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要旨 

 

Ti 合金は比強度に優れ，航空エンジンをはじめ様々な構造材料に用いられている。一般

的な金属材料では高温（0.3～0.4Tm, Tm:融点）にてクリープ変形を生じるが，Ti 合金は

0.15Tm である室温においてもクリープ変形を生じる特異な性質を持つ。それゆえに，室温

でも応力保持を導入することによる疲労寿命低下が生じる。この室温保持疲労は Cold 

Dwell Fatigue (CDF)と呼ばれ，特に応力，ミクロ組織，保持時間の影響を大きく受けるこ

とが報告されている。しかし，変形挙動の解釈について詳細を議論した報告はほとんどな

く，また，寿命評価に際してクリープ損傷が考慮されることも少なかった。このような背

景に鑑み，本研究ではCDFにおける変形挙動を解明し定式化することを目的とした。また，

線形累積損傷則の適用可能性を検討し，室温クリープの影響を考慮した変形挙動を組み込

むことで，CDF寿命の評価方法を構築することも目的とした。 

CDF特性に及ぼす応力の影響に関しては，0.2%耐力による規格化応力を用いることで応

力とミクロ組織の影響を同時に検討した。その結果，等軸と針状の体積率の影響は無視

できること，等軸粒径はわずかに CDF寿命へ影響を与えることが明らかとなった。また，

保持時間については，これまで検証されていなかった長時間保持領域の特性も取得した。

最小破断サイクルが定義され，より幅広い範囲での寿命評価を支持する結果となった。ま

た，規格化応力と保持時間は破断延性および破壊形態に違いをもたらすことも確認された。

低応力・短時間保持条件では破断延性は小さく疲労損傷主体の破面形態であり，高応力・

長時間保持条件では破断延性は大きくクリープ損傷主体の破面形態であった。加えて，ひ

ずみ変化挙動に関する知見も得た。保持中の非弾性ひずみ変化挙動は一般的な高温クリー

プにて生じる 1次クリープ，2次クリープ，3次クリープのような領域を描いた。最小ひず

み速度は規格化応力だけでなく，応力比，保持時間にも依存することを確認した。 

以上のように CDF 試験によって得られた結果をもとに，高温クリープ疲労における実績

のある線形累積損傷則の適用を試み，その適用可能性を示した。その結果，クリープ損傷

の算出方法（時間消耗則，延性消耗則）による寿命評価領域の変化についての知見を得た。

実験結果から破断延性には上限があると示唆されていたことからも，特に延性消耗則によ

る評価が実態に即した寿命評価となっている可能性を示した。また，本研究にて提案され

た式によって，規格化応力，応力比，保持時間に応じた CDF試験における最小ひずみ速度

を高精度で予測することができた。最終的には，試験条件をもとに，Blackburn の式をベ

ースとした CDF試験の保持中のひずみ変化挙動を定式化し，回帰が可能となった。このこ

とは損傷度の定量化にもつながり，線形累積損傷則の考え方とひずみ変化挙動の予測を組

み合わせることで，クリープ損傷を考慮した CDF寿命予測が達成された。本研究にて提案

した手法では，従来の考え方よりも試験条件に応じた柔軟な寿命評価ができるようになり，

幅広く実用的な適用が期待できる。  



 

 

 

Abstract 

 

Ti alloys have excellent specific strength and are used in a variety of structural 

materials including aero engines. Although creep deformation occurs at high 

temperatures (0.3-0.4 Tm, Tm: melting point) in general metallic materials, creep 

deformation of Ti alloys occurs even at room temperature (0.15 Tm). Therefore, fatigue 

life decreases at room temperature in the case of introducing stress dwell. This 

phenomenon is called Cold Dwell Fatigue (CDF), and is particularly affected by stress, 

microstructure, and dwell time. Until now, there have been few reports discussing the 

interpretation of deformation behavior in detail. In addition, creep damage has not been 

taken into account in the lifetime evaluation. Therefore, the purpose of this study was to 

clarify and formulate the deformation behavior in CDF. In addition, the purpose of this 

study was also to examine the applicability of the linear cumulative damage and 

construct a life evaluation method by incorporating the deformation behavior 

considering the effect of creep. 

As for the effect of stress, the effect of stress and microstructure were 

simultaneously investigated by using the normalized stress with 0.2% proof stress. The 

results showed that the effect of the volume fraction between equiaxed  and needle 

 was negligible, and the grain size of equiaxed  had a slight effect on the CDF life. As 

for the dwell time, some properties were obtained in the long retention region, which 

had not been verified so far. The minimum rupture cycle was defined, and the results 

supported a broader range of life evaluations. It was also confirmed that normalized 

stress and dwell time made a difference in fracture ductility and fracture mode. The 

fracture surface morphology showed mainly fatigue damage with a little fracture 

ductility under low stress and short dwell time condition, and mainly creep damage 

with a large fracture ductility under high stress and long dwell time condition. In 

addition, the knowledge about strain change behavior was obtained. The inelastic strain 

change behavior during stress dwell depicted the primary creep, secondary creep, and 

tertiary creep regions that occur in general high temperature creep. It was confirmed 

that the minimum strain rate depended not only on the normalized stress but also on 

the sress ratio and dwell time. 

Based on these results obtained from the CDF tests, the applicability of the proven 

linear cumulative damage rule in high temperature creep-fatigue was attempted and 

demonstrated. The knowledge about the change in the evaluation area depending on 

the creep damage calculation method (time exhaustion rule or ductility exhaustion rule) 



 

 

 

was also obtained. It was indicated that the evaluation by the ductility exhaustion rule, 

in particular, may be a realistic life assessment. One of the reasons is that experimental 

results suggested that there is an upper limit to fracture ductility. Furthermore, the 

equation proposed in this study can predict the minimum strain rate in the CDF test 

with high accuracy depending on the normalized stress, stress ratio, and dwell time. 

Finally, the strain change during stress dwell of the CDF test based on Blackburn's 

equation was formulated and the deformation behavior could be regressed only from the 

test conditions. This leads to the quantification of the damage degree, and the life 

prediction considering creep damage was achieved by combining the concept of the 

linear cumulative damage rule and strain change prediction. The life evaluation method 

proposed in this study enables more flexible life evaluation according to the test 

conditions than the conventional approach and is expected to have a wide range of 

practical applications. 
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1章 序論 

1.1 研究の背景 

 

 グローバル化の進行に伴う航空機需要の増加から，世界の民間航空機は 2019年の試算に

おいて年率 4.5%で増加していくと予測されていた 1-1)。2020 年に世界的に大流行した

COVID-19 の影響を受けこの試算は図 1-1 のように見直されたが，数年のうちに元のトレ

ンドに戻り，需要は再び増加する見込みである 1-2)。また，一方で，環境に対する意識も年々

高まり，航空機の増加する中でも CO2排出を抑制することが求められている。すなわち，

ジェットエンジンの燃費向上が求められている。これまでの様々な取り組みの結果，図 1-2

に示すように最新のジェットエンジンの燃料消費率は 1940 年代比で約 60％削減されてい

る 1-3)。燃費向上に大きく寄与する取り組みの一つとして材料の軽量化と高温化が挙げられ

る。そこで，比強度に優れるチタン（Ti）合金が注目されてきた。Ti 合金はアルミニウム

合金，鉄鋼材と比較しても高い比強度を有する 1-4)~1-6)。また，773K程度までその比強度は

他の材料よりも高く，耐熱性にも優れる 1-4)~1-6)。以上のことから，航空機需要の増加に対

応しつつ CO2排出を抑制するという社会的要請を実現するために，航空機材料として Ti合

金の適用が進められている。 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-1 航空機需要の実績と予測 

（RPK: 料金を支払って航空機に搭乗した旅客の総数に飛行距離を乗じた値）1-1) 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-2 航空機エンジンの燃料諸費率の変遷 1-3) 
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Ti 合金の航空機への適用例として図 1-3 にエアバス社製 A380 のチタン合金適用部位を

示す 1.7)。ランディングギアをはじめ，多くの部分に Ti合金が適用されている。また，ジェ

ットエンジンだけに着目してもファンディスク，低圧コンプレッサー，高圧コンプレッサ

ーなどの重要な部位に Ti 合金が適用されている（図 1-4）1-8)。多くの部位に適用されてい

るゆえに，温度や負荷形態が異なり，それに伴い種々の損傷が生じるため，様々な機械的

特性の検討はもとより，その複合的な影響についても検討の要請がある。図 1-5には温度や

負荷形態による複合的な損傷要因の例を示す。温度単独の影響では酸化のみを生じるが，

平均応力の影響が付与されることで高温クリープ現象，または，負荷振幅の影響が付与さ

れることで高温疲労や熱疲労といった現象による損傷を生じる。温度，平均応力，負荷振

幅，いずれも作用する場合には高温クリープ疲労を生じるが，クリープと疲労の重畳効果

だけでなく，酸化，拡散，ミクロ組織および析出物の変化等，多種多様な因子を含むため，

現象の根本理解は非常に困難である。一方で，近年，特定の材料においては室温クリープ

を生じ，かつ，疲労との重畳効果のある室温クリープ疲労現象が確認されている。ジェッ

トエンジン部材には室温クリープ疲労（Cold Dwell Fatigue）が重要となる部位もあり，そ

の特性解明が求められている。加えて，室温クリープ疲労現象の解明は高温クリープ疲労

のさらなる現象理解にも資すると期待されている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-3 Ti合金の航空機への適用例 1-7) 
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図 1-4 ジェットエンジンに適用される Ti合金 1-8) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-5 温度や負荷形態による複合的な損傷要因の例 
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1.2 Ti合金の特徴 

1.2.1  Ti合金の基本特性 

  

図 1-3および図 1-4でも示したように，Ti合金は航空機の様々な部位に適用されている。

その理由の一つは，Ti 合金が成分および熱処理によって多様な特性を示すことにある。本

項では Ti合金の基本的な特性について述べる。 

純 Tiの室温における安定相は六方最密構造（hexagonal closed packed, hcp）の相であ

り，変態温度以上の高温における安定相は体心立方構造（body centered cubic, bcc）の相

である。図 1-6にはそれぞれの結晶構造を示す。純 Tiでは室温で相を得ることはできない

が，Ti合金として添加元素の種類と量を適切に選択することで，室温でも相もしくは残留

相を得ることができる。添加元素の特徴として，相を安定化させる効果の強い元素，相

を安定化させる効果の強い元素，中立的元素の 3種類に大別できる。代表的な安定化元素

は Al，O，N，C，中立的元素は Zr，Snである。安定化元素はほとんどの金属元素を含み，

全率固溶型となるMo，V，Ta，Nb，共析型となる Fe，Mn，Co，Cr，Ni，Cu，Si，Hで

ある 1-8)。それぞれを添加した場合の特徴的な状態図を図 1-7 に示す。添加元素を調節し，

状態図を変化させることで，使用温度域における相と相の体積率を調節することができ

る。相と相のそれぞれの特徴には一長一短があり，構造部材として適用するためには，

部位・部材によってそのバランスを調節できることが理想的であると考えられる。そのた

め，これまで様々な Ti合金が開発されてきた。室温におけるミクロ組織によって型，Near 

型，+型，Near 型，型の 5 種類に大別でき，それぞれの代表的な合金成分と特性の

傾向を表 1-1に示す。hcp構造の相は bcc構造の相に比べてすべり系が少なく，拡散が遅

いことからクリープ強度に優れる。一方で，相の体積率の増加にしたがい，熱処理性，加

工性などが向上するが，比重の増加およびクリープ強度の低下，溶接性の低下にもつなが

る。ジェットエンジン向けとしては，バランスの優れる Near 型と+型の需要が特に多

い。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-6 Ti合金において特徴的な結晶構造 1-8)．(左)hcp構造，(右)bcc構造． 
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図 1-7 Ti合金に各種添加元素を添加した場合の状態図 1-8) 

 

 

表 1-1 Ti合金のミクロ組織による分類と代表的な合金組成およびその特性 1-7),1-9),1-10) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

本研究で対象とする合金は Ti-6Al-4V であり，Ti 合金の中でも汎用性の優れた合金の一

つである。Ti-6Al-4V は+型に分類され，熱処理によってミクロ組織形態に大きな変化を

生じる。図 1-8 には+型 Ti 合金の熱処理後のミクロ組織の例を示す。図 1-8 は反射電子

像のため相は黒く，相は白く表現されている。熱処理の際に重要となるのは温度と冷却

速度である。温度の目安となるのは変態点（-transus）であり，Ti-6Al-4V では 1000℃

近傍である。-transus を超える温度で熱処理された場合，図 1-8(a)示すような針状の相

組織と粒界の相組織が得られる。-transus 以下の+温度域にて熱処理された場合には

冷却速度によってミクロ組織が変化する。炉冷等の遅い冷却速度の場合には図 1-8(b)に示す

ように等軸の相組織と粒界の相組織が得られる。一方で，空冷以上の速い冷却速度の場
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合には，図 1-8(c)に示すように針状の相組織と等軸の相組織および粒界の相組織から成

る複合組織が得られる。この針状相は冷却過程において等軸相間の残留相に形成された

ものである。針状組織は等軸組織に比べてクリープ強度，破壊靭性に優れるが，引張延性，

高温低サイクル疲労強度に劣り，引張強さもわずかに劣る。針状の相組織と等軸の相組

織を有するミクロ組織は Bimodal組織と呼ばれ，針状の相組織と等軸の相組織の体積率

を制御することで機械的特性のバランスを調整することができる。 

以上のように，Ti 合金は添加元素によって構成相に大きな変化を生じ，その特性に大き

な影響を与える。また，同組成であっても熱処理温度と冷却速度により，ミクロ組織，特

に相の形態に違いを生じ，特性にも影響を与える。 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-8 +型 Ti合金の熱処理後のミクロ組織．(a)針状組織，(b)等軸組織，(c)Bimodal

組織． 
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1.2.2 Ti合金の室温クリープ 

 

Ti-6Al-4Vは+型の合金であるが，大部分は相が占めている。そのため，相の変形が

主となると考えられる。相は hcp構造であり，bcc構造，fcc構造と比較して等価なすべり

系が少なく対称性の低いことが特徴である 1-7),1-8)。したがって，相はクリープ変形抵抗に

優れる。図 1-9 に hcp 構造のすべり面とすべり方向を示す。hcp 構造のすべり系は

{0001}〈112̅0〉での底面 a転位すべり，{1̅100}〈112̅0〉での柱面 a転位すべり，{11̅01}〈112̅0〉で

の錐面 a 転位すべり，{11̅01}〈1̅21̅3〉での一次錐面 a+c 転位すべり，および{112̅2}〈1̅21̅3〉で

の二次錐面 a+c転位すべりに大別される 1-11)。また，すべりの生じやすいすべり系について

は，臨界分断せん断応力（Critical Resolved Shear Stress ，CRSS）によって説明するこ

とができる。図 1-10に Ti-6.6Al合金における各すべり系の CRSSを示す 1-12),1-13)。室温で

は，柱面すべりと底面すべりの CRSS値が約 200MPaであるのに対し，錐面すべりの CRSS

値は約 800MPa のため，錐面すべりが生じにくい。よって，室温では柱面すべりもしくは

底面すべりから優先的に生じると考えられている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-9  hcp 構造のすべり面とすべり方向．左から，柱面の a 転位，底面の a 転位，錐面

の a+c転位を表す． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-10 Ti-6.6Alの各すべり系の臨界分断せん断応力 1-13) 
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 一般的な金属材料では室温域において耐力以下の応力を付与し続けても変形は進行しな

い。しかしながら，0.3~0.4Tm（Tm：融点）以上の温度域では，耐力以下の応力であっても

一定応力下で変形が進行していく 1-17),1-18)。これをクリープ現象と呼び，高温域での現象で

あるため室温で生じることはほとんどない。ただし，わずかながら室温クリープの報告例

は存在しており，純 Ti，Ti合金，Mg，Zr，SUS304，アルミニウム合金，鉛を供試材とし

た結果である 1-16),1-19)-1-22)。このうち，SUS304 は短時間の結果であり，加工硬化挙動を計

測した可能性も考えられている。また，松永らの報告によると，fcc 金属のクリープに関し

ては 0.2%耐力以上という条件付きで生じるとされており，耐力以下での室温クリープは生

じない 1-23)。アルミニウム合金，鉛については，融点が低いため，室温であっても 0.3Tm以

上となる。したがって，これらは室温であっても高温域とみなされる。一方で，純 Ti，Ti

合金，Mg，Zrといった hcp構造の金属では 0.3Tm未満での室温クリープ現象が明確に報告

されており，特異な室温クリープ現象は結晶構造，すなわちすべり系の少ない hcp構造の

相由来と考えられる 1-16)。純 Ti の室温クリープは 1949 年に Adenstedt によって初めて報

告され 1-14)，Ti-6Al-4Vの室温クリープについては 1974年に Odegardらによって報告され

ている 1-15) 。その後，日本でも佐藤らによって hcp 構造の室温クリープ現象が報告され，

その中でも特に Ti合金は顕著な室温クリープ挙動を示すと報告された 1-16) 。Ti合金に関し

て，室温での相対温度は約 0.15Tmである。図 1-11 に室温クリープの検討結果として，最

小クリープ速度とヤング率で規格化した応力との関係を示す。佐藤らは Ti-6Al-4V 合金の

0.2%耐力以下で生じた室温クリープ変形において応力指数が30という大きな値となることを報告し

ている 1-16)。これは他の hcp 構造の金属よりも大きく，Ti 合金の特徴の一つである。また，出口らの

報告では応力指数は 111 であった 1-24)。一般的な金属材料の高温クリープにおける応力指数が

3~5であることから，Ti-6Al-4V合金の室温クリープに与える応力依存性は非常に大きい。 

室温クリープの変形機構は複数提唱されており，統一見解は現状見当たらない。一つは，

粒界近傍に堆積した転位がシャッフリングによって粒界に吸収されるという回復律速型の変形機構

で説明されている 1-25)。固溶元素として Al を含む Ti 合金については加工硬化率の低下による説

明もなされている 1-26),1-27)。TiとAlの短範囲規則相のせん断および後続転位に対する強化能の低

下の 2 つの要因から，局在化した平面すべりを生じ加工硬化率が著しく低くなるというメカニズムで

ある。さらには，双晶変形が関与する報告もある 1-28)。 

 

 

 

 

 

 

 

 



 

9 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-11 最小クリープ速度とヤング率で規格化した応力との関係 1-16) 
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1.3 Ti合金の Cold-Dwell-Fatigue 

1.3.1 CDF特性に影響を与える因子 

  

Cold Dwell Fatigueは文字通り低温保持疲労のことを示す。Ti合金は航空機体のみなら

ずジェットエンジンの Disk材および Blade材にも多く使用されているが，1フライト中で

付与される応力は変化する。典型的な模式図を図 1-12に示す。部位によってその応力分布

等も大きく異なるが，Ti 合金の適用される部位には巡行中の高応力負荷状態が続く箇所も

ある 1-29)。すなわち，フライト毎の最大応力のみを考えた単純疲労だけではなく，保持によ

る寿命低下についても検討しておく必要がある。初めて Ti 合金の疲労特性に関する保持感

受性を認めたのは，1972年に生じた Rolls-Royce社の RB211のエンジンにおけるファンデ

ィスクの損傷事例である 1-30),1-31)。以降，単純な低サイクル疲労（Low Cycle Fatigue，LCF）

だけでなく，図 1-13に示すような台形波，すなわち CDFに関する検討も進められてきた。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-12 フライト中に付与される応力例 1-29) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-13 典型的な LCF波形と CDF波形の概略図 
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 前項にて述べたように，純 Ti および Ti 合金は顕著な室温クリープ挙動を示す。CDF 特

性にも相の hcp構造に由来する室温クリープ挙動が影響を与えていると考えられる。先述

のように，hcp構造においてはすべり系の少なさゆえに粒内で転位の切り合いを生じないた

め，応力付与中に転位が粒内から粒界へ比較的移動しやすい状態にある。CDF の保持中に

も転位の移動が生じ，このときの応力再分配が早期のクラック発生につながり早期破断に

至るという報告がある 1-29),1-32),1-33)。一方で，これまでの報告例からも相の bcc構造が室温

クリープ現象に寄与する可能性は小さい。CDF の報告例においてもほぼすべてが相-rich

な合金系における結果である。 

 CDF による破断サイクルの低下には，最大引張応力，保持時間，ミクロ組織が大きく影

響するとされている 1-29),1-32)~1-43)。最大引張応力の影響について，Wang らによって報告さ

れている最大引張応力と破断サイクルの関係を図 1-13 に示す 1-34)。最大引張応力が大きい

ほど LCFと比較して CDFのサイクル寿命の低下幅は大きく，1/10~1/100程度の低下を示

す。一方で，最大引張応力が小さくなるにしたがって，LCFと CDFのサイクル寿命の差は

小さくなっていく。ある一定水準の応力以下では CDFによるサイクル寿命の低下か生じな

くなる。純 Tiにおいても Ti合金と同様の傾向が確認されており，Pengらによって報告さ

れている純 Tiにおける最大引張応力と Dwell life debitの関係を図 1-14に示す 1-35)。ただ

し，Dwell life debitは LCF破断サイクルに対する CDF破断サイクルの比である。ここで

は LCF 破断サイクルを CDF 破断サイクルで除すことで算出しており，値が大きいほど

CDF によるサイクル寿命の低下が大きいことを意味する。図 1-14 でも最大引張応力

280MPa以上の場合にはDwell life debitは増加する一方で，270MPa以下の場合にはDwell 

life debitは 1であり，LCFと CDFの破断サイクルに差は生じていなかった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-13 最大引張応力と破断サイクルの関係 1-34) 
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図 1-14 純 Tiにおける CDF試験の最大引張応力と破断サイクルの関係 1-35) 

 

 

保持時間に関しては，長時間保持ほど寿命低下が大きいとされている 1-29),1-34),1-36)-1-38)。

例えば，Bacheの報告を図 1-15に示す 1-29) 。数秒から数分の保持によって急激にサイクル

寿命の低下が生じていた。LCF破断サイクルと比較して，CDF試験の破断サイクルが保持

時間 15sでは 1/3以下に，保持時間 120s では 1/10 以下に減少していた。120s 以上の長時

間保持によっても破断サイクルの減少は確認されるが，その低下幅は小さいと考えられて

いる。Wangらの報告では，保持時間を 1200sとした場合には 120s保持のときとほぼ同様

の破断サイクルであったとされている 1-34) 。しかしながら，後述する高温クリープ疲労の

検討と比較しても，CDF における保持時間の検討は短時間側にとどまっており，真の長時

間保持の影響を考察した例はない。また，それに伴い，破断サイクルの下限値が存在する

か否かも明確にはされていない。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-15 CDF試験における保持時間と破断サイクルの関係 1-29) 
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CDF へのミクロ組織の影響に関しては，粒径の影響，集合組織の影響，成分の影響が複

合的に作用している 1-39)-1-41)。Dwell life debitと Ti-6Al-2Sn-4Zr-xMoの関係を図 1-16に

示す。Dwell life debitはMo量の増加に伴い減少している。すなわち，Mo量の増加に伴い，

CDFにおける破断サイクルの低下量が小さくなったことを意味する。CDFにおける寿命低

下の生じやすさは粒径，または，集合組織の影響が大きいとされている。例えば，図 1-16

に示す EBSD（Electron BackScatter Diffraction）像から，Mo量の増加に伴い粒径が小さ

くなる。粒径が小さくなることにより，スリップバンドの間隔を狭くし，保持疲労時の累

積ひずみの減少につながり，そのことがクラック発生を抑制すると考察されている 1-39)。ま

た，Mo 量の増加に伴い集合組織が減少していることもわかる。Ti6242 に見られるような

数 100mサイズの集合組織はMTR（Micro Texture Region）と呼ばれ，CDF寿命を大き

く低下させると報告されている 1-39)-1-41)。MTR による CDF寿命の低下は数多く研究されて

おり，MTR の検出方法についても様々な取り組みがなされている。一方で，CDF 寿命へ

与えるミクロ組織の影響としては MTRに着目したものがほとんどであり，針状相，等軸

相の違いを報告した例は少ない。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-16 Ti624xの Dwell fatigue life debitとそれぞれの EBSD測定結果 1-39) 
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1.3.2 寿命予測 

 

CDF 破断サイクルの予測に関してはいくつかのアプローチが検討されている。一つはき

裂進展挙動から破断サイクルを予測する手法である。図 1-17に示すようにき裂進展モデル

を構築し，き裂進展挙動をよく再現することが報告されている 1-42)。応力条件，保持時間の

条件を振った場合にも寿命予測がある程度できているため，汎用性の高い手法であると考

えられる。しかしながら，先述のような CDFにおけるクリープの影響を考慮しているわけ

ではなく，疲労成分によるき裂進展挙動にのみ着目しているため，破断サイクルの予測は

不完全な点もある。条件によっては実験値と予測値が倍半分以上の誤差を生じていた。ま

た，安全側と危険側の両方にばらつく可能性を有しているため，設計に直接活用する際に

は留意が必要である。き裂進展の観点では，結晶塑性解析からき裂発生を予測する報告も

ある。破断サイクルを予測するものではないが，近年，微小き裂の発生を予測する手段と

して，結晶塑性解析を用いることも増えてきた 1-43)。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-17 LCF，CDFにおけるき裂進展挙動の予測結果 1-42) 

 

 

もう一つの寿命予測の手法にはエネルギー論を用いたものがある。図 1-18(左)に示すよう

に，1 サイクル中における応力-ひずみのヒステリシスループからエネルギーを算出し寿命

予測を試みている 1-35)。弾性ひずみのエネルギー，ラチェット成分のエネルギー，クリープ

成分のエネルギーとわけて，エネルギーの総和と破断サイクルの関係を探っている。しか

しながら，応力条件，サイクル数などで制約が多く寿命予測は困難であった。例えば，図

1-18(右)に示すように寿命比が大きくなるとモデル値と実験値の乖離が大きくなっている。 

式(1.1)に示すように除荷負荷による疲労成分とクリープ成分，それぞれの逆数の和から

破断サイクルの逆数を算出する手法も取られている 1-35)。 

1

𝑁𝑓
=

1

𝑁𝑓𝑓
+

1

𝑁𝑓𝑝
 (1.1) 



 

15 

 

ただし，Nfは破断サイクル，Nffは除荷負荷による疲労成分，Nfpは塑性変形成分である。図

1-19に示すように，1~5sまでの非常に短い保持時間の領域であれば十分な予測ができるこ

とが示されている。しかしながら，長時間保持の影響は明らかになっていない。長時間保

持領域ほどクリープの影響がより顕著になると考えられるため，検討の余地がある。また，

この結果は純 Ti を用いた場合の結果であった。先述のように，Ti 合金の応力指数は純 Ti

と大きく異なるため，塑性変形成分としてのクリープ特性の考え方にも再考の余地がある。 

 以上のことから，Ti合金の CDF寿命予測についての現状としては，クリープの影響を反

映させたうえでの幅広い応力域と保持時間に対応した手法は存在しない。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-18 (左)1 サイクル中のヒステリシスループ，(右) ヒステリシスループから算出した  

エネルギーと寿命比の関係 1-35) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 1-19 式(1.1)をもとに算出された破断サイクルの予測値と実験値．(a)応力と破断サイク

ルの関係，(b)保持時間と破断サイクルの関係 1-35)． 
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1.4 高温クリープ疲労と損傷則 

1.4.1 高温クリープ疲労現象 

  

CDFのように保持を導入することでサイクル寿命の低下を生じる現象は，ステンレス鋼，

Ni基合金の高温クリープ疲労においても確認されている 1-18),1-44)-1-50)。0.5%-Mo鋼を用いた

ときの高温クリープ疲労においては，ひずみ範囲の増加に伴い破断サイクルが減少するこ

とが報告されている。さらに，保持を導入することで保持無しの場合と比較して破断サイ

クルが約半分となった 1-18)。高温クリープ疲労の分野ではひずみ制御の試験が多いため直接

の比較は難しいが，最大引張応力の増加に伴い破断サイクルが減少する CDF と類似してい

ることがわかる。また，保持時間の影響について，3600s以上の長時間保持までの結果が示

されている 1-44),1-49)。例えば，改良 9Cr鋼の 700℃でのクリープ疲労時（ひずみ範囲 1.0%）

の破断サイクルは，保持時間 600s の場合に LCF と比較して約 0.7 倍，保持時間 1800s の

場合に約 0.5 倍であった。SUS316 で同様の条件の場合は，保持時間 600s のとき LCF の

約 0.2倍，保持時間 1800sのとき約 0.15倍であった。保持時間を 3600sとしたときに，さ

らなる寿命低下を示す鋼種もあるが，1800s保持と変化しない鋼種もあり，長時間保持の影

響は鋼種の差異が大きいとされている。高温クリープ疲労については，10h（=36,000s）以

上の保持の影響も検討されており，長時間保持のデータが豊富である。120s 保持の報告が

ほとんどである CDFにおける従来の検討と比較して，高温クリープ疲労の分野ではより長

時間の影響まで検証が進んでいると言える。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



 

17 

 

1.4.2 線形累積損傷則 

  

高温クリープ疲労の分野では，発電プラントをはじめ，高温クリープ疲労特性の寿命評

価・寿命予測の需要が高く，報告も多い 1-45)-1-50)。寿命評価方法の一つである線形累積損傷

則は現象論として簡便にクリープ疲労寿命を評価でき，疲労損傷とクリープ損傷の線形和

で表される。算出のためのフローを図 1-20に示す 1-45)。本手法は ASME Code Case N-47，

ASME BPVC Section III-1 NH などにも採用され，設計基準としても確立されている

1-46),1-47)。式(1.2)に線形累積損傷則を表す。 

DTotal = DF + DC 

 

DTotal はクリープ疲労損傷度，DF は疲労損傷度，DC はクリープ損傷度である。疲労損傷度

を表す DFは破断サイクル比である。すなわち，保持のない疲労試験における破断サイクル

（Nf0）を基準とし，保持を導入したクリープ疲労試験における破断サイクル（Nf）を比で

表した結果である。式(1.3)に DFの算出式を示す。 

DF =
𝑁𝑓

𝑁𝑓0
 

クリープ損傷度を表す DCの算出方法は時間消耗則と延性消耗則に大別される。時間消耗則

は式(1.4)に示されるようにクリープ破断時間と保持時間の総和との比で表される。 

DC = 𝑁𝑓 ∫
𝑑𝑡

𝑡𝑟

𝑡𝐻

0

 

ここで，𝑡𝐻は保持時間，𝑡𝑟はクリープ破断時間である。ただし，ひずみ保持中は応力緩和を

生じるため，応力の変化に応じて基準となるクリープ破断時間が経時変化する。したがっ

て，予め応力とクリープ破断時間の関係を得ておく必要がある。時間消耗則によって算出

されるクリープ損傷度は，ひずみ保持中の任意時間における応力に対応するクリープ破断

時間を基準とした微小時間の比を保持時間の間隔で積分し，サイクル数を乗じた結果であ

る。一方で，延性消耗則は式(1.5)に示されるようにクリープ破断延性と保持中の累積クリ

ープひずみの比で表される。 

DC = 𝑁𝑓 ∫
𝑑𝜀𝑐

𝜀𝑓

𝑡𝐻

0

 

ここでfはクリープ破断延性である。ただし，クリープ破断延性はひずみ速度によって変化

する。したがって，ひずみ速度と破断延性の関係を予め得ておく必要がある。また，dcは

微小時間における微小ひずみ変化であり，保持中の応力緩和挙動から算出される。延性消

耗則によって算出されるクリープ損傷度は，ひずみ保持中の任意の時間におけるひずみ速

度に対応するクリープ破断延性を基準とした微小ひずみ変化を保持時間の間隔で積分し，

サイクル数を乗じた結果である。以上のように，DC の算出方法は複数あるが，時間消耗則

の方が延性消耗則よりもクリープ損傷を過小評価するという報告もなされている 1-45)。 

(1.2) 

(1.3) 

(1.4) 

(1.5) 
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図 1-20 線形累積損傷則における各損傷度の算出フロー 1-45) 

 

 

 以上の計算から得られた疲労損傷度 DFとクリープ損傷度 DCをプロットし寿命評価を行

う。一例を図 1-21に示す 1-49)。各条件に応じた DFと DCをプロットしていくと，損傷度を

許容できる領域を定義できる。試験条件もしくは実機の稼働状況から DCを見積もった場合

に，許容領域内にてDFが算出可能となる。一般的にDCの大きい領域ではDFは小さくなり，

DC の小さい領域では DF は大きくなる。したがって，単純な疲労試験での寿命低下量だけ

でなく，クリープ損傷度を考慮したうえでの繰り返し回数の許容回数を状況に応じて算出

できる。 

 Ti合金の CDFでは Debit，すなわち疲労損傷度のみの考え方が主流となっている。一方

で，クリープ損傷度によって繰り返し回数の許容値を設定できる線形累積損傷則を適用で

きれば，繰り返し回数をより大きく許容できる可能性が高い。したがって，CDF において

も線形累積損傷則は有用であると考えられる。しかしながら，Ti合金の CDF では検討実績

がなく，未知の部分が多い。また，制御モードだけでなく拡散や酸化を生じない点でも厳

密には CDF は高温クリープ疲労と異なっている。そのため，CDF の線形累積損傷則につ

いては，適用可能性の有無から検討しなければならない。 
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図1-21 Ni基合金の高温クリープ疲労における疲労損傷度DFとクリープ損傷度DCのプロ

ット結果 1-49) 
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1.5 研究の目的 

  

Ti合金は 0.15Tmの低温領域においてもクリープ変形し，保持による疲労寿命の低下を生

じる。この保持疲労（CDF）に関しては，最大引張応力，保持時間，ミクロ組織の影響を

大きく受けることが知られている。各因子に起因した破断サイクルの低下に関しての研究

は多くなされており，ミクロなひずみ導入などの検討はなされているものの，CDF 試験に

おけるマクロな変形挙動の解釈について詳細を議論した報告はほとんどない。そのため，

本研究では CDFにおける変形挙動を解明し定式化することを目的とする。 

また，CDF の寿命評価に関しても報告例は少なく，特にクリープの影響を考慮した寿命

評価方法は非常に少ない。加えて，高温クリープ疲労の分野における寿命評価にはクリー

プの影響を考慮した手法もあり，適用の検討が望まれている。そこで，本研究では線形累

積損傷則を用いてクリープの影響を考慮したCDFの寿命評価方法を提案することも目的と

する。 
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1.6 本論文の構成 

 

本論文は以下の全 7章から構成される。 

 

1章 序論 

2章 CDF寿命への負荷応力の影響 

3章 CDF寿命への保持時間の影響 

4章 CDF寿命への線形累積損傷則の適用 

5章 CDFにおける負荷中のクリープ変形 

6章 線形累積損傷則を用いた CDF寿命予測 

7章 結論 

 

2 章では Ti-6Al-4V の Cold-Dwell-Fatigue 特性に影響を与える因子として，応力が与え

る影響を把握する。破断サイクルと応力影響をはじめ，そのときのひずみ変化についても

検証する。また，ミクロ組織の影響として特に針状と等軸にも着目し，規格化応力を用

いることで一様な整理を試みる。3 章では保持時間が CDF特性に与える影響を把握する。

これまで検証されていなかった長時間保持領域の特性も取得する。4章では線形累積損傷則

の適用を試みる。加えて，クリープ損傷度の算出方法についても検討する。5 章では CDF

中のひずみ変化をクリープ回帰式にて整理する。クリープ回帰式のベースには Blackburn

の式を用い，係数と試験条件の関係を得ることで，逆回帰も試みる。最終的にはひずみ変

化を定式化し，クリープ損傷予測につなげる。6章では 5章で得られたひずみ回帰式を用い

ることでクリープ損傷が算出し，クリープ損傷とサイクル寿命の関係を得る。その結果と 4

章で検討した線形累積損傷則をもとに，サイクル寿命を予測する。本論文の構成の模式図

を図 1-22に示す。 
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図 1-22 本論文の構成 
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2章 CDF 寿命への試験応力の影響 

2.1 緒言 

  

疲労現象において最大荷重の増加は破断サイクルの低下につながる。一般的に，S-N 曲

線と呼ばれる応力振幅と破断サイクルの関係では，応力振幅の増加に伴い破断サイクルが

低下する 2-1),2-2)。106~107程度の高サイクル領域では SN 曲線の傾向が変化する場合もある

が，本研究で取り扱う 105サイクル以下の領域では，応力振幅と破断サイクルの関係は一様

に整理できる。一方で，保持を導入した CDF現象の場合においても，保持時間を一定とし

たときに最大引張応力（＝応力振幅）の増加に伴う破断サイクルの減少が確認されている

2-3)-2-6)。しかしながら，LCF と CDF の応力感受性は異なる。最大引張応力の増加に伴い，

LCF と CDF の破断サイクルはいずれも低下するが，CDF 破断サイクルの方がより大きく

低下する。反対に，最大引張応力を減少させると CDF破断サイクルは顕著に増加する。す

なわち，LCFと CDFの破断サイクルの差分は，高応力ほど大きくなり，低応力ほど小さく

なる。一定の応力レベル以下では LCF と CDF の破断サイクルには差異生じなくなると報

告されている。例えば，最大引張応力が耐力と同程度の場合には 1桁～2桁近く破断サイク

ルが低下するのに対し，最大引張応力が耐力の約 70%となると CDF と LCF の破断サイク

ルには差異を生じないという報告もある 2-6)。こうした CDF 破断サイクルへの応力感受性

には，クリープ現象が大きく影響していると考えられる。純 Tiおよび Ti合金の室温クリー

プにおいて，高応力時は 1次クリープ，2次クリープ，3次クリープといった明らかなクリ

ープ変形挙動を示し破断に至る 2-7)-2-10)。一方で，低応力になるにつれ変形量は小さくなり，

破断しない応力域も存在する。すなわち，クリープの影響が大きな応力域では CDF破断サ

イクルが大きく低下し，クリープの影響が小さな応力域では CDF 破断サイクルが LCF と

ほぼ同等となると考えられる。以上のように，破断サイクルと応力の関係については，数

多くの報告がある。しかしながら，応力の変化によるクリープの影響，特にクリープ変形

の観点から CDF現象を論じた例は少ない。CDF試験中のひずみ変化が LCF試験時のひず

み変化よりも大きいことを示す報告はあるものの，クリープの影響については考察されて

いない。また，応力の変化が破壊形態に及ぼす影響についても未知である。 

また，応力の影響としては R比の検証も十分になされていない。一般的に CDFでは，使

用環境模擬の側面もあり，引張-ゼロ荷重の R＝0 (もしくは 0.01) の条件で実施されること

が大半である。しかしながら，学術的には，最大引張応力だけでなく平均応力の影響や除

荷の影響を考察するために R比の影響も検証する必要がある。 

また，1章で述べたように CDF 寿命にはミクロ組織も影響を及ぼす。ミクロ組織につい

ては，集合組織の影響および成分の影響に言及した報告が多い。集合組織としては

MTR(Micro texture Region)と呼ばれる局所的な集合組織がファセットの起点となり破断
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サイクルを大きく低下させる要因となるとされている 2-11)-2-13)。化学組成に関しては，

Ti6242 から Ti6246 へ Mo 量が増加するにつれて CDF 感受性が小さくなるとされている

2-14)。一方で，相の形態に着目したうえで針状，等軸の影響を述べた例は少ない。ミク

ロ組織は引張特性にも影響を与えるため，引張強度，耐力といった指標によって最大引張

応力を規格化することで，CDF 特性に与えるミクロ組織の影響を一様に整理できる可能性

がある。 

以上のように，CDF による破断サイクルの低下量と最大応力は相関を持って変化するが，

破壊形態およびひずみ変化も一定の変化にも一定の相関関係があるのかは未知である。そ

こで本章では，応力が破断サイクルに与える影響を再検証したうえで，ひずみ変化および

破壊形態へのクリープの影響を考察する。これに加え，R比の影響，ミクロ組織の影響も応

力の影響として取扱い，CDF特性への影響を検証および考察する。 
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2.2 実験条件 

2.2.1 供試材 

  

供試材には Ti-6Al-4V（wt.%）を用いた。2種類のビレット材の化学成分を表 2-1に示す。

ビレットⅠは 973K×7,200s→空冷の熱処理のみ実施しビレット形状のまま使用した。ミク

ロ組織観察結果を図 2-1(a)に示す。電子顕微鏡の反射電子像の結果であり，組成や方位によ

ってコントラストが変化する。ここでは，黒い相および灰色の相が相，白い相が相であ

る。ビレットⅠのミクロ組織の大部分は等軸相で構成されており，粒界に少量の相が存

在している。等軸相の粒径は約 20mであった。ビレットⅡは熱間鍛造によって板状に成

形した。高さ 190mm ビレットを 1,123K に加熱し，高さ 30mm になるよう熱間鍛造し板

状に成形した。熱間鍛造後には熱処理を施し，等軸相と針状相の体積率を制御した。

1,223K×7,200s→炉冷，973K×7,200s→空冷の条件で熱処理した場合のミクロ組織を図

2-1(b)に示す。ビレットⅠとほぼ同様に等軸相と粒界相で構成されているが，わずかに針

状相も存在している。しかしながら，大部分は等軸相であり，その粒径は約 10m であ

った。次に，1,223K×7,200s→空冷，973K×7,200s→空冷の条件で熱処理した場合のミクロ

組織を図 2-1(c)に示す。等軸相と針状相の体積率がほぼ同等であり，粒界には相が存在

している。等軸相の粒径は約 10m，針状相の幅は約 0.5m であった。以上のように，

3 種類の粒径および等軸相と針状相の体積率の異なる組織を有する素材を用意した。以

降，これらを区別するために，図 2-1(a)の素材を「Equiaxis A」，図 2-1(b)の素材を「Equiaxis 

B」，図 2-1(c)の素材を「Bimodal」と呼ぶこととする。 

 

表 2-1 供試材の化学成分（wt.%） 

 Ti Al V Fe O N C 

ビレットⅠ Bal. 6.43 4.02 0.16 0.19 0.006 0.014 

ビレットⅡ Bal. 6.40 4.12 0.16 0.17 0.025 0.028 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-1 供試材のミクロ組織． (a)ビレットⅠ：Equiaxis A材，(b)ビレットⅡ鍛造後炉冷熱

処理：Equiaxis B材，(c)ビレットⅡ鍛造後空冷熱処理：Bimodal材． 
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2.2.2 強度試験 

 

 強度試験では引張試験，疲労試験，クリープ試験を実施した。引張試験の試験片形状は

図 2-2に示すようにφ6，ゲージ長さ 30mmとした。試験温度は室温（約 25℃），ひずみ速

度は 3.3×10-3s-1で実施した。試験機には島津製オートグラフ試験機を用いた。疲労試験の

試験片形状は図 2-3に示すように平行部φ6，ゲージ長さ 40mmとした。負荷波形は図 2-4

に示す。保持のない単純な繰り返し波形の LCF 試験と，保持のある台形波の CDF 試験を

実施した。LCF試験，CDF試験ともに制御モードは荷重制御とし，除荷負荷時間はそれぞ 

れ 2s であり，最大引張応力は 779MPa~876MPa とした。これは後述する各ミクロ組織の

0.2%耐力に対する 85%~96%の応力に相当する。CDF 試験時の保持時間は本章では 120s

で統一した。また，R比は 0, 0.33, 0.67の 3条件を実施した。いずれの試験も大気中で行

い，試験温度は室温（約 25℃）であった。なお，試験機には MTS 社製の油圧サーボ試験

機を用いた。また，伸び計に関しては，全体の変形量が大きく測定範囲外となってしまう

点，かつ，破断時に最後まで追従できずにガラス棒が毎回破損してしまう点を考慮し，本

試験では取り付けなかった。そのため，ひずみ量は試験機のストローク変化を試験片平行

部長さで除すことで算出した。クリープ試験の試験片形状は図 2-5に示すように平行部φ6，

ゲージ長さ 30mm とした。室温（約 25℃）にて 876MPa の応力を付与してクリープ試験

を行った。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-2 引張試験片図面 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-3 疲労試験片図面 
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図 2-4 疲労試験時の負荷波形．(左)保持無しの LCF試験，(右)保持有りの CDF試験． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-5 クリープ試験片図面 
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2.2.3 破面およびミクロ組織観察 

 

破面観察は，試験片をアセトン，エタノール，純水の順でそれぞれ 15min ずつ超音波洗

浄した後に実施した。破面の SEM 観察には SU-5000 を用い，加速電圧 15kV，

WD=15~20mm の条件で観察した。ミクロ組織観察時の研磨条件としては，サンプルをエ

メリー紙にて#320，#800，#1200，#2000 まで湿式研磨を施したのち，コロイダルシリカ

の研磨液（コロイダルシリカ:H2O2:H2O=60:10:50）を用いて，13.35Nの面圧にて 40min

以上最終仕上げを行った。ミクロ組織観察のSEMには JSM-7100Fを用い，加速電圧 25kV，

WD=3.5mm の条件で反射電子像を観察した。 EBSD(Electron Back Scattering 

Diffraction)は OIM data collection ver.6.0 にて測定を行い，加速電圧 20kV，測定ピッチ

0.5mの条件とした。また，解析には OIM analysis ver.7.3.1を用いた。 
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2.3 規格化応力による整理 

2.3.1 引張試験結果 

 

 引張試験で得られた応力-ひずみ線図を図 2-6 に示す。材質によらず，ほぼ同様の挙動で

あることが確認された。Equiaxis B材の弾性域がわずかに他の曲線と異なって見えるが，

これは試験開始時の治具のゆるみの影響等と考えられる。また，CDF 試験時に付与する最

大引張応力の設定が室温クリープを議論するうえで適当であるかを評価する必要がある。

hcp構造の材料ではマクロな降伏応力ではひずみ速度の影響が大きく，かつ，降伏応力域で

は様々なすべり系が働いており，室温クリープ現象とは異なる変形機構であると考えられ

る。したがって，室温クリープを議論するには転位の活動を伴う応力以上，かつ降伏応力

以下であることが求められる。亀山らは転位の活動し始める応力として，応力-ひずみ曲線

において d /d が一定値から減少に転じるときの応力をMicro yielding stress（my）と定

義した 2-15)。そのため，本研究においても転位活動開始応力myと降伏応力yを確認してお

くべきである。ただし，d /dの算出時にはデータのばらつきを考慮して 10区間の移動平

均とした。各供試材の応力-ひずみ曲線，ならびに d /dを図−に示す。図−から得られ

た 0.2%耐力（0.2），降伏応力（y）Micro yielding stress（my），破断延性，破断絞りの

結果を表 2-2に示す。0.2%耐力および降伏応力は Equiaxis A材，Equiaxis B材，Bimodal

材の順に大きくなった。0.2%耐力と降伏応力はほとんど同等であり，10MPa以内の差異で

あった。降伏応力は 0.2%耐力の 99%程度の応力と定義することができる。転位活動開始応

力myは必ずしも 0.2%耐力や降伏応力と同様の序列とはならず，小さい方から Equiaxis B

材，Equiaxis A 材，Bimodal 材となった。いずれも 0.2%耐力の 82～83%程度の応力であ

った。すなわち，本研究における CDF 試験での最大引張応力は 0.820.2～0.990.2の範囲

とすることで，室温クリープ現象の影響を正確に反映させられると考えられる。また，破

断延性と破断絞りに関しては，多少のばらつきは認められるものの，素材間の明確な差異

は確認されなかった。 

 

表 2-2 供試材の引張試験結果 

 

 

 

Microstructure 
0.2 

(MPa) 

y 

(MPa) 

my 

(MPa) 

Elongation 

(%) 

Reduction area 

(%) 

Equiaxis A 917 910 765 (0.830.2) 14.5 40.4 

Equiaxis B 921 918 757 (0.820.2) 15.6 43.8 

Bimodal 944 938 773 (0.820.2) 14.3 45.8 
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図 2-6 引張試験によって得られた応力-ひずみ線図 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-7 各供試材の応力-ひずみ曲線と d /dの関係．(a) Equiaxis A材，(b) Equiaxis B材，

(c) Bimodal材． 
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2.3.2 CDF試験結果 

  

先述のようにミクロ組織の違いに由来して 0.2%耐力が異なる。そこで，応力の影響とし

ての比較を一律に行うために，LCFもしくは CDF試験時の最大引張応力を0.2により規格

化した規格化応力を定義した。LCF試験と CDF試験（R=0）の破断サイクル数と規格化応

力の関係を図 2-8に示す。LCF試験，CDF試験いずれも規格化応力の低下に伴い破断サイ

クルは減少した。それぞれの傾向を比較すると，LCF試験に比べて CDF試験では高応力側

での破断サイクルの低下が著しかった。例えば，規格化応力 0.85と 0.95の結果を比較する

と，LCF試験では高応力時に破断サイクルが約 1/5に低下するのに対し，CDF試験では約

1/20に低下していた。この傾向は他の Ti合金において報告されている結果とも一致し，応

力感受性については LCFよりも CDFの方が大きいと示された。また，LCF試験ではミク

ロ組織の影響はほぼ確認されず，片対数グラフ上における同一線上での整理が可能であっ

た。一方で，CDF 試験においてもミクロ組織の影響はあまり大きくないものの，わずかに

Equiaxis A材の方が同一規格化応力時に長寿命であった。等軸相の粒径が同様で針状相

の体積率の異なる Equiaxis B材と Bimodal材の結果がほぼ同等であったことから，規格化

応力で整理することにより等軸相と針状相の体積率の影響は無視できると推察される。

一方で，等軸相の粒径はわずかであるが CDF 寿命へ影響を与えていると考えられる。先

行研究において，CDF 特性にはクリープの影響が大きいと報告されていることからも

2-4),2-16)，等軸相の粒径がクリープ特性に影響していることが示唆される。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-8  LCF試験と CDF試験（R=0）の破断サイクルと規格化応力の関係 
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 LCF 試験と CDF 試験における破断延性と規格化応力の関係を図 2-9 に示す。LCF 試験

後の破断延性は規格化応力にわずかに影響を受けており，規格化応力の減少に伴い緩やか

に減少した。一方，CDF 試験後の破断延性は規格化応力に大きく影響を受けており，規格

化応力約 0.92 以下から破断延性は急激に減少した。低応力であるほど CDF の破断延性は

LCF の破断延性に漸近していた。規格化応力 0.92以上では CDF の破断延性に大きな変化

はないことから，破断延性の上限の存在が示唆される。除荷負荷を伴わない単純なクリー

プ試験の結果でも，このような破断延性の傾向は報告されている。Duttonの報告では，純

Ti の室温クリープ試験結果であるが，引張強度の 78%以上の応力での破断延性はほぼ一定

となり，それ以下の応力域では急激に破断延性が低下していた 2-7) 。したがって，このこと

からも，CDF特性にはクリープ特性が大きく影響していると推察される。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-9 LCF試験と CDF試験における破断延性と規格化応力の関係 

 

 

次に，破面観察結果を図 2-10に示す。Bimodal 材と Equiaxis A材の CDF試験後の破面

観察結果であり，図 2-10(a)~(e)は CDF試験後，図 2-10(f)~(j)は LCF試験後の破面である。

Bimodal 材にて規格化応力 0.93 としたときの CDF 破面では，起点は不明瞭で全体が絞れ

ており，引張試験後のような延性破壊の破面形態であった（図 2-10(a)）。一方で，Bimodal

材にて規格化応力 0.85 としたときの CDF 破面では矢印で示した箇所のように起点が明確

であり，き裂進展領域と判断される部分が確認された（図 2-10(b)）。Equiaxis A材におい

ても傾向は同様であり，高応力側の規格化応力 0.96のCDF破面では起点は不明瞭であり，

低応力側の規格化応力 0.85 の CDF 破面ではき裂の発生が明確でき裂進展領域も試験片中

央部に向かって広がっていることがわかった（図 2-10(c), (e)）。規格化応力 0.90の CDF破

面では，起点は確認されたものの，き裂進展領域は規格化応力 0.85 の場合と比較して小さ
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く，全体としては延性破壊の破面に近い様相を呈していた（図 2-10(d)）。LCF 破面に関し

ては，図 2-10中に矢印で示したように条件に依らず起点は明確であり，き裂進展領域も試

験片中央に向かって広がっていた。Equiaxis A 材の規格化応力 0.96の条件の場合には起点

が複数確認された（図 2-10(h)）。また，これらの破面の拡大観察結果を図 2-11に示す。図

2-11(a)~(e)は CDF 試験後，図 2-11(f)~(j)は LCF 試験後の破面である。Bimodal 材にて規

格化応力 0.93 としたときの CDF 破面には起点が無かったため，中央部の任意箇所を観察

した。全面がディンプル破面となっており，延性ボイドも確認された（図 2-11(a)）。Bimodal

材にて規格化応力 0.85としたときのCDF破面に対しては起点部近傍の拡大観察を行った。

き裂進展によるストライエーションが確認され，規格化応力 0.93 の場合よりも脆性的な破

面形態であった（図 2-11(b)）。Equiaxis A材にて規格化応力 0.96としたときの CDF破面

は中央の任意箇所を拡大しており，Bimodal材の規格化応力 0.93の場合と同様に全面ディ

ンプル破面であった（図 2-11(c)）。規格化応力 0.90 と 0.85 の CDF 破面は起点部近傍を拡

大観察した。規格化応力 0.90 の場合にはき裂進展によるストライエーションが確認され，

さらに一部でディンプルも確認された（図 2-11(d)）。規格化応力 0.85 の場合にはき裂進展

によるストライエーションが確認され，き裂進展部分全体が同様の破面形態であった（図

2-11(e)）。LCF破面に関しては，いずれの条件においてもき裂進展によるストライエーショ

ンが確認され，脆性的な破面形態であった。以上の破面観察結果による破面形態の一覧を

表 2-3 に示す。LCF 試験では規格化応力およびミクロ組織によらず，き裂進展を主とした

脆性的な破壊であった。一方で，CDF 試験においては，ミクロ組織の影響は認められない

が，規格化応力 0.92 以上の高応力域では全面ディンプルを呈する延性破壊を生じており，

規格化応力 0.85 の低応力域では LCF 試験時と同様にき裂進展を主とした脆性的な破壊で

あった。すなわち，高応力域ではクリープ損傷が主体であり，低応力域では疲労損傷が主

体であると推察される。規格化応力 0.90 程度の応力域ではき裂進展によるストライエーシ

ョンとディンプルの両方が観察されたことから，破壊形態および主たる損傷要因の遷移域

であると考えられる。 

 

 

表 2-3 破面形態のまとめ 

max/0.2 0.85 0.85 0.90 0.93 0.96 

Material Bimodal Equiaxis A Equiaxis A Bimodal Equiaxis A 

CDF Brittle Brittle Ductile-Brittle Ductile Ductile 

LCF Brittle Brittle Brittle Brittle Brittle 
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図 2-10 破面観察結果．(a)Bimodal 材，規格化応力 0.93，CDF 試験後，(b)Bimodal 材，

規格化応力 0.85，CDF 試験後，(c)Equiaxis A材，規格化応力 0.96，CDF試験後，(d)Equiaxis 

A 材，規格化応力 0.90，CDF試験後，(e)Equiaxis A 材，規格化応力 0.85，CDF試験後，

(f)Bimodal材，規格化応力 0.93，LCF 試験後，(g)Bimodal 材，規格化応力 0.85，LCF 試

験後，(h)Equiaxis A材，規格化応力 0.96，LCF試験後，(i)Equiaxis A材，規格化応力 0.90，

LCF試験後，(j)Equiaxis A材，規格化応力 0.85，LCF試験後． 

(a) (b) (c) 

(d) (e) (f) 

(g) (h) (i) 

(j) 
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図 2-11 破面拡大観察結果．(a)Bimodal 材，規格化応力 0.93，CDF 試験後，(b)Bimodal

材，規格化応力 0.85，CDF 試験後，(c)Equiaxis A 材，規格化応力 0.96，CDF 試験後，

(d)Equiaxis A材，規格化応力 0.90，CDF試験後，(e)Equiaxis A材，規格化応力 0.85，CDF

試験後，(f)Bimodal材，規格化応力 0.93，LCF試験後，(g)Bimodal材，規格化応力 0.85，

LCF試験後，(h)Equiaxis A材，規格化応力 0.96，LCF試験後，(i)Equiaxis A材，規格化

応力 0.90，LCF試験後，(j)Equiaxis A材，規格化応力 0.85，LCF試験後．スケールバー

は 20m． 

 

 

(a) (b) (c) 

(d) (e) (f) 

(g) (h) (i) 

(j) 
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2.3.3 き裂の発生とミクロ組織 

 

 規格化応力によって CDF試験時の破壊形態が異なることを前項で述べた。延性破壊型と

脆性破壊型に大別されたが，どういったミクロ組織の部分で破壊が生じやすいか，破壊の

生じる起点となりやすい部分はどこか，など詳細を検証する必要がある。そこで，中断試

験と断面観察によって，損傷の発達する過程を調査した。破壊の傾向は規格化応力によっ

て整理できたため，本項では Equiaxis A材を代表として，高応力域（規格化応力 0.96）と

低応力域（規格化応力 0.85）での中断試験を実施した。中断サイクルは破断サイクルの 25%，

50%，75%に相当するサイクルとし，それぞれの中断材を準備した。中断材の平行部中央を

切断し，断面の反射電子像の取得および EBSD 測定を行った。それぞれの規格化応力と中

断サイクルにおける反射電子像を図 2-12に示す。規格化応力 0.85のとき，25%破断サイク

ルですでに内部の微小き裂は発生していた。き裂は相粒内に発生しており，直線的な形状

であった。50%破断サイクルでは粒内き裂が粒界に達しており，75%破断サイクルでは隣接

する結晶粒へ微小き裂が伝播していた。伝播したき裂は偏向していたことから，結晶粒ご

とにき裂の生じやすい方位を持つことが考えられる。破断サイクルを迎えた試験片に関し

ては，主き裂は破面を形成しているが，本観察は破面から離れたゲージ内部を観察した結

果である。微小き裂は 3 結晶粒以上にわたって伝播していた。これらは異なる試験片で中

断材を作製した結果であるが，微小き裂の長さには寿命比との相関関係が認められ，寿命

比の増加に伴い微小き裂が増加していた。一方で，規格化応力 0.96 の場合にも，微小き裂

の発生自体は同様に 25%破断サイクルの時点で粒内に確認された。しかしながら，その後

のき裂成長は確認されず，1結晶粒内の微小き裂のみ点在していた。このことは，微小き裂

の発生自体は早期に生じるものの，主たる破壊要因は微小き裂ではない可能性を示唆する。

図 2-10，2-11 のように規格化応力 0.96 の場合の破壊形態が延性破壊であったことからも，

微小き裂の進展が主要因でないと考えられる。 
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図 2-12 Equiaxis A 材を用いた中断材の断面反射電子像．(a)規格化応力 0.85，25%破断サ

イクル，(b)規格化応力 0.85，50%破断サイクル，(c)規格化応力 0.85，75%破断サイクル，

(d)規格化応力 0.85，100%破断サイクル，(e)規格化応力 0.96，25%破断サイクル，(f)規格

化応力 0.96，50%破断サイクル，(g)規格化応力 0.96，75%破断サイクル，(h)規格化応力

0.96，100%破断サイクル．スケールバーは 10m． 
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 次に，微小き裂の生じやすい結晶粒の特徴について考える。EBSD測定によって，図 2-13

に示すようにき裂はいずれも hcp構造の底面に沿う形で発生していた。また，図 2-14，2-15

には EBSD 測定から得られたシュミット因子の算出結果を示す。シュミット因子はすべり

系に働く分解せん断応力への負荷応力の寄与割合を表す指標である。分解せん断応力は式

(2.1)によって算出される。 

𝜏 = 𝜎 ∙ 𝑐𝑜𝑠𝜑 ∙ 𝑐𝑜𝑠𝜃 

ここで，𝜏は分解せん断応力，は垂直断面に加わる応力， 𝜑はすべり面の法線方向と引張

方向とのなす角，はすべり面内のすべり方向と引張方向のなす角である。シュミット因子

は𝑐𝑜𝑠𝜑 ∙ 𝑐𝑜𝑠𝜃の部分を指す。シュミット因子が大きいほど，すべり変形が生じやすく，その

最大値は 0.5である（𝜑 = 𝜃 = 45°のとき）。図 2-14，2-15においては，シュミット因子を

0から 0.1刻みで色分けして示した。図 2-14には柱面の<a>転位，すなわち{1̅100}〈112̅0〉の

シュミット因子結果を示した。ただし，負荷方向は紙面横方向である。また，き裂の生じ

ていた部分を白枠で示した。微小き裂の発生していた部分は{1̅100}〈112̅0〉のシュミット因子

の比較的低い部分に一致した。しかしながら，シュミット因子の低い粒全てに微小き裂が

入るわけではなかった。図 2-15には図 2-14と同一箇所における底面の<a>転位，すなわち

｛0001｝<11-20>のシュミット因子の結果を示した。微小き裂の発生箇所は{0001}〈112̅0〉の

シュミット因子の高い部分と概ね一致していた。また，図 2-14 において{1̅100}〈112̅0〉のシ

ュミット因子が低いにも関わらず微小き裂が生じていなかった粒は，{0001}〈112̅0〉のシュミ

ット因子が比較的小さかった。したがって，微小き裂の発生しやすい粒の特徴として，

{1̅100}〈112̅0〉のシュミット因子が低く，かつ，{0001}〈112̅0〉のシュミット因子が高いことが

挙げられる。また，その差分も影響している可能性がある。加えて，このような特徴を有

する粒が集合している場合には，微小き裂が連続して発生し，早期に連結することで大規

模なき裂となる懸念も想定される。 

{1̅100}〈112̅0〉のシュミット因子の低い粒で底面に沿って微小き裂が発生することは Qui

らの報告にもある Ti6242の結果とも一致する 2-14),2-17)。Ti-6Al-4Vに関する報告はこれまで

なかったものの，同様の傾向が上記の検証の結果から得られた。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-13 内部の微小き裂と結晶方位の模式図 

(2.1) 
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図 2-14 Equiaxis A材を用いた中断材の{1̅100}〈112̅0〉のシュミット因子．負荷方向は紙面

横方向であり，き裂発生部は白枠部と一致．(a)規格化応力 0.85，25%破断サイクル，(b)規

格化応力 0.85，50%破断サイクル，(c)規格化応力 0.85，75%破断サイクル，(d)規格化応力

0.85，100%破断サイクル，(e)規格化応力 0.96，25%破断サイクル，(f)規格化応力 0.96，

50%破断サイクル，(g)規格化応力 0.96，75%破断サイクル，(h)規格化応力 0.96，100%破

断サイクル．  
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図 2-15 Equiaxis A材を用いた中断材の{0001}〈112̅0〉のシュミット因子．負荷方向は紙面

横方向であり，き裂発生部は白枠部と一致．(a)規格化応力 0.85，25%破断サイクル，(b)規

格化応力 0.85，50%破断サイクル，(c)規格化応力 0.85，75%破断サイクル，(d)規格化応力

0.85，100%破断サイクル，(e)規格化応力 0.96，25%破断サイクル，(f)規格化応力 0.96，

50%破断サイクル，(g)規格化応力 0.96，75%破断サイクル，(h)規格化応力 0.96，100%破

断サイクル．  
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2.3.4 負荷サイクルに伴うひずみの変化 

  

CDF試験では図 2-9にて示されたように，破断した試験片は LCF試験と比較して大きく

変形していた。既出論文の中でも CDF 試験中の負荷サイクルに伴うひずみの変化が LCF

試験時のそれよりも大きいことを示す報告はあるものの，クリープの影響については明確

に考察されていない。また，図 2-10，2-11 の破面形態では延性破壊も確認されている。加

えて，中断試験においてもき裂進展以外の要因が破壊の主要因となっている可能性が示唆

されている。CDF 試験へのクリープの影響が大きいことは明白であり，本項では CDF 試

験中の負荷サイクルに伴うひずみの変化をクリープ変形の観点から考察する。 

 CDF試験におけるひずみ変化の大部分は保持中に導入されている。CDF試験中に生じる

ひずみ変化は，非弾性ひずみの変化であり，塑性ひずみ成分とクリープひずみ成分の和で

ある。そこで，図 2-16の赤線で示すように，保持中の非弾性ひずみ変化を抽出し（各サイ

クルの塑性ひずみも含まれる）累積していくことで累積の保持時間と非弾性ひずみ変化の

関係を探った。なお，規格化応力条件を 3条件実施している Equiaxis A材を代表例として

議論することとする。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-16 保持中のひずみ変化の抽出の概念図．上側のように応力制御中に下側のようなひ

ずみ変化が得られる． 

 

 

累積保持時間と非弾性ひずみ変化の関係を図 2-17に示す。また，破断時間に大きな差が

あるため，それぞれの破断時間を基準として累積保持時間を規格化した結果，すなわち寿

命比で表した結果を図 2-18に示す。保持中の非弾性ひずみ変化は一般的な高温クリープに

て生じる 1次クリープ，2次クリープ，3次クリープを有する曲線を描いた。また，非弾性

ひずみは高応力ほど短時間で増加する傾向にあり，破断時のひずみ量も大きかった。また，

3次クリープ領域はごく短時間であり，局所絞りの影響によるものと考えられた。局所絞り
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の発生するひずみ量を見積もるため，破断後の試験片の均一変形部分の直径を測定した。

その結果，均一変形部分の絞りから算出されるひずみ量が，2次クリープ領域までのひずみ

量に一致した。したがって，CDF 試験中に確認される 3次クリープは，局所絞りによる真

応力増加に起因すると推察される。この傾向は規格化応力が大きいほど顕著であった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-17 累積保持時間と非弾性ひずみ変化の関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-18 寿命比と非弾性ひずみ変化の関係 

 

 

次に，ひずみ変化を時間微分したひずみ速度と累積保持時間の関係を図 2-19に示す。ま

た，累積保持時間を規格化したときのひずみ速度の関係を図 2-20に示す。ひずみ速度の絶

対値は規格化応力の増加に伴い増加した。104s 程度まではひずみ速度は単調に減少し，そ

の減少傾向は規格化応力にほとんど依存しない一方，104s 以降では，規格化応力が大きい

ほど早期に最小ひずみ速度を示し，ひずみ速度は増加に転じた。最小ひずみ速度を示す寿

命比は規格化応力に依存せず，寿命比 0.5~0.6程度のとき最小ひずみ速度を示した。一方で，

最小ひずみ速度自体は規格化応力に大きく依存しており，規格化応力の増加に伴い大きく
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なった。その関係を図 2-21 に示す。規格化応力が 0.85 の場合の最小ひずみ速度は 1.5×

10-7s-1であったのに対し，規格化応力が 0.96の場合の最小ひずみ速度は 1.1×10-4s-1であっ

た。CDF 試験の規格化応力の範囲内で約 3 桁の最小ひずみ速度の変化を伴うことが示され

た。応力と最小ひずみ速度の関係としては Norton 則が一般的である 2-18)。Norton 則では

最小ひずみ速度が応力の指数関数で表されるが，このときの指数を応力指数と呼ぶ。多く

の金属材料の高温クリープでは応力指数が 3~5である一方で，図 2-21のプロットから算出

される応力指数は 56 であった。この非常に高い応力指数は Ti 合金の室温クリープ特有の

ものである。佐藤らの報告と出口らの報告では Ti-6Al-4Vの室温クリープにおける応力指数

は 30~110と幅を持つが 2-19),2-20)，CDF試験の保持中のひずみ変化における応力指数はそれ

らのほぼ中間であった。以上のことから，CDF 試験の保持中のひずみ変化について，室温

クリープの影響を大きく受けていることが示唆された。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-19 ひずみ速度と累積保持時間の関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-20 寿命比とひずみ速度の関係 

 

1.E-10

1.E-08

1.E-06

1.E-04

1.E-02

1.E+00

1.E-01 1.E+01 1.E+03 1.E+05 1.E+07

In
el

as
tic

 
st

ra
in

 
ra

te
  

/s
-1

Total dwell time /s

0.96σ0.2

0.90σ0.2

0.85σ0.2

1.E-10

1.E-08

1.E-06

1.E-04

1.E-02

1.E+00

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2

In
el

as
tic

 
st

ra
in

 
ra

te
  

/s
-1

Normalized total dwell time

0.96σ0.2

0.90σ0.2

0.85σ0.2



 

48 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-21 規格化応力と最小ひずみ速度の関係 
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2.4  CDF寿命への応力比の影響 

2.4.1 CDF試験結果 

  

一般的に CDF試験は R=0もしくは R=0.01で行われており，R比の検討例は少ない。し

かしながら，R比の変化により平均応力および応力振幅も変化するため，応力状態の検討と

しては必要な項目の一つである。Bimodal材を用いて規格化応力0.93にて，R＝0, 0.33, 0.67

の 3水準の 120s保持の CDF試験と保持の無い LCF試験を実施した。R比と破断サイクル

の関係を図 2-22に示す。R 比の増加に伴い破断サイクルは増加した。R比の増加によって

応力振幅が小さくなるが，応力振幅と破断サイクルには相関関係があることを竹内らは報

告している 2-21)。この報告の中では応力振幅の低下に伴い破断サイクルは増加しており，本

研究の結果とも傾向が一致する。LCF 試験も CDF 試験も R 比の増加に伴い破断サイクル

が増加しているものの，LCF と比べて CDF の方がその増加量は小さかった。R=0 のとき

の LCF 破断サイクルと CDF 破断サイクルの比は約 0.05 であったのに対し，R=0.67 のと

きは約 0.01 であった。R 比の増加により CDF 感受性はより大きくなったことを意味する

が，その理由としては平均応力の増加と除荷負荷回数の増加が考えられる。特に除荷負荷

回数増加の影響が大きいと考えられる。Ti 合金の室温クリープ試験において，除荷および

再負荷により，遷移クリープが再度大きく現れることとクリープ速度の上昇が報告されて

いる 2-22),2-23)。このことから，除荷と再負荷が短寿命化につながることが示される。したが

って，R比が大きく応力振幅の小さな条件では除荷回数が必然的に多くなるゆえに，除荷に

よるクリープ加速の影響がより顕著に現れ，相対的に CDF感受性を高めていたのではない

かと推察される。次に，R比と破断延性の関係を図 2-23に示す。また，R=1の条件に相当

するとして，クリープ試験の結果も併記した。CDF 試験だけでなくクリープ試験の結果も

合わせて，R比の変化によらず破断延性は一定であった。したがって，破断延性は最大引張

応力に依存し，一定の延性に到達することで破断に至るとも考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-22  R比と破断サイクルの関係 
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図 2-23  R比と破断延性の関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

0

2

4

6

8

10

12

14

16

18

20

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2

E
lo

ng
at

io
n 

/%

R ratio

CDF

LCF



 

51 

 

2.4.2 負荷サイクルに伴うひずみの変化 

 

 2.3.4 項と同様に，R 比を変化させた場合においても CDF 試験の保持中のひずみ変化を

検討した。累積保持時間と累積ひずみの関係を図 2-24に示す。R比の増加に伴い破断時間

は増加した。これは破断サイクルの増加と同様の要因であると考えられる。また，R比の変

化によらず，いずれの曲線も 1次クリープ，2次クリープ，3次クリープを描いた。各クリ

ープ領域を示すひずみ量が同等であり，1次クリープは約 0~5%，2次クリープは約 5~11%，

3 次クリープは約 11%以上のときに一致していた。すなわち，図 2-23の結果も含めて，ひ

ずみ量の関係は R 比に影響せず，1 サイクルあたりのひずみ蓄積量のみが R 比に影響する

と推察される。次に，最小ひずみ速度について考察する。最小ひずみ速度に到達する寿命

比と R比の関係を図 2-25に示す。最小ひずみ速度に到達する累積時間自体は R比によって

異なるが，寿命比で比較した際にはいずれも 0.45～0.6 程度であり，R 比に依らなかった。

最小ひずみ速度とR比の関係を図 2-26に示す。R比の増加に伴い最小ひずみ速度は低下し，

R=1 となるクリープ試験で最も小さくなった。クリープ試験を基準としたときに，除荷量

の程度によって最小クリープ速度を上昇させると考えることもできる。先述の破断サイク

ルと R比の関係についての考察と同様の傾向を示すこととなり，除荷量という観点は CDF

試験において重要な因子であると示唆される。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-24 累積保持時間と非弾性ひずみ変化の関係 
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図 2-25 累積保持時間と非弾性ひずみ変化の関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2-26 最小ひずみ速度と R比の関係 
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2.5 結言 

  

本章では応力が Ti 合金の CDF 破断サイクルに与える影響を再検証したうえで，ひずみ

変化および破壊形態へのクリープの影響を考察した。これに加え，R比の影響，ミクロ組織

の影響も応力の影響として取扱い，CDF特性への影響を検証および考察した。 

 得られた知見を以下に示す。 

 

⚫ 規格化応力で整理すると等軸相と針状相の体積率の影響はほぼ無視できた。一方で，

等軸相の粒径はわずかであるが CDF寿命へ影響を与えていると考えられる。CDF試

験後の破断延性は規格化応力に大きく影響を受けており，規格化応力約 0.92 以下から

破断延性は急激に減少した。低応力であるほど CDF の破断延性は LCF の破断延性に

漸近していた。規格化応力 0.92 以上では CDF の破断延性に大きな変化はないことか

ら，破断延性の上限の存在が示唆される。 

 

⚫ 破面形態の観察結果から，高応力域ではディンプルに代表されるクリープ損傷が主体

であり，低応力域ではストライエーションに代表される疲労損傷が主体であると推察

される。規格化応力 0.90 程度の応力域ではき裂進展によるストライエーションとディ

ンプルの両方が観察され，破壊形態の遷移域であると考えられる。 

 

⚫ 微小き裂は hcp 構造の底面に沿って発生しており，発生しやすい粒の特徴として，

{1̅100}〈112̅0〉のシュミット因子が低く，かつ，{0001}〈112̅0〉のシュミット因子が高いこ

とが挙げられる。また，その差分も影響している可能性がある。また，低応力域では

微小き裂が寿命比の増加に伴い長くなった一方で，高応力域では微小き裂の成長は認

められなかった。 

 

⚫ 保持中の非弾性ひずみ変化は一般的な高温クリープにて生じる 1次クリープ，2次クリ

ープ，3次クリープのような領域を描いた。最小ひずみ速度は規格化応力に大きく依存

しており，Norton則における応力指数は 56であった。 

 

⚫ R 比の増加に伴い破断サイクルは増加したが，CDF 感受性は大きくなった。除荷負荷

回数の増加が影響している可能性が考えられる。R比の変化によらず破断延性は一定で

あった。したがって，破断延性は最大引張応力に依存し，一定の延性に到達すること

で破断に至るとも考えられる。R 比の増加に伴い最小ひずみ速度は低下し，R=1 とな

るクリープ試験で最も小さくなった。クリープ試験を基準としたときに，除荷量の程

度によって最小クリープ速度を上昇させると考えることもできる。 
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3章 CDF 寿命への保持時間の影響 

3.1 緒言 

 

一般的な高温クリープ疲労においては，保持時間の増加に伴い破断サイクルが減少する

とされている 3-1)-3-3)。例えば，改良 9Cr鋼の 700℃でのクリープ疲労時（ひずみ範囲 1.0%）

の破断サイクルは，保持時間 600s の場合に LCF と比較して約 0.7 倍，保持時間 1800s の

場合に約 0.5 倍であった。SUS316 で同様の条件の場合は，保持時間 600s のとき LCF の

約 0.2 倍，保持時間 1800s のとき約 0.15 倍であった。さらに長時間保持としたときにも，

寿命低下は確認されるが，その低下量は小さくなると報告されている 3-4)。このように，保

持時間の増加に伴い破断サイクルが減少する傾向は一致するものの，減少量および保持時

間との相関関係は材質によって大きく異なる。 

Ti合金の CDFにおける保持時間の影響については，高温クリープ疲労と同様に保持時間

の増加に伴い破断サイクルは減少する報告がある 3-5)-3-8)。2章にて述べたように最大引張応

力の影響もあるが，LCF と比較したときに保持時間 120s の CDF 試験の破断サイクルが

1/10（0.1倍）以下となる。一方で，120s以上の保持を導入しても，破断サイクルの減少は

確認されないとの報告もある 3-9)。ただし，これらの報告は保持時間 1200s以下における検

証結果であり，長時間保持の傾向を明確に示しているとは言い難い。例えば，先述の高温

クリープ疲労では 36,000s の長時間保持についても検証が重ねられており，CDF において

も長時間保持の検証は必要であると考えられる。加えて，CDF による破断サイクルの下限

値が存在するかについても検証された例はなく，寿命低下量を議論する上では知見を得る

必要がある。 

 応力の影響を考えた際と同様に，負荷サイクルに伴うひずみの変化の挙動についても未

知の部分が多い。Wang らの報告では，保持時間 120s と 600s の条件を比較したとき，試

験時間の累計が同等であれば累積ひずみ量も同等であった 3-9)。一方で，同サイクル数の時

には 600s 保持のひずみ量の方が大きかった。このことは，1 サイクルあたりに導入される

ひずみ量は保持時間の増加に伴い上昇することを示す。しかしながら，この傾向がどこま

で適用され，クリープの影響範囲がどの程度であるかに関しては，保持時間の条件が少な

く判断できない。また，保持時間によってクリープの影響の程度が変化する場合に，破壊

形態等，マクロな損傷形態の変化も生じるかについても定かではない。 

 以上より，本章では Ti 合金の CDF 寿命に与える保持時間の影響について，従来よりも

広い保持時間の範囲で検証する。また，そのときの負荷サイクルに伴うひずみの変化およ

び破壊形態へのクリープの影響を考察する。 
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3.2 実験方法 

  

2 章にて用いた Bimodal 材を本章での供試材とした。化学組成およびミクロ組織は 2 章

にて記載の通りである。疲労試験に用いた試験片形状および試験機も 2 章と同様である。

制御モードは荷重制御であり，大気環境，室温（約 25℃）の条件にて試験した。負荷波形

は図 3-1に示す。最大引張応力を 876MPa（規格化応力 0.93）として，保持時間を 0s~1800s

まで変化させた。保持時間 0sの場合は LCFであり，その他の保持時間を有するものは CDF

である。また，このときの最大引張応力は Bimodal 材の 0.2%耐力の 93%に相当する。除

荷負荷時間はそれぞれ 2sとした。さらに，クリープ試験も 876MPa×25℃の大気中で実施

した。 

 破面観察も 2章と同様の条件で実施した。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-1 本章における疲労試験の負荷波形 
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3.3 CDF試験結果 

  

本章では Bimodal 材を用いて規格化応力 0.93 としたときの保持時間の影響を検討する。

図 3-2 に保持時間と破断サイクルの関係を示す。ただし，疲労試験は保持時間 0s としてプ

ロットした。保持時間の増加に伴い破断サイクルは単調減少した。保持時間 0s の LCF 試

験では 11,023サイクルにて破断したのに対し，保持時間 120sの CDF試験の破断サイクル

は 578 サイクル，保持時間 1800s の破断サイクルは 117 サイクルであった。Wang らの報

告とは異なり，保持時間 120s以上の保持でも明らかに破断サイクルが減少することが示さ

れた。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-2 保持時間と破断サイクルの関係 

 

 

長時間保持による破断サイクルの減少傾向が 1800s 保持まで確認されたが，より長時間

保持とした場合の影響は未知である。非常に長い保持時間の場合に，破断サイクルが減少

し続けるのか，もしくは下限値が存在するのか，といった検討は従来なされていなかった。

そこで，本研究ではクリープ試験を実施した。クリープ試験は荷重一定であり，載荷後は

CDF 試験の保持と同義である。876MPa×25℃（疲労試験と同温度）のクリープ試験では

334.5h（1.2×106s）にて破断した。クリープ曲線を図 3-3 に示す。遷移域，定常域，加速

域を示した後破断に至り，破断延性は 17.0%，破断絞りは 47.1%であった。これを引張応

力保持の CDF試験と仮定し，他の試験結果同様に破断したサイクルを破断寿命と定義する

と，保持時間 1.2×106sにおける 1サイクル破断とみなすことができる。1サイクル破断の

CDF試験（クリープ試験）における LCF破断サイクルからの寿命低下率を算出すると 9.1

×10-5であった。すなわち，これが寿命低下率の下限とできる。このようにクリープ試験を
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CDF 試験と仮定したときの結果も含めたときの，保持時間と破断サイクルの関係を図 3-4

に示す。全体としては保持時間の増加に伴い破断サイクルが減少する傾向であったが，保

持時間 10s までの短時間保持領域と，保持時間 10s 以上の長時間保持領域では異なる直線

関係を示した。短時間保持領域では LCF 試験の結果も含めて CDF 試験結果が同一直線で

整理でき，長時間保持ではクリープ試験の結果を含めて CDF試験結果が同一直線で整理で

きた。このことから，10s以下の短時間保持の CDF試験は LCF，すなわち疲労の影響が大

きいことが示唆される。一方で，10s以上の長時間保持の CDF試験ではクリープの影響が

大きいことが示唆される。図 3-5には保持時間と破断延性の関係を示す。破断延性は 0s保

持の LCF 試験において約 4.5%であった。CDF 試験においては 1s~10s 保持まで破断延性

は増加傾向にあり，10s 以上の保持で破断伸びは約 17％を示し，ほぼ一定となった。この

傾向はクリープ破断伸びの結果を加えても同様であった。また，破断絞りの変化に関して

も破断伸びの変化と同様の傾向を示した。図 3-4の結果と同様に，破断延性と保持時間の関

係についても，保持時間 10sを境界として傾向に違いが生じることが明らかとなった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-3 876MPa×25℃試験時のクリープ曲線 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図3-4 クリープ試験結果を1サイクル破断とみなした時の保持時間と破断サイクルの関係 
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図 3-5 保持時間と破断延性の関係 

 

 

 次に破面観察結果を図 3-6に示す。図 3-6(a)は LCF試験後の破面，図 3-6(b)~(g)は CDF

試験後の破面，図 3-6(h)はクリープ試験後の破面である。LCF試験後の破面および 1s，2s，

5s保持の CDF試験後の破面は全体的に平坦であり，かつ，矢印で示した箇所のように起点

が明確であり，き裂進展領域と判断される部分が確認された（図 3-6(a)~(d)）。一方，10s，

120s，1800 保持の CDF 試験後の破面およびクリープ試験後の破面は絞りが顕著であり，

疲労き裂の起点部を確認することができなかった（図 3-6(e)~(h)）。前者は 2 章での低応力

域における破面形態と一致しており，後者は高応力域における破面形態と一致していた。

したがって，保持時間を変化させた場合の破壊形態も 2 章と同様に，疲労き裂進展を主体

とした脆性的な破壊と，全面ディンプル破面を有する延性的な破壊とに大別できた。5s 以

下の短時間保持では LCF 試験も含めて脆性破壊となり，10s 以上の長時間保持ではクリー

プ試験も含めて延性破壊となることが示された。次に，これらの拡大観察結果を図 3-7に示

す。図 3-7(a)は LCF試験後の破面，図 3-7(b)~(g)は CDF試験後の破面，図 3-7(h)はクリー

プ試験後の破面である。LCF試験後の破面および 1s，2s，5s保持の CDF試験後の破面に

はき裂進展によるストライエーションが確認された（図 3-7(a)~(d)）。一方で，10s，120s，

1800保持のCDF試験後の破面およびクリープ試験後の破面は全面ディンプル破面であり，

延性ボイドも確認された（図 3-7(e)~(h)）3-10),3-11)。10s保持の破面には，ごくわずかにき裂

進展によるストライエーションも確認された。そのため，10s保持の場合はほぼ延性破壊で

あるが，破面形態の遷移域であるとも考えられる。以上の結果より，規格化応力 0.93 の応

力域においては，5s 以下の短時間保持では疲労損傷が主体であり，10s 以上の長時間保持

ではクリープ損傷が主体であると推察される。また，保持時間 5~10s が破面形態および主

たる損傷要因の遷移域と考えられる。 
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図 3-6 破面観察結果．(a)保持時間 0s，LCF試験後，(b)保持時間 1s，CDF試験後，(c)保

持時間 2s，CDF試験後，(d)保持時間 5s，CDF試験後，(e)保持時間 10s，CDF試験後，(f)

保持時間 120s，CDF 試験後，(g)保持時間 1800s，CDF 試験後，(h)破断時間（保持時間）

1.2×106s，クリープ試験後． 
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図 3-7 破面拡大観察結果．(a)保持時間 0s，LCF 試験後，(b)保持時間 1s，CDF 試験後，

(c)保持時間 2s，CDF 試験後，(d)保持時間 5s，CDF 試験後，(e)保持時間 10s，CDF 試験

後，(f)保持時間 120s，CDF試験後，(g)保持時間 1800s，CDF試験後，(h)破断時間（保持

時間）1.2×106s，クリープ試験後．スケールバーは 20m． 

 

 

 2章の結果も合わせて，破面形態の傾向について考察する。図 3-8に試験応力と保持時間

による破壊形態の違いを示す。2章の結果と本章の結果から，短時間保持，低応力であるほ

ど破面形態は脆性破壊型であり，長時間保持，高応力であるほど破面形態は延性破壊型で

あった。同じ保持時間で比較したときに，規格化応力 0.9~0.92 が破壊形態の遷移域であっ

た。また，同じ試験応力で比較したときに，5~10sが破壊形態の遷移域であった。破断延性

についても破面形態の遷移域を境に傾向が大きく変化していた。図 2-9に示したように，規

格化応力 0.9~0.92の領域で破断延性は大きく変化していた。また，図 3-5に示したように，

保持時間 5~10s までは破断延性が保持時間の増加に伴って増加する領域であり。保持時間

10s以上では破断延性はほぼ一定であった。以上のように，破面形態と破断延性は密接に関

係していると考えられる。 

(a) (b) (c) 

(d) (e) (f) 

(g) (h) 
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図 3-7 試験応力と保持時間による破壊形態の分類 
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3.4 負荷サイクルに伴うひずみの変化 

 

 2章と同様に CDF 試験の保持中の負荷サイクルに伴うひずみの変化を抽出し累積してい

くことで，累積の保持時間と非弾性ひずみ変化の関係を探った。累積保持時間と非弾性ひ

ずみ変化の関係を図 3-9に示す。また，破断に至るまでの累積保持時間に大きな差があるた

め，各条件での破断時間によって累積保持時間を規格化した結果，すなわち寿命比によっ

て表した結果も図 3-10に示す。保持中の非弾性ひずみ変化は，保持時間によらず 1次クリ

ープ，2 次クリープ，3 次クリープの領域を描いた。累積保持時間を規格化した場合には，

条件によらず，ほぼ同様の曲線を描いた。したがって，破断に至るまでのマクロな変形挙

動は保持時間の影響を受けないが，ひずみの蓄積には保持時間の影響があると考えられる。

図 3-9に示されたように，1サイクルの保持時間が短いほど早期に非弾性ひずみの蓄積が進

行し破断に至った。短時間保持条件の方が破断サイクル，すなわち除荷負荷回数が多かっ

たため，非弾性ひずみの蓄積には除荷負荷の影響も大きいと考えられる。保持時間の増加

に伴い破断に至るまでの累積保持時間が長くなり，クリープ試験にて最長となった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-9 累積保持時間と非弾性ひずみ変化の関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-10 寿命比と非弾性ひずみ変化の関係 
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ひずみ速度と累積保持時間の関係を図 3-11 に示す。試験初期から 5×103s程度までは保

持時間によらずほぼ同様の曲線を描いた。例えば，保持時間 2sの条件では 5×103sまでに

800 回以上の除荷負荷を繰り返しているが，保持時間 1800s 保持では 2 回しか除荷負荷を

繰り返しておらず，クリープ試験に至っては除荷負荷を伴わない。それにも関わらず同様

の曲線を描くことは，除荷負荷の有無が初期の変形に影響を与えないことを示唆する。最

小ひずみ速度については，保持時間が短いほど大きくなった。保持時間 2sの条件では最小

ひずみ速度が 6.9×10-6s-1であるのに対し，保持時間 1800s 保持では 3.1×10-7s-1，さらに

クリープ試験では 3.7×10-8s-1であった。最小ひずみ速度は 2章でも述べたように一般的に

Norton則に従うが，本章における最大引張応力は一定である。最大引張応力一定であるに

も関わらず最小ひずみ速度が変化するのは，除荷負荷が大きく影響していると考えられる。

クリープ試験における最小ひずみ速度を基底ひずみ速度と仮定すると，保持時間の増加，

すなわち除荷負荷回数の増加によって最小ひずみ速度が押し上げられたと推察される。し

たがって，CDF 試験における除荷負荷は初期のひずみ変化にはあまり影響しないが，最小

ひずみ速度および 2 次クリープには大きく影響することが明らかとなった。最小ひずみ速

度を示した後，いずれの条件でも急激にひずみ速度は増加し，3次クリープ領域は早期に終

了し破断に至った。また，累積保持時間を規格化し，寿命比とひずみ速度の関係を表した

結果を図 3-12に示す。寿命比で比較した際には，保持時間の増加に伴いひずみ速度の絶対

値は小さくなった。そして，最小ひずみ速度を示す寿命比は保持時間によらず 0.5~0.6であ

った。以上のことから，先述のように破断に至るまでのマクロな変形挙動自体に保持時間

の影響はないものの，その蓄積挙動には保持時間の影響が大きいと示唆された。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 3-11 ひずみ速度と累積保持時間の関係 
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図 3-12 寿命比と累積保持時間の関係 
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3.5 結言 

  

本章では Ti 合金の CDF 寿命に与える保持時間の影響について，従来よりも広い保持時

間の範囲で検証することを目的とした。加えて，そのときの負荷サイクルに伴うひずみの

変化および破壊形態へのクリープの影響を考察した。 

 得られた知見を以下に示す。 

 

⚫ 保持時間の増加に伴い破断サイクルは単調に減少し，保持時間 120s以上でも減少傾向

は続いた。 

 

⚫ クリープ試験では 1次クリープ，2次クリープ，3次クリープを示し破断に至った。破

断時間は 334.5h（1.2×106s）であり，これを引張応力保持の CDF 試験と仮定し，他

の試験結果同様に破断したサイクルを破断寿命と定義すると，保持時間 1.2×106sにお

ける 1 サイクル破断とみなすことができた。また，保持時間と破断サイクルの傾向に

このクリープ試験の結果も一致した。1 サイクル破断の CDF 試験（クリープ試験）に

おける LCF 破断サイクルからの寿命低下率は 9.1×10-5であり，寿命低下の下限値を

見出すこともできた。 

 

⚫ 保持時間 1s~10sまで破断延性は増加傾向にあり，保持時間 10s以上では破断伸びは約

17％を示し，ほぼ一定となった。 

 

⚫ 破面形態の観察結果から，5s 以下の短時間保持では疲労損傷が主体であり，10s 以上

の長時間保持ではクリープ損傷が主体であると推察された。また，保持時間 5~10s が

破面形態および主たる損傷要因の遷移域であった。 

 

⚫ ひずみ変化挙動を比較すると，マクロな変形挙動自体に保持時間の影響はないものの，

その蓄積挙動には保持時間の影響が大きいと示唆された。また，最大引張応力一定で

あるにも関わらず保持時間によって最小ひずみ速度が変化した。クリープ試験におけ

る最小ひずみ速度を基底ひずみ速度と仮定すると，保持時間の増加，すなわち除荷負

荷回数の増加によって最小ひずみ速度が押し上げられたと推察される。 
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4章 CDF寿命への線形累積損傷則の適用 

4.1 緒言 

  

2章および 3章にて示されたように，Ti合金の CDF寿命には応力と保持時間が大きく影

響する。最大応力の増加，保持時間の増加が破断サイクルの低下につながる点において高

温クリープ疲労現象とも類似していた。ステンレス鋼，Ni 基合金の高温部材としての信頼

性を確保した適用のために，高温クリープ疲労の寿命評価方法は長くにわたって研究され

てきた 4-1)-4-9)。寿命評価方法の一つである線形累積損傷則は現象論として簡便にクリープ疲

労寿命を評価でき，疲労損傷とクリープ損傷の線形和で表される。詳細は 1 章に記載の通

りである。ASME Code Case N-47，ASME BPVC Section III-1 NHなどにも採用され，

設計基準としても確立されている 4-10),4-11)。一方で，Ti 合金の CDF 寿命評価では，き裂進

展特性を基準にしたものや，エネルギーを手掛かりにしたものは報告されているが，線形

累積損傷則のように疲労損傷とクリープ損傷を個別に評価した例はない 4-12),4-13)。CDFに室

温クリープが大きく影響しているのであれば，高温クリープ疲労と同様に線形損傷則で整

理できる可能性がある。一方で，高温クリープ疲労に関しては，従来ひずみ制御によるひ

ずみ保持のモードが大多数であり，荷重制御での検討は少なかった。また，CDF は室温を

含む低温領域ゆえに，拡散，酸化，組織変化等を生じることがない。このように，破断サ

イクルの低下傾向に関しては高温クリープ疲労と CDFには類似点があるものの，制御モー

ドや生じている詳細な現象は異なる。以上のように，線形累積損傷則が CDF 寿命評価にも

適用できるかは明らかになっていない。そこで本章では，線形累積損傷則による Ti 合金の

CDF寿命評価を検討する。 
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4.2 疲労損傷 

 

線形累積損傷則の適用可能性を検討する上で，CDF 寿命に大きな影響を与える応力，ミ

クロ組織，保持時間について幅広く考慮する必要がある。そこで，本章では Equiaxis A材

Equiaxis B 材，Bimodal 材の結果を用いて議論する。試験条件としては，規格化応力

0.85~0.96 の範囲，保持時間 1~1800s の範囲の結果であり，先述のように破面形態の遷移

領域も含んでいる。したがって，破壊形態の観点から，疲労支配領域とクリープ支配の両

方の結果を線形累積損傷則にて検討することになる。 

疲労損傷度は繰り返し除荷負荷回数（＝破断サイクル）から算出される。保持の無い LCF

破断サイクルに対する保持のあるクリープ疲労試験における繰り返し除荷負荷回数の比に

よって，破断サイクルの消費率としての疲労損傷度が求められる。疲労損傷度 DFの算出に

関しては，先述の式(1.3)と同義であるが，式(4.1)に示す。最大引張応力が同じ場合の LCF

破断サイクルと CDF破断サイクルの比を計算し，疲労損傷度と定義する。 

DF =
𝑁𝐶𝐷𝐹

𝑁𝐿𝐶𝐹
 

ただし，NLCFは LCF試験時の破断サイクル，NCDFは CDF試験時の破断サイクルであり，

このときの最大引張応力は同じでなければいけない。また，破断サイクルの傾向を表す模

式図を図 4-1 に示す。既往研究および本研究の 2 章の結果より，最大引張応力が大きいほ

ど LCF 破断サイクルと CDF 破断サイクルの差異は大きくなる。反対に，最大引張応力が

小さいほど LCF と CDF の破断サイクルの差異は小さくなる。また，このことに加えて，

保持時間が長いほど破断サイクルは低下するため，CDF 破断サイクルは規格化応力で整理

したときに幅をもつこととなる。さらに，高応力域ではクリープ試験での破断，すなわち 1

サイクル破断も考慮する必要がある。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-1 破断サイクルの傾向およびNLCFとNCDFの目安を表す模式図 

(4.1) 
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Equiaxis A材において規格化応力 0.96，Bimodal材において規格化応力 0.93のときの，

保持時間と疲労損傷度の関係を図 4-2に示す。保持時間の増加に伴い疲労損傷度 DFは減少

した。また，ミクロ組織による違いは確認されなかった。加えて，クリープ試験における

破断を 1サイクル目の CDF破断とみなすこともできる。その場合，疲労損傷度の下限値と

考えることもでき，Equiaxis A材では 1.3×10-4，Bimodal材では 9.1×10-5であった。疲

労損傷度はいわゆる Debit の考え方と同義であるが，これまでその下限値は示されていな

かった。本研究での長時間保持 CDF 試験およびクリープ試験から，疲労損傷度（=Debit）

が保持時間の増加に伴い単調減少し，かつ，下限値が存在することも明らかになった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-2 保持時間と疲労損傷度 DFの関係 

 

 

次に，規格化応力と疲労損傷度の関係を図 4-3に示す。規格化応力（最大引張応力）の増

加に伴い DFは減少した。また，ミクロ組織の影響については，Bimodal 材と Equiaxis B

材の傾向はほぼ一致した。一方で，Equiaxis A材と Equiaxis B材を比較すると，わずかに

Equiaxis A材の方が長寿命であった。このことから，針状相と等軸相の体積率によるミ

クロ組織の影響は小さいが，等軸相の粒径の影響はわずかに認められた。一般的に，粒径

が大きくなるほどクリープ強度は向上する 4-14)。粒径の違いに由来するクリープ強度差が

CDF感受性に影響を与えていると推察される。 
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図 4-3 規格化応力と疲労損傷度 DFの関係 
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4.3クリープ損傷 

4.3.1 時間消耗則 

  

クリープ損傷に関しては，1章でも述べたようにクリープ破断時間を基準とする時間消耗

則とクリープ破断延性を基準とする延性消耗則に大別される。ひずみ制御におけるクリー

プ疲労試験では，保持中に応力緩和が生じる。クリープ破断時間は応力によって変化する

ため，基準となるクリープ破断時間が経時変化することを意味する。一方で，本研究のよ

うな荷重制御の場合には，保持中の応力変化は生じない。したがって，基準となるクリー

プ破断時間は経時変化せず一定値とできる。CDF 最大引張応力時のクリープ破断時間に対

して，CDF試験における保持時間の総和がクリープ損傷度であると定義し，算出式を式(4.2)

に示す。 

DC =
𝑁𝐶𝐷𝐹 × 𝑡𝐻

𝑡𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝
 

ただし，NCDFは CDF 試験における破断サイクル，𝑡𝐻は保持時間，𝑡𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝は CDF 試験時の

最大引張応力のときのクリープ破断時間である。また，試験応力がクリープ破断時間と CDF

試験時の累積保持時間に与える影響の関係を図 4-4 に示す。CDF 試験の累積保持時間につ

いては，保持時間と破断サイクルの積によって算出される。先述のようにクリープ試験を 1

サイクル破断と定義する場合も考えると，高応力域ではクリープ破断時間と CDF試験の累

積保持時間が一致する領域ももつ。一方で，3章にて述べたように，高応力域であっても保

持時間の減少に伴い疲労き裂進展による破壊挙動を示す。そのような場合には累積保持時

間は短くなる。したがって，破断サイクルと同様に CDF試験の累積保持時間も応力との関

係においてはある程度の幅を有する。また，低応力側では Ti 合金がクリープ破断しないこ

とも報告されている。松本らの報告では，耐力の 80%以下の応力のとき，室温クリープで

は 1次クリープを示した後変形が停止し破断を示さなかった 4-15)。そのため，低応力側では

必ずしも 1サイクル破断を示さず，クリープ破断時間と CDF累積保持時間が一致すること

はないと考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-4 試験応力がクリープ破断時間と CDF試験時の累積保持時間に与える影響 

(4.2) 
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このように，時間消耗則の基準となるクリープ破断時間は，応力の低下に伴い非常に長

くなる，もしくは破断しなくなる可能性もあった。そこで，クリープ破断時間は高応力域

での結果から低応力域を外挿することとした。クリープ試験において，最小クリープ速度

と破断時間にはMonkman-Grant則が成り立つ 4-14),4-16)。Monkman-Grant則の一般式を式

(4.3)に示す。 

𝑙𝑜𝑔𝑡𝑟 − mM−G𝑙𝑜𝑔𝜀𝑚̇ = const. 

 

ただし，trは破断時間，𝜀𝑚̇は最小クリープ速度，mM-Gは定数である。本研究におけるクリ

ープ破断試験での最小クリープ速度と破断時間の関係を図 4-5に示す。ミクロ組織によらず，

最小クリープ速度と破断時間は Monkman-Grant 則によって整理することができ，このと

きのmM-Gは 0.87，式(4.3)の右辺の定数は-0.4であった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-5 クリープ破断試験での最小クリープ速度と破断時間の関係 

 

 

さらに，応力と最小クリープ速度の関係は Norton 則によって整理できるとされている

4-16)。Norton則を式(4.4)に示す。 

𝜀𝑚̇ = 𝐴𝜎𝑛 

 

ただし，Aは定数，nは応力指数である。一般的な金属材料における高温クリープでは，応

力指数 nは 3~4である 4-14)。また，純 Tiの室温クリープでも nが 3程度であるとされてい

る 4-17)。しかしながら，Ti 合金の室温クリープにおいては n が非常に大きくなることを佐

藤らは報告している 4-17)。Ti-6Al-4V の応力指数 n は 30~111 とばらつきがあるものの

4-17),4-18)，一般的な金属材料のクリープと比較して非常に大きな値となることはいずれの報

告でも一致する傾向である。本章では，Ti-6Al-4V合金全般の（Equiaxis A材，Equiaxis B

材，Bimodal 材も全て含めた）低応力側の最小クリープ速度を見積もる一般式として，応

力指数 nについて，既報の最小値 30から最大値 111の平均値である 70.5を用いた。 
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 以上より，Norton 則を用いて規格化応力から最小クリープ速度の計算値を得たのちに，

Monkman-Grant 則によってクリープ破断試験の予測を試みた。クリープ破断時間の予測

式を式(4.5)に示す。 

𝑡𝑟 = 0.40 × [1.45 × 10−6 × (𝜎/𝜎0.2)70.5]−0.87 

 

式(4.5)によって得られた破断時間を時間消耗則におけるクリープ破断時間とし，式(4.2)を

用いて時間消耗則による CDF 試験のクリープ損傷度の評価を行った。DC と規格化応力の

関係を図 4-6 に示す。最大応力の増加に伴い DCは増加する傾向にあった。また，DCと保

持時間の関係を図 4-7に示す。保持時間の増加に伴い DCは増加する傾向にあった。ひずみ

変化の結果や破面形態の結果から規格化応力の増加，保持時間の増加に伴いクリープの影

響が大きくなることが示唆されていたが，図 4-6，図 4-7 から DCが増加する傾向とも一致

した。破面形態の推移と DCの関係については，DCが 0.05を一つの境界と定めることがで

きた。DCが 0.05以下の条件では疲労き裂進展による脆性破壊，DCが 0.05以上の条件では

延性破壊の結果と一致した。しかしながら，傾向は一致したものの算出された DCは比較的

小さく，例えば，1s保持，2s保持の条件では，DCは 0.01以下であった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-6  時間消耗則によって算出した DCと規格化応力の関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-7  時間消耗則によって算出した DCと保持時間の関係 
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4.3.2 延性消耗則 

 

前項で検討したクリープ破断時間を基準とする時間消耗則に対して，クリープ破断延性

を基準とする延性消耗則によるクリープ損傷度評価も高温クリープ疲労の分野では検討さ

れてきた。クリープ破断延性にはひずみ速度依存性があり，ひずみ速度には応力依存性が

ある。したがって，ひずみ制御の場合には保持中に応力が経時変化することによって，ク

リープ破断延性も変化することを意味する。一方で，荷重制御の場合には，保持中の応力

変化は生じない。したがって，基準となるクリープ破断延性は一定値とできる。算出式を

式(4.6)に示す。 

DC =
𝜀𝑓_𝐶𝐷𝐹

𝜀𝑓_𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝
  

𝜀𝑓_𝐶𝐷𝐹は CDF 試験における破断延性であり，𝜀𝑓_𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝はクリープ試験における破断延性であ

る。また，破断延性ε𝑓は式(4.7)のように破断絞りから算出される． 

ε𝑓 = 𝑙𝑛
100

100 − 𝑅. 𝐴.
  

ただし，R.A.は絞りである。𝜀𝑓_𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝の導出に関して，クリープ破断延性は試験応力の影響

を大きく受けることを考慮する必要がある。CP-Ti，Ti 合金（Ti-6Al-4V，Ti-1.6Al）の室

温クリープ試験について，先行研究のデータから応力と破断延性の関係を調査した 4-19)-4-22)。

破断延性の絶対値は合金種，熱処理によりばらつくが，ある一定以上の応力もしくは引張

試験では一定値となる傾向があった。そのため，最大破断延性にて規格化した規格化延性

を用いることで，合金種および熱処理条件によらず一様に整理することができる。クリー

プ試験の規格化延性と規格化応力の関係をまとめた結果を図 4-8 に示す。規格化応力

0.8~0.85にて規格化延性が急激に増加する傾向にあった。本研究の CDF試験結果もクリー

プ試験時の応力-破断延性の関係に一致していた。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-8 規格化延性と規格化応力の関係一覧 
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さらに，規格化応力と規格化延性の関係について，式(4.8)に示す Johnson-Mehl-Avrami

の一般式を適用することにより相関関係を得ることができた 4-23)。 

𝜀𝑠 = 1 − 𝑒𝑥𝑝 [−𝐶(𝜎/𝜎0.2)𝑝 ] 

 

𝜀𝑠は規格化した破断延性であり，Cと pは材料定数である。最小二乗法でフィッティングし

た結果，C と p はそれぞれ 5.28, 18.67 であった。以上の結果から，𝜀𝑓_𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝は式(4.9)にて応

力の関数として表される。 

𝜀𝑓_𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝
= 𝜀𝑚𝑎𝑥 × 𝜀𝑠 = 𝜀𝑚𝑎𝑥 × {1 − 𝑒𝑥𝑝 (−5.28(𝜎/𝜎0.2)18.67)} 

 

ここで，𝜀𝑚𝑎𝑥は最大破断延性であり，一定以上の応力におけるクリープ破断延性もしくは

引張試験における延性である。加えて，最大破断延性についてはひずみ速度依存性を考慮

する必要がある。クリープ破断延性はひずみ速度によって変化すると報告されており，本

研究のひずみ速度範囲における影響を検証した。5×10-7~1×10-1s-1 のひずみ速度における

破断延性を図 4-9に示す。ただし，5×10-7s-1の結果は 876MPaでのクリープ試験時のひず

み速度と破断延性であり，その他は引張試験の結果である。本研究のひずみ速度範囲では

破断延性は変化せず，絞りの平均値は 45.85％であった。CDF 試験のひずみ速度はいずれ

の条件でもこのひずみ速度の範囲内であった。したがって，本研究における𝜀𝑚𝑎𝑥の値は絞

り値 45.85%として式(4.9)にて計算した値を用いることができる。したがって，延性消耗則

による Dcの算出式は式(4.10)となる。 

DC =
𝜀𝑓_𝐶𝐷𝐹

𝜀𝑓_𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝
=

𝑙𝑛 {100/(100 − 𝑅. 𝐴.(𝐶𝐷𝐹) )}

𝑙𝑛 {100/(100 − 45.85)} × [1 − 𝑒𝑥𝑝 {−5.28(𝜎/𝜎0.2)18.67}]
 

 

ただし，R. A.(CDF)はCDF試験後の破断絞りである。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-9 ひずみ速度と破断延性の関係．ただし，本研究の CDF試験における最小ひずみ速度

は赤の領域内． 
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次に，式(4.10)を用いて延性消耗則によるCDF試験のクリープ損傷度の評価を行った。DC

と規格化応力の関係を図 4-10に示す。最大応力の増加に伴いDCは増加する傾向にあった。

また，時間消耗則によって算出された DCと比較して値が大きくなっており，クリープ損傷

を十分に考慮できる可能性をもつ。また，DCと保持時間の関係を図 4-11に示す。保持時間

10s までは DC は増加傾向であり，それよりも長い保持時間ではほぼ一定であった。また，

破面形態の推移と DCの関係については，DCが 0.5 を一つの境界と定めることができた。

DCが 0.5以下の条件では疲労き裂進展による脆性破壊，DCが 0.5以上の条件では延性破壊

の結果とほとんど一致した。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-10 延性消耗則によって算出した DCと規格化応力の関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-11 延性消耗則によって算出した DCと保持時間の関係 
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4.4 線形累積損傷則の適用  

  

前節までに疲労損傷度 DF とクリープ損傷度 DC の算出をそれぞれ行った。本節では DF

－DC線図にプロットし寿命評価を行う。時間消耗則によって DCを算出した場合の DF－DC

線図を図 4-12 に示す。これらのプロットは CDF 試験の破断時の疲労損傷度とクリープ損

傷度の和（CDF 損傷度：DTotal）を表している。したがって，プロットよりも DFないしは

DCの小さな領域では破損しないことを意味する。その結果，DTotal =(DF, DC)≦(0.01, 0.003)

の範囲で安全であると判断される。従来の Debit の考え方では，いわゆる疲労損傷度のみ

を考慮するため，様々な条件の中で最小の DF値を基準とする必要があった。一方で，線形

累積損傷則ではクリープ損傷度も考慮されるため，一律に最小の DF値を採用する必要がな

く，条件によって許容できる DF値が変化する。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-12 時間消耗則によって DCを算出した場合の DF－DC線図 

 

 

 次に延性消耗則によってDCを算出した場合のDF－DC線図を図 4-13に示す。その結果，

安全と判断される領域は DTotal=0.6 の直線で表すことができ，Equiaxis A 材に限れば

DTotal=0.7の直線でも安全となる領域を定義できた。したがって，時間消耗則の場合よりも

明らかに許容範囲が大きくなっていた。図 4-12に示した時間消耗則と比較して，延性消耗

則では DCを大きく見積もられているために許容領域が拡大したと考えられる。言い換える

と，時間消耗則ではクリープ損傷を過小評価している可能性があった。保持時間の総和だ

けでクリープ損傷の蓄積を考えると，十分なクリープ損傷が入ったとみなされなくても実

際には破断に至っていた。すなわち，時間の累積以外の要因が破断につながっていると考

えられる。最も大きな要因として推察されるのは延性であり，2 章および 3 章のいずれの
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CDF 条件においても一定水準以上の破断延性となることはなかった。これは臨界ひずみが

存在し，ある一定の延性を超えると破断に至ることを示唆する。したがって，延性を基準

とする方が実際の破断により則した評価方法であると考えられる。以上のことから，延性

消耗則では時間消耗則よりも適正にクリープ損傷を評価できていると推察される。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-13 延性消耗則によって DCを算出した場合の DF－DC線図 
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ときにクリープの影響が大きく支配的となることを意味する。以上のように，破壊形態と

クリープ損傷度の関係が示された。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 4-14 破面形態の情報を付した DF－DC線図 
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4.5 結言 

  

本章では，これまで高温クリープ疲労にのみ適用されていた線形累積損傷則を Ti 合金の

CDF へ適用することを試みた。適用可能性を検討し，かつ，クリープ損傷度の算出方法の

違いを検証した。 

 得られた知見を以下に示す。 

 

⚫ 時間消耗則の基準となるクリープ破断時間については，Monkman-Grant則とNorton

則から算出できた。一方で，延性消耗則の基準となるクリープ破断延性は応力の影響

を大きく受けるが，Johnson-Mehl-Avramiの一般式を応用することで，応力の影響を

組み込むことができた。 

 

⚫ 時間消耗則を用いた場合の CDF損傷度は DTotal =(DF, DC)≦(0.01, 0.003)の範囲で安全

であると判断された。一方，延性消耗則を用いた場合の CDF損傷度は DTotal=0.6の直

線で安全と判断される領域を表すことができた。 

 

⚫ 時間消耗則と比較して，延性消耗則では DCを大きく見積もられているために許容領域

が拡大したと考えられる。時間消耗則ではクリープ損傷を過小評価している可能性が

あった。破断延性の関係を鑑みても，延性を基準とする方が実際の破断により則した

評価方法であると考えられる。 

 

⚫ 延性破壊と脆性破壊を損傷度によって区分することができた。疲労損傷度として 0.2以

下の領域ではクリープの影響が大きく支配的であった。一方で，クリープ損傷の観点

では，DCの値が約 0.5 を境界として破面形態の遷移を定義することができた。これは

延性としてのクリープ損傷が 0.5 以上となるときにクリープの影響が大きく支配的と

なることを意味する。 

 

⚫ Ti合金の CDFへの線形累積損傷則の適用は十分に可能であると示された。線形累積損

傷則ではクリープ損傷度も考慮されるため，一律に最小のDF値を採用する必要がなく，

条件によって許容できる DF値が変化する。したがって，従来の Debitによる考え方よ

りも，より許容できる負荷繰り返し数を増加させることができる。 
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5章 CDFにおける負荷中のクリープ変形 

5.1 緒言 

 

2 章および 3 章では，CDF 試験の保持中のひずみ変化がクリープ変形のような挙動であ

ることを示した。繰り返し除荷負荷が与えられているにも関わらず，ひずみ変化は 1 次ク

リープ，2次クリープ，3次クリープといった典型的なクリープ曲線を描いた。また，破壊

形態としては，延性破壊型とき裂進展型に大別された。延性破壊型となる条件におけるひ

ずみ変化挙動は特に典型的なクリープ曲線を描く傾向にあった。一方で，き裂進展型とな

る条件においても，ひずみ変化挙動は明らかに 1 次クリープおよび 2 次クリープを示して

いた。3次クリープに関しても，延性破壊型の場合ほど顕著ではないが，わずかに確認され

た。加えて，CDF試験における破断延性はいかなる条件においても LCF試験と比較して大

きかった。以上のことから，CDF では試験条件による程度の差はあれども，保持中にクリ

ープ変形が生じており，寿命低下にも大きく影響を与えていると推察される。すなわち，

CDF 寿命を把握するうえでは，保持中のひずみ変化挙動を理解し，再現することが重要と

なる。 

4 章では線形累積損傷則による寿命評価を試みた。時間消耗則によって算出された CDF

におけるクリープ損傷度は非常に小さかった。先述のように，CDF にはクリープの影響が

大きいと考えられるため，クリープ損傷が過小評価されている可能性があった。一方で，

延性消耗則によってクリープ損傷度を算出した場合には，クリープ損傷はより大きく見積

もられた。その結果，疲労損傷度と延性消耗則によって算出されたクリープ損傷度の線形

和は試験条件に依らず一定値を示した。また，このことから，クリープひずみの生じてい

る時間の蓄積よりも，クリープひずみによって蓄積された実際のひずみ量の方が CDFにお

ける寿命評価として実態に即していることも示唆された。以上のように，線形累積損傷則

による寿命評価においても延性，すなわちひずみ変化挙動が重要であると考えられる。 

保持中のクリープ変形が重要である一方で，既往研究においてクリープの影響をはじめ

マクロな変形を考察したものは少なく，変形挙動の全容が解明されているとは言い難い。

そこで，本章では，CDF 試験の保持中のひずみ変化挙動をクリープ回帰し，変形挙動を予

測することを試みた。 
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5.2 クリープ回帰式によるフィッティング 

  

図 5-1に示す概念図のように，クリープ変形は主に 1次クリープ，2次クリープ，3次ク

リープから構成される 5-1)。クリープ強度の観点ではクリープ破断時間と試験条件の関係を

議論することも多いが，ひずみ変化と時間の関係を数式表示し，より詳細なクリープ変形

の解明が行われることもある。1 次クリープ，2 次クリープ，3 次クリープはそれぞれ特徴

が異なるため，各領域に適した回帰式（クリープ変形モデル）が提案されている。その一

例を表 5-1に示す 5-2)-5-7)。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 5-1 一般的なクリープ曲線 

 

 

表 5-1 クリープ回帰式の代表例 5-1)-5-7) 

Model Stage Formula 

Norton 2 𝜀𝑚̇ = 𝑎 ∙ exp (𝑄 𝑅𝑇⁄ ) ∙ 𝜎𝑛 

Norton-Bailey 1, 2 𝜀𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝 = 𝑎 ∙ 𝜎𝑛 ∙ 𝑡𝑚 

Blackburn 1, 2 𝜀𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝 = 𝜀1[1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛼1 ∙ 𝑡)] + 𝜀2[1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛼2 ∙ 𝑡)] + 𝜀𝑚̇ ∙ 𝑡 

Garofalo 1, 2 𝜀𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝 = 𝜀𝑡[1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛼 ∙ 𝑡)] + 𝜀𝑚̇ ∙ 𝑡 

 method 1, 2, 3 𝜀𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝 = 𝜃1[1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝜃2 ∙ 𝑡)] + 𝜃3[𝑒𝑥𝑝(−𝜃4 ∙ 𝑡) − 1] 

Modified  method 1, 2, 3 𝜀𝐶𝑟𝑒𝑒𝑝 = 𝐴 ∙ [1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛼 ∙ 𝑡)] + 𝐵 ∙ [𝑒𝑥𝑝(−𝛼 ∙ 𝑡) − 1] 
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2 章および 3 章で示したように，CDF 試験の保持中のひずみ変化については 1 次クリー

プ，2 次クリープ，3 次クリープの各領域が確認されている。しかしながら，3 次クリープ

に関しては局所絞りを生じた真応力増加に由来すると考えられる。そのため，3次クリープ

領域に入ると早期に破断しており，高温クリープにおけるミクロ組織変化由来の 3 次クリ

ープとは現象が異なる。したがって，従来の回帰式によって提案されているモデルでは CDF

試験のひずみ変化挙動を正確に表現することはできないと考えられる。また，3次クリープ

領域では早期に破断するため，実用上は 2 次クリープまでの回帰でも十分に寿命予測とし

て成立すると想定される。以上のことから，本研究では 1 次クリープと 2 次クリープの領

域を正確に再現できる回帰式をベースモデルとして用いることとした。Norton-Baileyの式

や Garofalo の式とは異なり，Blackburn の式では①擬弾性ひずみを表す項，②1 次クリー

プを表す項，③2次クリープを表す項，とそれぞれの現象が個別に項分けされている。言い

換えると，試験条件がどのようなクリープ成分に寄与するか，より詳細に検討できる可能

性を有していた。そこで，本研究では Blackburnの式を回帰式のベースとして採用した。 

対象とするのは幅広い実験条件を検討した Equiaxis A 材と Bimodal 材である。Origin 

2018b 64Bitを用いて，実験結果から得られた CDF試験の保持中のひずみ変化挙動につい

て Blackburn の式によるフィッティングを試みた。 反復アルゴリズムは

Levenberg-Marquard 法，反復回数は 400 回とした。Levenberg-Marquard 法は目的関数

の勾配の情報を利用した反復法の一種である。このフィッティングによって Blackburn の

式に含まれる各係数（1，1，2，2，𝜀𝑚̇）の値が導出された。その後，得られた各係数と

試験条件の関係を検討した。 

まず，フィッティングによって得られた係数と規格化応力の関係を図 5-2に示す。擬弾性

ひずみを表す1 と1 は規格化応力の増加に伴い増加する傾向にあった。すなわち，擬弾性

ひずみが規格化応力の増加に伴って増加することがフィッティングによって導出された係

数からも確認された。また，1次クリープを表すとも規格化応力の増加に伴い増加する

傾向にあった。したがって，擬弾性ひずみと同様に 1 次クリープひずみも規格化応力の増

加に伴い増加することが確認された。最小ひずみ速度𝜀𝑚̇は規格化応力の増加に伴い増加し

ており，2 次クリープひずみもまた規格化応力の増加に伴い増加することが確認された。2

章におけるひずみ変化の結果とも整合する結果であると言える。 

次に，フィッティングによって得られた係数と保持時間の関係を図 5-3に示す。擬弾性を

表す1 と1 は保持時間の変化による増減は明確には確認されなかった。すなわち，擬弾性

ひずみは保持時間の影響をほとんど受けず，最大引張応力の影響のみ考慮すべきであるこ

とが推察される。1 次クリープの項に関して，2 は保持時間の増加に伴い増加したが，

は保持時間の増加に伴い減少した。導入され得る 1 次クリープひずみ量は保持時間の増加

に伴い増加する一方で，時間変化への感受性は減少すると考えられる。したがって，両者

の影響が相殺されるために，保持時間が 1次クリープへ与える影響も小さいと推察される。

最小ひずみ速度𝜀𝑚̇は保持時間の増加に伴い減少した。これは 3 章におけるひずみ変化の結
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果とも整合し，後述するように，除荷負荷回数の影響が大きいと考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 5-2 フィッティングによって得られた係数と規格化応力との関係 
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図 5-3 フィッティングによって得られた係数と保持時間との関係 
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5.3 変形予測 

5.3.1 Blackburnの式の係数が曲線形状に与える影響 

 

前節の結果からフィッティングによって得られた係数と試験条件には相関関係がそれぞ

れ認められた。一方で，各係数が曲線全体の形状に及ぼす影響についても検討する必要が

ある。例えば，各係数について試験条件（規格化応力と保持時間）の影響を加味せず，得

られた値の平均値をBlackburnの式に代入して回帰曲線を引き直した結果を図 5-4に示す。

代表例として Bimodal 材にて規格化応力 0.93，保持時間 120s の条件の結果を用いて議論

する。ただし，横軸は後の寿命予測を見据えてサイクル数とした。サイクル数と累積保持

時間の関係は式(5.1)によって表される。 

 

𝑡 = 𝑁𝑓 × 𝑡𝐻 

 

ここで，tは Blackburnの式にも用いられる経過時間であり，累積保持時間と同義である。

また，Nfはサイクル数，𝑡𝐻は保持時間である。以上より，表 5-1 中の Blackburn の式の t

を保持時間で除すことによりサイクルの関数としても扱うことができる。図 5-4では回帰結

果は実験値とは大きく異なり，実験値よりも明らかに大きなひずみ変化となった。次に，

擬弾性ひずみの項と 1 次クリープの項の係数（1，1，2，2）は試験条件の影響を考慮し

て，2次クリープの項（𝜀𝑚̇）には得られている値の平均値を用いた場合の結果を図 5-5に示

す。全ての係数に平均値を用いた図 5-4とほとんど同様の結果であり，回帰結果は実験値よ

りも明らかに大きくなった。次に，擬弾性ひずみの項と 1次クリープの項の係数（1，1，

2，2）には平均値を用い，最小ひずみ速度のみ試験条件の影響を考慮した結果を図 5-6に

示す。実験値と回帰結果はよく一致した。すなわち，Blackburnの式による CDF試験の保

持中のひずみ変化挙動の回帰に際しては最小ひずみ速度の影響が非常に大きいことが明ら

かとなった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 5-4 各係数について，得られた値の平均値を Blackburnの式に代入して回帰した結果 
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図 5-5 擬弾性ひずみの項と 1次クリープの項の係数（1，1，2，2）は試験条件の影響を

考慮し，2 次クリープの項（𝜀𝑚̇）には得られている値の平均値を用いて Blackburn の式に

代入して回帰した結果 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 5-6 擬弾性ひずみの項と 1次クリープの項の係数（1，1，2，2）には平均値を用い，

最小ひずみ速度のみ試験条件の影響を考慮し Blackburnの式に代入して回帰した結果 
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5.3.2 最小ひずみ速度の予測 

  

前項では，最小ひずみ速度が CDF試験の保持中のひずみ変化の回帰に大きな影響を及ぼ

すことを示した。そのため，より精度の高い変形予測を行うためには最小ひずみ速度を高

精度で予測する必要がある。2章および 3章の試験結果から，次のことがわかっている。 

 

① 最大引張応力の増加に伴い最小ひずみ速度は増加する 

② R比の増加に伴い最小ひずみ速度は減少する 

③ 保持時間の増加に伴い最小ひずみ速度は減少する 

 

このように最小ひずみ速度が変化する理由として，除荷後の再負荷時に導入される遷移ク

リープが影響していると考えられる。除荷負荷を伴わない単純なクリープ試験時のひずみ

変化と比較して，CDF 試験では除荷後の再負荷時に遷移クリープが毎回生じており蓄積さ

れる。そのため，除荷負荷がない場合よりもひずみの蓄積が大きく，試験全体としての最

小ひずみ速度が増加すると考えられる。再負荷時の遷移クリープ量は最大引張応力と除荷

量によって決まると仮定できる。さらに，除荷負荷回数が増加するほど遷移クリープの蓄

積機会も増加し，加速因子になると仮定できる。以上の仮定から，最小ひずみ速度は式(5.2)

に示すように，最大引張応力の関数，R比の関数，除荷負荷回数の関数によって表現できる

と考えられる。 

𝜀𝑚̇ = 𝜀0 × 𝑓(𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎0.2) × 𝑔(𝑅 𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜) × ℎ(𝑁𝑚𝑖𝑛) 

 

ただし，𝜀0は基準として定義されるひずみ速度である。以下で，各関数が最小ひずみ速度と

どのような関係を持つか検討していく。 

 

 𝑓(𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎0.2)に関しては，規格化応力と最小ひずみ速度の関係，いわゆる Norton 則から

詳細を検討することができる。規格化応力と最小ひずみ速度の関係は式(5.3)によって表さ

れる。  

𝜀𝑚̇ = 𝐴 × (𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎0.2)𝛼 

 

ただし，Aおよびは定数である。最大引張応力の与える傾向のみを考慮すると𝑓(𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎0.2)

は式(5.4)によって表される。 

𝑓(𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎0.2) = (𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎0.2)𝛼 

 

ここで，は本研究における実験結果から算出することとし，Equiaxis A 材と Bimodal材

の結果の平均から 63とした。 

R比の影響については，吉田らが黄銅およびニッケルクロムモリブデン鋼を用いたサイク

(5.2) 

(5.3) 

(5.4) 
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リッククリープの検討時に式(5.5)の関係を報告している 5-8)。 

 

𝜀 ∝ 𝑒−𝛾𝑅 

 

ただし，R は R 比，は定数である。ひずみ速度はひずみの微分によって算出されるため，

ひずみ速度と R比の相関関係 𝑔(𝑅 𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜)は式(5.6)によって表される。 

 

𝑔(𝑅 𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜) = e−γR 

 

除荷負荷回数（最小ひずみ速度に到達するサイクル）と最小ひずみ速度には図 5-6に示す

ように相関関係が成り立っていた。したがって，経験則として式(5.7)のような累乗の関係

が成り立つ。CDF 試験および 1サイクル破断と定義できるクリープ試験結果を一様に整理

することができる。 

𝜀𝑚̇ = 𝐵 × 𝑁𝑚𝑖𝑛
𝛽 

 

ただし，Bとは定数，𝑁𝑚𝑖𝑛は最小ひずみ速度に到達するサイクルである。Nは図 5-7に示

すように保持時間との相関関係が大きかった。保持時間の増加に伴い最小ひずみ速度に至

るサイクルは減少した。クリープ試験では最小ひずみ速度に至った時間を保持時間として 1

サイクル目に最小ひずみ速度に到達したと仮定してプロットした。その結果，CDF 試験だ

けでなく，クリープ試験も同様の相関関係上にあることが示された。以上のことから，Nmin

は保持時間の関数とすることができ，式(5.8)によって表される。 

 

𝑁𝑚𝑖𝑛 = 𝐶 × 𝑡𝐻
𝑚 

 

ただし，C と m は定数，𝑡𝐻は保持時間である。式 5-6 と式 5-7からℎ(𝑁)は除荷負荷回数の

回数ではなく保持時間の関数ℎ(𝑡𝐻)として，最小ひずみ速度の傾向を式(5.9)のように表すこ

とができる。 

ℎ(𝑁𝑚𝑖𝑛) = ℎ(𝑡𝐻) = (𝑡𝐻
𝑚)𝛽 

 

以上より，式(5.2)は式(5.4)，式(5.6)，式(5.9)を用いて式(5.10)のように表すことができる。 

 

𝜀𝑚̇ = 𝜀0 × (𝜎𝑚𝑎𝑥/𝜎0.2)𝛼 × (𝑡𝐻
𝑚)𝛽 × 𝑒−𝛾𝑅 

 

この式は規格化応力，R比，保持時間の関数，すなわち試験条件の関数である。フィッティ

ング結果から，各定数は表 5-2に示すものを用いる。 

 

(5.5) 

(5.6) 

(5.7) 

(5.8) 

(5.9) 

(5.10) 
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表 5-2 式(5.10)の定数一覧 

𝜀0 𝛼 𝛽 𝛾 𝑚 

2.8×10-6 63 0.67 3.50 -0.60 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 5-7 最小ひずみに至るサイクル数と保持時間の関係 

 

 

式 5-9および表 5-2を用い，試験条件を代入して最小ひずみ速度を予測した結果を図 5-8

に示す。規格化応力が異なる場合，R比が異なる場合，保持時間が異なる場合，いずれの条

件が変化してもCDF試験の保持中のひずみ変化における最小ひずみ速度を高精度で予測す

ることができた。また，先述の仮説が成立することも示された。したがって，CDF 試験に

おける再負荷時の遷移クリープ量は最大引張応力と除荷量によって決まり，その回数の蓄

積によって試験全体としての最小ひずみ速度が増加すると考えることができる。 
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(a) 
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図 5-8 最小ひずみ速度の予測結果．(a)規格化応力の影響，(b)R 比の影響，(c)保持時間の

影響． 
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5.3.3 クリープ変形予測結果 

  

前節では試験条件と Blackburn の式で用いられる係数の関係が得られた。また，前項で

は Blackburn の式の形状に大きな影響を与える最小ひずみ速度と試験条件の関係が得られ

た。以上より，試験条件から Blackburn の式をベースとした CDF 試験の保持中のひずみ

変化の回帰が可能となった。各試験条件における，ひずみ変化挙動の実測値と回帰結果を

図 5-9 と図 5-10 に示す。2 次クリープ領域までのひずみ変化挙動について，いずれの条件

においても 1%以内で予測できた。低応力，もしくは短時間保持のように，破面形態がき裂

進展による脆性破壊であるような疲労成分が支配的な条件においても，クリープ変形をベ

ースとしている本回帰方法によってひずみ変化を正確に表現できた。すなわち，CDF 試験

では疲労成分の大きい場合でもクリープの影響を無視できない可能性が示唆される。 
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図 5-9 Bimodal材のひずみ変化の実測値と回帰結果（試験条件はグラフ内に記載） 
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図 5-10 Equiaxis A 材のひずみ変化の実測値と回帰結果（試験条件はグラフ内に記載） 
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5.4 結言 

 

本章では，CDF 試験の保持中のひずみ変化挙動をクリープ回帰し，変形挙動の考察と試

験条件からのひずみ変化挙動の予測を行うことを目的とした。回帰式のベースとしては

Blackburnの式を用いた。 

 得られた知見を以下に示す。 

 

⚫ フィッティングによって Blackburnの式に含まれる各係数（1，1，2，2，𝜀𝑚̇）の値

が導出された。得られた各係数と試験条件には相関関係が認められ，係数の予測が可

能となった。 

 

⚫ 保持中のひずみ変化挙動の回帰に対しては，最小ひずみ速度の影響が非常に大きいと

わかった。 

 

⚫ 式(5.10)を用いることで，規格化応力が異なる場合，R比が異なる場合，保持時間が異

なる場合，いずれの条件が変化しても CDF試験の保持中のひずみ変化挙動における最

小ひずみ速度を高精度で予測することができた。式(5.10)の考え方に基づくと，CDF

試験における再負荷時の遷移クリープ量は最大引張応力と除荷量によって決まり，そ

の回数の蓄積によって試験全体としての最小ひずみ速度が増加する。 

 

⚫ 試験条件をもとに，Blackburnの式をベースとした CDF試験の保持中のひずみ変化の

回帰が可能となった。2次クリープ領域までのひずみ変化について，いずれの条件にお

いても 1%以内で予測できた。延性破壊もしくは脆性破壊といった破壊形態によらず，

いずれの場合においてもひずみ変化に関しては試験条件に依存しており，これを正確

に再現できた。 
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6章 CDF寿命への線形累積損傷則を用いた寿命予測 

6.1 緒言 

  

1 章で記したように，従来 CDF 寿命の評価にはき裂進展挙動からのアプローチや，エネ

ルギーの蓄積からのアプローチからの検討は行われているものの，クリープの影響を個別

に評価したものはなかった 6-1),6-2)。2 章および 3 章では，応力および保持時間が CDF 寿命

および変形挙動に与える影響を検討した。その結果，CDF 試験の保持中のひずみ変化がク

リープ曲線のような挙動を示すことがわかった。これは CDFへのクリープの影響が大きい

ことを示すものでもあり，4章では，疲労損傷度とクリープ損傷度をそれぞれ算出し，線形

累積損傷則の適用可能性を検討した。線形累積損傷則においては，延性消耗則による評価

がより実態に即していると考えられ，ひずみ変化挙動の重要性も示された。そこで 5 章に

おいて，ひずみ変化挙動をクリープ回帰し，変形の予測を行った。Blackburn の式をベー

スとした回帰式によって，CDFにおける 2次クリープ領域までのひずみ変化挙動について，

試験条件をもとに予測できることを示した。以上の結果をもとに，本章では CDF寿命予測

を試みた。1サイクルにおける疲労損傷度とクリープ損傷度をそれぞれ予測し，その線形和

を求めることで線形累積損傷則としての CDF 損傷度を算出する。CDF 損傷度の蓄積挙動

を定式化することで，破断と定義できる損傷度までの負荷サイクル数を導出することがで

きると考えた。ただし，実用上 R 比が変化することはないため，検討する試験条件として

は設計時に重要となる規格化応力と保持時間の影響を検討することとした。 
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6.2 疲労損傷の算出 

  

疲労損傷は式(4.1)によって算出されるが，負荷サイクル数を関数とした場合には式(6.1)

によって表される。 

DF = 𝑁/𝑁𝐿𝐶𝐹 

 

NLCFは試験条件ごとに一定値をとるため，負荷サイクル数 N が増加することで DFは単調

増加する。NLCF は保持時間の影響を受けずに，規格化応力の影響のみ受ける。規格化応力

と NLCFの関係を図 6-1 に示す。規格化応力で表現することで LCF 破断サイクルはミクロ

組織によらず一様に整理できる。この応力と破断サイクルの関係は S-N 線図と一般的に呼

ばれ，式(6.2)，(6.3)のように片対数もしくは両対数の関係を示す 6-3),6-4)。 

 

𝜎 = 𝑎 + 𝑚𝑙𝑜𝑔𝑁𝐿𝐶𝐹 

𝑙𝑜𝑔𝜎 = 𝑎 + 𝑚𝑙𝑜𝑔𝑁𝐿𝐶𝐹 

 

ただし，𝑎とmは定数である。図 6-1において片対数の関係を適用し，最小二乗法から係数

を算出したところ，𝑎は 1.482，mは-0.059であった。式変形を加えることで，DF算出の基

準となるNLCFを定式化できる。そのため，式(6.1)は規格化応力と負荷サイクル数の関数に

よって整理することができ，式(6.4)となる。 

DF =
N

10
−{(

σ
σ0.2

)−1.482}/0.059
 

 

式(6.4)によって CDF 試験時の疲労損傷 DFの蓄積挙動を負荷サイクル数の関数で表した結

果を図 6-2に示す。規格化応力が高いほど基準となる LCF寿命が短いため，同サイクルで

も疲労損傷度は大きくなる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(6.2) 

(6.3) 

(6.4) 

(6.1) 
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図 6-1 規格化応力と LCF破断サイクルの関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 6-2  CDF試験時の疲労損傷 DFと負荷サイクル数の関係 
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6.3 クリープ損傷の算出 

 

CDF 損傷を定式化するために，前節では疲労損傷度の蓄積挙動を定式化した。本節では

クリープ損傷も同様に負荷サイクル数の関数で表していく。4章では延性を基準にした場合

の方が時間を基準にした場合よりも実態に即したクリープ損傷評価が行える可能性を示し

た。また，それを受けて 5 章では Blackburn の式をベースとした回帰を試み，試験条件か

らひずみ変化挙動を予測できることを示した。したがって，負荷サイクル数に応じたひず

み量と破断延性の比からクリープ損傷の蓄積挙動を負荷サイクルの関数として表すことが

できる。ただし，式(4.10)によって表されたクリープ損傷度は破断後の絞りから算出してい

るため，単純なひずみ量としての破断延性を定義する必要がある。破断延性は 4章の図 4-8

で示したように規格化応力に大きく依存する。本研究で使用した供試材にて，引張試験，

疲労試験，クリープ試験を実施した中で，最大の破断延性を示したものを式(4.9)における

maxと定義した。これにより，規格化応力に対応した破断延性，すなわち臨界破断延性を得

ることができた。結果を図 6-3 に示す。CDF試験条件である規格化応力 0.85~0.96の範囲

は臨界ひずみが大きく変化する領域であるとわかる。得られた臨界破断延性を組み込み，

式(4.10)を修正したものが式(6.5)である 

 

DC =
𝜀1{1 − 𝑒𝑥𝑝 (−𝛼1 ∙ 𝑁 ∙ 𝑡𝐻)} + 𝜀2{1 − 𝑒𝑥𝑝 (−𝛼2 ∙ 𝑁 ∙ 𝑡𝐻)} + 𝜀𝑚̇ ∙ 𝑁 ∙ 𝑡𝐻

19.45 × [1 − 𝑒𝑥𝑝 {−5.28(𝜎/𝜎0.2)18.67}]
 

 

5章で述べたように，1，1，2，2，𝜀𝑚̇は全て試験条件の関数によって表すことができる。

したがって，式(6.5)は試験条件からクリープ損傷度を負荷サイクル数の関数で定式化でき

ることを意味する。クリープ損傷と負荷サイクル数の関係を保持時間ごとに示した結果を

図 6-4 に示す。保持時間が長いほど 1 サイクルにおけるクリープ損傷の蓄積量が大きいた

め，同サイクル時のクリープ損傷度は大きくなった。また，クリープ損傷と負荷サイクル

数の関係を規格化応力ごとに示した結果を図 6-5に示す。規格化応力が高いほど基準となる

破断延性は大きいが，1サイクル中のクリープ損傷蓄積も大きい。そのため，同サイクルで

も規格化応力の高い条件の方がクリープ損傷度は大きくなった。 

 

 

 

 

 

 

 

(6.5) 
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図 6-3 規格化応力と臨界破断延性の関係 

 

 

  

 

 

 

 

 

 

 

図 6-4 本研究における試験条件に対応させたクリープ損傷と負荷サイクル数の関係（保持

時間の影響）．(左)Bimodal 材，(右)Equiaxis A 材． 

 

   

 

 

 

 

 

 

 

 

図 6-5 本研究における試験条件に対応させたクリープ損傷と負荷サイクル数の関係（規格

化応力の影響）．(左)Bimodal 材，(右)Equiaxis A材． 
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6.4 クリープ疲労損傷の算出 

  

式(1.2)で示したようにCDF損傷度DTotalは疲労損傷度DFとクリープ損傷度DCの和によ

って表現される。それゆえ，負荷サイクル数に応じた DTotalは式(6.4)と(6.5)の線形和に等し

い。DTotal（=DF+DC）と負荷サイクル数の関係を保持時間ごとに示した結果を図 6-6に示す。

同応力条件では負荷サイクル数と疲労損傷の関係は保持時間に依存しないため，DTotal と

DCの傾向は同様となる。さらに，120s 保持と 1800s 保持の条件では低サイクル領域での

DCの蓄積が顕著である。加えて，低サイクル領域では疲労損傷度の影響が小さいため，120s

保持と 1800s 保持の条件では DTotalと DCの傾向はほとんど同等となる。次に，DTotalと負

荷サイクル数の関係を規格化応力ごとに示した結果を図 6-7に示す。Equiaxis A材の規格

化応力 0.96 の条件，Bimodal 材の規格化応力 0.93 の条件では，疲労損傷度の影響が非常

に小さく，ほぼクリープ損傷度を表すグラフと同じであった。一方で，Equiaxis A材およ

び Bimodal 材の規格化応力 0.90 と 0.85 の条件では疲労損傷の蓄積も明確に反映されてい

た。 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 6-6  DTotal（=DF+DC）と負荷サイクル数の関係（保持時間の影響）．(左)Bimodal 材，

(右)Equiaxis A材． 

 

   

 

 

 

 

 

 

 

図 6-7  DTotal（=DF+DC）と負荷サイクル数の関係（規格化応力の影響）．(左)Bimodal材，

(右)Equiaxis A材． 
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6.5 寿命予測 

  

前節までの結果から，CDF 損傷度 DTotalを試験条件に応じた負荷サイクル数の関数にて

定式化できることが示された。そこで，任意の DTotalの値に到達する負荷サイクル数と実際

の破断サイクルの関係を考察する。ここでは，CDF 試験条件の豊富な Bimodal 材と

Equiaxis A材の予測結果と実際の破断サイクルについて検討する。DTotalが 0.5に達する予

測サイクルと実際の破断サイクルの関係を図 6-8に示す。全て Factor of 2の外側にプロッ

トされた。一方で，全ての結果が実際の破断サイクルよりも小さく，かつ Factor of 2の外

側であることから，安全率 2 を乗じた場合の破断サイクル設計に対応しているとの見方も

できる。次に，DTotalが 0.6 に達する予測サイクルと実際の破断サイクルの関係を図 6-9 に

示す。一部 Factor of 2の中で予測できたが，Factor of 2の外側となる結果も存在した。ま

た，いずれのプロットも実際の破断サイクルよりも短寿命側となる予測のため，安全側の

予測ができていると判断される。DTotalが 0.8 に達する予測サイクルと実際の破断サイクル

の関係を図 6-10に示す。全てのプロットが Factor of 2内で予測された。さらに，いずれの

予測結果も実際の破断サイクルよりも短寿命側であり，安全側の評価となった。最後に，

DTotalが 1.0に達する予測サイクルと実際の破断サイクルの関係を図 6-11に示す。予測サイ

クルが全て Factor of 2内に収まった。一部のプロットにおいて，実際の破断サイクルより

も予測サイクルの方が長寿命と評価されたが，実際の破断サイクルとの誤差は最も小さか

った。4章の線形累積損傷則では，実験値をもとにした延性消耗則による評価にて DTotal=0.6

の直線領域で安全域を設定できた。一方で，本章のようにひずみ予測から寿命評価をした

場合には，DTotal=0.8となるまでの破断サイクル予測が安全側であった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 6-8 DTotalが 0.5に達する予測サイクルと実際の破断サイクルの関係 
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図 6-9 DTotalが 0.6に達する予測サイクルと実際の破断サイクルの関係 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 6-10 DTotalが 0.8に達する予測サイクルと実際の破断サイクルの関係 
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図 6-11 DTotalが 1.0に達する予測サイクルと実際の破断サイクルの関係 

 

 

単純な寿命低下量によって決まる従来の Debit による考え方の場合には，クリープの影

響を考慮できておらず，破断サイクルの低下量が最も大きな CDF 条件を基準としていた。

特に，試験結果として比較的破断サイクルの大きくなる条件，すなわち低応力側および短

時間保持といった条件においては，実際の破断サイクルに対して許容サイクルが非常に小

さくなってしまう。一方で，本研究で示したように，クリープの影響，特にクリープひず

みの蓄積から損傷度を見積もり，線形累積損傷則をもとにした損傷度評価を行うことで，

試験条件ごとの破断サイクルの定義が明確となった。そのことにより，クリープ損傷度を

考慮したうえで，許容できる破断サイクルが大きくなった。 

したがって，従来は Design by rule として，Debit による考え方をベースに寿命低下量

からのみ許容値の設定がなされていたところ，本研究で提案した手法を用いることで，

Design by analysisとして試験条件に応じた許容値の柔軟な設定が可能となる。 
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6.6 結言 

  

本章では，4章で得られた線形累積損傷則の適用と 5章で得られたひずみ予測の結果を用

いて寿命予測を行った。1サイクルにおける疲労損傷度とクリープ損傷損傷度をそれぞれ予

測し，その線形和から線形累積損傷則としての CDF 損傷度を算出した。CDF 損傷度が負

荷サイクル数の関数によって表され，適当な CDF損傷度に到達する負荷サイクル数を考察

した。 

 得られた知見を以下に示す。 

 

⚫ LCF 破断サイクルを規格化応力の関数によって表現することで，試験応力と負荷サイ

クル数に応じた疲労損傷度を算出できた。 

 

⚫ 臨界破断延性を定式化し，5章で得られたひずみ予測を用いることで，試験応力および

保持時間に対応したクリープ損傷度を負荷サイクル数の関係として定式化することが

できた。 

 

⚫ 線形累積損傷則として，疲労損傷度とクリープ損傷度の線形和が任意の値になったと

きの負荷サイクル数と実際の破断サイクルとの関係を検討した。DTotal=0.5 とすると，

安全率 2を乗じた破断サイクルと概ね一致した。一方で，破断とみなす DTotalを増加さ

せていくと，DTotal=0.8のとき Factor of 2 の中で破断サイクルを予測でき，かつ，い

ずれの予測結果も実際の破断サイクルよりも低サイクルであり安全側の評価となった。

DTotal=1.0のときに最も実験値と予測値の差は小さくなった。 

 

⚫ クリープ損傷度を考慮したうえで，各サイクルにおけるCDF損傷度を算出することで，

従来の評価よりも許容できる破断サイクルが大きくなった。すなわち，Design by 

analysisとして試験条件に応じた許容値の柔軟な設定が可能となった。 
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7章 結論 

7.1 本研究の成果 

 

Ti合金の CDFについて，破断サイクルの低下に関しての研究は多くなされてきたものの，

変形挙動の解釈について詳細を議論した報告はほとんどなかった。また，寿命評価・寿命

予測に際してクリープ損傷を考慮することは少なく，線形累積損傷則の適用可能性も合わ

せて検討が望まれていた。そのため，本研究では CDFにおける変形挙動を解明し定式化す

ることを目的とした。また，線形累積損傷則の適用可能性を検討し，クリープの影響を考

慮した変形挙動を組み込むことで，寿命評価方法を構築することも目的とした。 

2章では応力が Ti合金の CDF破断サイクルに与える影響を再検証したうえで，ひずみ変

化挙動および破壊形態へのクリープの影響を考察した。規格化応力の増加に伴い破断サイ

クルが増加する傾向は，これまで報告されていた結果と一致し，さらに，ミクロ組織の影

響について規格化応力を基準として検討した。その結果，規格化応力で整理すると等軸相

と針状相の体積率の影響は無視できること，その一方で，等軸相の粒径はわずかに CDF

寿命へ影響を与えることが明らかとなった。また，CDF 試験後の破断延性は規格化応力に

大きく影響を受けており，規格化応力約 0.92以下から破断延性は急激に減少した。反対に，

規格化応力 0.92 以上では CDF の破断延性に大きな変化がなかったことから，破断延性の

上限の存在が示唆された。破断延性の応力依存性と破面形態の傾向も一致しており，低応

力の破断延性の小さな条件では疲労損傷主体であり，高応力の破断延性の大きな条件では

クリープ損傷主体であった。低応力域と高応力域では微小き裂についても違いがあった。

低応力域では微小き裂が寿命比の増加に伴い成長する一方で，高応力域では微小き裂の成

長は認められなかった。また，微小き裂は hcp 構造の底面に沿って発生しており，発生し

やすい粒の特徴として，{1̅100}〈112̅0〉のシュミット因子が低く，かつ，{0001}〈112̅0〉のシュ

ミット因子が高いことが挙げられた。さらに，その差分も影響している可能性があった。

保持中の非弾性ひずみ変化挙動は一般的な高温クリープにて生じる 1次クリープ，2次クリ

ープ，3 次クリープのような領域を描いた。最小ひずみ速度は規格化応力に大きく依存し，

応力指数は通常の金属の高温クリープのときと比較して 1 桁以上大きかった。応力の影響

としては R比の検討も行った。R比の増加に伴い破断サイクルは増加したが，CDF感受性

は大きくなっており，除荷負荷回数増加の影響が考えられた。また，R比の変化によらず破

断延性は一定であった。したがって，破断延性は最大引張応力に依存し，臨界破断延性の

存在が示唆された。R 比の増加に伴い最小ひずみ速度は低下し，R=1 となるクリープ試験

で最も小さくなった。クリープ変形挙動を基準としたときに，除荷量の程度によって最小

クリープ速度を増加させると考えられる。以上のように，2章では Ti合金の CDF特性に与

える影響として，破断サイクルだけでなく，延性，破壊形態，ひずみ変化挙動等に関する
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知見を得た。 

3章では Ti合金の CDF寿命に与える保持時間の影響について，従来よりも広い保持時間

の範囲で検証した。加えて，そのときのひずみ変化および破壊形態へのクリープの影響を

考察した。保持時間の増加に伴い破断サイクルは単調に減少し，保持時間 120s以上でも減

少傾向は続いた。加えて，クリープ試験での破断をCDFの 1サイクル破断と考えることで，

長時間保持による破断サイクル減少の傾向を下限まで確認することができた。破断延性に

ついては，保持時間 1s~10sまでは増加傾向にあり，保持時間 10s以上ではクリープ試験も

含めて約 17％とほぼ一定の値を示した。このことからも，2 章のように臨界破断延性の存

在が示唆された。また，破面形態の観察結果から，5s 以下の短時間保持では疲労損傷が主

体であり，10s以上の長時間保持ではクリープ損傷が主体であると推察された。ひずみ変化

挙動を比較すると，マクロな変形挙動自体に保持時間の影響は大きくないものの，その蓄

積挙動には保持時間の影響が大きいと示唆された。また，最大引張応力一定であるにも関

わらず保持時間によって最小ひずみ速度が変化した。クリープ試験における最小ひずみ速

度を基底ひずみ速度と仮定すると，保持時間の増加，すなわち除荷負荷回数の増加によっ

て最小ひずみ速度が上昇すると推察される。以上のように，3章では短時間から超長時間領

域におよぶ保持時間の検証を行い，破断サイクルの傾向だけでなく，延性，破壊形態，ひ

ずみ変化挙動等に関する知見を得た。 

4章では，2章および 3章で得られた幅広い試験条件における結果をもとに，これまで高

温クリープ疲労のみに適用されていた線形累積損傷則を Ti 合金の CDF へ適用することを

試みた。時間消耗則を用いた場合の CDF損傷度は DTotal =(DF, DC)≦(0.01，0.003)の範囲で

安全であると判断された。一方，延性消耗則を用いた場合の CDF損傷度は DTotal=0.6の直

線で安全と判断される領域を表すことができた。時間消耗則と比較して，延性消耗則では

DC が大きく見積もられているために許容領域が拡大した。言い換えると，時間消耗則では

クリープ損傷を過小評価している可能性があった。この傾向は高温クリープ疲労でも確認

されているものである。破断延性の関係を鑑みても，延性を基準とした損傷則の方が実際

の破断により則した評価方法であると考えられた。また，延性破壊と脆性破壊を損傷度に

よって区分することができた。疲労損傷度が 0.2以下の領域ではクリープの影響が大きく支

配的であった一方で，クリープ損傷の観点からは，DCの値が約 0.5 を境界として破面形態

の遷移を定義することができた。これは延性としてのクリープ損傷が 0.5以上となるときに

クリープの影響が大きく支配的となることを意味する。以上のことから，Ti合金の CDFへ

の線形累積損傷則の適用は十分に可能であると示された。線形累積損傷則ではクリープ損

傷度も考慮されるため，一律に最小の DF値を採用する必要がなく，条件によって許容でき

る DF値が変化する。したがって，Design by ruleによる設計基準に相当する従来の Debit

による考え方よりも，より許容できるサイクル数を増加させられる可能性が示された。 

延性による評価が実体に則していると考察されたこともあり，5 章では，CDF 試験の保

持中のひずみ変化をクリープ回帰し，変形挙動の考察と試験条件からのひずみ変化挙動の
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予測を試みた。回帰式のベースとしては 1次クリープと 2次クリープを表現するBlackburn

の式を用いた。CDF 試験の保持中のひずみ変化をフィッティングすることによって

Blackburn の式に含まれる各係数の値が導出された。得られた各係数と試験条件には相関

関係が認められ，係数の予測が可能であると示された。さらに，保持中のひずみ変化挙動

の回帰に対しては，特に最小ひずみ速度の影響が非常に大きいことが明らかとなった。こ

こまでの結果から，CDF 試験における再負荷時の遷移クリープ量は最大引張応力と除荷量

によって決まり，その回数の蓄積によって試験全体としての最小ひずみ速度が増加すると

いう仮説が立てられた。この仮説をもとに本研究にて提案された式によって，規格化応力，

R比，保持時間，いずれの条件が変化しても CDF試験の保持中のひずみ変化挙動における

最小ひずみ速度を高精度で予測することができた。最終的には，試験条件をもとに，

Blackburnの式をベースとした CDF試験の保持中のひずみ変化を定式化し，その回帰が可

能となった。2 次クリープ領域までのひずみ変化挙動について，いずれの条件においても

1%以内の精度で予測できた。 

6章では，4章で得られた線形累積損傷則の適用と 5章で得られたひずみ予測式を用いて

寿命予測を行った。1サイクルにおける疲労損傷度とクリープ損傷度をそれぞれ予測し，そ

の線形和から線形累積損傷則としての CDF 損傷度を算出した。CDF 損傷度が負荷サイク

ル数の関数によって表され，任意の CDF 損傷度に到達するサイクル数を考察した。まず，

基準となる LCF破断サイクルと臨界破断延性の定式化を試みた。LCF破断サイクルと臨界

破断延性はいずれも規格化応力の関数によって表され，定式化することができた。これに

より，疲労損傷度とクリープ損傷度をそれぞれサイクル数の関数として表されることを示

した。線形累積損傷則として，疲労損傷度とクリープ損傷度の線形和が任意の値になった

ときのサイクル数と実際の破断サイクルとの関係を検討したところ，DTotal=0.5 とすると，

安全率 2 を乗じた破断サイクルと概ね一致した。破断とみなす DTotalを増加させていくと，

DTotal=0.8 のとき Factor of 2 の中で破断サイクルを予測でき，かつ，いずれの予測結果も

実際の破断サイクルよりも低サイクルであり安全側の評価となった。DTotal=1.0のときに最

も実験値と予測値の差は小さくなった。以上のことから，クリープ損傷度を考慮したうえ

で各サイクルにおける CDF損傷度を算出することで，従来の評価よりも許容できる破断サ

イクルが大きくなった。すなわち，Design by analysisとして試験条件に応じた許容値の柔

軟な設定が可能となった。 

以上のように，本研究では CDF特性に与える応力と保持時間について，従来よりも広い

幅で検証を行った。その結果，破面形態の遷移，ひずみ変化について知見を得た。それら

を踏まえたうえで，線形累積損傷則の適用を試みたところ，特に延性消耗則による評価に

おいて実態に即した寿命評価ができている可能性を示した。さらに，Blackburn の式をベ

ースとして本研究によって提案された変形挙動の定式化によって，試験条件からひずみ変

化を予測できるようになった。さらに，線形累積損傷則の考え方とひずみ予測を組み合わ

せることで，クリープ損傷を考慮した寿命予測を可能とした。本研究にて提案した手法で
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は，従来の考え方よりも試験条件に応じた柔軟な寿命評価ができるようになり，幅広く実

用的な適用が期待できる。 
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7.2 今後の課題 

 

 本研究においては，ミクロ組織も含めた応力ならびに保持時間の影響を検討したうえで，

Blackburn の式をベースとしたひずみ変化の予測式を構築し，線形累積損傷則を用いて寿

命評価を行った。すなわち，Ti合金の CDFに対して，クリープの影響を加味した変形挙動

の回帰と線形累積損傷則による寿命評価に関して基礎となる知見を得た。以上の結果を踏

まえ，今後の課題を挙げる。 

一つはより低応力域の検討である。規格化応力 0.85が本研究における最低応力であるが，

より低応力側の検討も大きな意味を持つ。規格化応力のさらなる低下に伴い，クリープの

影響および破断延性も一層減少すると考えられる。現状では Blackburn の式をベースとし

ているが，低応力域では Blackburn の式よりも適したベース式の検討も求められる可能性

がある。例えば対数クリープの式などが低応力域でのクリープ変形によく一致すると予想

される。また，破断延性の著しい減少によって，延性消耗則による評価が有効とならない

懸念もある。本研究にて実施した規格化応力 0.85 の低応力 CDF 試験においては，破面形

態はき裂進展主体の破壊形態を示したが，ひずみ変化挙動の回帰や寿命評価には特段影響

しなかった。しかしながら，さらに低応力域となり，より疲労損傷主体となったときに，

本研究における提案が適用できるかどうかは検討の余地がある。ただし，低応力域におけ

る CDF試験は膨大な時間を要するため注意が必要である。 

 もう一つは，より詳細なミクロ組織の検討である。例えば，①結晶粒径の影響，②全面

針状相とした場合の影響，③集合組織の影響については，ひずみ予測式および寿命評価に

対して大きく寄与する可能性がある。結晶粒径に関しては，本研究においても Equiaxis A

材と Equiaxis B材の検討はなされたものの，より明確に粒径の変化した場合の傾向を明ら

かにする必要がある。それに付随して，全面針状相としたときの影響も検討の余地がある。

全面針状相とする際には変態点を超える熱処理を行わなければならず，粒径も急激に粗

大となる。100m 以上の粒径になることが予想され，粒径の寄与度と全面針状相である

ことの影響をそれぞれ考える必要がある。以上のようなミクロ組織の影響は，最小ひずみ

速度にも寄与すると考えられ，組織因子を追加することも視野に入れなければいけない。

また，集合組織の影響としては，1章でも述べたようにMTR（Micro texture Region）と

呼ばれる局所的な集合組織が極端な寿命低下をもたらす可能性を有する。特に低応力域で

は，MTR部分にて大規模なファセットを生じてき裂進展を促進させて，短寿命化につなが

る懸念がある。したがって，MTR強度を寿命評価に組み込むことも可能性として考えなけ

ればならない。ただし，MTR強度の測定および定義もまた重要であるため，並行して検討

を進めなければならない。 

 最後に，負荷制御モードの検討についても課題として挙げる。このことは高温クリープ

疲労現象への応用にもつながると考えられる。本研究をはじめ，CDF ではほとんどが荷重
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制御による引張応力保持試験である。一方で，高温クリープ疲労に関しては，ひずみ制御

による引張ひずみ保持試験が大多数を占める。適用部材への負荷モードの違いにもよるた

め，このような違いが生じている。図 1-5に示したように，高温クリープ疲労では温度，平

均応力，負荷振幅の 3 要素が複雑に作用している。一方で，CDFでは温度の影響がなく，

平均応力と負荷振幅のみが作用する。すなわち，CDF では力学的作用のみを扱える点で高

温クリープ疲労よりも現象理解が容易である。CDF において得られた知見を高温クリープ

疲労へ展開することで，高温クリープ疲労現象に与える影響のうち，①平均応力と負荷振

幅の影響と②温度の影響を区別できることが期待される。温度の影響を区別し抽出できた

場合には，力学的作用としての材料力学の観点とミクロ組織変化等の材料組織学の観点に

わけて，それぞれの学術分野からのより深い考察が適用できると考えられる。具体的には，

ひずみ制御での CDF試験を実施し，そのときの疲労損傷度とクリープ損傷度の蓄積挙動を

検証する。これを高温クリープ疲労における疲労損傷度とクリープ損傷度の蓄積と比較し，

温度の影響を区別できると考えられる。ただし，クリープ変形機構は温度と応力によって

変化する可能性があるため，領域図を確認したうえで考慮に入れる必要もある。以上のよ

うに，CDF における負荷制御モードの検討は，複雑な高温クリープ疲労現象の理解にも大

きく貢献すると考えられる。 

 本研究におけるクリープ変形を加味した変形挙動の再現と寿命評価手法が考え方の基本

となり得る一方で，今後，上記のような詳細検討を加えていくことで，より高精度な寿命

評価および高温クリープ疲労現象の理解につながることが期待される。 
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