印）は，加熱温度が約 250 ℃

以上の場合には，実験で得られる吸湿後の破壊強度に達することがわかった．したが

って，85 ℃且つ 85 %で 48 時間吸湿させたパッケージにおける導電性接着剤の破壊

は，245 ℃のリフローでは発生せず，265 ℃のリフローでは発生すると予測できる．ま

た，水蒸気圧を負荷しない解析での特異場の強さ（△印）は，リフロー温度が 265 ℃

でも破壊強度に達しない．したがって，吸湿させないパッケージは，リフロー温度が

265 ℃でも導電性接着剤の破壊は発生しないと予測できる． 
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Fig. 2.19 Package deformation and stress distribution at conductive adhesive paste at analysis No.5. 
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Fig. 2.20 Package deformation at analysis No.6. 

 

 

1.0

2.0

-8.0 -7.0 -6.0 -5.0

100

0.01
10

0.1 1 10

Distance  r (m)




(M
P

a)

23.0/20.1 r=

f= −゜

O

Distance from point O  r (m)

Circumferential stress

 

Fig. 2.21 Relationship between σθ and r. 
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Fig. 2.22 Relationship between Kθ and T. 

 

 

2.5.5 吸湿リフロー試験による検証 

前項で示した評価結果の妥当性を検証するため，同一のパッケージを用いて吸湿リ

フロー試験を行った．吸湿条件は85 ℃且つ85 %で48時間とし，リフロー温度は245 ℃

と 265 ℃の 2 通りとした．測定パッケージ数は，それぞれ 50 個とした．リフロー後

のパッケージの導電性接着剤破壊の有無は，超音波探傷装置（日立パワーソリューシ

ョンズ製）で調べた．その結果，リフロー温度が 245 ℃の場合，導電性接着剤の破壊

は発生しなかったが，リフロー温度が 265 ℃の場合，10 個のパッケージで導電性接着

剤が破壊した．Fig. 2.23 は，破壊が発生したパッケージの断面写真を示す．破壊は Si

チップコーナー部で発生している．また，リフロー温度が 245 ℃の場合には破壊が発

生せず，265 ℃の場合には破壊が発生した吸湿リフロー試験結果は，Fig. 2.22 で示し

た予測に準じている．以上より，熱応力および水蒸気圧の影響を正確に考慮し，Si チ

ップコーナー部に発生する特異場の強さ Kθ を用いる導電性接着剤の破壊強度評価手

法によって，リフロー時の導電性接着剤の破壊を定量的に予測できることがわかった． 
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Fig. 2.23 Cross section view after reflow test. 

 

 

 

2.6. 結 言 

ダイボンディング材に用いる導電性接着剤を対象としてリフロー時の破壊の有無

を予測するため，応力特異場理論に基づいた導電性接着剤の破壊強度測定と半導体パ

ッケージの吸湿を考慮した応力解析を行い，以下の結論を得た． 

(1) Si チップ/導電性接着剤/Cu リードフレームの三層接着板の試験片に対して三点曲

げ負荷試験を実施して，吸湿の有無および温度を考慮した導電性接着剤の破壊強

度を求めた．その結果，吸湿の有無および試験温度によらず，破壊の起点は，Si チ

ップコーナー部であった．また，破壊強度試験を対象とした応力解析を実施し，応

力特異場理論を用いることによって，Si チップコーナー部に発生する特異場の強

さによって，破壊強度を定量的に評価できた． 

(2) 封止樹脂の吸湿試験を実施して，試験温度および相対湿度に対する吸湿量を測定

した．その結果，吸湿リフロー解析において必要となる拡散係数の温度依存性，お

よび，飽和吸湿率の温度および相対湿度依存性を特定した． 

(3) 外形寸法が幅 10 mm×奥行き 10 mm×厚さ 1 mm である高放熱型パッケージを対象

として吸湿解析を実施した．導電性接着剤の硬化温度およびモールド温度である

175 ℃をパッケージの初期状態とした場合，リフロー温度が 245 ℃から 265 ℃に上

昇すると，温度増分に比例する熱応力は，約 1.29 倍に増加する．一方，水蒸気圧

は，175 ℃での水蒸気圧（0.37 MPa）から 245 ℃での水蒸気圧（1.12 MPa）への増

分（0.75 MPa）と，175 ℃での水蒸気圧から 265 ℃での水蒸気圧（1.44 MPa）への

増分（1.07 MPa）を比較すると，約 1.43 倍に増加する．これらより，リフロー温度
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が高温化すると，熱応力に加え，水蒸気圧も増加することがわかった．したがって，

リフロー温度の高温化に伴って，導電性接着剤の破壊への影響は，増加する． 

(4) (3)のパッケージを対象として，リフロー時の応力解析を実施した．水蒸気圧に起

因した封止樹脂/Cu リードフレーム界面部の開口変形によって，Si チップ端部がパ

ッケージ上方に持ち上げられ，導電性接着剤への負荷が増加することがわかった．

また，水蒸気圧なしの場合と比較して，導電性接着剤に発生する特異場の強さは，

約 2.8 倍に増加することがわかった． 

(5) (1)で求めた破壊強度と，(4)で求めた特異場の強さを比較した結果，リフロー温度

が 245 ℃の場合には破壊が発生せず，265 ℃の場合には破壊が発生すると予測でき

た．対象とするパッケージの吸湿リフロー試験を実施した結果，導電性接着剤破壊

の有無は，本手法による予測結果と一致した．したがって，本手法を用いて，リフ

ロー時の導電性接着剤の破壊を定量的に予測できる． 
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第 3 章 Cu リードフレーム露出・薄型パッケージを対象と

した封止樹脂の破壊予測手法の開発 

3.1. 緒 言 

半導体メーカー各社は，パワーMOSFET 用パッケージの低熱抵抗化および低

オン抵抗化を目的として，Si チップを搭載する Cu リードフレームの裏面を厚さ

1 mm のパッケージ裏面側から露出させた Cu リードフレーム露出・薄型パッケ

ージを開発している[1-4]． 

Fig. 3.1 は，Cu リードフレーム露出・薄型パッケージの一つである WPAK[1]

の断面模式図および Cu リードフレーム端部の拡大写真を示す．Cu リードフレ

ームの端部には，封止樹脂との密着性を高めるため，アンカー効果を期待した段

差形状を設けてあり，その先端の断面は矩形となっている． 

Cu リードフレームの製造方法には，エッチング方式とプレス方式の 2 通りが

ある[5]．エッチング方式は，プレス方式と比較して形状寸法が高精度であり，微

細パターンや複雑形状に対応可能である[6, 7]．また，バリが発生しないために

バリ除去の後処理が不要である点，金型が不要であるために初期費用が低い点，

試作や少量多品種生産に適する点，および，材料の残留応力が発生しにくいため

に反りを抑制できる点など，多くのメリットがある．しかし，デメリットとして，

製造時の単価が高い点，および，製造時間が長い点などが挙げられ，量産には適

していない．一方，プレス方式は，プレス金型を用いて製造するため製造時間が

短く大量生産が可能である点，板厚に関する制約が少ない点，および，量産時の

コストが低い点などがメリットであり[8]．実製品の製造では広く採用されてい

る． 

プレス式で製造された Cu リードフレーム上面の端部 B 点と接する封止樹脂

においては，温度サイクルが加わっても圧縮応力場となるため，破壊の可能性は

低い．しかし，Fig. 3.1 に示す通り，Cu リードフレーム下面の端部 A 点と接する

封止樹脂内部には熱応力による応力集中が発生し，封止樹脂内で破壊すること

が懸念される[9]．このような理由から，プレス方式で作製されたパッケージに

ついて，封止樹脂の破壊強度データと熱応力解析結果を用いて，封止樹脂の破壊

の有無が予測されてきた[10]． 

封止樹脂の内部には，フィラー（最大直径 50 μm 程度）が存在する．Cu リー

ドフレームの裏面がパッケージ裏面から露出しない従来の厚型フルモールドタ

イプパッケージ[11]の場合，パッケージ厚がフィラーサイズよりも十分に大きい
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ため，封止樹脂の破壊強度データを取得する際にはフィラーサイズよりも十分

大きな試験片を作製し，破壊強度データが取得されてきた．しかし，WPAK の

ような薄型パッケージの場合，Cu リードフレーム厚が 200 μm 以下のため，フ

ィラーサイズと同程度となる．したがって，Cu リードフレームの角部に存在す

るフィラーのサイズや位置によって，封止樹脂に発生する応力状態が変化し，破

壊の有無が変化することが考えられる．すなわち，従来の試験片サイズによって

求めた破壊強度は，薄型パッケージにおける封止樹脂の破壊の有無の予測に用

いることができないと考えられる． 

本章では，封止樹脂の試験片サイズがその破壊強度に及ぼす影響を明らかに

し，高精度な封止樹脂の破壊予測技術を開発することを目的とした． 
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Fig. 3.1 Cross-sectional schematic diagram of exposed Cu lead frame and thin package, 

and optical microscope image of Cu lead frame end. 
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3.2. 試験方法 

封止樹脂の破壊強度 Kf を導出するために，切欠材を用意し，静的な曲げ試験

を行った．Fig. 3.2 は，試験片および試験方法の概略図を，Fig. 3.3 は，試験片の

光学顕微鏡による外観写真を示す．また，Table 3.1 は，試験片寸法および試験条

件の一覧を示す．試験片は中央部に切欠角度 φ = 90 °の切欠部を有する．図およ

び表中の b1 は試験片幅，b2 は切欠幅，h1 は試験片高さ，h2 は切欠高さ，h3 は切

欠底高さ（= 試験片高さ h1－切欠高さ h2），t は試験片厚，および，l は曲げ試

験時の支点間距離である．試験片サイズは，4 通りのもの（No.1～No.4）を用意

した．No.4 の試験片は，これまで一般的に用いられてきた幅 50 mm×高さ 7 mm

×厚さ 3 mm の外形寸法を有している[10]．No.1～3 は，No.4 の試験片に対して，

幅と高さをそれぞれ 1/10，1/5 および 1/2 に縮小している．No.1～3 の試験片の

厚さは全て 1 mm である．すべての試験片は，トランスファーモールドで成形し

た．No.1～3 の試験片の高さ h1 は，モールド金型の設計上，ばらつきが生じる．

各試験片の試験片高さ h1 の計測結果は，3.4.1 項の試験結果に記載する．下部の

支点間距離 l を Table 3.1 に示す値に設定し，三点曲げ試験を実施した．試験に

は精密万能試験機（島津製作所製）を使用し，負荷速度は 1 mm/min とした．強

度測定時の雰囲気温度は，室温とした．試験サンプル数は 3～5 個とした． 

 

Fulcrum distance l

Specimen
height
h1

Thickness t

Notch height h2

Notch width b2
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Notch bottom height h3
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Fig. 3.2 Schematic diagram of the test specimen and test method. 
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Specimen size No.3
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Fig. 3.3 Optical microscope image of the test specimen. 

 

 

 

 

Table 3.1 Test specimen dimensions. 

Specimen 

size 

No. 

Specimen 

width 

b1（mm） 

Specimen 

height 

h1（mm） 

Notch 

width 

b2（mm） 

Notch 

height 

h2（mm） 

Thickness 

 

t（mm） 

Fulcrum 

distance 

l（mm） 

1 5 Approx. 0.7 0.5 0.25 1 4 

2 10 Approx. 1.4 1 0.5 1 8 

3 25 Approx. 3.5 2.5 1.25 1 20 

4 50 7 5 2.5 3 40 
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3.3. 解析方法 

3.3.1 封止樹脂の三点曲げ試験に対する応力解析 

三点曲げ試験から得られる破断荷重を用いて封止樹脂の破壊強度 Kf を導出す

るために，応力解析を実施した．本試験片のように，切欠角度 φ = 90 °の応力集

中箇所がある場合，角部である特異点近傍の応力 σ は，特異点からの距離を r と

して，次式で表される[10, 12]． 

 

   𝜎 =
𝐾

𝑟𝜆
                              (3.1) 

 

ここで，K は特異場の強さ，および，λ は特異性の指数であり，切欠角度 φ = 90 °

の場合，λ は 0.455 となる．封止樹脂の強度は，切欠先端の特異点を原点とする

円周応力 σθ を用いた特異場の強さ Kθ で評価できることが知られている[10]．そ

こで，本研究でも同様に，λ を 0.455 に固定し，特異点近傍の応力分布 σθ から Kθ

を導出して評価することとした．Fig. 3.4 は，No.4 の試験片の解析モデル全体図

および切欠周辺の拡大図を示す．解析モデルは 2 次元であり，構造の対称性を

考慮して試験片断面の 1/2 をモデル化し，対称軸（図中赤線）であるモデル左端

を x 方向に固定し，対称軸の上点を x および y 方向に固定した．また，支点部に

試験から得られた破壊荷重値の 1/2 を負荷した．破壊起点となることが予想され

る切欠先端に O 点を中心とする極座標（距離 r および角度 θ）を設定し，O 点か

ら r = 1.7 mm の領域については微細要素を用いて同心円状に分割を行った．他

の試験片サイズの解析モデルについても，同様に，切欠先端を中心として，その

近傍領域は微細要素を用いて同心円状に分割を行った．解析には，汎用構造解析

プログラム ABAQUS Ver6.4 を用いた．解析条件は，2 次元平面ひずみ条件とし

た．封止樹脂の物性値は，弾性率を 21 GPa，ポアソン比を 0.3 とした． 
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(Fracture load×1/2)
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Notch
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O
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x


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Fig. 3.4 Model for three-point bending test and magnified view around the notch. 

 

 

3.3.2 Cu リードフレーム露出・薄型パッケージの温度サイクル試験に対する応

力解析 

Cu リードフレーム露出・薄型パッケージの温度サイクル試験時の封止樹脂破

壊の有無を予測するために，3.4.2 項で求める封止樹脂の破壊強度データを用い

て，対象パッケージの応力解析を実施した．対象は，Cu リードフレーム露出・

薄型である SON（Small Outline Non-leaded）パッケージとした．パッケージサイ

ズは，幅 5 mm×奥行き 5 mm×厚さ 0.8 mm である．Cu リードフレームと Si チ

ップの厚さはそれぞれ 0.2 mm と 0.16 mm，および，幅はそれぞれ 4.0 mm と 3.9 

mm である．Fig. 3.5 は，解析モデルを示す．解析モデルは 2 次元であり，構造

の対称性を考慮してパッケージの 1/2 をモデル化し，対称軸であるモデルの左端

（図中の赤線）を x 方向に固定し，対称軸の下点を x および y 方向に固定した．

封止樹脂の破壊の起点として予想される封止樹脂角部に A 点を中心とする極座

標（距離 r および角度 θ）を設定し，A 点から r = 30 μm の領域については微細

要素を用いて同心円状に分割を行った．また，力学的に最も厳しい条件を想定し，

封止樹脂/Cu リードフレーム界面部および封止樹脂/導電性接着剤界面部（図中

白破線）は，全面はく離している状態とし，その部位では結合を外して接触要素

を用いてモデル化した． 

解析には，汎用構造解析プログラム ABAQUS Ver6.4 を用いた．解析条件は，

2 次元平面ひずみ条件とした．解析温度は，導電性接着剤の硬化温度およびモー

ルド温度である 175 ℃を残留応力 0 の状態として，温度サイクル試験の低温側

の設定温度である-55 ℃まで変化させた． 
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Table 3.2 は，解析に用いた材料特性を纏めて示す．封止樹脂の線膨張係数は，

成形収縮率および室温以下の線膨張係数を考慮して，残留応力を 0 とした 175℃

から低温側の設定温度である-55℃に変化した時の収縮量から見かけの線膨張係

数値を導出して用いた． 
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Fig. 3.5 Model for stress condition during temperature cycle test. 

 

 

Table 3.2 Mechanical properties of components used in analysis. 

Thermal expansion

coefficient

(×10-6/℃)

Poisson’s

ratio

Young’s modulus

(GPa)
Component

3.00.3170Si Chip

780.35.3Conductive adhesive paste

170.3115Cu lead frame

26.40.321Molding resin
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3.4. 結果および考察 

3.4.1 破壊強度評価試験 

Fig. 3.6 は，No.1～4 の試験片から得られた荷重-変位曲線図の一例を示す．全

試験において，荷重は，最大値に達するまで単調に増加し，その後減少したため，

最大荷重値を破壊荷重と定義した．また，試験片サイズが小さいNo.1およびNo.2

の場合，変位の増加に対する荷重値の増分は徐々に減少し，最大荷重値に到達後

は，緩やかな荷重値の減少を示した後，急激に減少した．一方，試験片サイズが

大きい No.3 および No.4 の場合，荷重値は最大値に達するまで変位に対してほ

ぼ比例して増加し，最大荷重値に到達後，急激に減少した．これは，試験片サイ

ズが小さい場合，局所的に微小なき裂が発生し，徐々に進展・結合しながら破壊

に至るが，試験片サイズが大きい場合には，き裂は発生すると瞬時に進展し，破

壊に至ったためであると考えられる． 

 Fig. 3.7 は，各試験片での破壊部の表面観察結果を示す．左側の写真は，切欠

先端近傍の観察写真であり，右側の写真は，切欠先端近傍を更に拡大した観察写

真である．左側の写真より，試験片サイズの違いによるフィラーのサイズおよび

分布密度の違いは見られない．すなわち No.1～4 の試験片の相違点は，試験片の

寸法のみであることが確認できた．さらに，右側の拡大写真より，き裂は，試験

片サイズによらず切欠先端の応力集中部から発生し，フィラーと樹脂との界面

破壊または樹脂のバルク破壊を起こしながら進展することがわかった．このよ

うに，破壊現象は，試験片サイズによらず同一であった． 
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Fig. 3.6 Relationship between P and d at specimen size No.1～No.4. 
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(a) Specimen size No.1

(b) Specimen size No.2
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(c) Specimen size No.3
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Fig. 3.7 Observation results of the fracture area at specimen size No.1～No.4. 
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3.4.2 破壊強度評価試験の応力解析 

Fig. 3.8 は，解析から得られた No.1 の試験片の円周応力 σθ 分布図の一例を示

す．き裂進展方向は，σθ が最大となる θ = 90 °方向であった．そこで，θ = 90 °方

向の σθ と O 点からの距離 r の関係を Fig. 3.9 に示す．この関係に対する最小二

乗近似直線と式(3.1)から破壊強度 Kf を求めた結果，Kf = 0.82 MPa・m0.455 となっ

た．同様にして全試験片の破壊強度 Kf を求めた． 

Table 3.3 は，全試験片の試験片高さ h1，破壊荷重および破壊強度 Kf の一覧を

示す．また，Fig. 3.10 は，試験片の切欠底高さ h3（=試験片高さ h1－切欠高さ h2）

と破壊強度 Kf の関係を示す．Table 3.3 および Fig. 3.10 より， No.1～3 の試験片

の平均破壊強度は，これまでに用いられてきたサイズである No.4 の試験片の平

均破壊強度と比較して，それぞれ約 46，37 および 15 %減少していた．したがっ

て，封止樹脂の破壊強度は，試験片の小型化に伴って低下することがわかった．

また，Fig. 3.10 より，試験片サイズが小さくなると，破壊強度のばらつきが増加

する傾向が見られた．破壊強度が低下する理由としては，以下の要因が考えられ

る．Fig. 3.11 は，切欠先端近傍でのフィラー分布の模式図を示す．本図では，サ

イズの大きいフィラーが切欠先端近傍に存在する場合を想定している．この試

験片を対象とした三点曲げ試験を行った場合，フィラーの弾性率は樹脂の弾性

率よりも大きいため，切欠先端近傍でフィラーの変形量は小さく，フィラー周辺

の樹脂に変形が集中することから，樹脂に発生する応力が増大する．この領域を

A とする．ここで，試験片サイズが大きい場合，切欠底近傍の応力集中場の大き

さに対する領域 A の寸法の割合は十分に小さいため，局所的な応力による破壊

には至らないと考えられる．しかし，試験片サイズが小さい場合，切欠底近傍の

応力集中場の大きさに対する領域 A の割合が増大するため，領域 A に発生する

局所的な応力による破壊に至ったと考えられる． 

一般に，セラミックスや脆性材料の破壊強度は，試験片サイズの大型化に伴っ

て，低下することが知られている[13]．これは，試験片サイズが大きい場合，相

対的に多数の欠陥が存在するため，最弱リンク理論に基づいて破壊強度は低下

する．一方，フィラーと樹脂の複合材料である封止樹脂の場合，試験片の小型化

に伴って，強度が低下することが明らかになった．破壊強度のばらつきは，小さ

い試験片の破壊が微視組織（フィラー）の影響を強く受けていることを示唆して

いる． 

封止樹脂破壊強度 Kf と切欠底高さ h3 の関係式は，以下の 2 次曲線で近似し

た．  
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 𝐾f  = −0.0442ℎ3
2 + 0.4335ℎ3 + 0.7102   (3.2) 

 

この近似曲線を，Fig. 3.10 中に実線で示す．以上のように，封止樹脂破壊強度は，

試験片サイズの影響を受ける．したがって，パッケージの封止樹脂の破壊の有無

の予測に用いる封止樹脂破壊強度データには，パッケージサイズに適したもの

を用いる必要がある．すなわち，Cu リードフレーム露出・薄型パッケージの場

合，これまで用いられてきたサイズの試験片（No.4）で得られる破壊強度データ

を用いて設計すると，封止樹脂き裂の発生を予測できず，構造信頼性を確保でき

ない可能性がある．そこで次項では，本項で測定した封止樹脂破壊強度データを

考慮して，パッケージサイズに適した破壊強度データによる封止樹脂の破壊の

有無の予測方法について検討した． 
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Fig. 3.8 Circumferential Stress σθ distribution at molding resin at specimen size No.1. 
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Fig. 3.9 Relationship between σθ and r. 

 

Table 3.3 Fracture strength data list. 

Specimen  

size 

No. 

Specimen height 

h1 

（mm） 

Fracture 

load 

（N） 

Fracture strength 

Kf 

（MPa・m0.455） 

1 0.89 6.75 0.82 

0.85 6.79 0.91 

0.90 7.62 0.91 

0.77 6.49 1.06 

0.80 6.93 1.05 

2 1.55 8.52 1.06 

1.57 8.77 1.06 

1.50 8.22 1.10 

1.51 9.52 1.25 

1.64 9.87 1.08 

3 3.56 15.93 1.56 

3.64 16.06 1.49 

3.65 15.97 1.47 

4 7.00 70.63 1.68 

7.00 75.20 1.79 

7.00 76.27 1.82 
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Fig. 3.10 Relationship between Kf and h3. 
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Fig. 3.11 Schematic diagram during bending test. 
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3.4.3 Cu リードフレーム露出・薄型パッケージの解析結果 

 Fig. 3.12 は，低温側の設定温度である-55 ℃まで温度を低下させた時の解析か

ら得られた Cu リードフレーム露出・薄型パッケージの変形図を示す．変形倍率

は 50 倍である．封止樹脂の線膨張係数は，Cu リードフレームおよび Si チップ

の線膨張係数よりも大きいため，温度を下げた場合には，封止樹脂の収縮により，

半導体パッケージ全体は，下に凸の変形状態となる．その結果，評価対象部であ

る Cu リードフレーム端部近傍の封止樹脂は上方に持ち上がり，界面剥離箇所で

は開口する変形となる．ここで，Cu リードフレーム端部は，封止樹脂と接して

いるため，封止樹脂の上方への持ち上がりを阻害する．したがって，封止樹脂の

角部である A 点には，引張応力が生じ，切欠角度 φ = 90 °の応力集中箇所とな

る．また，A 点近傍の応力 σθ は，A 点からの距離を r として式(3.1)で表され，式

中の λ は 0.455 となる．そこで本研究では，λ を 0.455 に固定し，A 点近傍の応

力分布から，特異場の強さ Kθ を導出した．Fig. 3.13 は，上記の方法で導出した

Kθ と角度 θ の関係を示す．図より，Kθ が最大となる方向は約 324 °であり，最大

値 Kθmax は 1.20 MPa・m0.455 であった．この Kθmax を，SON パッケージの封止樹脂

に発生する特異場の強さと定義した． 
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Fig. 3.12 Deformation diagram of the package. 
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Fig. 3.13 Relationship between Kθ and θ. 

 

 

 

次に，Kθmax と 3.4.2 項で求めた封止樹脂破壊強度 Kf を比較し，封止樹脂の破

壊の有無を予測した．予測は，パッケージサイズを考慮せずに No.4 の試験片の

破壊強度データを用いる従来手法の場合と，パッケージサイズに適合した破壊

強度データを用いる提案手法の場合について実施した．厳密には，封止樹脂の破

壊強度 Kf は，疲労試験を実施して，応力振幅と平均応力の影響を評価した上で

決定する必要があるが，ここでは最大応力値が最も支配的であると仮定して，

3.4.2 項で求めた Kf を使用することとした． 

はじめに，従来手法での予測結果を示す．Fig. 3.14 は，SON パッケージの封

止樹脂に発生する特異場の強さ Kθmax と，Fig. 3.10 に示した封止樹脂破壊強度デ

ータの関係を示す．図中の点線が Kθmax である．ここで，従来手法に用いる No.4

の試験片の破壊強度は 1.76 MPa・m0.455 であり，Kθmax は 1.20 MPa・m0.455 である．

Kθmax は破壊強度よりも約 32 %小さいため，封止樹脂の破壊は発生しないと予測

できる． 

次に，提案手法での予測結果を示す．本手法では，パッケージサイズに適合し

た破壊強度データと Kθmax とを比較するため，はじめに，比較すべき破壊強度デ

ータを以下の考えに基づいて決定した．Fig. 3.15 は，封止樹脂に発生するき裂の

進展方向を示す模式図である．図に示す通り，き裂の進展方向は 324 °である．

また，Cu リードフレーム厚は既知であるため，き裂が発生する A 点からパッケ
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ージ底面までのき裂進展経路の距離 hp は，Fig. 3.15 に示す通り，0.17 mm とな

る．一方，三点曲げ試験に用いた試験片における切欠底高さ h3 は，き裂が発生

する特異点から試験片端面までのき裂進展経路の長さである．以上より，hp およ

び h3 は，どちらもき裂発生点から封止樹脂自由表面までのき裂進展経路長さと

考えることができる．したがって，本提案手法では，hp が試験片における h3 に

相当すると仮定し，破壊強度データを決定した．hp = 0.17 mm の場合，封止樹脂

破壊強度は，式(3.2)より，0.78 MPa・m0.455 である．一方，Kθmax は 1.20 MPa・m0.455

である．したがって，Kθmax は破壊強度よりも約 54 %大きく，封止樹脂の破壊は

発生すると予測できる．以上のように，従来手法と提案手法では，異なる予測結

果となった． 
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Fig. 3.14 Relationship among Kθmax, Kf and h3. 
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Fig. 3.15 Resin crack propagation distance. 

 

 

 

3.4.4 温度サイクル試験による検証結果 

前項で示した予測結果の妥当性を検証するために，対象パッケージの温度サ

イクル試験を実施し，封止樹脂の破壊の有無を評価した．試験温度条件は 150/-

55℃，サイクル数は 500 サイクル，および，測定サンプル数は 20 個とした．ま

た，封止樹脂に破壊が発生したかどうかの定義は，パッケージ底面にき裂が達し

ており，目視によって確認できることとした．その結果，20 個中 19 個のサンプ

ルにおいて封止樹脂の破壊が発生した．この試験結果は，前項に示した従来手法

の予測結果とは一致しなかったのに対し，試験片サイズを考慮した本提案手法

による予測結果とは一致する結果となった．以上の結果より，パッケージサイズ

に適合した封止樹脂破壊強度データを用いることによって，封止樹脂の破壊の

有無をより高精度に予測できることが確認できた． 

以上の知見から，本手法は Cu リードフレーム露出・薄型パッケージの構造信

頼性設計において，封止樹脂の破壊の有無を高精度に予測する手法として有効

であると言える．今後は，フィラー分布の統計的影響なども考慮することで，強

度ばらつきを反映したより高度な予測が可能になると考えられる． 
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3.5. 結 言 

プレス式で作製した Cu リードフレームを用いた Cu リードフレーム露出・薄

型パッケージの封止樹脂の破壊の有無の予測技術を開発するため，封止樹脂の

試験片サイズをパラメータとした破壊強度試験を実施し，以下の結論を得た． 

(1) 切欠角度 φ = 90 °且つサイズの異なる試験片を対象として三点曲げ試験を実

施し，破壊強度の試験片サイズ依存性を検討した．その結果，試験片サイズ

の小型化に伴って，封止樹脂の破壊強度は低下することがわかった．試験片

外形を幅 50 mm×高さ 7 mm×厚さ 3 mm から幅 5 mm×高さ 0.7 mm×厚さ 1 

mm に小型化すると，破壊強度は約 46 %低下した． 

(2) 対象パッケージにおける代表寸法として，封止樹脂の破壊の起点と，き裂進

展方向における封止樹脂の自由表面までの距離を選定した．その距離に適合

した試験片サイズの破壊強度データを用いて，対象パッケージの封止樹脂の

破壊の有無を予測する手法を提案した． 

(3) SON パッケージを対象として，150/-55℃の温度サイクル試験での封止樹脂の

破壊の有無を予測した結果，パッケージサイズを考慮しない従来手法の場合

は破壊が未発生と予測されたのに対して，本手法を適用した場合は破壊が発

生すると予測された． 

(4) SON パッケージの温度サイクル試験を実施した結果，20 個中 19 個のサンプ

ルで封止樹脂の破壊が発生した．したがって，提案手法によって，封止樹脂

の破壊の有無の予測精度が向上することを確認できた．この結果から，Cu リ

ードフレーム露出・薄型パッケージの構造設計においては，対象サイズに適

した封止樹脂破壊強度データを用いる提案手法の有効性が実証された． 
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第 4 章 両面放熱パッケージの高信頼構造の開発 

4.1. 緒 言 

近年，携帯型電子機器，自動車用電装品，家電製品および OA 機器などの分野

では，高性能化と省電力化の両立が強く求められている．この要求に応えるため，

電源回路に広く用いられるパワーMOSFET には，高出力かつ高効率な動作が不

可欠である．更に，パワーMOSFET を搭載するパッケージには，電気的なオン

抵抗および熱抵抗の低減が強く要求されており[1]，その実現は，製品の競争力

を確保する上で極めて重要な課題となっている．このため，半導体メーカ各社は，

各種パッケージ技術の開発を積極的に推進している． 

Fig. 4.1 は，パワーMOSFET パッケージの断面模式図を示す．Fig. 4.1(a)から(d)

は，本研究開始時点での既存のパッケージである[2-4]．いずれも外形寸法は，幅

6 mm×奥行き 5 mm である．Fig. 4.1(a)の SOP8 は，パワーMOSFET である Si チ

ップと Cu リードフレームを Au ワイヤで接続し，Si チップおよびその搭載部の

Cu リードフレームを完全に樹脂で封止する構造である．Fig. 4.1(b)の WPAK は，

Si チップと Cu リードフレームを Au ワイヤで接続し，Si チップを搭載した Cu

リードフレームの裏面がパッケージの裏側から露出する構造である．Fig. 4.1(c)

の LFPAK は，Au ワイヤに代えて Si チップと Cu リードフレームを Au バンプ

を介して直接接合するワイヤレス構造であり，Si チップを載せた Cu リードフレ

ーム裏面は WPAK と同様にパッケージの裏側から露出している．Fig. 4.1(d)の

DirectFET は，Si チップを Cu ケースにはんだ接続し，Si チップの裏面がパッケ

ージの裏側から露出する構造である． 

上述の既存パッケージに対して，本章では，新パッケージ構造として，

Fig.4.1(e)に示す両面放熱パッケージの開発を検討した．この構造は，Si チップの

表裏面をはんだを用いて Cu リードフレームと接合して樹脂封止し，Cu リード

フレームの表裏面を封止樹脂から露出させることを特徴とする．以下，Si チッ

プ上側の Cu リードフレームをドレイン電極，下側の Cu リードフレームをソー

ス電極と称する．両面放熱という観点では，このパッケージは，Fig. 4.1(d)に示

す DirectFET と同様の機能を有する．ただし，DirectFET は Si チップの裏面を基

板に直接実装する構造であるため，実装用はんだ材の塗布量が少なくなり，基板

との接続不良が発生する可能性がある．更に，はんだ材がパッケージ直下に存在

するため，はんだの濡れ性を確認することが困難であり，実装信頼性の低下が懸

念される．一方，本章で提案する両面放熱パッケージ（Fig. 4.1(e)）は，Si チッ

プを 2 枚の Cu リードフレームで挟み，樹脂封止する構造である．この構造では，
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従来パッケージと同様に Cu リードフレーム部を基板にはんだ実装するため，実

装信頼性の向上が期待できる．また，熱伝導率の大きい Cu リードフレームをパ

ッケージ表裏面から露出させることで，DirectFET と同様に高放熱性を実現でき

る． 
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Fig. 4.1 Schematic diagram of power MOSFET package. 

 

 

しかし，提案する両面放熱パッケージには，構造信頼性を低下させる懸念事項

がある．Table 4.1 は，想定される懸念事項を示す．両面放熱パッケージは，線膨

張係数 α が約 3×10-6 /℃と小さい Si チップの両面を，α が約 17×10-6 /℃と大き

い Cu リードフレームで挟む構造である．このため，使用環境温度の変化や Si チ

ップ発熱によって Si チップに無視できない熱応力が生じ，Si チップに割れが発

生する可能性がある[5]．特に，環境温度変化が大きいはんだリフロー工程では，

温度が 265 ℃まで上昇する場合があり，Si チップにおける割れ発生の可能性が

最も高くなる．また，提案する両面放熱パッケージでは，Si チップに接合する

Cu リードフレームは封止樹脂によって完全には覆われていない．このような構
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造では，温度変化時に Cu リードフレームおよび Si チップの熱変形が拘束され

にくく，接合部のはんだ材には大きなひずみが発生する．その結果，はんだ材は

疲労破壊し，パッケージ熱抵抗が増大する懸念がある．具体的には，150 ℃から

-55 ℃の間で変化する温度サイクル中にはんだが疲労破壊し，Si チップ温度に比

例するドレイン電極とソース電極間（チップ上下の Cu リードフレーム間）の電

圧値 Vds が増加することが考えられる．Vds は，Si チップ温度に比例するパッケ

ージ熱抵抗を意味する．本実験では，Vds の初期値に対する変化量の割合を電圧

変動率 ΔVds と記す．ΔVds は，パッケージ熱抵抗の変動率を意味する．パッケー

ジ熱抵抗値は，はんだの疲労破壊率に依存する．温度サイクル試験において，良

品判定を実施するには，はんだの疲労破壊率を考慮した構造設計が必要となる．

以上より，構造信頼性上の課題として，(1)リフロー工程での Si チップ割れ発生

率を 0 %とすること，(2)温度サイクル試験におけるはんだ接続部の疲労破壊を

抑制し ΔVds を最小化すること，の 2 点を設定した． 

本章では，上述の課題を解決することを目的とした．このため，以下のフロー

で検討を進めた．まず，手作業で容易に製作可能な構造でのプロトタイプを試作

し，オン抵抗および熱抵抗を測定した．更に，課題(2)の温度サイクル試験を実施

し，はんだ疲労破壊率と ΔVds との関係を求めた．続いて，はんだ材のき裂進展

経路と寿命を算出できるはんだき裂進展解析技術[6-9]を用いて，本パッケージ

の各構造設計因子を制御因子とした実験計画法[10]を行い，Si チップでの割れを

防止しつつ，はんだ接続部の寿命を向上させる最適構造を検討した．最後に，試

作評価による検証を実施した． 

 

 

Table 4.1 Development problems and target. 

Process Reflow process 

(Tmax = 265 ℃) 

Temperature cycling test 

(150 / -55 ℃) 

Problem Chip cracks Solder fatigue fracture 

Target Rate of incidence = 0 % Minimizing the changes in the 

thermal resistance ΔVds 
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4.2.  試験方法 

4.2.1 プロトタイプパッケージの試作プロセス 

本章で提案するパッケージを試作し，オン抵抗および熱抵抗の測定，および，

温度サイクル試験によるはんだ疲労破壊率と ΔVds との関係の導出を試みた． 

Fig. 4.2 は，パッケージの試作プロセスフローおよびそれに関連する説明図を

示す．まず，ウエハからダイシングした Si チップ，Cu リードフレームおよびは

んだ材を所望の箇所に順次配置し，加熱処理によって一括接合する．本工程の特

徴は，2 枚の Cu リードフレームと 1 つの Si チップを一度の加熱工程で接合する

点である．一般的な WPAK においては，Cu リードフレーム上に Si チップを接

合した後，Au ワイヤを用いたボンディング工程を実施する必要があったが，本

プロセスではこの工程を省略できる．ただし，接合後の組立厚さの管理には高い

精度が求められる．これは，組立厚さが最終製品の厚さに直結するためである．

はんだ材には，高鉛はんだを用いた．加熱工程後，液状レジンであるポッティン

グ樹脂によりパッケージを封止する．封止方法としては，金型内へ樹脂を圧送す

るトランスファーモールド樹脂を用いる方法も一般的であるが，プロトタイプ

パッケージの試作では，封止治具の簡便性を重視し，ポッティング樹脂を採用し

た[11]．この樹脂は液状であり，所定形状の空間へ注入するだけで封止が可能な

ため，封止工程に用いる治具を簡便に作製できる．その後，最終工程にて，不要

な Cu リードフレーム部を切断し，メッキ処理を施す．本パッケージには，Cu リ

ードフレームによって，ドレイン電極，ソース電極およびゲート電極を設けてい

る． 

試作に用いた Si チップは，既存の WPAK に搭載される Si チップを使用した．

両面放熱パッケージでは，Si チップ上面へのはんだ接続が必要である．LFPAK

および DirectFET に搭載している Si チップは上面へのはんだ接続に対応できな

いが，WPAK に搭載しているチップは対応できるためである． 
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Fig. 4.2 Manufacturing process flow. 

 

 

4.2.2 プロトタイプパッケージのオン抵抗および熱抵抗測定方法 

対象パッケージの熱抵抗 θ ja を以下の式を用いて求めた． 

 

𝜃ja =
𝑇j−𝑇a

𝑃
      (4.1) 

 

ここで，Ta は環境温度，Tj は Si チップ温度，P は電力値である[12]．Tj は，ドレ

イン電極とソース電極間の電圧値の温度特性を利用して導出した．測定対象パ

ッケージは，プロトタイプパッケージおよび WPAK とした．θ jaは搭載している

Si チップの種類の影響も受ける．したがって，搭載している Si チップの種類が

同一であるプロトタイプパッケージおよび WPAK を測定対象として選定した．

Fig. 4.3 は，測定時の概略図を示す．パッケージ上面には，シリコーングリース

を介してヒートシンクを取り付けた．熱抵抗測定は，自然対流下の定常状態にお

いて，ヒートシンク付きパッケージを基板の中央部に実装した状態で実施した． 

Fig. 4.4 は，ヒートシンクの形状を示す．外形寸法は幅 70 mm×奥行き 35 mm×

高さ 14 mm であり，ベース厚は 4 mm，フィン幅および高さはそれぞれ 1 mm お
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よび 10 mm，フィン本数は 24 本である．Fig. 4.5 は，使用した基板の概略図を示

す．基材の材料は FR-4 であり，厚さ 0.035 mm の銅層は表面層と内層 2 層に形

成されている．基板寸法は幅 50 mm×奥行き 30 mm×厚さ 1.2 mm である． 

次に，対象のパッケージのオン抵抗の測定を実施した．測定条件は，ゲート電

極およびソース電極間の電圧である Vgs を 10 V，ソース電極およびドレイン電極

間の電流値である Idsを 20 A とし，ソース電極とドレイン電極間の抵抗であるオ

ン抵抗を測定した． 
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Fig. 4.3 Schematic illustration of the cross section view of heatsink. 
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Fig. 4.4 Schematic illustration of the heatsink. 
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Fig. 4.5 Schematic illustration of the substrate. 

 

 

4.2.3 両面放熱パッケージの信頼性評価方法 

両面放熱パッケージのプロトタイプおよび最適構造試作品の信頼性評価を目

的として，リフロー工程試験および温度サイクル試験を実施した．サンプル数は

それぞれ 16 個とした．リフロー工程試験では，パッケージをリフロー時の最大

温度である 265 ℃まで加熱した．加熱後に Si チップの動作確認を行い，正常動

作の場合を Si チップ割れ未発生，異常動作の場合を Si チップ割れ発生と判定し

た．次に，リフロー工程試験を終えたサンプルを用いて温度サイクル試験を実施

した．温度条件は，最大温度 150 ℃，最小温度-55 ℃のサイクルを繰り返すもの

とした．プロトタイプでは，リフロー試験後，温度サイクル試験の 100，300 お

よび 500 サイクル後に，ΔVds の測定および超音波探傷試験によるドレイン電極

側におけるはんだ材の破壊状況の観察を実施した．ドレイン電極側のはんだ材

を観察対象とした理由は，ソース電極側のはんだ材と比較して接合面積が大き

く，はんだ材に生じるひずみ量が増大して破壊の発生および進展が速いと考え

たためである．最適構造試作品では，リフロー試験後，温度サイクル試験の 100，

200，300，500 および 1000 サイクル後に，同様の測定および観察を実施した． 
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4.3.  解析方法 

4.3.1 き裂進展解析 

はんだ疲労破壊率の低減を実現する最適構造設計を目的として，温度サイク

ル試験を対象とした応力解析を実施した．はじめに，各構造設計因子が，温度サ

イクル試験時のはんだ疲労破壊率に与える影響を把握するため，実験計画法に

基づき有限要素解析を実施した．はんだ疲労破壊率の評価には，はんだき裂進展

解析[6-9]を用いた．本解析手法は，はんだ接続部におけるき裂の発生・進展過程

で累積するダメージに基づき，はんだ各位置の寿命を評価することで，き裂進展

経路および接続寿命を算出するものである．従来，はんだ端部のひずみを算定し

て，き裂発生時の疲労寿命を評価する手法が一般的であった．しかし実製品では

ΔVds への影響が小さい初期および微小き裂進展は許容されるため，信頼性を評

価する上では，許容されない破壊進展量を定量的に把握する必要がある．本研究

では，き裂進展経路と疲労寿命の関係を解析的に求め，はんだ疲労破壊率を指標

化することで構造最適化を実施した． 

Fig. 4.6 は，解析モデルを示す．解析モデルは両面放熱パッケージの断面とし，

Cu リードフレーム（ドレイン電極）／Si チップ／Cu リードフレーム（ソース電

極）の三層構造とした．はんだ部は，き裂の発生・進展挙動を精度良く捉えるた

め，全領域を 10 μm 角で要素分割した．解析条件は 2 次元一般化平面ひずみと

した．Table 4.2 は，材料物性値を示す．材料モデルは，はんだ材に対して弾塑性

体を適用し，その他の部材に対して弾性体を適用した．はんだ材の疲労寿命 Nf

には，以下に示すはんだ材の Coffin-Manson 則[13, 14]を採用した． 

 

∆𝜀p = 𝐶p 𝑁
f

−𝛼p
          (4.2) 

 

ここで，Δεp は，はんだに生じる塑性ひずみ範囲である．Cp およびp は係数であ

り，高鉛はんだのねじり試験から算出されていた値（Cp = 0.55，p = 0.5）を用い

た．本解析では，温度サイクルに起因する塑性ひずみ振幅からサイクル当たりの

損傷を算出し，累積損傷が閾値に到達した時点を局所破断寿命として定義した．

拘束条件は，解析モデルの下面左端を x および y 方向に固定し，下面右端を y 方

向に固定した．解析温度は，温度サイクル試験を模擬した熱負荷として，150 ℃

を初期温度として-55 ℃まで冷却する条件とした． 

Fig. 4.7 および Table 4.3 は，実験計画法における制御因子およびその水準値を

示す．制御因子 B はドレイン電極幅 A に対する Si チップ幅 Bw の割合，C は Si

チップ幅 Bwに対するソース電極幅 Cwの割合，E は Cu リードフレーム厚，F は
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Si チップ厚を表している．ただし，Si チップ厚 F は，水準 2 を基準として無次

元化している．はんだ厚は量産適用が可能な 30 μm とした．これらの制御因子

を用いて，L9 直交表評価を実施した[10]．L9 直交表評価とは，3 水準の 4 因子

を 9 通りの試験条件に直交割付し，少ない試験回数で各因子の主効果を抽出・

比較するための計画手法である．直交性により各水準の出現が均等化されるた

め，水準別の平均応答に基づいて因子効果を評価できる[10]． 

Fig. 4.8 は，き裂進展解析のイメージ図を示す．本研究では，図中に示す Si チ

ップ領域に対するドレイン電極側はんだの破壊領域の割合をはんだ破壊率と定

義し，はんだ破壊率が 20 %に達する寿命（すなわちサイクル数）を特性値とし

て，実験計画法を実施した．この指標により，ΔVds への影響が軽微な初期き裂の

進展を許容しつつ，機能・信頼性に影響を及ぼし得る破壊進展量に達するサイク

ル数を決定できる．実験計画法により得られた特性値について要因分析を行い，

はんだ破壊率低減に寄与する因子と水準を抽出した．また，抽出した組合せを用

いて最適構造案を検討した．検討結果は，4.4.3 項に示す． 

 

Fig. 4.6 Model for solder crack propagation analysis method. 
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Table 4.2 Mechanical properties of components used in analysis. 

Component
Temperature

Young's

modulus

(GPa)

Poisson's

ratio

Thermal expansion

coefficient

(×10
-6
/℃)

Si Chip - 170 0.07 3

High Pb solder 25
Temperature-

dependent
0.27 28.4

Cu lead frame - 115 0.3 17

Potting resin -100 15 0.3 28

119 15 0.3 28

120 0.15 0.3 84

300 0.15 0.3 84

(℃)

 

5.0

A(=4.5)

E

F

E
Potting resin

Si

Solder

Bw

Cw

0.03

0.05Bw

0.03

Unit : mm

Si chip

Source electrode

Drain electrode

 

Fig. 4.7 Analytical model and control factors. 

 

Table 4.3 Control factors and levels 

Control factor Level 

Symbol Item Level 1 Level 2 Level 3 

B = Bw / A Si Chip width 0.7 0.8 0.9 

C = Cw / Bw Source electrode width 0.5 0.7 0.9 

E Lead frame thickness (mm) 0.16 0.2 0.24 

F Si Chip thickness 0.75 1 1.25 
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Si chip

Si chip area

Solder fracture area

Solder fracture rate = Solder fracture area / Si chip area

Source electrode (Cu)

Drain electrode (Cu)

 

Fig. 4.8 Example of crack propagation analysis. 

 

 

4.3.2 最適構造信頼性評価の解析方法 

4.4.3 項で検討する最適構造およびプロトタイプを対象として，応力解析によ

る信頼性評価を実施した．最適構造の特徴は，プロトタイプと比較して，Si チッ

プ厚を 25 %低減させ，ソース電極の幅を 30 %増加させている点である．Fig. 4.9

は，両構造の解析モデルを示す．前項に示した解析モデルと同様に，パッケージ

の断面をモデル化した．拘束条件，要素分割条件および物性値は，前項に示した

条件と同一とした．ただし，最適構造の封止樹脂には，液状レジンであるポッテ

ィング樹脂ではなく，量産適用を考慮して，トランスファーモールド樹脂を用い

ることとしたため，物性値には，Table 4.4 に示す値を用いた．解析温度は，リフ

ロー工程試験を模擬した解析では，180 ℃を初期温度として 265 ℃まで増加させ

る条件とし，温度サイクル試験を模擬した解析では 150 ℃を初期温度として-

55 ℃まで低下させる条件とした． 
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Chip（1.0）

Prototype Optimum structure

Chip（0.75）

Source electrode

：about 30% widening
Source electrode 

Drain electrode 

Fig. 4.9 Analytical models of prototype and optimized structures. 

 

 

 

 

Table 4.4 Mechanical properties of transfer resin with optimal structure in analysis. 

Component
Temperature

Young's

modulus

(GPa)

Poisson's

ratio

Thermal expansion

coefficient

(×10
-6
/℃)

Transfer resin -100 24 0.3 9

95 24 0.3 9

105 1.8 0.3 43

150 1.8 0.3 43

(℃)
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4.4.  結果および考察 

4.4.1 プロトタイプパッケージの熱抵抗測定結果 

Fig. 4.10 は，WPAK および両面放熱パッケージ（プロトタイプ）の熱抵抗 θja

の測定結果を示す．θjaは，WPAK で 26.1 ℃/W，両面放熱パッケージで 20.7 ℃/W

であり，両面放熱パッケージは WPAK に比べて 20%以上の低減が確認された．

これは，パッケージ上面を露出させることでフィンへの熱伝導が向上したため

である．さらに，強制対流環境下で測定を行った場合，パッケージ上面からフィ

ンを経由する放熱がさらに向上するため，両面放熱パッケージの熱抵抗低減の

割合は，一層向上することが期待される．例えば，サーバ用途のパワーMOSFET

パッケージは強制対流環境下でフィンを取り付けることが多い．この場合，サー

バの省電力化が可能となる． 

次に，WPAK および両面放熱パッケージのオン抵抗測定結果は，WPAK が 3.7 

mΩ，両面放熱パッケージが 2.7 mΩ であり，両面放熱パッケージは WPAK に比

べて約 27 %の低減が確認された．これは，WPAK の Si チップと Cu リードフレ

ームの間は Au ワイヤで接続しているのに対して，両面放熱パッケージの Si チ

ップと Cu リードフレーム間ははんだ材を介して直接接合しているためである．

熱抵抗低減の場合と同様に，このオン抵抗低減により，パッケージの省電力化が

実現可能となる． 
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Fig. 4.10 Result of θja of packages. 
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4.4.2 プロトタイプパッケージの信頼性評価結果 

リフロー工程試験後の 16 個の試作品に対して，Si チップ動作は，全て正常で

あった．したがって，Si チップ割れが発生したサンプルはなしと判断した． 

Fig. 4.11 は，温度サイクル試験から得られた ΔVds とサイクル数との関係を示

す．ΔVds の値は，全サンプルの結果の平均値である．図より，例えば，300 サイ

クル後の ΔVds は約 30 %である．Fig. 4.12 は，サンプルの超音波探傷試験結果の

一例の断面模式図を示す．初期状態では，はんだに破壊領域はないが，300 サイ

クル後では，はんだ端部において，赤線で示す疲労破壊領域がみられた．この超

音波探傷試験結果からはんだ破壊率を求めた結果，全サンプルの平均値は，100

サイクル後では約 5 %，300 サイクル後では約 22 %であった．Fig. 4.13 は，はん

だ破壊率と ΔVds との関係を示す．本結果より，はんだ破壊率と ΔVds の関係は，

ほぼ比例関係であることがわかる．例えば，ΔVds = 30 %におけるはんだ破壊率

は，約 20 %である． 
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Fig. 4.12 Schematic cross section diagram of ultrasonic testing result. 
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Fig. 4.13 Relationship between rate of solder fracture and ΔVds. 

 

 

 

 

 

 



 

76 

 

4.4.3 最適構造の解析結果 

Table 4.5 は，L9 への水準割付と特性値の一覧を示す．水準割付は，L9 直交表

の列 1～4 にそれぞれ因子 B，C，E および F を対応させ，各列で水準 1～3 が均

等（各 3 回）に現れるように No.1～9 へ配列したものである．ここで，特性値で

ある寿命回数は，解析 No.1 の寿命回数を 1 として規格化した値を示している．

Fig. 4.14 は，解析結果を SN 比に換算し，各制御因子の平均的な感度を表した要

因効果図を示す．本結果より，はんだ疲労寿命に及ぼす第一主因子は Si チップ

厚 F，第二主因子はソース電極幅 C であることがわかった．ソース電極幅 C が

異なる場合，Fig. 4.15 に示すように，最大ひずみ発生箇所は，どちらも A 点で

あるため，き裂発生寿命はほとんど変わらないと考えられる．しかし，ソース電

極幅 C が広い場合，B 点でのひずみ量が増加し，B 点から発生するき裂の進展

量が増加する．したがって，ソース電極幅 C は，き裂進展寿命には影響を与え

ると考えられる． 

Table 4.6 は，特性値の SN 比が最大となる最良条件の組合せを示す．表中の黄

色部は，比較的，影響の大きい因子を示している．チップ厚 F を薄くし，ソース

電極幅 C を狭くすることが特徴である．ここで，Table 4.5 に示した条件で解析

モデルを作成し，リフロー時の熱応力解析を実施した結果，チップ応力が約 120 

MPa となった．Si チップの抗折強度は，例えば，100 MPa 程度である[15]．した

がって，Table 4.5 に示した構造の場合，リフロー時に Si チップ割れの可能性が

増大することがわかった．そこで，最適構造は，はんだ疲労寿命に影響を与える

第一主因子であるチップ厚 F を薄くし，第二主因子であるソース電極幅 C を広

くする構造を最適構造として提案した． 

次に，この最適構造およびプロトタイプ構造について，応力解析による検証を

行った．まず，リフロー時のチップ応力を求めたところ，それぞれ約 60 および

70 MPa であり，Si チップ割れの可能性は低いことが確認できた．次に，はんだ

き裂進展解析を用いて，はんだ疲労寿命を求めた．Fig. 4.16 は，解析結果の一部

を示す．プロトタイプは，約 280 サイクル後に，はんだ破壊率が 20 %に達する．

一方，最適構造は，約 800 サイクル後まで 20 %に達しない．Fig. 4.17 は，はん

だき裂進展解析によって求めたはんだ破壊率と温度サイクル寿命との関係を示

す．この結果より，提案した最適構造の場合，例えば，はんだ破壊率が 20 %に

達する寿命は，プロトタイプの寿命と比較して約 2.8 倍向上して約 800 サイクル

となることがわかる． 
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Table 4.5 Assignment of factors to orthogonal array and analysis results. 

No. Control factor Characteristic Value 

B C E F Lifetime cycles 

1 0.7 0.5 0.16 0.75 1.00 

2 0.7 0.7 0.2 1 0.57 

3 0.7 0.9 0.24 1.25 0.34 

4 0.8 0.5 0.2 1.25 0.50 

5 0.8 0.7 0.24 0.75 1.03 

6 0.8 0.9 0.16 1 0.50 

7 0.9 0.5 0.24 1 0.78 

8 0.9 0.7 0.16 1.25 0.53 

9 0.9 0.9 0.2 0.75 0.84 
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Fig. 4.14 Main effects plot for solder fatigue life (Sensitivity analysis). 
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When the source lead frame width C is wide

Point A(Crack initiation point) Point B

Point A(Crack initiation point) Point B

When the source lead frame width C is narrow

 

Fig. 4.15 Relationship between source electrode width and solder fracture amount. 

 

 

 

Table 4.6 Optimal combination of conditions. 

Control factor Optimum condition 

Symbol Item 

B = Bw / A Chip width B3（Wide） 

C = Cw / Bw Source electrode width C1（Narrow） 

E Lead frame thickness (mm) E2（Middle） 

F Chip thickness F1（Thin） 
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Number of cycle = 0

Prototype Optimum structure

Solder fracture rate = 0％

Drain electrode

Chip

Source electrode

Drain electrode

Chip

Source electrode

Solder fracture rate = 0％

Solder fracture rate = 2％Solder fracture rate = 20％

Solder fracture rate = 70％ Solder fracture rate = 20％

Number of cycle = 280

Number of cycle = 800

 

Fig. 4.16 Schematic illustration of solder crack propagation analysis result. 
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Fig. 4.17 Relationship between rate of solder fracture and N. 
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4.4.4 最適構造の信頼性評価結果 

前項で述べた最適構造を試作し，その試作品に対して，信頼性試験を実施した．

試作サンプル数は，16 個とした．この 16 サンプルに対して，まず，リフロー試

験を実施した．その結果，Si チップ割れは未発生であった．次に，8 サンプルに

対して温度サイクル試験を実施した．Fig. 4.18 は ΔVds とサイクル数の関係を示

す．参考として，プロトタイプでの結果も載せている．図より，どちらの構造に

おいても，ΔVds が 5 %となるサイクル数は約 100 サイクルである．しかし，ΔVds

が 5 %以上の領域において，最適構造の ΔVds は，プロトタイプと比較して，そ

の増加率が緩やかである．例えば，プロトタイプの ΔVds は約 300 サイクル後に

30 %に達するが，最適構造の ΔVds は約 900 サイクル後に 30 %に達すると外挿で

き，そのサイクル数は約 3 倍に増加した．つまり，最適構造では，はんだき裂進

展が抑制されていることが確認できた．また，微小なき裂が許容される製品にお

いては，き裂進展量を定量的に把握して設計を行う必要があることがわかる． 
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Fig. 4.18 Relationship between ΔVds and N. 
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4.5.  結 言 

パッケージの表裏面に銅電極板であるリードフレームが露出していることを

特徴とする両面放熱パッケージを提案し，Si チップの割れ防止およびはんだ接

続部の高信頼化を目的として，はんだき裂進展解析を用いた実験計画法による

構造設計および試作評価を実施し，以下の結論を得た． 

(1) はじめに，単純な構造のプロトタイプパッケージを試作し，熱抵抗およびオ

ン抵抗を評価した．その結果，パッケージの熱抵抗 θ ja は 20.7 ℃/W であり，

WPAK の θ ja = 26.1 ℃/W と比較して，20 %以上低減した．また，オン抵抗は

2.7 mΩ で，WPAK の 3.7 mΩ と比較して，約 27 %低減した． 

(2) プロトタイプパッケージを用いて温度サイクル試験を実施し，はんだ疲労破

壊率とパッケージ熱抵抗に相当する ΔVds との関係を求めた．その結果，はん

だ破壊率と ΔVds の関係は，ほぼ比例関係であり，ΔVds = 30 %におけるはんだ

破壊率は，約 20 %であることを明らかにした． 

(3) Si チップと接続するはんだ材のき裂進展寿命は，チップ厚の薄型化およびソ

ース電極幅の狭幅化によって向上することがわかった． 

(4) ただし，ソース電極幅の狭幅化ははんだ寿命向上に有利である一方，Si チッ

プ応力低減に不利である．したがって，最適構造では，Si チップ薄型化（は

んだ寿命に有利）とソース電極広幅化（Si チップ応力に有利）を組み合わせ

た構造を提案した． 

(5) 応力解析により，最適構造の温度サイクル寿命は，例えば，はんだ破壊率が

20 %に達するサイクル数は，プロトタイプの寿命の約 2.8 倍である 800 サイ

クルに向上できることがわかった． 

(6) 試作評価を実施した結果，プロトタイプの ΔVds は約 300 サイクル後に 30 %

に達したが，最適構造の ΔVds は約 900 サイクル後に 30 %に達すると外挿で

き，約 3 倍に増加した．なお，(2)の結果より，はんだ破壊率 20 %は ΔVds = 

30%に相当するため，(5)および(6)は同等の閾値での比較である． 
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第 5 章 パワーモジュール向け Al ワイヤ疲労強度の周波数

依存性の検討 

5.1. 緒 言 

近年，地球温暖化問題に対してCO2排出量の削減が世界的に求められており，

自動車分野におけるガソリン車両から電動化車両へのシフト，風力発電や太陽

光発電などの再生可能エネルギーへのインフラ投資および鉄道車両や家電・産

業機器など様々な電化機器の高機能化等が急速に進められている[1, 2]．そのた

め，これらの機器の電力制御を担うパワーモジュールの需要が増加している．

Fig. 5.1 は，パワーモジュールの断面構造の模式図を示す[3]．パワーモジュール

は，銅などの金属製ベースプレートの上に，銅回路配線および導体層がセラミッ

ク層の上下に形成された絶縁基板がはんだ接合されており，銅回路配線の上に

は，IGBT（Insulated Gate Bipolar Transistor）チップあるいは Diode チップが金属

接合されている．また，チップ上には，銅回路配線と電気的に接続するためのア

ルミニウム（Al）ワイヤが超音波接合されている．ベースプレートの上面では，

PPS（Polyphenylene sulfide）などの樹脂製ケースがチップを搭載した絶縁基板を

囲んで固定されており，ケース内には封止用のシリコーンゲルが満たされてい

る．このようなパワーモジュールは，実用時には電流の ON/OFF による温度サ

イクル負荷を受け，疲労破壊を生じる．近年では，高耐熱性を有する SiC（Silicon 

carbide）チップがパワーモジュールに搭載されるようになり[4, 5]，使用時の最

高温度は約 175 ℃まで上昇していることから，より厳しい環境となっている[6]．

したがって，次世代のパワーモジュールの開発では，高温環境での信頼性設計が

より重要視されている． 
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Fig. 5.1 Cross-sectional view of power semiconductor module. 
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パワーモジュールにおける温度サイクル負荷耐性を評価する場合，一般的に

はパワーサイクル（PC）試験が実施される．Fig. 5.2 は，PC 試験における(a)パ

ワーモジュール（試験サンプル）に入力される通電量 Iin と時間 t との関係，お

よび，(b)通電に伴うパワーモジュール内のチップの温度 Tj と t との関係を模式

的に示す．図 2(a)において，1 サイクルはパワーオン時間 ton およびパワーオフ

時間 toff で構成されており，Fig. 5.2(b)に示すように，温度は ton において上昇し，

toff において下降する．このサイクルを繰り返すことで試験サンプルの劣化を評

価する．PC 試験の中で，印加電力のオンとオフを繰り返すときのチップ最高温

度 Tjmax および温度振幅 ΔTj（= Tjmax - Tjmin，Tjmin：最低温度）は，通電量を調整す

ることで設定する．試験中に試験サンプル内のチップ接合部または Al ワイヤに

疲労き裂が生じて熱抵抗が増加すると，チップから外部への放熱性が低下し，

ΔTj は増加する．PC 試験では，ΔTj の増加率（=  (ΔTj - ΔTj0) / ΔTj0，ΔTj0：初期値）

が規定値に達したサイクル数を PC 寿命としている． 

近年，チップ接合部には，従来のはんだ接合に代わってナノ～サブミクロン粒子

を用いた焼結接合の適用が進んでおり，チップ接合部の寿命は大幅に向上して

いる[5]．そのため，パワーモジュール内における主たる疲労破壊箇所は，Al ワ

イヤとなっている．以下は，PC 試験において一般的に使用される Al ワイヤの

寿命（Nf）予測式を示す[6]． 

 

        (5.1) 

 

この寿命予測式は，Fig. 5.2 中に示した ton，ΔTj および Tjmax の関数として表され

ている．また，式中の，および Q は，いずれも試験結果から導出される定数

とされている．およびは負の値をとり，Q は正の値をとる．kB は，ボルツマ

ン定数（kB =1.38×10-23 J/K）である．N0 は，パワーモジュール形状，故障確率の

設定値および安全率の設定値によって定まる定数である． 

 ここで，パワーモジュールの通電時間を示す ton に着目する．パワーモジュー

ルの実使用環境における ton は，0.1～60 秒程度であるが，ton が長くなると高温

下での保持時間が長くなり，チップ最高温度が高い使用環境下では，Al ワイヤ

にはクリープの寄与による時間依存型の微視的な変形が進行すると予想される．

パワーモジュール内の Al ワイヤに発生する熱応力は，主に Al ワイヤとチップ

との線膨張係数差に起因した変位制御型のものであるため，クリープ変形が生

𝑁f = 𝑁0 ∙ (𝑡on)𝛼 ∙ (∆𝑇𝑗)
𝛽

∙ exp (
𝑄

𝑘B(273+𝑇𝑗max)
)       
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じた場合には，ton が長くなることで緩和される．すなわち，式(5.1)中において ton

の指数であるは，より高温下では定数ではなく ton の関数となることが予想さ

れ，その影響を特定する必要がある． 

一方，PC 試験に用いる試験サンプルは，基板，チップおよびワイヤなどの部

材を入手し，各組立工程向けの専用装置を使用してチップ接合やワイヤボンデ

ィングなどの組立作業を行う必要があることから，準備に手間がかかる．加えて，

組立時のばらつき（ワイヤボンディングの接合状態のばらつき）が発生するため，

寿命にもその影響が発生しやすい．また，PC 試験は長い試験時間を必要とする．

これらの課題を解決するためには，ワイヤ単体を対象とした機械的試験に置き

換えての検討が望ましい．しかし，常温環境下で金属細線に対して機械的繰り返

し負荷を与えた研究事例は見られるものの[7]，パワーモジュール用の Al ワイヤ

の疲労寿命に対する ton の影響について，研究を行った事例は見られない． 

本研究では，将来的に想定されるパワーモジュールの使用環境温度（175 ℃）

において ton が Al ワイヤの疲労寿命に与える影響を明らかにすることを目的と

した．パワーモジュール内での Al ワイヤの変形条件を考慮した高温下での機械

的繰り返し曲げ負荷試験手法を開発し，試験周波数 f が ton と相関を有するもの

とみなして，Al ワイヤの疲労寿命に対する f の寄与を調査した． 

以下，5.2 項で試験方法について述べる．次に，5.3 項で，本試験を対象とした

有限要素解析方法および結果について述べ，試験方法の妥当性について記載す

る．最後に，5.4 項で，試験結果および考察について述べる． 
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Fig. 5.2 Schematic illustrations of (a) input current waveform and (b) chip temperature 

wave form in power cycling test. 
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5.2. 試験方法 

5.2.1 供試材 

本研究では，パワーモジュールに対して一般的に使用される線径 0.4 mm の 

Al ワイヤ線材（純度 99％以上）を対象とした．175 ℃における機械的物性値は，

同温度環境での引張試験により取得した．試験結果である公称応力－公称ひず

み線図を二直線近似で表し，弾性率 65.3 GPa，降伏応力 80 MPa および加工硬化

係数 210 MPa を得た．これらの物性値は，後述する応力解析にて使用する． 

 

5.2.2 試験方法の検討 

繰り返しの通電が行われるパワーモジュールにおいて，内部の Al ワイヤには，

主にチップと Al ワイヤとの線膨張係数差による変位制御型の両振り繰り返し負

荷が加えられる．そのため，機械的な疲労試験によって検討を行う場合，Al ワ

イヤに対して両振りでの変位制御試験条件を課す必要がある．また，実際のパワ

ーモジュール中の Al ワイヤは主に曲げ変形を受けることを鑑み，本研究では両

振り曲げ疲労試験方法を検討した．さらに，繰り返しの通電が行われるパワーモ

ジュールにおいて，Al ワイヤの疲労損傷は，主に高温環境で進行すると考えら

れる．したがって，本研究では，将来的に想定される使用環境温度である 175 ℃

を考慮した試験を実施した． 

Fig. 5.3 は，Al ワイヤに対して両振りの繰り返し曲げ負荷を与えるために考案

した試験方法の模式図を示す．Fig. 5.3(a)および(b)は，それぞれの治具の寸法図

および Al ワイヤを試験治具に固定した際の様子を示している．試験治具は，①

負荷側治具および②固定側治具で構成される．Fig. 5.3 中には，水平方向（Al ワ

イヤ軸方向）を x 軸，上下方向を y 軸，および，xy 平面に垂直な方向を z 軸とし

た座標系を配置してある．両治具は，それぞれ Al ワイヤを挟んで固定する部位

A と部位 B とで構成されている（Fig. 5.3(b)参照）．固定側治具の部位 B では，

治具の挟み部の上下面には R = 10 mm の曲率が設けられている．これにより，

Al ワイヤの破壊箇所を，高い応力集中が生じる負荷側治具の部位 B の端部（Fig. 

5.3 (b)中の矢印）に限定することができる．Fig. 5.4 は，Al ワイヤを設置した状

態での(a)負荷側治具および(b)固定側治具の斜視図を示す．図中には，部位 B に

おける Al ワイヤ設置部の拡大図も載せてある．両治具の部位 B における開口部

の y 方向寸法は，0.45 mm である．この寸法は，Al ワイヤの線径 0.4 mm より

も僅かに大きい．これにより，Al ワイヤを治具に設置した際，Al ワイヤの y 方

向には圧縮応力が発生しない． 
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Fig. 5.3 (a) Dimension outline drawing of a developed test device and (b) detail of the 

test section where an Al wire is gripped. 
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Fig. 5.4 Enlarged view of the area where the Al wire is fixed at (a) load side jig and (b) 

fixed side jig. 
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5.2.3 試験システムおよび試験条件 

Fig. 5.5 は，疲労試験システムの外観写真を示す．負荷装置は，島津製作所製

の電磁式疲労試験機 EMT-5KN を用いた．試験環境温度は恒温槽を用いて制御

し，試験治具の温度が 175 ℃となるように調整した．試験治具は，前節に示し

た通り，負荷側治具および固定側治具とで構成されており，材質はそれぞれステ

ンレス鋼およびアルミニウム合金である．両治具の端面間の距離は 12 mm であ

り，負荷側治具に対して上下方向に与える強制変位振幅は 1.25 mm とした．こ

の変位量は，試験機のストロークヘッド変位を用いて計測した値である．この強

制変位振幅は，事前検討結果を基に，疲労寿命のオーダーが現実のパワーデバイ

スで重要となる 104 サイクル程度となるように決定した値である．Al ワイヤに

対して直列に抵抗（1 kΩ）を接続して一定電流（1 mA）を付与し，抵抗を含ん

だ Al ワイヤ両端間の電圧をモニタリングした．付与した電流量は微小であり，

エレクトロマイグレーションは発生しないレベルである[8]．また，試験中の荷

重値に関しては，細線である Al ワイヤへの曲げ負荷であるため荷重が極めて小

さく，本試験に用いた一般的なロードセルでは計測することが困難であった． 

Fig. 5.6 は，試験の初期状態の模式図を示す．負荷側治具の負荷方向（図中の

y 方向）の初期位置は，固定側治具に対して y 方向に+1.25 mm の変位を移動さ

せた状態とした．これは，負荷側治具の初期位置を Al ワイヤが水平になる状態

（y = 0）を初期値として試験を開始すると，試験中の Al ワイヤには軸方向の引

張変形およびそれに伴う塑性変形が生じてワイヤ長が伸び，Al ワイヤに与える

曲げひずみが繰り返し数の増加に伴って変化することを排除するためである． 

試験は，複数の試験周波数 f を用いて実施した．緒言で述べた通り，本研究の

目的は，175 ℃の使用環境温度を想定したパワーモジュール内の Al ワイヤの疲

労寿命に対する ton 依存性を機械的試験によって評価することである．ton は，Al

ワイヤ温度を低温から高温に上げるまでの時間に相当するが，Al ワイヤに発生

するひずみが最小値，最大値，最小値と１サイクル分変化する時間のうち，最小

値から最大値に変化するまでの 1/2 サイクルに要する時間と見なすことができ

る．この場合，試験周波数 f は，ton の 2 倍の逆数と比例関係にある．試験では，

周波数 f は，10，4，1，0.4 および 0.1 Hz の 5 通りとし，各周波数における試験

サンプル数 n は 3 とした．また，Al ワイヤ両端間の電圧値はサンプリング周期

1 秒で計測した． 
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Fig. 5.5 Testing system for applying fully-reversed cyclic bending load to Al wire. 
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Fig. 5.6 Schematic illustration showing the initial position of the Al wire. 
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5.3. 解析方法 

繰り返し曲げ負荷試験における Al ワイヤの破壊想定箇所の妥当性の確認およ

びひずみ量の概算を行うため，有限要素法による力学解析を実施した．Fig. 5.7

は，解析モデルのメッシュ分割図を示す．解析モデルは，負荷側治具，固定側治

具および Al ワイヤで構成されている．両治具については，Al ワイヤと接触する

各治具の部位 B（Fig. 5.3 参照）の一部をモデル化した．固定側治具によって固

定される Al ワイヤ端部の端面には，完全固定条件を設定した．また，負荷側治

具によって固定される Al ワイヤ端部の端面には，y 方向に強制変位 = 1.25 mm

を与えた．Al ワイヤと両治具との接触領域には，摩擦係数  = 0.3 の接触条件を

設定した．解析ソフトには，ANSYS2023 を用いた．Table 5.1 は，解析に用いた

材料物性値を示す．モデルは等方均質体とし，両治具は弾性体，および，Al ワ

イヤは弾塑性体として取り扱った．Al ワイヤの物性値は，5.2.1 項で示した引張

試験から取得した値を用いた． 
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Fig. 5.7 Model for finite element analysis. 
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Table 5.1 Material properties 

Poisson’s

ratio

Work hardening

coefficient

(MPa)

Yield stress

(MPa)

Young’s modulus

(MPa)
MaterialPart

0.332108065300AlAl wire

0.33――69000Al alloyFixed side jig

0.3――200000SUSLoad side jig
 

 

 

5.4. 試験結果および考察 

5.4.1 解析結果 

Fig. 5.8 は，解析から得られた Al ワイヤに発生する相当塑性ひずみ分布を変

形（変形倍率：1 倍）とともに示す．Fig. 5.8(a)および(b)は，それぞれ正面図およ

び斜視図である．Fig. 5.8 (b)中には，負荷側治具および固定側治具と接する Al ワ

イヤ近傍の拡大図およびひずみの最大値を示している．負荷側治具と接する Al

ワイヤには局所的な曲げ変形による 0.82 %の塑性ひずみが発生しており，曲率

を設けた固定側治具と接する Al ワイヤに発生する塑性ひずみの最大値（0.26 %）

よりも大きい結果であった．したがって，力学的には，Al ワイヤは負荷側治具

の最大ひずみが発生する箇所で破壊を生じるものと考えられる． 
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Region where plastic strain occurs

Al wire

Load side jig Fixed side jig

0.26%

0.82%

(a)

(b)

Equivalent

Plastic

strain

 

Fig. 5.8 Deformation diagram and the equivalent plastic strain distribution of Al wire at 

(a) front view and (b) perspective view. 

 

 

5.4.2 試験結果 

本研究では，Al ワイヤ両端間の電圧値が初期電圧値の 1.1 倍に達した際のサ

イクル数 N を疲労寿命（疲労き裂が発生した繰り返し数）と定義した．また，

本研究で使用した Al ワイヤは製品用のものであり，機械特性の機密情報保護の

観点から，サイクル数 N を試験周波数 f = 1 Hz での疲労寿命の平均値𝑵̅f,1Hz で除

した正規化サイクル数（= N / 𝑵̅f,1Hz）を用いる．Fig. 5.9 は，周波数 f = 10 Hz で

繰り返し変位を与えた試験サンプル（サンプル No.1）における試験中の電圧測

定結果を一例として示す．縦軸は電圧値であり，横軸はサイクル数 N を試験周

波数 f = 1 Hz での疲労寿命（疲労き裂が発生した繰り返し数）の平均値𝑵̅f,1Hz で

除した正規化サイクル数（= N / 𝑵̅f,1Hz）である．N / 𝑵̅f,1Hz = 1.438 に到達した際

に電圧値が急激に上昇しており，Al ワイヤに疲労き裂が発生して抵抗値が増加

したものと考えられ，実際，試験終了後のサンプルは破断していた．N / 𝑵̅f,1Hz = 

1.438 以降，電圧値は増減を繰り返しているが，これは，両振りでの繰り返し負

荷により Al ワイヤの破断面同士が接触と離隔を繰り返した影響と考えられる．
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Fig. 5.10 は，別サンプルを用いて試験周波数 f = 10 Hz で疲労試験を行い，大き

な電圧の変動を示す前に中断（N / 𝑵̅f,1Hz = 1.07）した際の電圧測定結果を示す．

電圧値は，初期電圧値からほとんど変動していない．Fig. 5.11 は，本サンプルの

試験中断後の外観写真を示す．本図には，負荷側治具の部位 B との接触箇所近

傍を示してあるが，Al ワイヤに破断は発生していない．本結果より，電圧値の

モニタリングによって Al ワイヤの破断の有無を特定できることがわかった．こ

の定義を用いると，Fig. 5.9 に示したサンプルでは，Nf / 𝑵̅f,1Hz = 1.439 となる．

他のサンプルに関しても，特定の N / 𝑵̅f,1Hz に達した時点で電圧値が急激に増加

する挙動を示したことから，同様に疲労寿命を決定した．Table 5.2 は，全てのサ

ンプルから得られた疲労寿命 Nf / 𝑵̅f,1Hz および各試験周波数 f における平均値を

示す．fの減少に伴って疲労寿命の平均値も減少していることがわかる．これは，

f の減少によって，Al ワイヤに負荷を与えている時間が長くなり，クリープ損傷

が進行したためと考えられる．一般的に室温下では FCC 金属の変形特性に関す

る変形速度依存性は小さく，例えば Cu では室温における疲労寿命は，周波数依

存性がほとんどないことが示されている[9]．したがって，本試験における疲労

寿命の周波数依存性は，クリープによる損傷が主要因であると考えられる． 

Al ワイヤの破壊箇所は，全サンプルにおいて負荷側治具の部位 B の端面と一

致する箇所であった．Fig. 5.12(a)は，f = 10，1 および 0.1 Hz で疲労試験を実施し

たサンプルの破断面の SEM（Scanning electron microscopy）観察結果を示す．Fig. 

5.12(b)は，Fig. 5.12(a)中の青破線部（ f = 10 Hz で疲労試験を実施したサンプル）

の拡大観察結果を一例として示す．破壊箇所は，負荷側治具の部位 B の端面と

一致する箇所であり，図中の上段はその破断面の負荷側治具の側での観察結果，

また下段はその破断面の固定側治具の側での観察結果である．上段の破面と下

段の破面とが異なるように見えるが，これは，本試験では，Al ワイヤ破断発生

後も，直ちに試験は停止せず，繰り返しの強制変位が継続するため，破断面同士

が擦れあって，破面の状態が変化したものと考えられる．各破面には，図中の黒

矢印で示す強制変位方向に平行な筋が確認された．一方，Fig. 5.12(b)に一例を示

す通り，Fig. 5.12(a)よりも高倍率で破断面を観察したものの明瞭なストライエー

ションは観察されなかった．また，f = 10 Hz のサンプルの破面は，図中の赤点線

で示す通り，円形を保たず摺動方向に大きく変形していることが分かる．これは，

試験周波数が高い場合，Al ワイヤの応力緩和が小さく，すべりの活動による大

きな塑性変形が起こったものと考えられる．一方，f = 1 および 0.1 Hz のサンプ

ルの破面では，摺動方向に大きな変形が見られなかった．試験周波数が低い場合，

Al ワイヤに曲げ変形を付与する時間が長時間化されるため，応力緩和が顕著と
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なり，Al ワイヤに発生する応力は減少する．この発生応力が減少する状態は，

き裂発生後も継続されるため，破断面における変形が抑制されたと考えられる．

また，負荷側治具の部位 B 端部が試験中に Al ワイヤに食い込み，その量が試験

周波数には依存することが考えられたが，サンプル間で破断面近傍に食い込み

を示す顕著な痕跡や差は見られなかった．更に，本試験方法は，治具の角部にお

いて Al ワイヤを破壊させる方法のため，フレッティング疲労を起こす可能性が

あるが，Fig. 5.12 に示す通り，破断面には，フレッティング疲労に特徴的な酸化

粉の付着が確認されなかった．したがって，本試験による破壊は，フレッティン

グ疲労の影響はないと考えられる． 

サンプルの破断面近傍に対して，最大ひずみが発生する二か所（y 軸方向の上

端と下端）を結ぶ平面について切断および研磨を行い，電子線後方散乱回折

（EBSD：Electron Backscatter Diffraction）法解析を実施した．Fig. 5.13 は，f = 10，

1 および 0.1 Hz で疲労試験を実施したサンプルの EBSD 解析結果を示す．緒言

に記載した通り，ton が長くなると高温下での保持時間が長くなり，Al ワイヤに

はクリープによる微視的な損傷が進行して，Al ワイヤの Nf は減少すると予想

される．しかし，クリープ損傷以外の要因として，高温下に長時間曝されること

によって，Al ワイヤの結晶粒が粗大化し，降伏応力が低下することで疲労寿命

が短くなる要因も考えられる．Fig. 5.13 中の上段は，破断箇所近傍の断面につい

て解析した図中 r 方向の逆極点図方位図であり，下段は，y 方向の逆極点図方位

図である．両図より，結晶粒はワイヤの軸方向に伸張していることがわかる．上

段図では，比較的ランダムな結晶方位となっている．一方，下段図では，[111]方

向および[001]方向の分布が大半を占めている．各サンプルでの y 方向の結晶粒

サイズの平均値は，f = 10 Hz のサンプルでは 5.97 μm，f = 1 Hz のサンプルでは

5.93 μm，および，f = 0.1 Hz のサンプルでは 6.33 μm であり，同程度であった．

このように，本研究で用いた試験条件では，Al ワイヤ内における結晶粒の顕著

な結晶方位の変化や粗大化は見られなかった．一方，破断面近傍に着目すると，

下段図において f = 10 Hz および 1 Hz のサンプルでは結晶粒が微細化され，結晶

方位がランダムになっていることがわかる．これらは，破断面近傍において大き

な塑性流動が起こったことを示唆している．しかし，f = 0.1 Hz のサンプルでは

微細化の程度は小さい．応力緩和が生じない場合には，変形方向への大きな塑性

流動によって結晶粒は微細化されるが，微細化量の小さい f = 0.1 Hz のサンプル

では，応力が緩和されていたため曲げ変形による塑性流動が小さかった可能性

が高い． 
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Fig. 5.9 Changes in applied voltage in cyclic bending deformation test for Al wire (f = 10Hz). 
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Fig. 5.10 Relationship between V and  ?? for the sample where testing was 

discontinued (f = 10 Hz) 
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Al wire Contact area with the corner of

the load side jig shown in Fig. 3

 

Fig. 5.11 Optical microscope image of the sample with no drastic change in applied voltage. 

 

 

 

 

Table 5.2 Fatigue life for various frequencies. 

Normalized number of cycle Nf / 𝑁f,1Hz
Test Frequency (Hz)

AverageSample No.3Sample No.2Sample No.1

1.58 1.82 1.48 1.4410

1.12 0.92 1.19 1.24 4

1.00 1.00 1.04 0.96 1

0.91 1.11 0.71 0.90 0.4

0.83 0.80 0.99 0.71 0.1  
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Fig. 5.12 (a) SEM photo of fracture surface of Al wire and (b) Enlarged view of SEM photo. 
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Fig. 5.13 EBSD of fracture surface of Al wire. 

 

 

5.4.3 寿命推定式の更新 

Fig. 5.14 は，試験により得られた Nf / 𝑵̅f,1Hz と試験周波数 f との関係を示す．

縦軸および横軸は，両者ともに対数にしてある．f が小さくなるにつれて，Nf / 

𝑵̅f,1Hz は減少することがわかる．5.2.3 項に記載した通り，試験周波数 f は ton の 2

倍の逆数と比例関係にあるものとして取り扱い，試験周波数 f = 10，1 および 0.1 

Hz を，それぞれ ton = 0.05，0.5 および 5 秒として置き換える．Fig. 5.15 は，疲労

寿命と換算した ton との関係を示す．本結果より，ton の増加に伴って，疲労寿命

Nf / 𝑵̅f,1Hz は減少する．また，その減少率は ton の増加に伴い徐々に低下し，飽和

値に近づいていることがわかる．そこで，Nf / 𝑵̅f,1Hz と ton との間に成り立つ式と

して，以下を得た． 
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        (5.2) 

 

A，B および C は，いずれも試験結果から算出される定数である．試験結果との

誤差が最小となるように，式(5.2)中の A，B および C を決定した結果，A = 0.0386，

B = 1.51 および C = -0.0852 を得た．これらの値を用いた近似曲線を図中に示す． 

式(5.1)中の は，Nf / 𝑵̅f,1Hz と ton の対数値の関係を表す式(5.2)の近似曲線の傾

きである．したがって， は，式(5.2)を微分することによって以下の式となる． 

  

        (5.3) 

 

Fig. 5.16 は，式(5.3)から求めた ton ととの関係を示す．ton の増加により α は 0 に

近づいていった．実験データの範囲を大幅に超えるものであるが，100 秒を超え

るとほぼ 0 になる．パワーモジュール中の Al ワイヤには，変位制御型の繰り返

し負荷が印加されるため，Al ワイヤに発生する応力は ton の長時間化に伴ってク

リープ変形の寄与が大きくなり，緩和される．この応力緩和により Al ワイヤの

クリープ変形が抑制されるため，ton の影響は一定になるものと考えられる． 

以上より，Al ワイヤの PC 寿命予測式では式(5.1)に示した通り，PC 寿命に与

える tonの影響度を表す は一定として取り扱われていたが，本研究より，175 ℃

の温度環境下では， は ton に依存していることを明らかにした．式(5.1)に示し

た PC 寿命予測式に対して式(5.3)に示した を考慮することで，175 ℃の使用環

境下におけるパワーモジュールに対する高精度な PC 寿命の推定および信頼性

設計を実現できると考えられる． 

 

log (
𝑁𝑓

𝑁̅f,1Hz
) = 𝐴 ∙ exp(−𝐵 ∙ log(𝑡on)) + 𝐶          

𝛼 = −𝐴 ∙ 𝐵 ∙ exp(−𝐵 ∙ log(𝑡on))           
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Fig. 5.14 Relationship between Nf /𝑁̅f,1Hz and f. 
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Fig. 5.15 Relationship between Nf /𝑁̅f,1Hz and ton. 
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Fig. 5.16 Relationship between  and ton. 

 

 

5.5. 結 言 

本研究では，今後想定される 175 ℃での使用環境下におけるパワーモジュール

の寿命予測精度の向上を目的とした．このため，パワーモジュール内部において

優先的な疲労破壊箇所となる線径 0.4 mm の Al ワイヤを対象とし，当該温度環

境下での機械的両振り繰り返し負荷試験手法を開発して評価を行った．得られ

た結果を以下に示す． 

(1) 試験システムにおいて，Al ワイヤを固定する二つの治具の一方における接

触部の曲率半径を大きくしたことで，Al ワイヤの特定の位置で疲労破壊を

生じさせることに成功した．また，試験中は，Al ワイヤに微小電流を流し，

ワイヤ両端の電圧をモニタリングすることによって，Al ワイヤの疲労破壊

を特定できることを示した． 

(2) パワーモジュールに対する通電時間 ton を試験周波数 f に置き換え，175 ℃

の環境下において f = 10，4，1，0.4 および 0.1 Hz の条件を用いて繰り返し

曲げ負荷試験を実施した．その結果，f の増加に伴って疲労寿命は増加する

ことがわかった．f を ton の 2 倍の逆数と比例関係にあるものとして取り扱

い，ton の増加に伴って疲労寿命は減少し，特定の飽和値に近づくことを示し

た．この結果から，tonと疲労寿命との関係を示す近似式を得た． 
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(3) 175 ℃の環境下では，対数グラフ上の ton と疲労寿命との関係の傾きを表す

は，ton の長時間化に伴って 0 に漸近していくことを明らかにした．すなわ

ち，α は ton の関数となっており，この関係を示す近似式を作成した． 

(4) 変位制御型の繰り返し曲げ負荷が印加される Al ワイヤにおいては，ton の長

時間化に伴ってクリープ変形の寄与が大きくなる一方，発生する熱応力は緩

和される．その結果，Al ワイヤのクリープ変形は徐々に抑制され，ton が疲

労寿命に及ぼす影響は一定になるものと考えられる． 
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第 6 章 樹脂接着部を有するデバイスの微小ひずみの変動

予測およびその実証 

6.1. 緒 言 

パワーモジュールなどの電子機器を含めた製品機器・インフラ構造物の構造

設計，および，作動中の実機の健全性評価を行う上で，対象物に発生するひずみ

を高精度に計測することが必要である[1, 2]．そのため，様々な方式を用いたひ

ずみ計測デバイスの開発が進められている[3-6]．中でも我々は，既存製品と比べ

て著しい高感度を特徴とする半導体ひずみセンサ（以下，ひずみセンサ）の開発

を行った[7-9]．一般的なひずみ計測では，有機フィルム上に金属薄膜の配線パタ

ーンを形成したひずみゲージ（金属箔ひずみゲージ）を測定対象物に貼り付け，

金属薄膜の変形に起因した抵抗値の変化からひずみ量を計測する．一方，我々が

開発したひずみセンサは，金属薄膜の代わりに，半導体（シリコン）に不純物を

ドープして形成した半導体ピエゾ抵抗素子を用いてひずみを検知する．この素

子のひずみに対する抵抗変化率は，金属箔ひずみゲージの約 25 倍と大きく，極

めて微小なひずみを測定できる．また，ひずみに対する高感度特性と引き換えに

温度に対する感度も大きくなるが，このひずみセンサでは，同じ温度特性を持つ

4 つの不純物拡散層を接続してブリッジ回路を構成しているため，センサ出力値

の温度に対する感度（無負荷時）が 0.002 με/℃以下と非常に小さいことを特徴と

する[7]．さらに，被測定物への取り付け性を向上させるため，ひずみセンサを薄

い金属板に搭載したひずみセンサモジュール[8]の開発も進めているが，取り付

けにおいては依然問題が存在している． 

上述の高感度なひずみ測定デバイスを被測定物に取り付ける場合，1 με レベ

ルの僅かなゼロ点変動（負荷前後のセンサ出力値の変動）が計測結果として明確

に現れてしまう．ひずみゲージでもゲージ自体のノイズや環境温度変動の影響

によって，数 με のひずみ変動が容易に発生するが，その用途の範囲内では 1 με

レベルの微小なひずみ変動を考慮する必要性は低かった．すなわち，高感度なひ

ずみ計測デバイスを開発したことで，また新たな問題が発生した．Fig. 6.1 は，

ひずみ計測デバイスを搭載した金属板を被測定物に樹脂接着剤を用いて貼り付

けした模式図を示す．微小なゼロ点変動は，デバイスに樹脂接着部が存在する場

合，主に樹脂による応力緩和に起因して生じている．このような取り付け時の微

小なひずみ変動を予測することができれば，高感度なひずみ計測デバイスを適

用した製品設計が容易になる． 
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本章では，Fig. 6.1 に示した構造を対象とし，接着剤を粘弾性体でモデル化し

た応力解析によるゼロ点変動の予測手法について検討を行った．さらに，この手

法に基づいて改良した構造に対するゼロ点変動量低減の実証を行った． 

 

Metal plate

Strain measurement device

Metal joining

Measured object

Adhesive

 

Fig. 6.1 Strain measurement device with adhesive bonding part. 

 

 

6.2. 試験方法 

6.2.1 接着剤の粘弾性特性評価 

接着剤を粘弾性体でモデル化した応力解析[9-16]を実施する．このためには，

以下の式で表す粘弾性特性値を導出する必要がある． 

 

𝐸r(𝑡) ≈ 𝐸𝑒 + ∑ 𝐸𝑖𝑒𝑥𝑝 (−
𝑡

𝜏𝑖
)

𝑛

𝑖=1
   (6.1) 

 

log 𝑎𝑇0
(𝑇) =

𝐻

2.303𝑅
(

1

𝑇
−

1

𝑇0
)   (6.2) 

 

ここで，Er(t)は，基準温度 T0 における緩和弾性率であり，バネとダッシュポット

を直列接続した Maxwell モデルを n 個並列接続した一般化 Maxwell モデル[9]で

表すことができ，式(6.1)で示す Prony 級数で近似される．Ee は瞬間の弾性率，t

は時間，Ei および τi は実験によって求まる定数である．𝑎𝑇0
(𝑇)は，時間-温度換算

則[9]に基づいた時間-温度移動因子であり，各絶対温度 T における Er(t)の平行移

動量を表す．𝑎𝑇0
(𝑇)と絶対温度 T の関係は，ある温度 T0 で傾きが変化する 2 直

線で近似でき，各直線は，式(6.2)で示す Arrhenius 式で表される．ここで，R は

気体定数（8.314 J/(mol・K)），および，H は活性化エネルギーである．また，2 本

の近似直線が交わる点での温度は，ほぼガラス転移温度 Tg となる． 
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本章で対象とする接着剤の粘弾性特性値を取得するために，動的粘弾性試験

[10]を実施した．本試験方法は，試験片に正弦波で表される強制ひずみ（角速度 

= ω）を与えて応答応力を測定する方法であり，数時間程度の短時間で特性値を

把握できるため，一般によく用いられている[9-11]．試験方法は，試験片に正弦

波で表される強制ひずみ（角速度 = ω）を与えて応答応力を測定する方法であ

り，本試験によって，以下の式で示す複素弾性率 E*(ω)を得ることができる． 

 

𝐸∗(𝜔) = 𝐸′(𝜔) + 𝑖𝐸"(𝜔)   (6.3) 

 

ここで，E’(ω)は貯蔵弾性率，E’’(ω)は損失弾性率である．式(6.3)と試験によって

E’(ω)を決定できれば，以下の関係より，緩和弾性率 Er(t)を導出できる[11]． 

 

𝐸𝑟(𝑡) ≈ 𝐸′(𝜔)

 

(𝑡 = 1 𝜔⁄ )   (6.4) 

 

Table 6.1 は，用いた接着剤の仕様を示す．この接着剤は，ひずみ計測デバイス

の取り付けに用いる候補剤であり，高弾性率を特徴とする一液性エポキシ樹脂

（成分は社外秘のため，以下では「エポキシ樹脂 X」と呼称する）である．接着

剤を長さ 40 mm×幅 40 mm×厚さ 1 mm の空間を有する金型に流し込んで 160 ℃

で 1 時間の条件で硬化させ，その後，短冊状に切断して 1 本の試験片を得た．試

験片のサイズを計測した結果，長さ 40 mm×幅 5.1 mm×厚さ 1.09 mmであった．

Table 6.2 は，試験条件を示す．試験装置には，動的粘弾性測定器を用い，試験片

の両端をつかみ治具で固定する引張振動モード[14]で計測を行った．つかみ治具

間の距離は 25 mm とし，予荷重として 100 gf を設定した状態で，変位振幅 = ±5 

μm を付与した．試験周波数は，0.1，1 および 10 Hz の 3 通りとした．試験温度

範囲は，-40 ℃から 240 ℃とし，2 ℃/分で温度を上昇させながら，10 ℃毎に計

測を実施した． 

 

 

 

 

 

 

 

 



 

107 

 

 

 

Table 6.1 Specification of the adhesive used in the test. 

Adhesive One-component epoxy resin adhesive X 

Cure condition 
160 ℃, 1 hour 

(After curing, natural cooling in the heater) 

 

 

 

 

 

 

 

 

Table 6.2 Dynamic viscoelasticity test condition. 

Test mode Tensile vibration mode 

Grip part distance 25 mm 

Test frequency 0.1，1，10 Hz 

Displacement amplitude ±5 μm 

Preload 100 gf 

Test temperature -40～+240 ℃ (Measuring every 10 ℃) 

Temperature increase rate 2 ℃/minute 
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6.2.2 予測手法検証のための負荷試験 

本章で検討したゼロ点変動の予測手法を検証するため，ひずみセンサを搭載

したモジュール（以下，ひずみセンサモジュール）に対する一定負荷試験を実施

した．Fig. 6.2 は，(a)本モジュール外観の模式図および(b)樹脂のない状態の模式

図を示す．本モジュールの座標系は，ひずみセンサモジュールの長手方向を x 軸，

および，短手方向を y 軸とする．本モジュールは，SUS 材の金属板上にセンサチ

ップおよびフレキシブルプリント配線板（以下では「配線用フレキ」と呼称する）

が取り付けられ，センサチップ上を樹脂封止している構造である．センサチップ

は，金属板上にはんだ接合されている．本センサチップは，センサチップ表面中

心部のせん断ひずみ γxy を計測できる． 

Fig. 6.3 は，被測定物（パイプ）に貼り付けたモジュールの外観を示す．ひず

みセンサモジュールは，接着剤 X によってパイプ材の中央部に接着されている．

パイプ材の形状は，外径が 27 mm および内径が 25 mm であり，材質は炭素鋼で

ある．モジュール貼り付け面は，幅 5.5 mm の平面出しがなされている．接着剤

の厚さは，30 μm または 150 μm の 2 通りとした．ひずみセンサモジュールを接

着する際，モジュール上に錘を置き，加圧を行った．接着剤厚さが 150 μm の場

合には，接着剤中に厚さ制御のためのギャップ材を混入させた．一方，接着剤厚

さが 30 μm の場合には，ギャップ材は用いず，錘負荷のみで厚さを制御した．

接着剤厚さは，貼り付け後にレーザ変位計による金属板高さ計測値から推定し，

目的の値であることを確認した．せん断ひずみ γxy を計測できる本センサチップ

では，パイプへのトルク印加時に発生する γxy を計測することによって，トルク

値を推定する． 

Fig. 6.4 は，一定負荷試験の外観図を示す．一定負荷試験は，室温環境にて，

パイプ材に 54 Nm のトルクを 100 時間連続で印加する条件とした．トルクの印

加は，パイプ材の一端を完全固定し，もう一方の端部に負荷用治具を取り付け，

錘を用いて負荷する方法とした（18 Nm/個を 3 個使用）．図中に示すように，負

荷用治具は締め付けねじを用いてパイプ材の外周面を締め付けて固定した．ま

た，この負荷用治具を用いた場合，トルク印加によるねじり変形以外の曲げ変形

などは生じていないことは確認済である．測定サンプル数は，それぞれ 3 個と

した．センサ出力値は，一日に 1 回程度測定した． 
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(a) Overall view of strain sensor module (b) Schematic view of strain sensor 

module (except potting resin)

x

y

A A’

Sensor chip

5 mm

Metal plate

Flexible printed circuit(FPC)

Potting resin

 

Fig. 6.2 Schematic view of strain sensor module (Top view). 

 

 

 

 

 

 

Strain sensor modulePipe Adhesive

 

Fig. 6.3 Test sample with strain sensor module attached to the pipe. 
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Fig. 6.4 Schematic view of constant load test. 
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6.3. 解析方法 

本研究では，接着部を粘弾性体でモデル化した粘弾性応力解析によって，微小

ひずみ変動を予測する解析手法を提案する．ひずみセンサモジュールに対する

一定負荷試験のゼロ点変動量を評価対象として，その手法を示す．一定負荷試験

方法は，6.2.2 項に示した通りである．Fig. 6.5 は，ひずみセンサモジュールの解

析モデルの断面模式図を示す．Fig. 6.6 は，解析モデルの全体図を示す．ひずみ

センサモジュールが接着剤 X によってパイプ材の中央部に接着されている．パ

イプの座標系は，パイプ回転軸方向を z，半径方向を r，回転方向を θ とする．

パイプ材の形状は，外径が 27 mm，内径が 25 mm，および，長さが 150 mm であ

り，モジュール貼り付け面は幅 5.5 mm で平面出しされている．接着厚さは 30 

μm または 150 μm の 2 通りである．また，金属板側面には，接着剤のフィレッ

トを形成した．使用した要素は 4 面体 2 次要素であり，要素数は接着厚さが 30 

μm のモデルにて 138,503 個である． 

Table 6.3 および 6.4 は，それぞれ応力解析に用いた材料および 6.4.1 項で導出

する接着剤 X の物性値を示す．パイプ材の一方の端面を完全拘束とし，もう一

方の端面に，負荷トルクを設定した．Fig. 6.7 は，負荷トルクの設定値を示す．

トルク負荷は，6.2.2 項で示した通り錘負荷方式としたため，負荷トルクの設定

値は，ステップ入力とした．一定トルクの保持時間は 100 時間，試験温度は 25℃

とした．解析ソフトは，汎用有限要素法解析コードである ABAQUS を用いた．

評価箇所は，センシング部分が位置するセンサチップ表面中心点とし，この評価

箇所でのせん断ひずみ γθzを評価した．本センサチップは，Fig. 6.2に述べた通り，

センサチップ表面中心部のせん断ひずみ γxy を計測できる．パイプの円筒座標系

での γθzが，γxyに一致する．したがって，解析で評価する γθzはセンサチップの出

力と同等の物理量を意味する． 
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Fig. 6.5 Analysis model (Cross sectional view along line AA’ of Fig. 6.2(b)). 
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Fig. 6.6 Analysis model (Overall view). 
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Table 6.3 Material properties. 

Part Material Young's modulus 

(MPa) 

Poisson's 

ratio 

Sensor chip Si 170000 0.3 

Chip bonding Solder 57000 0.3 

Metal plate SUS 208000 0.33 

Flexible Printed Circuit Board Polyimide 3500 0.3 

Potting resin Epoxy resin 900 0.3 

Adhesive Adhesive X Table 6.4 0.3 

Pipe Fe 198000 0.29 

 

 

 

 

Table 6.4 Material properties of Adhesive X. 

Relaxation modulus EG(Low temperature) 11000 MPa 

ER(High temperature) 270 MPa 

Constants 

in equation (6.1) 

－ (Curve in Fig. 6.11) 

Glass-transition temperature Tg 140 ℃ 

Activation energy H0(Low temperature) 1.98×105 J/mol 

H1(High temperature) 9.33×105 J/mol 
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Fig. 6.7 Load condition. 
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6.4. 結果および考察 

6.4.1 接着剤の粘弾性特性結果 

Fig. 6.8 は，動的粘弾性試験結果を示す．横軸は試験周波数 f，縦軸は貯蔵弾性

率 E’であり，試験結果の変化が比較的大きい 140～220 ℃の温度領域では 10 ℃

毎の試験温度での計測結果を示し，それ以外の温度領域では 20 ℃毎の試験温度

での計測結果を示している．図より，E’は，-40 ℃から 100 ℃程度までの低温領

域ではほぼ一定値であり，120 ℃から 180 ℃程度の領域では周波数依存性を示し

ながら温度上昇に伴って急激に低下している．200 ℃以上の高温領域では再びほ

ぼ一定値であることがわかる．本結果より，接着剤 X は，樹脂材料がガラス状

態からゴム状態へ変化する際の典型的な弾性率挙動を示す粘弾性材料であるこ

とを確認できた． 

Fig. 6.9 は，時間-温度換算則に基づいて，各試験温度における計測結果が滑ら

かにつながるように，各結果を時間軸方向に平行移動させて作成した E’を示す．

ここでの基準温度 T0は 20 ℃としている．また，Fig. 6.10 は，各計測結果の移動

量𝑎𝑇0
(𝑇)と温度の関係を示す．Fig. 6.10 より，𝑎𝑇0

(𝑇)は，式(6.2)の形式で表す 2

直線でほぼ近似できることが確認できた．2 直線の傾きから導出した式(6.2)中の

H 値を，Fig. 6.10 中および Table 6.4（6.3 項の応力解析に用いた物性値）に示す．

また，2 直線が交わる点から導出されるガラス転移温度 Tg は 140 ℃であった．

これは，メーカカタログ値の Tg = 142 ℃とほぼ一致しており，交点から導出さ

れる推定値は妥当と考えられる． 

最後に，式(6.4)を用いて，緩和弾性率 Er(t)を導出した．Fig. 6.11 は，基準温

度 T0 = 140 ℃での Er(t)を示す（□印）．短時間側（低温側）の緩和弾性率 EGは

11000 MPa，長時間側（高温側）の緩和弾性率 ER は 270 MPa であった．また，

図中には，式(6.1)の Prony 級数で近似した Er(t)を合わせて示す．式(6.1)中の n

値は 35 とし，近似曲線が試験結果（□印）とよく一致するように式(6.1)中の τi

および Ei を決定した．近似曲線は，Fig. 6.11 に示す通り，全ての時間領域にお

いてほぼ試験結果と一致しており，接着剤 X の緩和弾性率 Er(t)は，式(6.1)の形

式で近似できることがわかった．以上より，接着剤 X の粘弾性特性値は，式

(6.1)(6.2)で近似できることが確認できた．6.4.2 項では，この物性値を用いて，

粘弾性応力解析を実施する． 
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Fig. 6.8 Dynamic viscoelasticity test result. 
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Fig. 6.9 Relationship between E’ and f. 
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Fig. 6.10 Time-Temperature shift factor (Reference temperature =20℃). 
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Fig.6.11 Relaxation modulus Er(t) test result and approximate curve. 

 

 

 

 



 

118 

 

6.4.2 粘弾性応力解析結果 

Fig. 6.12 および 6.13 は，それぞれ接着剤厚さ 30 μm および 150 μm のモデル

におけるセンサチップ表面中心点でのせん断ひずみ γθz の履歴を示す．図(b)は，

図(a)の特定の箇所の縦軸レンジを拡大した図である．図より，表面中心点に発

生するせん断ひずみ値は，負荷直後から 20 時間の領域にて急激に減少し，20 時

間経過後からは，緩やかに減少している．これは，ガラス状態（低温側）での接

着剤の緩和弾性率の減少率が，時間経過とともに徐々に緩やかになることに起

因したものと考えられる．Fig. 6.14 は，接着剤厚さが(a)30 μm，および(b)150 μm

の場合のゼロ点の変動量を示す．ゼロ荷重時のセンサ出力の変動量（ゼロ点変動

量）は，Fig.6.12 および Fig.6.13 に示した 100 時間負荷時のステップ除荷直後の

解析結果に基づき，最大トルク印加直後を基準とした負荷中のひずみ減少量と

概ね一致することを確認した．そこで，Fig. 6.14 に示したゼロ点変動量として，

Fig. 6.12 および Fig. 6.13 で示したひずみ減少量を用いた．本結果より，粘弾性解

析を実施することで，1 με レベルの微小なひずみ変動量を評価できることがわ

かった．Fig. 6.15 は，ゼロ点変動率を示す．ゼロ点変動率の定義は，最大トルク

印加直後（23 秒後）に発生しているひずみ値に対するゼロ点変動量の割合とし

た．センサ製品の設計開発においては，定格荷重印加時のセンサ出力値に対する

ゼロ点変動量の割合（すなわち，ゼロ点変動率）が目標値となることが多い．そ

こで，ゼロ点変動率の結果を掲載した．接着剤厚さが 30 μm の場合，20 時間後

に約 1 %のひずみ低下，100 時間後に約 1.3 %のひずみ低下となった．接着剤厚

さが 150 μm の場合，20 時間後に約 3.7 %のひずみ低下，100 時間後に約 4.8 %の

ひずみ低下となった．このように，接着剤が厚くなると，ゼロ点変動量およびゼ

ロ点変動率は増加する結果となった． 

Fig.6.16 は，ゼロ点変動発生メカニズムを説明する模式図である．パイプにト

ルクを印加した際，接着剤には，パイプ面側からの引張力および金属板面側から

の圧縮力に起因したせん断変形が発生する（または，パイプ面側からの圧縮力お

よび金属板面側からの引張力に起因したせん断変形）．ここで，接着剤が応力緩

和して弾性率が低下すると，金属板面側からの圧縮力による変形量（図中の L）

が増加し，接着剤のせん断変形が増加する（図中の点線）．このため，センサチ

ップに発生するひずみ量が変動する．さらに，接着剤厚さが厚い場合（すなわち，

図中の t が大きい場合），接着剤の厚さ方向のせん断変形が累積されて変形量 L

が大きくなるため，センサチップに発生するひずみ量の変動は増加する，すなわ

ち，ゼロ点変動量が増加すると考えられる．本結果の妥当性について，次節で検

証する． 
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(a) Shear strain history                      (b) Magnification 

Fig. 6.12 Shear strain γθz at the center of chip surface in case of adhesive thickness=30 μm. 
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(a) Shear strain history                  (b) Magnification 

Fig. 6.13 Shear strain γθz at the center of chip surface in case of adhesive thickness=150 μm. 
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(a) Adhesive thickness = 30 μm (b) Adhesive thickness = 150 μm
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Fig. 6.14 Zero-point drift. 

 

 

 

 

 

(a) Adhesive thickness = 30 μm (b) Adhesive thickness = 150 μm
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Fig.6.15 Zero-point drift rate. 
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Fig. 6.16 Factor of zero-point drift. 

 

 

6.4.3 負荷試験による検証結果 

Fig. 6.17 および 6.18 は，それぞれ接着剤厚さ 30 μm および 150 μm でのセンサ

から出力されるせん断ひずみ値を示す．図(b)は，図(a)の特定の箇所の縦軸レン

ジを拡大した図である．本結果より，センサ出力値は，応力解析結果と同様に，

負荷直後の領域にて比較的急激に減少し，その後，緩やかに減少した．Fig. 6.19

および 6.20 は，それぞれ接着剤厚さ 30 μm および 150 μm におけるゼロ点変動

量の試験結果，Fig. 6.21 および 6.22 は，それぞれ接着剤厚さ 30 μm および 150 

μm におけるゼロ点変動率の試験結果を示す．図中には，Fig. 6.14 および 6.15 に

示した解析結果を合わせて示してある．試験と解析におけるゼロ点変動量およ

びゼロ点変動率の挙動は，負荷直後から 20 時間程度まではやや差異があるもの

の，その後の領域ではよく一致している．ひずみセンサモジュールを貼り付けた

試験片の接着剤には残留応力が発生している．負荷の初期段階においては，その

残留応力の緩和によるひずみ変動の影響が重畳されるため，試験と解析の結果

の間に差異が発生したと考えられる．Table 6.5 は，100 時間後のゼロ点変動量の

一覧値を示す．本表より，接着剤厚さ 30 μm の場合，解析結果は-7.1 με，および

試験結果（平均値）は-7 με である．接着剤厚さ 150 μm の場合，解析結果は-21.8 

με，および，試験結果（平均値）は-22 με である．このように，解析結果は，試

験結果に対して±0.2 με 以内で一致した．すなわち，本手法を用いれば，ゼロ点

変動量を，1 με レベルの分解能にて予測可能である． 

以上より，接着部を粘弾性体でモデル化した粘弾性応力解析による手法を用

いれば，任意の負荷条件（荷重，時間）および環境温度に対する微小ひずみ変動

を予測可能である．すなわち，各種開発案件におけるモジュール構造設計や接着
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剤選定に本手法を適用することによって，設計の効率化を図ることができる．例

えば，本章では，接着厚が厚いほどゼロ点変動率が大きくなることが明らかとな

った．これは，接着厚が厚い場合，接着剤の厚さ方向に対するせん断変形量が累

積されて増加するためである．一方，接着厚が厚いほど接着端部に発生する応力

は減少することから，疲労寿命は向上すると考えられる．実際の製品設計におい

ては，ゼロ点変動率と疲労寿命のトレードオフから最適な接着厚を設計する必

要がある． 
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(a) Shear strain history                (b) Magnification 

Fig.6.17 Sensor output (shear strain γθz) in case of adhesive thickness=30 μm. 
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(a) Shear strain history                (b) Magnification 

Fig.6.18 Sensor output (shear strain γθz) in case of adhesive thickness=150 μm. 
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Fig. 6.19 Zero-point drift (Adhesive thickness = 30 μm). 
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Fig. 6.20 Zero-point drift (Adhesive thickness = 150 μm). 
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Fig. 6.21 Zero-point drift rate(Adhesive thickness = 30 μm). 
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Fig. 6.22 Zero-point drift rate(Adhesive thickness = 150 μm). 
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Table 6.5  Zero-point drift after 100hr. 

Adhesive 

thickness 

Analysis 

result 

Test result 

No.1 No.2 No.3 Average 

30 μm -7.1 με -6 με -6 με -9 με -7 με 

150 μm -21.8 με -21 με -25 με -20 με -22 με 

 

 

6.5. 結 言 

高感度なひずみ計測デバイスに樹脂接着部が存在する場合，樹脂接着部の物

性変化に起因して 1 με レベルの微小なひずみ変動が発生し，センサ出力結果が

明確に変動するという課題を有する．そのため，樹脂接着部におけるひずみ状態

を高精度に解析し，微小なゼロ点変動量（負荷前後のセンサ出力値変動量）を予

測する技術が必要である．本章では，ひずみ計測デバイスを接着貼り付けする場

合を対象として，ゼロ点変動量を予測する手法について検討した． 

(1) センサデバイスの貼り付けに使用している接着剤 X の動的粘弾性試験を実

施し，一般化 Maxwell モデルで表す粘弾性物性値を取得した．接着剤 X を

粘弾性体でモデル化し，接着剤厚さ 30 μmおよび 150 μmの 2条件について，

一定負荷試験（室温，一定トルク 100 時間負荷）を対象とした粘弾性応力解

析を実施した．その結果，センサ出力値は，時間経過に伴って徐々に減少し，

1 με レベルの微小なひずみ変動量を再現できた． 

(2) (1)の予測結果を検証するため，接着剤厚さ 30 μm および 150 μm の 2 条件に

ついて，半導体ひずみセンサを用いた一定負荷試験を実施した．その結果，

100 時間後の解析結果は，試験結果に対して±1 με 以内で一致し，本手法に

よって微小ひずみ変動量を精度よく予測できた． 

(3) 接着剤厚さ 30 μm および 150 μm の 2 条件における解析および試験の結果よ

り，接着厚が厚いほどゼロ点変動率が大きくなることがわかった．これは，

接着厚が厚い場合，接着剤の厚さ方向に対する変形量が累積して増加するた

めである．一方，接着厚が厚いほど接着端部に発生する応力は減少し，疲労

寿命は向上すると考えられる．実際の製品設計においては，ゼロ点変動率と

疲労寿命のトレードオフから最適な接着厚を設計する必要がある． 
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第 7 章 結 論 

近年，地球温暖化対策として CO₂排出量削減が必要であり，パワー半導体に

は，オン抵抗や熱抵抗の低減といったデバイス単体の性能向上に加え，電気的・

熱的特性を最適化したパッケージ技術の開発が求められている．パッケージの

設計開発においては，製品の長期安定動作を保証するための信頼性設計が極め

て重要である．さらに，開発期間の短縮や試作回数の削減を実現するためには，

従来の試験主導型アプローチに代わり，シミュレーションを活用した解析主導

型の信頼性評価手法の確立が不可欠である．しかし，パッケージの製造工程や使

用環境の高温化，および，温度領域の拡大に伴い，従来の設計では想定されなか

った新たな損傷現象の発生が懸念されており，これに対応するための高度な評

価技術の開発が急務となっている． 

本研究では，代表的なパワー半導体製品であるパワーMOSFET および IGBT を

対象とし，パッケージ内の接着・接合部における損傷発生を，設計段階で定量的

に予測するための解析主導型信頼性評価手法を確立することを目的とした．各

章では，薄型パッケージにおける Si チップ接着部および封止樹脂，および，IGBT

モジュールにおける Al ワイヤを対象として，水蒸気圧・熱応力・クリープなど

の複合因子をモデル化し，実験に基づく検証を通じて予測精度を明確化した．こ

れにより，試作回数の削減と設計効率の向上に資する工学的指針を提示した． 

第 2 章では，ダイボンディング材として用いられる導電性接着剤のリフロー

工程中における破壊の有無を予測するため，応力特異場理論に基づいた破壊強

度の測定と，吸湿状態を考慮した応力解析を組み合わせた評価手法を開発した．

特に，封止樹脂と Cu リードフレームの界面における水蒸気圧と，Si チップと Cu

リードフレームの線膨張係数差に起因する熱応力を同時に考慮することで，導

電性接着剤の破壊を定量的に予測可能とした．リフロー温度をパラメータとし

た吸湿リフロー試験の結果，本手法による予測と実験結果が一致し，手法の有効

性が実証された．これにより，製造工程における接着剤破壊のリスクを事前に評

価し，設計段階での対策立案が可能となった． 

第 3 章では，Cu リードフレーム露出型・薄型パッケージにおける封止樹脂の

破壊の有無を予測するため，パッケージサイズに応じた封止樹脂破壊強度を考

慮した高精度な予測手法を提案した．試験片サイズの小型化に伴い破壊強度が

顕著に低下することを実験的に確認し，従来の大型試験片に基づく評価では過

小評価される可能性があることを示した．SON パッケージを対象とした温度サ

イクル試験において，提案手法は破壊の有無を的確に予測し，20 個中 19 個のサ
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ンプルで実際に破壊が確認されたことから，予測精度の向上が明らかとなった． 

第 4 章では，パッケージの表裏面に Cu 電極板が露出する両面放熱パッケージ

に対して，Si チップの割れの防止およびはんだ接合部の高信頼化を目的とした

構造最適化を行った．はんだき裂進展解析と実験計画法を組み合わせ，Si チッ

プ厚の薄型化およびソース電極幅の最適化が寿命向上に寄与することを示した．

最適構造では温度サイクル寿命が従来構造の約 2.8 倍に達する 800 サイクルへ

と向上し，設計指針としての有用性を示した． 

第 5 章では，今後の高温動作環境として想定される 175 ℃におけるパワーモ

ジュールの寿命予測精度向上を目的として，Al ワイヤの繰り返し曲げ負荷試験

手法を開発した．パワーモジュールに対する通電時間 ton を試験周波数 f に置き

換え，Al ワイヤの繰り返し曲げ負荷試験を実施した．その結果，ton の増加に伴

って疲労寿命は減少し，特定の飽和値に近づくことを示した．この結果から，ton

と疲労寿命との関係を示す近似式を得た．また，対数グラフ上の ton と疲労寿命

との関係の傾きを表す α は，ton の長時間化に伴って 0 に漸近していくことを明

らかにした．すなわち，α は ton の関数となっており，この関係を示す近似式を

作成した．本式を用いることによって，Al ワイヤの疲労寿命予測の高精度化が

可能となり，高温環境下での信頼性設計における新たな知見を提供した． 

第 6 章では，高感度なひずみ計測デバイスにおいて，樹脂接着部の物性変化

がセンサ出力に与える影響を高精度に予測する手法を検討した．接着剤 X の動

的粘弾性試験を通じて得られた物性値を一般化 Maxwell モデルに適用し，粘弾

性応力解析を実施した結果，1 με レベルの微小なひずみ変動を再現可能である

ことを確認した．さらに，接着剤厚さの異なる条件下での実験結果と解析結果が

±1 με 以内で一致し，本手法の高い予測精度が実証された．これにより，センサ

出力のゼロ点変動に起因する誤差の事前予測が可能となり，高精度センシング

技術の信頼性向上を可能とした． 

以上のように，パワー半導体パッケージにおける導電性接着剤のリフロー破

壊，薄型パッケージに対応した封止樹脂の破壊強度，両面放熱パッケージ構造の

はんだき裂進展寿命，高温動作環境における Al ワイヤ疲労寿命の通電時間 ton 依

存性，および，1 με レベルのゼロ点変動予測という未整備領域に対し，設計段階

で活用可能な定量モデルおよび解析主導型の信頼性評価手法を提示した点が本

研究の独自性である．これらの手法は，材料選定，損傷予測に基づく構造設計，

および，ひずみセンシング値の推定といった設計課題に対して，実践的な解決策

を提示しており，今後のパワー半導体分野における信頼性設計の高度化に資す

る成果であるといえる． 
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本研究で残された課題としては，使用する導電性接着剤または封止樹脂の材

料組成が変更された場合における本手法の適用可能範囲を定量的に把握するこ

と，および，材料強度データの取得に基づく確率的寿命推定技術を確立し，製品

設計の信頼性を更に向上させることである． 
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