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序−１	 背景 

 
	 各種産業機器の省エネルギー化および高効率化は，持続可能な社会を目指し共に歩む人類共

通の課題である．西暦 2014 年現在，全世界の総人口は 70 億人を超え，さらに，2030 年代には

80億人に達するとの推計がなされている序-1)．また，現代社会における我々の生活は，多様な資

源を電力に変換しそれを消費することにより成立している．全世界の電力需要は，2010 年に

18,443 TWhであったのに対し，2035年には 31,859 TWhにまで増大すると予測されており序-2)，

電力変換プロセスにおける環境負荷低減の重要性がよりいっそう高まっている．たとえば，2005

年の『京都議定書』発効に象徴されるように，温室効果ガスの排出量削減は既に国際的な関心

事項である．温室効果ガスである CO2の排出量は，2010 年の全世界の総排出量が 30,276 Mton

であったのに対して，発電および熱供給に伴う排出量は 12,480 Mton 序-3)であり，実に全体の 40％

以上を占めており，その果たすべき責任は小さくない．一方，京都議定書では国家間で温室効

果ガスの削減（排出）量を都合し合う『排出量取引』が認められている．この枠組みとともに、

一部の国では温室効果ガスの排出権を企業・団体間で売買する市場が既に展開されており，そ

の市場規模は 1500 億ドル（2010 年）を超え拡大の一途をたどっている序-4)．このように温室効

果ガスだけを例にとっても，環境負荷低減という命題は，技術的側面のみならず，経済的ある

いは政治的な側面においてもいかに重要な意味を持つものであるのかがわかる．先にも述べた

とおり，特に，電力事業，創エネルギー産業においては，その取り組みの波及効果が大きく，

今日では，国家のエネルギー政策においても，各国がいかにそれらを重要視しているかを見る

ことができる序-5)-序-7)．たとえば，アメリカ合衆国は，省エネ，再生可能エネルギーの技術開発，

エネルギー安全保障を経済政策と一体化した政策をグリーン・ニューディール政策として推進

している．特に，原子力発電やクリーンコールを含むクリーンエネルギーを重視し，2035 年ま

でに自国電力の 80%をクリーンエネルギー由来とする等の目標を掲げている．また中国におい

ては，エネルギー自給率 100%を目標に掲げ，エネルギー産業の育成に注力するとともに，クリ

ーンエネルギーの開発ならびにその国際競争力向上のための様々な政策を打ち出している．さ

らに，EU加盟国では，ドイツが電力消費量に占める再生可能エネルギーの割合を 2020年に 35％

に向上させる目標を含むエネルギーコンセプトを公表したほか，イタリアでも同様の再生可能

エネルギー拡大に関する数値目標が示されるなど，環境負荷の低減に対する意識は高い．また，

EU加盟国間の資源，インフラの相互融通などエネルギー政策においてさらに結びつきを深める

動きがみられる．そして我が国では，原油等の従来型エネルギー資源のほとんどを輸入に頼ら

ざるを得ない島国であることに加え，2011 年の東日本大震災による原発事故発生を受け，いか
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なる状況下においてもエネルギーの安定供給を保障することが 優先課題とされている．その

上で，エネルギーの生産（調達），流通，消費の各段階において，効率向上，環境負荷低減，お

よび新たな技術開発が推進されている．その具体的な政策として，再生可能エネルギー導入促

進のための再生可能エネルギー固定価格買取制度をはじめ，規制緩和を含めた制度改革が実施

されている．以上のような社会情勢を鑑みると，CO2の排出量低減に直接結びつく高効率のガス

タービン発電に大きな期待が寄せられている．その一方で，太陽光や風力に代表される再生可

能なエネルギー源への依存度が増していくことは時代的要請ともいえる．ここで重要なことは，

これらの再生可能エネルギー源の多くは，気候や季節による変動が不可避であるため，その変

動を吸収し，負荷変動に柔軟に対応可能なシステムの補助なくしては成立し難いことである．

この類いの性能に優れるのもガスタービンであり，この観点からもガスタービンシステムに対

する期待が高まっている． 

	 ガスタービンは，図序−１に模式的に示すような，コンプレッサー（圧縮機），燃焼器および

タービンから構成され，燃焼ガスの熱エネルギーをタービンの運動エネルギーとして取り出す

熱機関である．このタービン軸の回転によって発電機を動作させることで，電力を生み出すこ

とができる．ガスタービンの特徴として，小型軽量でありながら大出力が得られること，構造

が単純であること，広範囲の要求出力をカバーできる（kW 級から MW 級まで）こと，起動停

止が容易であること，大量の冷却水を必要としないこと，利用可能な燃料の種類が多いことな

どが挙げられ，ピークロード用としてはもちろんのこと，非常用のバックアップ電源としての

要求特性も高い次元で満足することができる．ガスタービンを利用した発電は古くから実施さ

れており，数 MW〜数百 MWクラスの発電プラントにおいて広く利用されている．現在でも，

他の発電方式とのハイブリッド化，多種燃料（バイオガス，石炭合成ガス等）への対応序-8)-序-10)，

さらには，高効率分散電源への実装など，数多くの技術的挑戦がなされている． 

	 ガスタービンの起源は，航空機の推進装置として開発されたのが始まりであり，現在でもガ

スタービンの主要な用途のひとつである．推進装置としてのガスタービンには様々な方式があ

るが，民生用旅客機等に搭載されているターボファンエンジンが一般的であり，燃焼ガスをタ

ービン後方から高速度で噴出しその反動を推進力として利用している．航空機用ガスタービン

は，一般的な発電用のそれよりも小型である一方で，運転温度はより高く，部材の重量増加が

厳しく制限されることから，より高性能な材料とそれを生かした高度な設計が要求される．ま

た，低騒音化，応答性（推力の制御性）の向上なども航空機用ガスタービン特有の技術開発の

観点として挙げられる．そして，発電用，航空機用の別を問わず，ガスタービンの も重要な

技術的課題とされているのが，運転温度の向上である．ガスタービンの運転温度は，ガスター

ビンの性能に直結する因子であり，運転温度向上は将来的にも追求され続けていく課題である

といえる．ガスタービン運転温度の高温化を実現するためには，流体，燃焼，材料，制御など



序論 

3 

機械的な性能に関するハード面の技術はもちろんのこと，高性能化したガスタービンを生かす

運用，保守に関するソフト面の技術も含めた高度な技術開発が求められる．これらは，ガスタ

ービンの利用拡大が見込まれる現在の状況にあって，いっそう重要な課題であるいえよう． 
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図序−１	 ガスタービンの模式図	 (a)システム構成，(b)燃焼器および(c)タービン動翼 
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序−２	 ガスタービン高温部材 
 

序-2-1	 ガスタービンの性能と運転温度	 

	 先にも述べたとおり，ガスタービンの運転温度の向上は も重要な技術的課題のひとつであ

る．本節では，サイクル論の観点から運転温度と性能との関係について述べる序-11)． 

	 ガスタービンの理想的なサイクルはブレイトン（Brayton）サイクルであり，図序−２はその

Braytonサイクルのサイクル線図を示したものである．ここでは，作動流体を完全ガス，状態変

化を断熱等エントロピー変化と仮定し，各状態変化について考える． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

[1→2]：等エントロピー圧縮 

この過程における圧縮仕事は 

 

                                                          (序-1) 

 

であり，ここで，i1, i2 はそれぞれ状態 1および状態 2におけるエンタルピー，Cpは定圧比熱，

T1は状態 1 における温度（圧縮器入口温度）そして T2は状態 2 における温度（圧縮器出口温

度）を表している． 

 

[2→3]：等圧加熱 

この過程における加熱量は 

 

                                                          (序-2) 

€ 

i2 − i1 = Cp (T2 −T1)

€ 

i3 − i2 = Cp (T3 −T2)

図序−２	 ブレイトンサイクル	 (a)構成概念図，(b)i-S線図および(c)p-v線図 
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となり，ここで，i3は状態 3におけるエンタルピー，T3は状態 3における温度（タービン入口

温度）である． 

 

[3→4]：等エントロピー膨張 

この過程における膨張仕事は 

 

                                                          (序-3) 

 

であり，ここで，i3は状態 3におけるエンタルピー，T3は状態 3における温度（タービン入口

温度）を表している． 

 

[4→1]：等圧冷却 

この過程における冷却熱量は 

 

                                                          (序-4) 

 

となり，ここで，i4は状態 4におけるエンタルピー，T4は状態 4における温度（タービン出口

温度）を表している． 

 

	 ガスタービンの性能は，熱効率 ηthおよび比出力（単位流量あたりの出力）w によって評価さ

れる．熱効率は，発生仕事量／消費燃料の熱エネルギー として定義され，ここで発生仕事量は

式(序-3)で表されるタービンで発生する膨張仕事から式(序-1)で表される圧縮機で消費される仕

事分を除いた（減じた）ものである．また，消費燃料の熱エネルギーは式(序-2)で表される加熱

量に相当するため，熱効率 ηthは，次式のように表すことができる． 

 

                                                          (序-5) 

 

また，比出力 wは熱効率 ηthの式における分子に相当するので， 

 

                                                          (序-6) 

 

となる．式(序-5)および式(序-6)より，ガスタービンの熱効率および比出力を向上させるために

€ 

i4 − i1 = Cp (T4 −T1)

€ 

ηth =
(i3 − i4 ) − (i2 − i1)

i3 − i2
=1− T4 −T1

T3 −T2

€ 

w = (i3 − i4 ) − (i2 − i1) = Cp (T3 −T4 ) − (T2 −T1){ }

€ 

i3 − i4 = Cp (T3 −T4 )



序論 
 

6 

は，T3 つまりタービン入口温度を高めることが有効であることがわかる．実際のタービン入口

温度は，図序−３に示すように，1940年代の 700〜900 Kから年々向上していることがわかり，

現在では，産業用（発電用）のガスタービンで 1500〜1800 K，航空機用では産業用よりもさら

に 100〜200 K程度高く，一部の軍用機に搭載されるエンジンでは瞬間的に 2300 Kにせまるもの

さえも存在している序-12)．このように，ガスタービンの歴史は運転温度向上の歴史であり，これ

を実現するための技術開発が現在も続けられている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

序-2-2	 ガスタービン高温部材の工学的特徴	 

	 ガスタービンは，その内部で高温の作動流体と接する構造部材が存在し，それらが所定の機

能を果たすよう設計されている．つまり，これら部材の耐用温度によってガスタービンの運転

温度とその性能が決定される．ガスタービン内部の高温環境で使用される部材は，ガスタービ

ン高温部材（ホットセクション部材）と呼ばれ，たとえば，燃焼器，タービン動・静翼，ロー

ターディスクなどが挙げられる．現在，実用化されているガスタービンでは，これらホットセ

クション部材は金属材料によって作られている．前節でも述べたとおり，ガスタービンの効率

はガスタービン入口温度の影響を直接受け，工業的にはタービン入口温度は高ければ高いほど

良いとする要求があるため，部材各部の温度は，構造材料としての耐用温度の限界に近い温度

にまで達する．そのため，ガスタービン高温部材は，部材毎に 適化された耐熱合金製とした

上で，部材内部に冷却空気を導入することで冷却を行ない，必要に応じて部材表面に耐酸化性，

耐熱性の向上を目的としたコーティングを施して使用されることも多い．以下，タービン動翼

に適用される材料系を例にその特徴について述べる． 
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図序−３	 タービン入口温度の変遷（参考文献 序-12より抜粋） 
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	 動翼は，燃焼ガスの流れを受けて高速で回転する部材であり，流体力学的に 適化された複

雑な三次元形状（図序−１(c)参照）を有しており，その内部には，冷却空気の流路が設けられ，

場合によってはそれが翼表面から噴出する構造となっている．このような複雑形状を有してい

る動翼は，精密鋳造によって製造される．一般的に，動翼は 1300 K程度の高温環境において，

自身の回転運動による遠心荷重，作動流体による曲げ荷重，さらには振動荷重をなどの機械的

な負荷を受ける．そのため，動翼の材料としては，高い高温強度を有する Ni基の耐熱超合金が

用いられる．Ni基超合金の一例として，Niに Cr, Co, Mo, Alなどの元素を添加した合金系があ

り，これは添加元素により固溶強化を行なうとともに，適切な時効処理によって Ni母相中に高

温域でも安定な金属間化合物 Ni3Alを主体とする析出物を析出させることにより，高温域でも強

度を維持する．特に動翼材では，高温環境において遠心荷重による高温クリープが問題となる

ため，結晶を負荷軸方向に優先的に成長させることによって作成された一方向凝固超合金も使

用される．これは負荷軸方向を横断する結晶粒界の数を減らし，粒界を起点としたクリープ損

傷の発生を抑制する狙いによるものである．さらに， 近では結晶粒界自体を無くして，すな

わちひとつの結晶粒から動翼一枚を製造する単結晶翼も開発されており，航空機用として既に

使用されている．Ni 基超合金の微視組織の一例を図序−４に示す．これは，単結晶 Ni 超合金

CMSX-4の電子顕微鏡（Scanning Electron Microscope : SEM）写真であり，この写真から，立方

体状に析出した Ni3(Al, Ti)が観察できる序-13)． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 これら Ni基超合金の耐用温度は高く， 新のもので 1100〜1300 Kであるが序-14)，図序−３に

示す近年のガスタービンエンジンシステムにおけるタービン入口温度と比較すれば，基材単体

で使用できないことは明らかである．そのため，近年開発される多くのタービン動・静翼は高

度な冷却システムを備えている．代表的な翼冷却構造の例を図序−５に示す．図序−５(a)は内部

対流冷却と呼ばれるもので，部材内部に空気流路を設け，そこにガスタービン本体の圧縮機か

ら注気した圧縮空気を流すことで部材自体の熱交換を行なうものである．図序−５(b)はインピン

図序−４	 Ni基超合金 CMSX-4の微視的構造序-13) 

����Ni3(Al,(Ti)�

���
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ジメント冷却と呼ばれるもので，内部対流冷却とよく似た方式であるが，こちらは，内部構造

に隔壁やインサート材を導入し，そこに設けた冷却孔から冷却空気を翼内面に向け噴流とし衝

突させることで冷却を行ない，内部対流冷却（図序−５(a)参照）よりも高い冷却性能を発揮する．

そして図序−５(c)はフィルム冷却と呼ばれるもので，冷却空気をブレード表面に設けた微小孔か

ら噴出させ，部材を覆う空気層を形成し，燃焼ガスからの伝熱による部材表面温度の上昇を抑

制するものである．冷却の効率はフィルム冷却が も高く，約数百 K 分の冷却効果があるとさ

れている序-15)．このような冷却システムは動翼のみならず，燃焼器内壁，静翼にも適用されてい

る．また，より高い冷却効率を実現するために冷却媒体として空気ではなく水蒸気を使用する

方式も開発されており，実際に燃焼器の冷却用途として実用化が試みられている序-16)． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 ガスタービン内部の燃焼ガス雰囲気は，高温であると同時に非常に活性な酸化・腐食環境で

あるため，素材そのままの状態で長期間の使用に耐えることは困難である．そのため，ガスタ

ービン高温部材は，それぞれの使用環境に合わせて，耐酸化・腐食，耐熱，耐摩耗などの機能

をコーティングにより補ったうえで使用されることが多い．たとえば，ガスタービン動・静翼

材の場合，図序−６に示すように金属基材の表面に耐酸化・腐食性能を向上させる皮膜を成膜し，

さらにその表面に耐熱性を向上させる皮膜を被覆する多層コーティングを施工するのが一般的

になりつつある序-15), 序-17), 序-18)．このようなコーティングは総称して，遮熱コーティング（Thermal 

Barrier Coating : TBC）と呼ばれる．TBCは，ガスタービン高温部材の耐環境性能の向上をはか

り，部材の耐用温度を引上げる，あるいは部材寿命を延伸するための重要な技術である．その

膜厚は，概ね 1mm以下のものが多く，材質や成膜方法は目的に応じて選択される．耐熱性向上

を目的としたものには，部分安定化 ZrO2セラミックが もよく使われる序-15), 序-17), 序-18)．一方，

(a)������ (b)�����	��
���

(c)�������

図序−５	 代表的なガスタービン翼冷却構造の模式図序-15) 
(a)対流冷却，(b)インピンジメント冷却および(c)フィルム冷却 
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耐酸化・腐食性向上のためには，Coあるいは Ni基の合金が使用されている．図序−６に示すよ

うに，TBC の 表面のセラミック皮膜はトップコート，その下層の金属皮膜はアンダーコート

あるいはボンドコートと呼ばれる．セラミックトップコートはその低い熱伝導率により，高温

雰囲気から金属基材への熱輸送の抵抗として機能し，その遮熱効果は数百Kである序-15), 序-17), 序-18)．

一方，金属ボンドコートは，耐酸化性の高い物質あるいはそれ自身が優先的に酸化される層に

よって金属基材を覆うことで，基材の耐酸化・腐食性を向上させる．さらにボンドコートは，

温度変化によるセラミックトップコートと金属基材間の変形量の違いを吸収するための中間層

としての役割も担っている．TBC は，動翼のほかにも，燃焼器内壁，タービン静翼など，高温

の燃焼ガスにふれる部材に対して広く適用される．TBCを施工する方法には，拡散法，蒸着法，

溶射法等があり，用いる熱源や成膜雰囲気によって多くの種類が存在し，目的や成膜する材質

により使い分けられている．ここでは，特に，本論文中の試験片の作成において使用した大気

圧プラズマ溶射法，減圧プラズマ溶射法，および電子ビーム物理蒸着法について以下に述べる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

[大気圧プラズマ溶射（Air Plasma Spraying：APS）法] 

	 大気圧プラズマ溶射法は，TBC の成膜方法として も一般的な方法で，特にセラミックトッ

プコートの施工によく用いられる．溶射法の原理は，粉末状の材料粒子を溶融もしくは半溶融

状態まで加熱し，その粒子を施工箇所に吹き付け，施工面に衝突後，急速冷却され凝固した粒

子を堆積させるものである．大気圧プラズマ溶射法では，材料粒子の加熱源にプラズマジェッ

トを用いる手法であり，高融点材料の溶射に適している．この手法は成膜速度および効率が高

く，成膜コストは比較的低い．また，溶射法は大型の部材に対しても適用可能であり高い汎用

性も備えている．溶射法によって成膜されるトップコートの微視構造の特徴を模式的に図序−７

に示す．このような皮膜構造はスプラット構造と呼ばれ，皮膜材料の（半）溶融粒子が成膜面

に衝突し偏平化した粒子（スプラット）が積層したものであり，この図のように膜厚方向を垂

直に分断するスプラット間空隙は，熱輸送の抵抗として有効である．従って，この手法により

図序−６	 遮熱コーティングの模式図 

Bondcoat(
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Heat((
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作成された TBCセラミックトップコートは，熱伝導率が低く優れた遮熱性能を有する．しかし，

セラミックと金属との機械的特性の差異から，温度変化に伴う基材変形への追従性に劣り長期

的な耐久性にはやや難がある． 

 

[減圧プラズマ溶射法（Low Pressure Plasma Spraying：LPPS）] 

	 減圧プラズマ溶射法は，合金ボンドコートの成膜によく用いられる．これは，APS のプロセ

スを，減圧雰囲気あるいは不活性ガス雰囲気において実施する手法で，成膜中の空孔形成およ

び酸化を抑制して緻密な皮膜形成と，良好な基材密着性を特徴とする手法とされている．しか

し，雰囲気を制御するための設備により適用可能な部材の大きさに制限がある． 

 

 

 

 

 

 

 

 

[電子ビーム物理蒸着法（Electron Beam Physical Vapor Deposition：EB-PVD）] 

	 電子ビーム物理蒸着法は，セラミックトップコートの成膜に用いられる．これは，真空雰囲

気において皮膜材料とするブロックに電子ビームを照射し，ブロックを溶融・蒸散させ，その

蒸気雰囲気中で被コーティング材を回転させながら，その表面に皮膜を成膜する手法である．

この手法により成膜された皮膜は図序−８のような柱状晶からなる特徴的な微視構造を示す．こ

の構造は基材の変形に対して結晶間の空隙の伸縮によって追従することが可能で，高いひずみ

耐性を示すとされている序-17)．その一方で，LPPS 同様に，成膜には高度な雰囲気制御を要する

ため，適用可能な部材の大きさが限定される．また，この手法は成膜効率が低く工程に長い時

間を要する高コストなプロセスであり，その商業的な適用は一部の高性能ガスタービンにとど

まる． 

 

 

 

 

 

 

図序−７	 溶射皮膜の微視的構造の特徴 

 

図序−８	 EB-PVD皮膜の微視的構造の特徴 

 

����

��
����!

�������������

	���

�����

������������

	�������
�
����!



序論 

11 

	 このほかの 近のコーティング技術の動向としては，EB-PVD皮膜の高いひずみ耐性を溶射法

により実現する手法の開発も試みられている序-19)．これは，成膜時の温度制御により，EB-PVD

皮膜の柱状結晶間の空隙に相当する膜厚方向に伸びるき裂を導入する手法である．また，Plasma 

spray physical vapor deposition （PS-PVD）法と呼ばれる手法では，高エネルギー密度（~150 kW）

のプラズマ溶射を高真空雰囲気（~100 Pa）において実施するもので，キャリアガスと材料粉末

の選択による成膜条件のコントロールによって，多様な皮膜構造の成膜を可能にしている序-20)． 

 

序-2-3	 ガスタービン高温部材の損傷	 

	 実機ガスタービン高温部材は，稼働期間中，種々の損傷を受けながら徐々に寿命を消費して

いくのが通常である．序-2-2節でも述べたとおり，ガスタービン高温部材に用いられる耐熱（超）

合金は，高度に組織制御されることで優れた耐熱性を発揮するがゆえに，結晶粒の粗大化や析

出物の形状変化などに伴い，耐環境性能や高温強度などが低下する．その他にも，負荷状態（使

用環境）に依存した様々な損傷形態が存在する．各部材で起こり得る典型的な損傷について表

序−１にまとめるとともに，その概略を記す． 

 

[燃焼器]序-21), 序-22) 

	 燃焼器は，圧縮空気と燃料を混合し連続的に燃焼させるための装置であり， も単純には，

図序−１(b)に示すような内部構造を有しており，燃焼は内筒の中で行なわれる．燃焼ガスと直

接接触する内筒の内壁面には TBCが施工されることが多い．燃焼器における典型的な損傷と

しては，基材のき裂発生，TBC 皮膜の割れ・脱落に加えて燃焼器支持部やタービン入口への

接合部等の摩耗も顕著である．通常，燃焼器は大きな機械的負荷を受けることはないが，部

位によって温度差が非常に大きく，熱応力とその繰返しによる熱疲労が起こりやすい部材で

あるといえる序-21)．特に燃焼器は板金によって製造される箇所が多く，溶接が多用されており

溶接部からのき裂の発生も多い．燃焼振動，機械的振動による摩耗も起こりやすく，また，

それら振動による高サイクル疲労が問題になる場合もある序-22)． 

 

[タービン静翼]序-22), 序-23) 

	 タービン静翼は，燃焼器で作り出された燃焼ガスを整流し動翼へと導くための流体機械で

ある．特にタービン静翼上段側は，高い温度の燃焼ガスに曝され，熱的に非常に厳しい負荷

を受けることから，TBCが施工されることが多い．しかし，その過酷な使用環境において TBC

皮膜の割れ，脱落が発生することが多い．また，タービン静翼は高速で運動する流体中にあ

るため，エロージョン（Erosion）も起こりやすい．静翼は燃焼器と同様に，大きな機械的負

荷は受けないが，固定（拘束）状態で使用される部材であるため，温度変動による熱疲労が
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特に顕著となり基材翼面や付け根部などに熱疲労き裂が発生する序-23)．なお，このき裂は起動

停止回数など負荷状態に応じて安定的に進展することが多く，熱疲労き裂の存在を許した上

で，定期的な検査に基づいた余寿命評価による運用が行なわれている序-22)． 

 

[タービン動翼]序-17), 序-22), 序-24) 

	 タービン動翼は，その一枚が図序−１(c)に示すような形状を持ち，燃焼ガスの熱エネルギー

を回転運動に変換するための流体機械である．その翼表面には TBCが施工されており，運転

中に割れ、脱落といった TBC皮膜の損傷が起こり得る．タービン動翼は，高温の燃焼ガスに

曝されながら，自身もローターの周方向に回転運動するため，高温環境で機械的負荷を受け

る．その軸回転速度は，発電用で数千 rpm，航空機用で数万 rpmであり，その遠心荷重により

タービン動翼断面に生じる引張応力は 100〜150 MPa程度といわれており，クリープ変形に配

慮した設計が必要とされる序-17)．また，高速回転体であるがゆえの振動荷重による高サイクル

疲労が問題となる場合もある．さらに，酸化，エロージョンに加え，ローター埋込部の接触

箇所でフレッティングによる疲労き裂が発生する例も多い序-24)．また，タービン静翼と同様に，

熱疲労き裂も発生する．しかし，タービン静翼とは異なりタービン動翼は，基材のいかなる

き裂の存在も許容しない部材，すなわち，き裂が発見された時点で即補修の対象となる部材

である序-22)． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 上記部材に共通した損傷として TBCの損傷が挙げられよう．TBCの損傷はガスタービンの運

転状態に依存して発生するものであるが，皮膜そのものの特性に依存することも多い．ここか

らは，TBC皮膜の代表的な損傷についてその概要について述べる． 

表序−1	 ガスタービン高温部材の代表的な損傷序-21)-序-24) 
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[TBC皮膜の膜質の変化（劣化）] 

	 TBC 皮膜は実機運転中に膜質が変化する．たとえば，セラミックトップコートは高温環境

において長時間使用されることで焼結（Sintering）する序-25)．この焼結により皮膜内部の空孔

が減少することで，トップコートの熱伝導率が上昇し遮熱性能が低下する．同時に，ひずみ

耐性が低下するとともに体積収縮による皮膜の割れも生じ易くなる．また，高温の燃焼ガス

中で溶融した不純物の浸透も TBC 皮膜の性能を低下させることが知られている序-26), 序-27)．こ

れは近年，ガスタービンの運転温度が高温化する中で発現するようになった損傷であり，

CMAS損傷とも呼ばれる．CMASとは，CaO, MgO, Al2O3, SiO2の頭文字からなる略語であり，

これらは地球上の土壌を構成する主な成分である．CMAS は燃焼用の空気とともにエンジン

内部に侵入し，燃焼ガスの流れによって TBCトップコート表面に付着・堆積する．そして，

ガスタービン内部の温度が CMASの融点を超える場合，融解した CMASがセラミックトップ

コートの組織内部へと浸透する．その後，運転の停止などによって部材温度が低下すると，

CMAS相は冷却され皮膜組織の内部で凝固する．このとき CMASが TBC皮膜の微小空孔を塞

ぐことにより，皮膜組織の焼結と同様にトップコートの遮熱性やひずみ耐性が低下する序-26), 序

-27)．さらに，皮膜組織に浸透していく過程において，セラミックトップコートの成分を分解・

溶出しトップコートを劣化させることも明らかとなってきた序-28), 序-29)．なお，火山灰成分も

CMASの一種として分類され，TBC皮膜の損傷に対して CMASと同様の損傷を引き起すとさ

れている序-26)． 

 

[熱成長酸化物の生成] 

	 トップコートと基材の間に施される合金ボンドコートは，自身が優先的に酸化され，その

下層に存在する基材への酸素の流入経路を断つことにより基材の酸化・腐食を防止している．

実機運転中の高温環境で，時間とともにボンドコート表面に形成される酸化物層序-18)は熱成長

酸化物（Thermal Grown Oxide：TGO ）と呼ばれる．ボンドコート材として もよく使用され

る Niあるいは Coに Cr, Al, Y等を添加した合金系の場合，TGOとして α-Al2O3が生成される

ことが多いが，この Al2O3層は有益な保護層として機能する一方で，トップコート／ボンドコ

ート界面の応力状態に影響を及ぼし，後に述べる TBC皮膜のはく離発生の原因ともなる．ま

た，過度な TGO の形成は，ボンドコート中の Al を枯渇させ，その他の有害な（もろい）酸

化物の生成につながり，皮膜の割れやはく離の起点ともなり得る序-30), 序-31)． 

 

[TBC皮膜の割れ] 

	 TBCトップコート表面に割れが生じることがある．これには，多くの原因が想定されるが，

トップコートが基材の変形に追従できなかった場合にも，トップコートの割れが発生すると
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考えられる．金属基材と TBC皮膜，特にセラミックトップコートとは，その材料的な特性が

大きく異なり，たとえば，セラミックトップコートの熱膨張係数は基材よりも有意に低く序-32)，

温度変化が生じた際には両者の熱ひずみの違いによってトップコートの割れが生じることが

ある．トップコートの割れは，基材表面への燃焼ガスの流入経路にもなり得るもので，次に

述べるTBC皮膜のはく離と結びつくことでTBC皮膜の脱落につながる重要な損傷形態である． 

 

[TBC皮膜のはく離] 

	 TBC 皮膜のはく離は，主にトップコート／ボンドコート界面において観察され，両者の界

面が分離することで起こる．TBC 皮膜のはく離発生については数多くの機構が提案されてい

るが，ここでは，トップコートのはく離に関するものについて図序−９によって俯瞰する． 

	 まず，ガスタービン実機運転中の高温状態において TGOがトップコート／ボンドコート界

面におけるボンドコート表面に生成する．TGOの生成および成長の過程において，TGO層は

トップコートとボンドコート層によって体積膨張が拘束される．そのため，TGO 層の内部に

は圧縮の応力が生じる．そして，ガスタービン運転停止時など，冷却過程において TGOとボ

ンドコートとの熱膨張係数の差によって TGO 内には圧縮の残留応力が発達する序-30), 序-31)．一

方，ガスタービンの起動停止などに伴う温度変化が繰返される（熱サイクルを与えられる）

ことによって，図序−９に模式的に示すようにトップコート／TGO／ボンドコート界面のうね

りが増加する．この現象はランプリング（Rumpling）とも呼ばれ，ボンドコートのクリープ

変形が関与しているとされている序-32).このように，TGO の成長による界面の応力状態と界面

のうねりの発達によって，TGO／ボンドコート界面には面外方向，すなわち皮膜と垂直な方

向の応力が生じ，界面のうねりの頂点付近では引張の，谷付近では圧縮の応力がそれぞれ生

じる序-33).この応力状態は TGOの成長とともにより顕著になり，うねりの頂点付近の引張応力

が十分に大きくなると，そこで界面の分離，すなわち TBC皮膜のはく離が生じると考えられ

ている序-34)．この他にも TBC 皮膜のはく離機構が提案されており，トップコートの成膜方法

や負荷状態によってもその機構は異なる序-35), 序-36)． 
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図序−９	 セラミックトップコートのはく離機構の一例序-30)-序-34) 
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	 ここまでガスタービン高温部材の損傷について述べてきた．実際のガスタービンにおける損

傷現象は，それぞれが単独で発生することはほとんど無く，複数の損傷形態が複合的に作用す

ることが多いようである．たとえば，焼結や CMASによる TBC皮膜の膜質の劣化は，TBC皮膜

のエロージョン耐性を低下させることが報告されている序-25), 序-27)．さらに焼結等による TBC 皮

膜の機械的特性の変化によって，皮膜の割れやはく離の発生が助長される可能性もある．特に，

TBCが施工された高温部材にとって，TBC皮膜自体の損傷には注意が必要であろう．もし，TBC

皮膜が脱落に至った場合，TBC 皮膜が失われた部分では基材の温度が上昇し，酸化をはじめと

した全ての損傷現象が急速に進行することになる．TBC 皮膜の損傷において重要な点は，想定

される事象の深刻さもさることながら，その発生および進行に関する予測が十分にできないこ

とにある．先に述べたように，TBC 皮膜の損傷に関する研究例は多く報告されているが，TBC

皮膜の損傷機構は考慮すべき因子が非常に多く複雑な現象である．さらに，TBC 皮膜の成膜プ

ロセス起因する潜在的な『ばらつき』は小さくない．これらのことから，TBC 皮膜の損傷に関

して，設計や保守・管理に積極的に組込める十分な精度を持った損傷評価あるいは寿命管理モ

デルは確立されていない． 

	 その一方で，TBC の性能に対する依存度は確実に高まっている．図序−１０は図序−３で示し

たガスタービン入口温度の変遷に，ガスタービン動翼材に用いられる金属基材の耐用温度（137 

MPa, 1000時間クリープ破断）序-13)を重ね合わせたものである．実機では，タービン入口温度に

対して，冷却機構と TBCの遮熱効果によって基材温度を設計上の耐用温度以下にしている．図

序−１０から，タービン入口温度と基材の耐用温度との差は年々開いていることがわかる．これ

は TBCが負担すべき機能が増していることを意味している．たとえば， 新の冷却機構では数

百 Kの基材冷却効果があり，TBCの熱伝導率は 1.5 W/mK程度（APS法により成膜したジルコ

ニアセラミックトップコートの場合）序-18)で単位膜厚あたり約 200 K/mmの遮熱性能を有してい

るが，図序−１０から基材の耐用温度に対してほとんど余裕がないことがわかる．現在，TBC皮

膜の厚膜化や，皮膜素材に熱伝導率の低い材料を用いるなど TBC皮膜の遮熱性能を向上させる

ための技術開発が進められている．一方で，一旦，皮膜が脱落すれば基材損傷の加速は不可避

であり，むしろ TBC皮膜への依存度が高い方がより危険な状態に陥ることも想定される．以上

のことから，TBC皮膜が施工された高温部材の寿命は，その表面を覆う TBC皮膜の損傷に大き

く左右されるものであるといえよう．ガスタービン高温部材の設計および保守技術をより高度

なものへとアップデートしていくためには、その TBC部材の特殊性を考慮したうえで損傷を適

切に評価することが強く望まれている． 
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図序−１０	 タービン入口温度および動翼用基材耐用温度の変遷 
（参考文献 序-12および序-13より抜粋） 
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序−３	 本論文の目的 

 
	 ここまで述べてきたとおり，TBC部材は，その全体積の数%にも満たない TBC皮膜で生じた

損傷がトリガとなり急速に部材全体の致命的な破損へと至る可能性がある．また，TBC 皮膜を

含めた部材全体で起こり得る損傷現象は，部材の機能・構造あるいはその使用環境（負荷形態）

に強く依存し，なおかつ多くの要因が互いに影響しあって生じる複雑なものである．そして何

よりも，TBC 部材が使用されるガスタービンは，発電プラントや航空機など社会インフラの中

核をなすものであり，その経済性，安全性の社会的な影響力は極めて大きく，TBC 部材の損傷

に対する適切なリスクコントロールが強く求められている． 

	 その実現のためには，まず実機 TBC部材で起こり得る損傷現象に対する理解が必要である．

TBC 部材の損傷は，温度場と力学場によって支配され，特に温度場については実機の特徴的な

加熱状態を考慮することが極めて重要である（詳細は後のⅡ−１章にて記述）．実機の温度場が

TBC部材の損傷に及ぼす影響に着目した研究例を挙げれば，Steinkeらがバーナー火炎による試

験片加熱（バーナーリグ試験）を用いた熱サイクル試験を行い，実機燃焼雰囲気での温度勾配

（TBC 表面温度 > 基材温度）を模擬した環境における TBC 皮膜の損傷について調査し，その

温度変化の過程（特に冷却過程）が TBC皮膜の損傷に重要な役割を果たすことを明らかにした
序−40)．しかし，この研究では外力による力学場の影響は考慮されていない．この分野の研究例を

俯瞰するに，この例に限らず実機の燃焼雰囲気と力学場が重畳する条件のもとで TBC部材の損

傷を実験的に調査した研究例はほとんど見当たらない．これには，適当な試験装置が存在しな

いことが大きな要因であろう．当然，エンジンメーカーでは実機を用いた実部材の評価が行な

われているが，目的はあくまでも製品の評価であり，試験条件を系統的に変化させながら実験

を実施するには不向きである．ゆえに，実験室レベルの基礎的知見と実機損傷現象とを結びつ

ける研究成果が著しく不足しているといえる．一方，近年では，計算機の発達とともに，実機

部材の詳細な三次元モデルに基づく数値計算析による検討が多く実施されており，たとえば，

Sadowski と Golewskiは内部冷却構造を持つ航空機用静翼について，熱・流体解析によりモデル

材の応力分布が部材の形状および温度に強く依存することを示している序−41)．しかし，数値解析

によるアプローチにおいても実験に基づく解析結果の検証が必要であり，実機使用環境を実験

的に再現することの重要性は依然として高いといえよう． 

	 TBC 部材のリスクコントロールに際しては，損傷をいかに評価するのかという点もまた重要

である．序-2-3 節で述べたとおり TBC 部材の損傷には様々な形態があるが，皮膜はく離のよう

に部材の深刻な破損につながる損傷形態でありながら，外観からはその損傷の存在を検知し難

いものが多い．また，実機部材の保守作業では、部材ごと使用環境に応じた方法が実施されて

おり，たとえば動翼材の検査では，実機使用材から切り出した小型試験片を用いて押込み試験
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などが行なわれているが序-22)，切り出し工程に伴う時間的および資源的な損失が課題である．そ

こで，このような検査に先立ち，非破壊的に損傷検査を行なうことで試験片の切り出しを伴う

検査の必要性の有無を判断できれば，より効率的にガスタービンの運用が可能となる．さらに，

その非破壊検査手法が十分な精度と信頼性を備え従来の検査手法に替わる手段として適用可能

となればさらに望ましい．これまで，TBC 部材の非破壊検査手法としては，外観検査を応用し

たものから電気的・物理的特性を測定対象にしたものまで様々試みられているものの，精度や

適用可能範囲などに課題を残しており決定的な手法は存在せず（詳細は後のⅢ−１章にて記述），

実機 TBC部材にも適応できる新たな非破壊検査手法が必要とされている． 

	 以上の背景に鑑み，本論文の目的は，これまで実験的に再現することが困難であった，実機

使用環境を模擬した条件下で TBC部材の力学的応答を調査し，その損傷特性を評価するととも

に，実機 TBC部材における損傷の非破壊的検出技術に関する基礎的な検討を行うことにある． 
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序−４	 本論文の構成 

 
	 本論文は，『Ⅰ部：遮熱コーティングの基礎物性』，『Ⅱ部：再現燃焼雰囲気における遮熱コー

ティング部材の損傷』および『Ⅲ部：遮熱コーティング部材における損傷の非破壊検出』から

構成される． 

	 Ⅰ部では，本論文を通して TBC部材の損傷現象を扱うにあたり，その基礎となる TBC皮膜の

各種基礎物性について述べる．TBC 皮膜の弾性係数，残留応力，密着強度などの力学的特性を

中心に測定・分析し，TBC 皮膜の特徴を明らかにしながら，トップコート，ボンドコートおよ

び基材からなる TBC部材としての損傷の特徴について議論する． 

	 Ⅱ部では，TBC試験片に対して，より実機使用環境に近い条件下で熱機械的負荷を加え TBC

損傷の再現実験を行ない，その結果について議論する．実際の TBC部材で発生する損傷を扱う

上での困難は，損傷現象に関わる環境的因子の多さとそれら因子間の複雑な相互作用にある．

ゆえに本研究では，可能な限り実機の使用環境を再現することに努め，特に TBC部材内に存在

する温度勾配が部材の損傷に与える影響を中心に検討する．Ⅱ部の前半部分では，実機使用環

境を模擬した条件のもとで熱機械的負荷を実施可能な試験装置の開発とそれを用いて行なった

実験結果について述べる．その結果についてⅡ部の後半部分では，温度勾配下での基材の変形

に注目し，実験とともに温度勾配下での基材のクリープ変形について解析するモデルを構築し，

TBC部材の損傷に対する影響を考察する． 

	 Ⅲ部では，TBC部材における損傷の非破壊検出技術について述べる．本研究では，TBC部材

が損傷を受けた際の電気的特性（静電容量）の変化を介した損傷検出手法を提案し，実機ガス

タービンの保守・点検の現場においても利用できるツールとしての可能性を検討する．まず，

TBC 皮膜の界面はく離を主たる検出対象とし，提案手法の基礎的な検討を行なったのち，Ⅱ部

において模擬実機使用環境下で熱機械的負荷試験を行なった TBC試験片に対して本手法を適用

し，その結果について示す．さらに，CMASによる損傷を模擬した TBC皮膜表面に付着物があ

るような損傷形態に対しても本手法の適用を試みる． 

	 そしてⅠ部Ⅱ部およびⅢ部より得られた知見を『結論』において総括する． 
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Ⅰ部	 遮熱コーティングの基礎物性	 

 

	 本論文では，遮熱コーティング（Thermal Barrier Coating : TBC）皮膜が施工されたガスタ

ービン高温部材の損傷について議論する．それに先立ち，Ⅰ部では，TBC 部材の損傷現象の基

礎となる TBC皮膜の各種基礎物性について述べる．TBC皮膜の弾性係数，残留応力，密着強度

などの力学的特性を中心に測定・分析を行ない，TBC 皮膜の特徴を明らかにしつつ，TBC 部材

としての損傷の特徴について議論する． 
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Ⅰ部	 遮熱コーティングの基礎物性 
 

Ⅰ−１章	 緒言 
	 

	 遮熱コーティング（Thermal Barrier Coating : TBC）部材は，複雑な三次元形状をもつ耐熱合金

を基材として，その表面を合金製ボンドコートとセラミック製のトップコートからなる TBC皮

膜によって被覆したものである．序-2-3 節でも述べたとおり，TBC 部材においては，TBC 皮膜

の割れやはく離といった比較的小規模な損傷が，基材の酸化やき裂発生など部材全体の致命的

な破損につながる起点となる可能性がある．また，実機においては TBC皮膜の特性の変化が部

材全体の劣化として扱われる部材もある．従って，TBC 部材の損傷を議論する上では，TBC 皮

膜の基礎的な物性を明らかにする必要がある． 

	 TBC皮膜の各種特性の議論に先立ち，本研究において扱う代表的な TBC皮膜トップコートに

ついて，その微視的構造の特徴について述べる．ここでは，大気圧プラズマ溶射（Air Plasma 

Spraying：APS）法および電子ビーム物理蒸着（Electron Beam Physical Vapor Deposition：EB-PVD）

法によって成膜されたトップコートを例として挙げる．まず，APS 法により成膜されたジルコ

ニアセラミックトップコートの微視的構造を図Ⅰ−１に示す．この図に示した皮膜は，大気中で

プラズマメインガスに Ar，補助ガスとして Heを使用し，プラズマアーク電流 850A，電圧 36V

として成膜されたものである．図Ⅰ−１ (a)は表面の走査型電子顕微鏡（Scanning Electron 

Microscope : SEM）写真であり，この図から粒子状の物体がランダムに表面を覆っている様子が

わかる．序-2-2節でも述べたとおり，この粒子はスプラットと呼ばれ，溶射プロセス中に加熱さ

れ（半）溶融状態となって飛翔する材料粉末が成膜面に付着したものである．APS 皮膜はこの

スプラットが膜厚方向に堆積した構造を有している．この構造は図Ⅰ−１(b)の断面 SEM 写真か

らも明らかである．図Ⅰ−１(b)では，膜厚方向を図中の矢印によって表している．この図では，

膜厚方向とほぼ垂直方向に偏平化し厚さ数 µmとなったスプラットが，膜厚方向に積み重なって

いる様子が観察できる．また，積層したスプラットの界面が分離し空隙となっている部分も見

られる．次に，図Ⅰ−２は EB-PVD法により成膜されたジルコニアセラミックトップコートの微

視的構造の例である．成膜条件は，成膜雰囲気 1.0 Pa，電子ビーム出力 45 kW，基材回転速度 10 

rpm，そして成膜面予熱温度 1173 K（900 ºC）である．SEMにより EB-PVD皮膜の表面を観察す

ると，図２−２(a)に示すようなピラミッド形状をした結晶の先端が観察できる．また，各結晶間

には空隙があり，それぞれが独立している．図Ⅰ−２(b)は，皮膜断面の SEM 写真であり，この

図から，柱状の結晶（柱状晶）が概ね膜厚方向に成長していることがわかる．さらに，柱状晶

の根本付近すなわち結晶の核形成の段階では不規則な方位を持った結晶が多数かつ競合的に成

長しているが，膜厚の増加（結晶成長）とともに特定の方位を持った少数の結晶が選択的に成
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長し，それとともに結晶の直径も大きく成長していく様子が観察される．この皮膜と同条件で

成膜された皮膜に関する研究によれば，成膜時の基材回転軸方向を<010>とすれば，柱状晶は概

ね<001>方向に優先的に成長することが明らかになっているⅠ-1), Ⅰ-2)． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 以上のように，TBC 皮膜は成膜方法に依存した特徴的な微視的構造（図Ⅰ−１および図Ⅰ−２

参照）を有する薄膜であり，その各種特性を評価する際には，試料作成方法，試験方法および

試験結果の評価に関して特別な配慮が求められる．たとえば，TBC トップコート単体の試験片

を作成する場合には，TBC 成膜後，金属基材（ボンドコートも含む）を化学的に溶出させる手

法がよく用いられるが，皮膜単体試験片は非常にもろく取扱いに困難が伴い適用可能な試験装

置および手法には制限がある．ゆえに，TBC 皮膜の各種特性の測定結果に関する情報は限られ

ている．また，序−2−3節で述べたとおり TBCの損傷は TBC皮膜各層の個々の特性のみならず，

それらの組合せにも強く依存するようである．たとえば，図序−９に示したセラミックトップコ

ートの界面はく離機構では，トップコート，ボンドコートおよび TGO各層の物性の組合せに応

じた内部応力の状態が支配的な役割を果たすとされている序-30)-序-34)． 

図 Ⅰ−１	 APS法により成膜された 8YSZトップコートの SEM写真 

(a)膜表面および(b)断面からの観察 

図 Ⅰ−２	 EB-PVD法により成膜された 8YSZトップコートの SEM写真 

(a)膜表面および(b)断面からの観察 

�����
10μm

(b)�(a)��

10μm
�����

(b)�(a)��



Ⅰ部 遮熱コーティングの基礎物性 
 

26 

	 これらのことを踏まえて，Ⅰ部では TBC皮膜の基礎的な物性の測定とその結果について述べ

る．まず，セラミックトップコート単体の特性として，皮膜の弾性係数の測定を行なったのち，

TBC部材の特性として，各層の残留応力および TBC皮膜／基材間の密着強度あるいは界面破壊

じん性を評価した結果について示す．次に，セラミックトップコートと金属基材との中間層で

あるボンドコートに注目し，その熱膨張係数，高温酸化特性などの測定行うとともに，TBC 試

験片に対して熱サイクルを伴う高温暴露試験を実施し，ボンドコートの特性が試験片の熱サイ

クル破損寿命に及ぼす影響について検討する． 
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Ⅰ−２章	 トップコートの弾性係数 
 

	 本章では，TBC 皮膜トップコートの弾性係数について述べる．弾性係数は皮膜の力学的応答

の基礎となる重要な特性である．ここでは，共振法と押込み試験法，二種類の方法により測定

を実施した．これらの測定結果について，試験方法の違いとともに考察を加える． 

 

Ⅰ-2-1	 共振法により測定した弾性係数	 

Ⅰ-2-1-1	 供試材 

	 共振法による弾性係数測定に供したのは，短冊形状（長さ：50mm，幅：5~10mm，厚さ：0.5~0.7mm）

の TBC トップコート単体試験片である．試験片は次の手順で準備した．ⅰ）Ni 基耐熱超合金

Inconel 738LC 基材の成膜面をブラスト処理する．ⅱ）CoNiCrAlY を減圧プラズマ溶射（Low 

Pressure Plasma Spraying : LPPS）法によって約 100 µmの厚さのボンドコートとして成膜する（溶

射前にアークスパッタクリーニングを実施）．ⅲ）ボンドコート表面をブラスト処理する．ⅳ）

8 wt.%イットリアにより部分安定化状態にしたジルコニア（8YSZ）をトップコートとして施工

する．ⅴ）試験片寸法に加工，そしてⅵ）希釈王水により，ボンドコートを含む金属基材部分

を溶かし，トップコートを基材より分離する．以上の手順で得たトップコートを弾性係数測定

用の皮膜単体試験片とした．トップコートの成膜方法は，大気圧プラズマ溶射（APS）法と電子

ビーム物理蒸着（EB-PVD）法の二種類とした．基材，ボンドコートおよびトップコート材の化

学組成を表Ⅰ−１，表Ⅰ−２および表Ⅰ−３にそれぞれ示した．各試験片の寸法ならびにアルキメ

デス法により測定した密度を表Ⅰ−４にまとめた． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

表 Ⅰ−１	 基材	 Inconel 738LCの化学組成 

Ni� Cr� Co� Ti� Al� W� Mo� Ta� Nb� C�

Bal.� 16� 8.5� 3.4� 3.4� 2.6� 1.75� 1.75� 0.9� 0.1�

Substrate : Inconel 738LC� [wt.%]�

Co Ni� Cr� Al� Y�
Bal.� 32� 21� 8 0.5�

[wt.%]�

表 Ⅰ−２	 ボンドコート材料	 CoNiCrAlYの化学組成  

Top coat : 8YSZ� [wt.%]�
ZrO2 Y2O3� HfO2� TiO2� SiO2� CaO� MgO�
Bal.� 7.5� 1.6� 0.11� 0.04� 0.02� <0.01�

表 Ⅰ−３	 トップコート材料	 8YSZの化学組成  
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Ⅰ-2-1-2	 測定方法 

	 弾性係数の測定は，試験片を加振した際の共振周波数が試験片の弾性係数 E に比例するとい

う共振法の原理に基づいて行なった．図Ⅰ−３のように，TBC試験片の短片を固定した片持ちは

りとしたとき，試験片を外部から強制振動させた場合の共振周波数 fは次式のように表される． 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	  (Ⅰ-1) 

 

ここで， 

E：弾性係数 

I：振動面に直交する断面主軸に関する断面二次モーメント 

ρ：質量密度 

A：断面積 

l：はりの長さ 

α：振動モードに依存した係数 

であり，本研究では α = 0.5596とした．これは一次の振動モードに対応する値である． 

	 実験には，雰囲気制御が可能な試料室と電気炉を備えた弾性率測定装置（TE-HTm, 日本テク

ノプラス(株)）を用いた．測定は，約 0.1Paの低真空中雰囲気において，室温から 973 K（700 ºC）

の範囲で行なった． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

€ 

f = α
EI
ρAl4

表 Ⅰ−４	 共振法による弾性係数測定用 TBC皮膜単体試験片の寸法および密度   

TBC����"�������

����!��


����

�� ���	� 
(���) 
�APS��

������ 
(���) 
�EB-PVD��

���� ����

図１−３	 共振法による TBC皮膜トップコートの弾性係数測定における 
試験片保持方法および皮膜微細組織との関係 

�
�	������ ��[mm]� ��[g/cm3]�
1� APS� 50×5×0.5� 5.59�

2� EB-PVD� 50×10×0.7� 5.09�



Ⅰ部 遮熱コーティングの基礎物性 

29 

Ⅰ-2-1-3	 測定結果および考察 

	 各試験片の弾性係数の測定結果を図Ⅰ−４に示す．図Ⅰ−４より APS皮膜試験片の弾性係数は

30 GPa程度であり，試験温度の上昇とともに 500 K程度まで弾性係数の緩やかな低下がみられ

る．それに対して，EB-PVD皮膜試験片の弾性係数は，2 GPa程度の低い値を示し，有意な温度

依存性はみられなかった．一方，これら皮膜の材料である 8YSZ のバルク焼結体の弾性係数は

200 GPa程度であり，TBC皮膜の弾性係数がバルク体とは大きく異なることがわかる．これは，

内部に空隙を含んだ TBC 皮膜特有の構造に起因するものと考えられる．しかし，TBC 皮膜を

YSZ と空隙の複合材料とみなし，その複合弾性係数が各相の弾性係数に各体積率を乗じた項の

線形和であるとする線形複合則Ⅰ-3)により検討すると，これが成立するためには，空隙の体積率

が 80 %以上となり明らかに不合理である．また，表Ⅰ−４に示すように，APS，EB-PVD法によ

る両皮膜の密度を比較すると，EB-PVD法による皮膜試験片の方が低い密度，すなわち高い空隙

体積率を示すもののその差は 10 %未満であり，成膜方法による弾性係数の違いも空隙の体積率

だけでは説明できないことがわかる．ここで，測定方法について再考すると，本研究では TBC

皮膜試験片を図Ⅰ−３のように保持して共振法による弾性係数測定を実施した．ゆえに，測定さ

れた弾性係数は，強制振動を与えた方向に対して垂直な方向（曲げの中立軸と平行な方向），す

なわち TBC 皮膜の面内方向の値である．よって，図Ⅰ−３に示すとおり APS 皮膜では，皮膜中

の主たる空隙であるスプラット間空隙が試験中の曲げ中立軸と平行に存在するのに対し，

EB-PVD皮膜では，柱状晶間の空隙が中立軸に対して垂直に存在することになる．従って，この

負荷形態の下では EB-PVD 皮膜の方がより低い弾性係数を示すことが予想され，実際の実験結

果とも定性的に一致する．以上の測定結果は，共振法により測定される TBC皮膜の弾性係数は，

皮膜中に存在する空隙の量のみならず，その存在形態の重要性も示唆するものといえる． 
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図 Ⅰ−４	 共振法により測定した TBC皮膜トップコートの弾性係数の温度依存性 
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Ⅰ-2-2	 押込み試験法により測定した弾性係数	 

Ⅰ-2-2-1	 供試材 

	 押込み試験法による弾性係数測定には，APS法と EB-PVD法によって成膜した二種類の 8YSZ

トップコート皮膜単体試験片を用いた．試験片の作成方法はⅠ-2-1節において共振法による弾性

係数測定に用いたものと同様である．TBC皮膜を所定の寸法（長さ：10 mm, 幅：5 mm）に切

断した後，樹脂にマウントし，耐水研磨紙（#1500 まで）を用いて測定面を機械的に研磨した．

研磨により除去された皮膜厚さは平均 100 µm程度であった． 

 

Ⅰ-2-2-2	 測定方法 

	 押込み試験法による弾性係数の測定は，試験中の圧子先端変位（圧子押込み深さ）hと，圧子

先端の受ける反力（荷重）Pを連続的に記録した図Ⅰ−５に示すような荷重−変位曲線に基づいて

行なう．図Ⅰ−５の荷重−変位曲線は，試験中の試験面への圧子の押込み過程を示す負荷曲線と，

試験面からの圧子の引き抜き過程を示す除荷曲線から構成される．弾性係数の評価には，除荷

曲線における弾性的挙動を反映した領域を利用する．本研究では，Sneddon の考案した関係式Ⅰ

-4）ならびに Oliverと Pharr が考案した関係式Ⅰ-5）に基づいて，試験機剛性を考慮した以下の式に

より弾性係数を評価した． 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	                       (Ⅰ-2) 

 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	                     (Ⅰ-3) 

 

ここで， 

S：徐荷曲線の傾き（図Ⅰ−５参照） 

P：押込み荷重 

h：押込み深さ 

A：圧子の弾性接触投影面積 

ν：ポアソン比 

Cf：試験機剛性 

E：弾性係数 

であり，添字 r, i, sはそれぞれ試験系，圧子，試験片を意味している．試験には，ダイヤモンド

製三角錐（Berkovich型）圧子を備えたダイナミック超微小硬度計（DUH-201，(株)島津製作所）

を使用した．試験荷重は 0.0098〜1.96 Nとし，荷重制御のもとで押込み試験を行った．各試験片

€ 

1
Er

=
1−ν i

2

Ei

+
1−νs
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dP
dh

= 2Er
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π
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に対する測定箇所ならびに押込み方向は図Ⅰ−６に示すとおりである．また弾性係数の評価に使

用した物性値等を表Ⅰ−５にまとめた．なお，圧子の弾性接触投影面積は，圧子の幾何学形状よ

り A = 24.56hc
2として与えた．ここで，hcは圧痕深さであり，計算においては試験中の徐荷曲線

の傾きを荷重ゼロの点まで内挿した深さの値を利用した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ⅰ-2-2-3	 測定結果および考察 

	 図Ⅰ−７は，APSおよび EB-PVD TBC試験片に対して押込み試験を行なった結果を示している．

この図では，式(Ⅰ-2)および(Ⅰ-3) により算出した試験片の弾性係数 Esを，最大押込み深さの関

数としてプロットした．図Ⅰ−７から，全ての試験片において，最大押込み深さが浅いときは測

����������
�������

�������

	
������
������

�������

�������

�EB-PVD� �APS��

図 Ⅰ−５	 押込み試験中の荷重−変位（押込み深さ）曲線の模式図 
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図 Ⅰ−６	 押込み試験における圧子押し込方向と各 TBC皮膜の微細構造的特徴との関係 

表 Ⅰ−５	 押込み試験法による TBC皮膜トップコートの 
弾性係数評価において使用した物性値ほか 

 
�������������� Ei� 833� GPa�

�������������� νi� 0.1� -�

8YSZ������ νs� 0.3� -�

������ Cf� 0.148� m/N�

�����
�	���� A� 24.56hc2� m2�
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定される弾性係数は高く，押込み深さの増加とともに弾性係数が低下していく様子が観察され

た．このような押込み深さ依存性は，押込み試験法特有の注意すべき特徴であるⅠ-6), Ⅰ-7)と同時

に，微小空孔を含んだ TBC皮膜の構造を反映したものでもあると考えられる．後者については，

たとえば，皮膜中に存在する空隙（弾性係数 0）と圧子の押込み領域との相対関係（押込み深さ

が深くなる程，押込み領域が大きくなり，押込み領域に含まれる空隙の割合が高まる）によっ

て，図Ⅰ−７の結果と同様の寸法効果が EB-PVD皮膜で生じることが報告されているⅠ-8)． 

	 次に，図Ⅰ−７における APS皮膜と EB-PVD皮膜の弾性係数を比較すると，EB-PVD皮膜の弾

性係数が全体的にやや高く，押込み深さが 3 µm超の領域で 100 GPa程度の値となるのに対して，

APS皮膜では，60 GPa程度である．この違いは，押込み試験中の圧子直下の皮膜下部構造の違

いによるものと考えられる．すなわち，APS 皮膜ではスプラット積層方向に対して押込み試験

を行っているため，スプラット間空隙のコンプライアンスの効果が出やすいのに対して，

EB-PVD皮膜では柱状晶成長方向に圧子が打ち込まれることから，柱状晶そのものの圧縮変形特

性が顕著に表れることで，より高い弾性係数を示したものと思われる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ⅰ-2-3	 TBC 皮膜の巨視的および微視的弾性特性	 

	 Ⅰ-2-1節およびⅠ-2-2節の結果より，共振法による弾性係数測定によれば，APS法により成膜

されたトップコートの弾性係数は 30 GPa程度，EB-PVD法によるものは数 GPa程度であること

が明らかとなった．試験方法を考慮すると，これら値はいずれも皮膜の面内方向の巨視的な弾

性係数を表したものであるといえる．このように，ほぼ同一の材料（8YSZ）を使用して成膜し，

かつ密度も大差無い（その差 10%未満）皮膜であっても，成膜方法によって弾性係数の値は 10

図 Ⅰ−７	 押込み試験法により評価した TBC皮膜トップコートの弾性係数の 
押込み深さ依存性 
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倍以上も異なり，TBC 皮膜の弾性係数は皮膜の微視的構造に極めて敏感であることが明らかと

なった．同時に，TBC皮膜構造の異方性の高さも示された．一方，押込み試験法からは，400〜

60 GPaの弾性係数が得られた．APS, EB-PVD両皮膜の弾性係数とも押込み深さに関する寸法効

果がみられ，押込み深さの増加とともに，弾性係数の値は漸減する傾向を示し，APS皮膜では，

およそ 60 GPa，EB-PVD皮膜では 100 GPa程度の値にそれぞれ収束した．押込み方向を考慮す

れば，これらの値は膜厚方向の微視的弾性特性を反映したものであるといえる．押込みが浅い

試験によると，8YSZ セラミックそのものに近い高い弾性係数を示し，押込みが深い試験では，

TBC を特徴づける微小な空隙を含む複合構造を反映した低い（巨視的な特性に近い）弾性係数

を示すものと考えられる．ただし，押込み試験における寸法効果には圧子直下の皮膜微視構造

の情報を含む一方で，押込み試験法固有の現象（圧子周囲の材料変形 pile-up，sink-in 等あるい

はクリープ変形等）の効果も含まれておりⅠ-6), Ⅰ-7)注意を要する． 
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Ⅰ−３章	 ボンドコートおよびトップコートの残留応力 
 

	 本章では，基材，ボンドコートおよびトップコートからなる TBCの残留応力について述べる．

TBC 皮膜の成膜時には，その成膜面が極めて大きな温度変化を受けることで，残留応力が生じ

ることが予測される．残留応力を含む TBCの内部応力状態は，TBC皮膜の割れやはく離といっ

た損傷に直接関わる重要な因子のひとつである． 

	 TBC試験片に対する残留応力の測定法には，ラマン分光法やエックス線を用いた手法Ⅰ-9), Ⅰ-10)

などがよく用いられるが，一般的にこれらの手法による測定領域は極めて小さく，局所的な残

留応力状態を測定する傾向にある．それに対して，本節では応力解放法による TBC皮膜の巨視

的な残留応力の測定結果を示し，他の手法による結果との比較を行なう． 

 

Ⅰ-3-1 供試材	 

	 供試材として二種類の平板状の試験片を準備した．ひとつは，金属基材上に CoNiCrAlY ボン

ドコートを成膜したボンドコート試験片であり，もうひとつは，そのボンドコート試験片表面

に 8YSZトップコートを成膜したトップコート試験片である．基材として，SUS304ステンレス

鋼と Ni基超合金 Inconel 738LCを準備した．トップコートおよびボンドコートはいずれも APS

法によって成膜した．各皮膜の成膜前には，成膜面のブラスト処理を行なった．CoNiCrAlY, 8YSZ

および Inconel 738LCの化学組成は，それぞれ，表Ⅰ−２，表Ⅰ−３および表Ⅰ−１のとおりであ

る．試験片寸法等，各試験片の諸元を表Ⅰ−６にまとめた．なお，残留応力測定前のすべての試

験片は，各コーティング成膜時の熱応力により基材底面がわずかに凸になる初期曲率を有して

いた． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

表 Ⅰ−６	 応力解放法による残留応力測定に使用した TBC試験片諸元  
��� ����� ������

��� ��� �	[mm]� �
�	� 
�[µm]� �
�	� 
�[µm]�

S-BC� SUS 304� 45×10×2� APS� 300� -� -�

S-TBC� SUS 304� 45×10×2� APS� 100� APS� 300 

I-BC� Inconel 
738LC� 50×10×2� APS� 300 -� -�

I-TBC� Inconel 
738LC� 50×10×2� APS� 100� APS� 300 
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Ⅰ-3-2	 測定方法	 

	 応力解放法による測定原理を以下に述べる．TBC試験片を，図Ⅰ−８(a)のように初期の面内残

留応力が自己平衡を保つ複合構造体と考える．TBC 皮膜および基材内部には，大きさは等しい

が符号は異なる内力（P あるいは−P）が存在し，これらは一対の偶力として試験片に内在して

いる．いま，TBC皮膜を逐次除去すれば，Pは P’ に変化し，その偶力も変化する．それに伴い

TBC 試験片の形状も変化する．応力解放法はこの形状変化を測定することで初期残留応力を推

定するものである．具体的には，図Ⅰ−８(b)のように皮膜の厚さを初期厚さ tcから Δtcだけ除去

して限りなく 0 に近づけていくと，応力解放による変形により基材底面のひずみは Δεs_bだけ変

化する．組合せはり理論Ⅰ−11)を適用すると，Δεs_bは初期の内力 Pおよび皮膜除去量 Δtcと次式の

ように関係づけられる． 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	                             (Ⅰ-4) 

 

ここで， 

Es：基材の弾性係数 

Ec：コーティングの弾性係数 

Is：組合せはりの中立軸に対する基材の断面二次モーメント 

Ic：組合せはりの中立軸に対するコーティングの断面二次モーメント 

ts：基材の厚さ 

ys_b：組合せはりの中立軸から基材表面までの距離 

Δtc：皮膜除去量（皮膜完全除去時 Δtc = tc ） 

As：基材の断面積 

である．式(Ⅰ-4)を適用すれば Δεs_bの計測から初期残留応力の軸力成分 Pを推定することができ

る．なお，皮膜層の除去工程に伴う新たな内部応力の発生は無いものと仮定した． 
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図 Ⅰ−８	 応力解放法における TBC試験片の応力解放モデル 
(a)皮膜除去前および(b)皮膜除去後 
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	 本研究では，残留応力測定の際の皮膜除去を機械的研削法により行った．トップコート層の

除去にはダイヤモンド砥石を，ボンドコート層の除去にはアルミナコランダム砥石をそれぞれ

使用した．皮膜除去中の試験片のひずみの変化は，図Ⅰ−９に示すように試験片底面の中央部に，

貼付けたひずみゲージにより連続的に測定した．試験片は初期曲率を有しており，各皮膜層を

界面に平行かつ一様に除去することが困難であるため，実際の測定では，以下の状態を目安と

なる段階として設定した． 

 

 [ボンドコート試験片]（図Ⅰ−９(a)参照） 

Stage 0：試験片表面に砥石が接触した段階 

Stage 1：ボンドコートの公称厚さ分だけ研削した段階 

Stage 2：ボンドコートが完全に除去された段階 

 

 [トップコート試験片]（図Ⅰ−９(b)参照） 

Stage 0：試験片表面に砥石が接触した段階 

Stage 1：トップコートの公称厚さ分だけ研削した段階 

Stage 2：トップコートが完全に除去された段階 

Stage 3：トップコート下層のボンドコートが完全に除去された段階 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 Ⅰ−９	 応力解放法における TBC試験片の皮膜除去の段階 
(a)ボンドコート試験片および(b)トップコート試験片 

(b) ��	������ 

Stage 0 

(a) 
���������

Substrate 

Bondcoat 
Stage 1 

Stage 2 

Stage 0 
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Bondcoat Stage 1 

Stage 2 
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	 各層の平均残留応力を評価するにあたり，両試験片ともに，Stage 0から Stage 2の区間におけ

るひずみ変化を Δεs_bとして計測した．ただし，トップコート試験片におけるトップコート層の

平均残留応力の計算においては，ボンドコートと基材はひとつの複合材料系と仮定し，その弾

性係数 Es’は次式のように近似し，式(Ⅰ-4)において Es = Es’とおいて計算を行なった． 

 

	 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	   
(Ⅰ-5) 

 

ここで， 

Eb：ボンドコートの弾性係数 

tb：ボンドコート層の厚さ 

である．また，式(Ⅰ-4)中の断面二次モーメント Isおよび断面積 Asについてもボンドコート層の

寸法を考慮した値を使用した．なお，一連の計算に使用した各層の弾性係数は，Ⅰ−２章の結果

を参考に表Ⅰ−７に示す値とした． 

 

 

 

 

 

Ⅰ-3-3	 測定結果および考察	 

	 各試験片より測定されたひずみの変化量 Δεs_bと，それにより求めた P，および初期残留応力

の平均値σresidを表Ⅰ−８にまとめた．この結果によれば，ボンドコート内には 70〜130 MPの高

い引張の残留応力が生じ，トップコート内には数 MPa 程度の引張残留応力が生じていたことが

明らかとなった．また，ボンドコート，トップコートともに SUS基材試験片よりも Inconel試験

片の方が，やや高い残留応力の値を示した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

€ 

Es '=
Ebtb + Ests
tb + ts

表 Ⅰ−７	 応力解放法による残留応力の評価において使用した各層の弾性係数 

Inconel 738LC��� Es� 200� GPa�

APSed CoNiCrAlY	
����� Eb� 140 GPa�

APSed 8YSZ������� Ec� 30� GPa�

表 Ⅰ−８	 応力解放法により評価した TBC試験片各層の初期平均残留応力  

��� ����
Δεs_b 
×10-6�

P 
[N]�

σresid 
[MPa]�

S-BC� SUS�� 
���	������

-95.2� 214.4� 71.5�

S-TBC� SUS�� 
�
	������

-1.91� 3.5� 1.2 

I-BC� Inconel �� 
���	������

-177 398.6� 132.9�

I-TBC� Inconel �� 
�
	������

-4.17� 7.6 2.6 
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	 このような結果の背景として，まず，ボンドコート内に高い引張残留応力が生じることにつ

いて，以下のような機構が考えられる．すなわち，ⅰ）APS法によるボンドコート施工時に，（半）

溶融状態となった材料粉末粒子が成膜面（基材表面）に衝突する．ⅱ）材料粒子が成膜面上で

急速に冷却される．一方で，材料粒子直下の成膜面の温度が瞬間的に上昇したのち，基材内へ

の熱拡散により再び低下し，ⅲ）材料粒子の温度 > 成膜面の温度となる．ⅳ）ⅲの状態から材

料粒子の熱収縮が開始される．このときの収縮量が材料粒子（ボンドコート） > 成膜面（基材）

となり，基材からの拘束により，ボンドコートに引張の残留応力が生じる．上記ⅲおよびⅳの

補足として，基材の体積 >> 材料粒子（ボンドコート）の体積であることに加えて，溶射工程

においてボンドコート側には高温の材料粒子が連続的に供給され高温状態が保たれるため，ボ

ンドコートの熱収縮開始時に，材料粒子温度 > 成膜面温度の状態になると予想される．さらに，

CoNiCrAlYボンドコートの熱膨張係数は，1223 K（950 ºC）では 18×10-6 K-1程度であり基材と同

程度であり，室温では 7×10-6 K-1程度で基材よりも低く序-29)（後のⅠ−５章でも測定，図Ⅰ−２２

参照），先に述べたボンドコート温度と基材温度の大小関係が成り立つとすれば，室温状態にお

いてボンドコート内に大きな引張の残留応力が生じる可能性が高いといえる．次に，基材の材

質によってボンドコートの残留応力の大きさが異なる点については，各基材の高温域における

機械的特性の違いによるものと考えられる．溶射工程中に材料粒子が衝突した面では，基材表

面温度が瞬間的に上昇する．その際，局所的に基材の（非弾性）変形が生じることでボンドコ

ート内に生じる残留応力は低減されると考えられる．このとき，材料粒子衝突時の基材の変形

量は，SUS基材では，高温強度に優れる Inconel基材よりも大きくなることが予想され，ボンド

コートの残留応力は，SUS基材試験片 < Inconel基材試験片となったと考えられる．また，トッ

プコート内の残留応力についても，成膜時の温度変化ならびに成膜面（ボンドコート）の機械

的特性とのバランスによって説明できる．先のボンドコート試験片における測定結果よりボン

ドコート層には室温で高い引張の残留応力が生じていることが明らかとなっており，トップコ

ート成膜時には，トップコート溶射粒子の衝突による入熱によって，ボンドコートの温度 > 基

材の温度となり，温度変化に伴う熱変形によってボンドコート内部の残留応力が緩和される．

一方，ボンドコート上に溶射されたトップコートが凝固する際には， ボンドコートの熱膨張係

数（~18×10-6 K-1 @ 1223 K）序-29)（後のⅠ−５章でも測定，図Ⅰ−２２参照） > トップコートの熱

膨張係数（~10×10-6 K-1 @ 1223 K）Ⅰ-12)であることより，トップコート内には圧縮の残留応力が

生じると考えられる．そして，室温ではボンドコート中に引張の残留応力が生じており，トッ

プコート内の圧縮残留応力はそのボンドコート内の引張残留応力と相殺することで，結果とし

て低い引張の残留応力を示したと予想される．このようにトップコート成膜面の状態により，

トップコートの残留応力が変化することについては，他の研究者の文献においても報告されて

いる．たとえば，Teixeira らはエックス線回折法を用いて TBC 皮膜トップコートの残留応力測
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定を行なっているⅠ-9)．試験片は厚さ 2 mm の Inconel 617基材上に，LPPS法により NiCoCrAlY

ボンドコートを 150 µm成膜，さらに，APS法にて 8YSZトップコートを 300 µm成膜したもの

であり，トップコート成膜前にボンドコート表面の予熱を 773〜1223 K（500〜900 ºC）にて実施

している．その測定結果によれば，トップコートの残留応力は-12~31 MPaであった．この値は

トップコート成膜前の予熱温度が高いほど，トップコートの残留応力は圧縮側へ変化する傾向

を示した．さらに，文献Ⅰ-9)では，熱サイクル試験，高温暴露試験等を行なった試験片に対す

る残留応力測定も実施されており，熱的負荷によってトップコートに圧縮の残留応力が発達す

る（-70〜−120 MPa）ことが報告されている．なお，本研究で用いたのと同様の試験片に対して

皮膜に機械的な負荷を与えること無く応力解放法を実施した場合（強酸により金属部分を溶か

し，セラミックトップコートを基材側から分離させながら皮膜表面のひずみ変化を測定する．）

でも，トップコート内の残留応力が同程度の値（10 MPa以下）として測定されたことからⅠ-13)，

本章で用いた測定方法における研削による皮膜除去の工程自体が残留応力の測定結果に及ぼす

影響は限定的であるといえる． 

	 一連の測定結果は，TBC 皮膜の残留応力は，成膜時の温度状態に敏感であること，TBC 皮膜

の内部応力状態は実機使用中も変化を続けることを示唆している． 
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Ⅰ−４章	 トップコートの密着強度 
 

	 TBC 皮膜の典型的な損傷形態のひとつは，トップコートの界面はく離から脱落に至るという

ものである．TBC皮膜の密着強度は，このはく離に対する抵抗を直接的に知り得る指標である．

本章では，JISにおいて規格化されている形式の試験法と，独自に設計した試験片を用いた試験

法により測定した TBC皮膜の密着強度について議論する． 

 

Ⅰ-4-1	 JIS 規格試験法により測定した密着強度	 

Ⅰ-4-1-1	 供試材 

	 セラミック溶射皮膜の密着強度試験法が JIS H8402に規格化されているⅠ-14)．この規格に準拠

した試験片を供試材として準備した．試験片は，図Ⅰ−１０に示すとおり円筒形状でその上部表

面に TBC皮膜を施工した．試験片基材は直径 20 mm，高さ 20mmの Inconel 738LC基材で，TBC

成膜面は C0.5 の面取り加工し，成膜面と反対側には M12 のネジ穴を加工した．TBC 皮膜の施

工は以下の手順により行なった．ⅰ）成膜面をブラスト処理し，ⅱ）CoNiCrAlY ボンドコート

を減圧プラズマ溶射（LPPS）法によって約 100 µmの厚さで成膜する．なお，LPPS法には溶射

実施前のアークスパッタクリーニングおよびプラズマフレームによる基材予熱（約 973 K（700 

ºC））の工程を含む．ⅲ）ボンドコート表面をブラスト処理する．そしてⅳ）ボンドコート表面

に 8YSZ をトップコートとして APS 法により約 500 µm の厚さで成膜する．Inconel 738LC, 

CoNiCrAlYおよび 8YSZの化学組成は，それぞれ，表Ⅰ−１，表Ⅰ−２および表Ⅰ−３に示したと

おりである． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ⅰ-4-1-2	 測定方法 

	 密着強度試験は，図Ⅰ−１１に示すように実施した．すなわち，試験片の TBC 皮膜表面に接

着した治具を介して引張負荷を与え TBC皮膜を引きはがす試験である．試験中に測定された最

大荷重（破断荷重）を試験片断面積によって除した値を TBC 皮膜の密着強度と定義する．TBC

試験片への治具の接着には，熱硬化性のエポキシ系粉末接着剤を用いた．治具の接着は，大気

図 Ⅰ−１０	 TBC皮膜トップコート密着強度試験用試験片の模式図（JIS準拠試験法） 
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圧炉中で 453 K（180 ºC）に予熱した接着面（TBC皮膜表面）に接着剤を塗布した後，治具を仮

固定し，さらに 453 K（180 ºC）の炉内で約 4時間加熱することで接着剤を完全硬化させた．な

お，引張の接着強度は約 80 MPaである．実際の試験は，インストロン型引張試験機（EHF-EA5，

(株)島津製作所）を用いて，1 mm/min.の変位制御のもとで実施した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ⅰ-4-1-3	 測定結果および考察 

	 JIS規格試験法による TBC皮膜の密着強度の測定結果は，19.7〜20.7 MPaであった．図Ⅰ−１

２は密着強度試験後の試験片のマクロ写真である．図Ⅰ−１２(a)に示す試験片側および図Ⅰ−１

２(b)に示す治具側の両表面に白色の 8YSZ トップコートの存在が確認され，試験片側には一部

金属光沢を示すボンドコートの露出が見られる部分がある．つまり，これらの試験片では，ト

ップコート内のトップコート／ボンドコート界面近傍で破壊が生じており，TBC 皮膜の密着強

度試験としては，比較的望ましい状態が得られたといえる．しかし，この試験法では，接着剤

を使用することに注意が必要である．接着剤が皮膜組織にしみ込むことで，皮膜の破壊状態お

よび密着強度に影響を及ぼす可能性が指摘されているⅠ-15)．たとえば，トップコート表面にき裂

を生じている場合や，EB-PVD 法により成膜された皮膜（図Ⅰ−２参照）では，そのき裂や柱状

晶間の空隙が接着剤の侵入経路となり，治具と基材が直接接着されることで，本来の密着強度

よりも高い値が測定される可能性がある．他にも，接着剤の含浸，凝固による皮膜の内部応力

の変化なども，密着強度の測定に影響を及ぼす可能性がある．また，この形式の試験では，測

定される密着強度が，試験片の寸法に依存することも報告されており，これは，試験の際の応

力分布が均一でないことや試験片端部の応力特異性の関与が指摘されているⅠ-15)~Ⅰ-18)． 

図 Ⅰ−１１	 TBC皮膜トップコート密着強度試験の模式図（JIS準拠試験法） 
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Ⅰ-4-2	 リング形状試験片を用いる試験法により測定した密着強度	 

Ⅰ-4-2-1	 供試材 

	 Ⅰ-4-2節で示した JIS規格の密着強度試験法は，簡便な方法である反面，接着剤を用いること

や試験片形状等に課題があった．そこで，新たな試験方法として図Ⅰ−１３に示すリング形状の

試験片を用いる方法を開発したⅠ-19)．リング形状の試験片を用いる利点として，実機部材におい

て実際に TBC皮膜が施工されている曲率を有するタービンブレードの形状を近似的に再現でき

ることが挙げられる．また，TBC 皮膜がリングの周方向に閉じた面を持っていることで，二軸

あるいは三軸の内部応力状態の保持も期待できる．図Ⅰ−１３に示した試験片の TBC 皮膜は次

のように施工した．ⅰ）円筒形（外径：24 mm，内径：20 mm，長さ 30〜40 mm）の金属基材の

外表面をブラスト処理する．ⅱ）基材外表面に，CoNiCrAlYをボンドコートとして 100 µmの厚

さで LPPS法により成膜する．ⅲ）ボンドコート／トップコート界面予き裂の核とするため，ボ

ンドコート表面の目的とする場所にシリコーン系樹脂を塗布する．ⅳ）ボンドコート表面をブ

ラスト処理する．ⅴ）8YSZをトップコートとして 300 µmの厚さで APS法により成膜する．こ

のとき，シリコーン樹脂が焼失し予き裂部として残る，そして，ⅵ）試験片を所定の幅（4 mm）

に切断し切断面を鏡面研磨し，リング形状試験片とした．使用した基材は，SUS304および Inconel 

738LCの２種類である．CoNiCrAlY, 8YSZおよび Inconel 738LCの化学組成は，それぞれ，表Ⅰ

−２，表Ⅰ−３および表Ⅰ−１のとおりである． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) TBC����� (b) ����

5 mm�5 mm�

図 Ⅰ−１２	 TBC皮膜トップコート密着強度試験後の試験片破面写真（JIS準拠試験法） 
(a)TBC試験片側破面および(b)治具側破面 

図 Ⅰ−１３	 提案するトップコート密着強度試験用リング状試験片の模式図 
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Ⅰ-4-2-2	 測定方法 

	 リング形状 TBC試験片を用いた TBC皮膜密着強度試験では，図Ⅰ−１４に示すように試験片

に負荷ピンを介して引張荷重を与える方式を採用した．すなわち，試験片に引張荷重を加える

と，試験片の３時および９時方向の皮膜表面には曲げモーメントによる圧縮ひずみが生じ，こ

れにより皮膜の座屈を誘起させる．この方式によれば，TBC 皮膜に直接触れること無く，実際

のタービン翼の損傷と同様の座屈モードを伴うトップコートのはく離現象Ⅰ-16), Ⅰ-18)を再現する

ことが可能である．実際の試験には，引張試験機（EHF-EA5，(株)島津製作所）用いた．試験機

の制御方法は変位制御とし，負荷速度は 0.02 mm/min（3.3×10-7 m/s）とした．試験片の３時およ

び９時方向の皮膜表面，基材内表面にひずみゲージを貼付け，試験中の各部位のひずみ変化を

連続的に記録した．併せて，予き裂近傍の様子を X-Z 可動ステージに取り付けたデジタルマイ

クロスコープ（VH-5500，(株)キーエンス）によりモニターした． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 この手法による TBC皮膜の密着強度の評価は，試験中に測定された TBCの界面はく離き裂の

進展挙動をもとに行う．図Ⅰ−１５は，試験中に観察された TBC 皮膜のはく離き裂が発達して

いく様子を示している．この図の試験片では，き裂をより観察しやすくするため，表面に白色

塗料を塗布している．図Ⅰ−１５より，はく離き裂は，ボンドコート／トップコート間に予め作

成した界面き裂の端部から発生し，しばらく界面を進展したのち，はく離き裂がトップコート

を貫く様子が観察できる．図Ⅰ−１６(a)は負荷点の変位に対するトップコートの表面ひずみ（試

験片の３時あるいは９時方向）の変化を例示したものである．比較のため，ボンドコート／ト

ップコート界面のひずみに相当する値の変化も記載した．これは，トップコートを持たないボ

ンドコートのみを施工した同形状の試験片に対して，ボンドコート表面のひずみ変化を測定し

た結果であり，TBC試験片とは別の試験片を用いたものである．また，図Ⅰ−１６(b)はデジタル

マイクロスコープを用いて測定したボンドコート／トップコート界面のはく離き裂長さの変化

図 Ⅰ−１４	 リング状試験片を用いた TBC皮膜トップコート密着強度試験の模式図 
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を示している．図Ⅰ−１６(a)より，トップコート表面ひずみは，負荷点変位の増加とともに圧縮

側へ変化（図中点０から点１）したのち，トップコート表面ひずみが εcr（点 1）に達したところ

で，Δε分だけ瞬時に引張のひずみへと変化し（点１から点２），引張のひずみが徐々に増加する

ことがわかる．この挙動を図Ⅰ−１６(b)と比較すれば，点 1から点２の変化は，ボンドコート／

トップコート界面はく離き裂の進展の開始に対応し，その後の引張ひずみの増加は，そのき裂

の成長段階に対応している．一方のボンドコート表面ひずみは，負荷点変位とともに圧縮側へ

単調増加している．以上のことから，この試験方法において，トップコートの座屈を伴うはく

離が生じていることがわかる． 
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図 Ⅰ−１５	 リング状試験片を用いた TBC皮膜トップコート密着強度試験における 
TBC皮膜の界面はく離き裂進展の様子（a）試験開始前，（b）はく離き裂発生， 

（c）はく離き裂の安定成長および（d）はく離き裂の停止  

図 Ⅰ−１６	 リング状試験片を用いた TBC皮膜トップコート密着強度試験中の 
（a）ひずみ変化および（b）界面はく離き裂長さの変化 
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	 以上の皮膜のはく離機構とその進行過程を図Ⅰ−１７に示し，下記のとおり総括する． 

I) 	 外部負荷により試験片３時および９時方向では，トップコートの座屈を引起こす駆動力

となる荷重が誘起される．外部負荷が増加するとトップコート中に生じる圧縮のひずみが

臨界値 εcrに達し，トップコートの座屈が起こる（図Ⅰ−１７(a)）．この時のトップコート

に加わっている軸荷重は Pcr(l0)となる． 

II) 	 Ⅰとほとんど同時にボンドコート／トップコート界面はく離き裂の進展が生じ，その長

さが l0から l0+Δlに変化し，界面はく離き裂が開口する．これと同時に，軸荷重は P’ (l+Δl)

となる（図Ⅰ−１７(b-1)および図Ⅰ−１７(b-2)，図中では P’として表示）． 

III) 	 荷重点変位を増加させると界面き裂（より正確にはトップコート内の界面近傍のき裂）

は安定的に成長するが，この過程ではトップコートに加わる軸荷重が常時変化している

（図Ⅰ−１７(c)，図中では P’’として表示）．最終的にはトップコート中にき裂が進展し，

皮膜の脱落が起こる． 

 

	 本節の手法では，以上の TBC皮膜のはく離メカニズムに基づき，TBC皮膜の密着強度をボン

ドコート／トップコート界面はく離き裂の進展に対する抵抗として，ひずみエネルギー解放率

により評価する．ここでは簡単のため，ボンドコートは基材と一体とみなした．基材の剛性は

トップコートに比べて十分高いものと仮定し，皮膜がはく離した際のトップコート中のひずみ
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図 Ⅰ−１７	 リング状試験片を用いた TBC皮膜トップコート密着強度試験における 
トップコートはく離モデル  
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エネルギーの変化に注目した．皮膜はく離前後のトップコート中のひずみエネルギー変化は，

皮膜はく離前のひずみエネルギーφbefore，はく離後のひずみエネルギーφafter を用いて，以下の式

で表すことができる． 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	                  
(Ⅰ-6) 

 

 式(Ⅰ-6)の変化を考える際，はく離が生じた部分（ここでは  -(l + Δl)/2 ≦ x ≦ (l + Δl)/2の部分．

図Ⅰ−１７(c) 参照）に蓄積されたひずみエネルギーの変化に注目すれば第一近似として評価で

きる．この領域におけるはく離直前のひずみエネルギーφbeforeは，軸方向圧縮ひずみによるひず

みエネルギーとして，次式により表すことができる． 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	                              
(Ⅰ-7) 

 

ここで， 

εcr：座屈が生じた際のトップコート表面の臨界ひずみ 

b：試験片の幅 

h：トップコートの厚さ 

E：トップコートの弾性係数 

である．なお，トップコート厚さが基材厚さに比べ十分に薄いため，式(Ⅰ-7)では曲げ成分を無

視している．一方，式(Ⅰ-6)中の φafterは，図Ⅰ−１６(a) 示した各測定値を用いると，はり理論に

よって以下の式で表すことができる． 

 

	 

                                                                                     

(Ⅰ-8) 

 

式(Ⅰ-8)中の各記号については図Ⅰ−１６参照．ここで，式(Ⅰ-8)中の第一項は軸成分によるひず

みエネルギーを，第二項は曲げ成分によるそれを表している．ただし，式(Ⅰ-8)の導出にあたっ

ては，座屈時のき裂開口量 CODが十分小さいと仮定しⅠ-17)，座屈後の皮膜形状を  

 

	 
	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	                                      

(Ⅰ-9) 

 

として近似している．なお，式(Ⅰ-9)の近似のもとでは，式(Ⅰ-8)中の皮膜に座屈が生じるとき

のひずみの値 εcrと皮膜に作用している軸荷重 P’ (l+Δl)の間には次のような関係が成立する． 
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(Ⅰ-10) 

 

                                                                              (Ⅰ-11) 

 

                                                                              (Ⅰ-12) 

 

式(Ⅰ-6)〜式(Ⅰ-12)を組み合わせて，はく離き裂が進展した際のひずみエネルギー解放率 Gは 

 

 

	 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	                                                                 

(Ⅰ-13) 

 

 

と表すことができる．系のエネルギーバランスを考えると，式(Ⅰ-13) は単位面積当たりのき裂

の進展に必要なエネルギー，すなわち TBC皮膜の密着強度とみなすことができる．なお，実際

の評価にあたっては，各試験片の寸法，試験中に測定されたはく離き裂の長さ・開口量等の実

測値のほか，トップコートの弾性係数としてⅠ-2-1節の共振法による測定結果から E = 30 GPa

を用いた． 

 

Ⅰ-4-2-3	 測定結果 

	 表Ⅰ−９は，試験中に得られた各測定値（図Ⅰ−１６の点１から点２に移る過程において）と，

式(Ⅰ-13)を用いて算出した密着強度の評価結果をまとめたものである．表Ⅰ−９に示すとおり，

TBC皮膜の密着強度は，30〜70 J/m2程度と評価された．これは，他の研究者による四点曲げ試

験法によって測定された TBC 皮膜の界面はく離抵抗と同程度の値であったⅠ-20)．また，ここで

調査した範囲では，TBC 皮膜の密着強度に基材の違いによる有意差は認められなかった．この

結果について次節で考察を加える． 
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表 Ⅰ−９	 リング状試験片を用いた TBC皮膜トップコート密着強度試験の結果  
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4� Inconel 738LC� 5� 2584� 2584 12 30.0 

5� SUS 304� 5 1450� 1599 22 36.1 

6� SUS 304� 5� 5059� 8382 25 71.9 
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Ⅰ-4-3	 応力次元の密着強度とエネルギー次元の密着強度の比較	 

	 Ⅰ-4-1節では，JIS準拠の TBC皮膜の密着強度試験を行い，約 20 MPaの密着強度を計測した．

一方，Ⅰ-4-2 節では，外表面に TBC 皮膜を施工したリング形状試験片を使用する独自の皮膜は

く離試験を行い，30〜70 J/m2の密着強度を計測した．両者とも TBC皮膜の密着強度を表してい

るが，その単位にも現れているとおり密着強度に対する考え方が異なる．すなわち，前者は，

TBC 皮膜界面に対して垂直方向に皮膜を引きはがそうとする負荷に対する抵抗を応力次元によ

って，後者は TBC皮膜の界面はく離の進展に対する抵抗をエネルギー次元によって密着強度と

して表している．JIS規格試験法による TBC皮膜の密着強度は，その試験片形状や負荷形態から

実際の損傷現象と直接関連づけることは難しいが，試験方法そのものが単純で評価も容易であ

ることから，成膜プロセスの評価や品質管理等に適している．一方，リング形状試験片を用い

る試験から得られた TBC皮膜の密着強度は，実機で起こり得る TBC皮膜のはく離機構に類似し

た試験形態のもとで評価されたものであるため，実際の破壊現象の検証に対して有効であると

いえる．加えて，エネルギー解放率の概念をもとに評価するため，破壊現象に対する力学的な

背景も明確であることも特徴である．ただし，現在の試験方法では，はく離長さの観察など，

測定者によるばらつきを生じ得る過程を含んでおり，この点について課題を残している．この

課題を解決するためには，たとえば，界面はく離の長さを連続的に定量評価できる非破壊検査

手法の開発が待たれる．なお，TBC試験片に対する損傷，特に TBC皮膜の界面はく離の非破壊

検出手法については，後のⅢ部においてその基礎的な検討を行なう． 
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Ⅰ−５章	 ボンドコートの基礎物性と TBC試験片の熱サイクル損傷 
 

	 Ⅰ−４章までは，TBCのセラミックトップコートの機械的特性を中心に議論してきた．そのト

ップコートは合金ボンドコート層を介して基材と密着しており，ボンドコート材の特性は TBC

部材全体として重要な因子である予想される．本章では，ボンドコートの各種物性値が TBC試

験片の損傷に及ぼす影響について検討する．具体的には，化学組成が異なるボンドコートを有

する TBC試験片を作成し，それらに対して熱サイクル試験を実施し破損寿命を調査するととも

に，TBC部材の損傷に対するボンドコートの影響について議論する． 

 

Ⅰ-5-1	 供試材	 

	 図Ⅰ−１８は，熱サイクル試験用に作成した試験片を表している．これは，円筒状の金属基材

の外表面に TBC を施工したものである．この試験片の基材は，Ni基超合金 Inconel 738LC（化

学組成は表Ⅰ−１参照）とし，トップコート材質は 8YSZ（化学組成は表Ⅰ−１０参照）とした．

ここでは，ボンドコート材の違いによる影響を調査するため，化学組成の異なる三種類の合金

を準備した．すなわち，CoNiCrAlY合金，CoNiCrAlYに Bを添加した合金，そして Ni基の合

金である Haynes C22の三種類である．これらボンドコートの化学組成を表Ⅰ−１１に示す．TBC

試験片の作成手順は次のとおりである．ⅰ）基材の TBC皮膜を成膜する面をブラスト処理する．

ⅱ）ブラスト面のアークスパッタクリーニング後，ボンドコート材料合金を LPPS 法によって

膜厚約 100 µmのボンドコート層を成膜する．ⅲ）ボンドコート表面をさらにブラスト処理する．

ⅳ）8YSZ を EB-PVD 法によって膜厚約 250 µm のトップコート層として成膜する．なお，

EB-PVDトップコートの成膜は，1 Paの雰囲気中で，基材を 1173 K（900 ºC）に予熱し，試

験片回転速度 10 rpm，電子ビーム出力 45 kWの条件のもとで実施した．本研究で用いた TBC

試験片の仕様を表Ⅰ−１２にまとめた． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 Ⅰ−１８	 熱サイクル試験用 TBC試験片の模式図 
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Ⅰ-5-2	 実験方法	 

Ⅰ-5-2-1	 ボンドコートの基礎的物性の測定 

	 ここでは，ボンドコートの引張強度，破断ひずみ，熱膨張係数および等温酸化特性を測定し

た．これら測定のために，図Ⅰ−１８の TBC試験片と同じ条件でボンドコート単体のブロック材

（厚膜材）を作成した．本研究では，成膜したままの状態のブロック（以後，まま材と表記）

の他に，1373 K（1100 ºC）で 1000時間の時効処理を施したブロック（以後，時効材と表記）の

二種類を準備した．これらボンドコートブロックからワイヤー放電加工によって，各試験片を

所定の形状に切り出した． 

	 ボンドコートの引張強度および破断伸びの測定には，標点部直径 1.5 mm，標点部長さ 10 mm

の中実丸棒試験片を用いた．この試験片に対して，ひずみ速度 10-4 1/sのもとで引張試験を行な

い引張強度および破断伸びを評価した．なお，試験温度は室温から 1223K（950 ºC）の範囲とし

た．ボンドコートの熱膨張係数の測定は，JIS Z2285に規格化されている手法に準拠して行なっ

たⅠ-21)．そして，ボンドコートの等温酸化特性は，まま材から切り出したボンドコート単体試験

片を大気中にて 1373 K（1100 ºC）で等温酸化試験を行い，試験前後の試験片の質量変化によっ

て酸化特性を評価した．なお，この酸化試験は JIS Z2281に規格化されている試験方法に従って

実施したⅠ-22)． 

表 Ⅰ−１０	 EB-PVD法によるトップコートの成膜において使用した 8YSZ材の化学組成 
[wt.%]�

ZrO2 Y2O3� SiO2� TiO2� CaO� Fe2O3�

91� 8.18� 0.11� 0.09� 0.31� 0.03�

表 Ⅰ−１１	 各ボンドコートの化学組成 [wt.%]�
Co� Ni� Cr� Al� W� B� Ta� Hf� Ti� Mo� Y�

CoNiCrAlY� Bal.� 32.0� 21.0� 8.5� -� -� -� -� -� -� 0.52�

Haynes C22� 3.0� Bal.� 8.5� 2.5� 4.0� 3.0� 3.0� 1.4� 1.0� 0.8� -�

CoNiCrAlY+B� Bal.� 31.0� 20.0� 8.2� -� 3.0� -� -� -� -� 0.50�

表 Ⅰ−１２	 熱サイクル試験に使用した TBC試験片の仕様 

Substrate� Bond coat� Top coat�

Inconel 738LC�

CoNiCrAlY� LPPSed 
CoNiCrAlY 

100µm 
 in thick�

EB-PVDed 
8YSZ 
250µm 
in thick 

Haynes C22�

CoNiCrAlY+B�
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Ⅰ-5-2-2	 熱サイクル試験 

	 各 TBC試験片に対する熱サイクル試験は，図Ⅰ−１９に示す独自に開発した試験装置によって

実施した．この装置は，ふく射炉と高周波誘導加熱装置を組み合わせた加熱試験装置である．

TBC 試験片は，装置上部から高周波誘導加熱装置の加熱コイルの中心に吊り下げられ，大気中

で熱サイクル（温度変化）を受ける．このときの温度は TBC試験片に取付けた熱電対によって

制御する．この装置の開発目的は，金属基材と TBCとの温度差を極力生じさせることなく，高

速で熱サイクルを与えることにある．高周波誘導加熱装置のみでは，その加熱原理から金属基

材が優先的に加熱され，熱サイクル試験による TBC皮膜の損傷を扱う上で試験片の応力状態の

解析が困難となる．一方，ふく射炉のみの場合では，高速で温度変化を与えることができない．

そこで，両者を組み合わせて協調制御することによって，高速かつ試験片内部の温度が均一な

状態での熱サイクル試験を実現した．ただし，この試験の状態は実機 TBC部材の温度状態（TBC

表面の温度 > 基材内部温の温度）とは異なることに注意が必要である．なお，TBC試験片に対

する熱的負荷の与え方についての議論は，Ⅱ部において行なう． 

	 図Ⅰ−１９の装置によって，大気中で，図Ⅰ−２０のように，試験片の温度を 673 K（400 ºC）

と 1223 K（950ºC），保持時間 5 分で交互に変化させた．このとき各温度への遷移時間は概ね 1

分以内であった．試験中，定期的に試験片を観察し，全 TBC皮膜の約 10 %が脱落した時点で，

破損状態とみなし試験を終了した． 
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図 Ⅰ−１９	 熱サイクル試験装置の模式図 
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図 Ⅰ−２０	 TBC試験片に対する熱サイクル試験の温度波形 
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Ⅰ-5-3	 実験結果および考察	 

Ⅰ-5-3-1	 ボンドコートの基礎的物性	  

1) 機械的および物理的特性 

	 ボンドコート単体試験片の引張強度および破断伸びの測定結果を試験温度の関数として図

Ⅰ−２１に示す．引張強度は全ての試験片において温度の上昇とともに徐々に低下している．

873 K（600 ºC）を超えると引張強度は急激に低下し，一方で破断伸びは温度とともに上昇す

る傾向を示す．また，時効の影響については，それほど顕著ではないものの，時効材では，ま

ま材よりも引張強度，破断伸びともにやや低下するようである．そして，ボンドコート材質で

比較すると CoNiCrAlY+B材が，1073 K（800 ºC）以下の温度域では高強度かつ破断伸びが小

さいことがわかる．Haynes C22材は，特に 873 K以下の低温域において，大きな破断伸びを

示している． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 図Ⅰ−２２は，各ボンドコート試験片の室温と 1223 K（950 ºC）における熱膨張係数の測定

結果である．この図には，比較のため，Inconel 738基材ならびに 8YSZ EB-PVDトップコート

の測定結果も併記している．この結果から，コーティング試験片（トップコートも含む）は，

熱膨張係数の温度依存性が強く，1223 K における熱膨張係数は室温における値の二倍近くま
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図 Ⅰ−２１	 ボンドコート単体試験片の機械的特性	 (a)引張強度および(b)破断伸び 
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CoNiCrAlY�
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CoNiCrAlY+B�

1373 K�

で上昇することがわかる．その結果，室温状態では，ボンドコート < 基材であった熱膨張係

数の大小関係が，1223 Kでは逆転し，ボンドコート > 基材となる．この傾向は CoNiCrAlY+B

材で特に顕著である．なお，全ての試験片で，時効処理の影響はほとんど確認されなかった． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

2) 酸化特性 

	 図Ⅰ−２３は，各ボンドコート試験片の等温酸化試験の結果を示している．酸化試験は大気

中 1373 K（1100 ºC）の温度で，400時間まで行なわれ，酸化物の生成を各試験片の単位体積

あたりの質量増加として評価した．この結果より，試験時間とともに質量が増加し，酸化が進

行していることがわかる．そして，CoNiCrAlY+B 質量の増加が極めて顕著であり，非常に酸

化傾向の強い材質であるといえ，CoNiCrAlY への B の添加がボンドコートの酸化特性に強い

影響を及ぼしていると考えられる．ボンドコートの酸化特性は，TBC 部材における熱成長酸

化物（Thermal Grown Oxide：TGO）の生成に直接に関与する重要な因子である．これについて

は次節にて考察する． 
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図 Ⅰ−２２	 ボンドコート単体試験片の熱膨張係数の測定結果 

図 Ⅰ−２３	 1373 Kで酸化試験を行なったボンドコート単体試験片の質量増加の測定結果 
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Ⅰ-5-3-2	 熱サイクル損傷 

	 熱サイクル試験後の TBC試験片に対して形態観察を行なった結果の例を図Ⅰ−２４に示す．こ

の図は，673 K（400 ºC）と 1223 K（950 ºC）の熱サイクル試験を 1000サイクル行なった TBC

試験片の皮膜脱落が生じた領域近傍の観察結果である．この図に示した試験片は，ボンドコー

ト材に Haynes C22を使用たものである．図Ⅰ−２４(a)および図Ⅰ−２４(b)より，トップコート表

面には円筒の外周方向に開口するき裂とそれに対して垂直方向（円筒の長手方向）に開口する

き裂の両方が発生していることがわかる．これらは，それぞれ，熱サイクル試験中に生じた円

筒の長手方向の応力成分と円の外周方向の応力成分によって発生したと考えられる．また，図

Ⅰ−２４(b)より EB-PVD 皮膜の特徴である柱状晶が数十 µm 程度の規模でセグメント化され，

TBC 皮膜のき裂はこれらの間を縫うように伸びている様子がわかる．また，トップコートの脱

落もこのセグメント単位で起こるようである．トップコート脱落は，図Ⅰ−２４(c)示すとおり柱

状晶のほぼ根本から生じている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 TBC試験片に対する熱サイクル試験の結果を図Ⅰ−２５に示す．ここでは，TBC皮膜が施工さ

れた全面積のうち 10 %の皮膜が脱落するまでのサイクル数を表示している．参考のため，この

図には，8YSZトップコートを APS法によって成膜した試験片に対して同様の熱サイクル試験を

行なった結果も併記している．図Ⅰ−２５では，TBC試験片の熱サイクル破損寿命はボンドコー

ト材質によって大きく変動し，その寿命は，CoNiCrAlY+B < < Haynes C22 < CoNiCrAlYとなっ

ている．トップコートの成膜方法で比較すると，APS法により成膜されたものよりも，EB-PVD

法で成膜されたトップコートをもつ TBC試験片の方がはるかに長い熱サイクル破損寿命を示す

ようである．これは，EB-PVD皮膜特有の高い変形追従性を持つ構造的特徴を反映していると考

えられる． 

図 Ⅰ−２４	 熱サイクル試験を行なった後の TBC試験片の皮膜脱落箇所近傍の SEM観察結果 
673/1223 K 1000サイクル実施後 
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	 ここからは，ボンドコート材質による熱サイクル破損寿命の違いについて考察する．まず，

熱膨張係数に関しては図Ⅰ−２２のとおり，1223 K（950 ºC）の状態の熱膨張係数の大きさは，

トップコート < 基材 < ボンドコートであり，各ボンドコート材の熱膨張係数は，CoNiCrAlY < 

Haynes C22 < CoNiCrAlY+Bであった．つまり，トップコート／ボンドコート間，ボンドコート

／基材間で生じる熱応力（薄膜形状ゆえに主として面内方向の熱応力）の大きさは，いずれも

CoNiCrAlY < Haynes C22 < CoNiCrAlY+Bとなることを意味している．このことから，生じ得る

熱応力が高い程，熱サイクル破損寿命が短くなるといえる．また，酸化特性を調査した図Ⅰ−２

２の結果より，酸化のし易さ同じく CoNiCrAlY < Haynes C22 < CoNiCrAlY+Bの順であった，TBC

部材においては，トップコート／ボンドコート界面あるいは，ボンドコート／基材界面におい

て酸化物（TGO）層が形成する．各試験片に対する元素分析によれば，主にトップコート／ボ

ンドコート界面において TGO 層が形成され，CoNiCrAlY および CoNiCrAlY+B をボンドコート

に持つ試験片では Alを中心とした酸化物，Haynes C22ボンドコートの試験片では Crを中心と

した酸化物が生じていた序-29)．図Ⅰ−２６は，各試験片のトップコート／ボンドコート界面に生

じた TGO 層の厚さを測定した結果である．これは，熱サイクル試験を 1000 サイクルまで実施

した各試験片に対して，SEMによる断面観察を行い，その観察結果から TGO層の厚さを測定し

たものである．このグラフの横軸には，観察を行った断面の試験片端部からの距離をとってい

る．図Ⅰ−２６より，全ての試験片において，測定位置による影響は認められず，TGOは界面全

体にわたりほぼ一様に生成しているものとみられる．そして，最も長い熱サイクル破損寿命を

示した CoNiCrAlYボンドコート試験片では，生成した TGO層の厚さが最も薄いことがわかる．

しかし，Haynes C22と CoNiCrAlY+Bをボンドコートに持つ試験片とでは，図Ⅰ−２３の酸化特
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図 Ⅰ−２５	 TBC試験片の熱サイクル破損寿命 
（10%の TBC皮膜が脱落するまでの試験サイクル数） 
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性および図Ⅰ−２５の破損寿命の評価結果に反して，その TGO 厚さにほとんど違いが見られな

かった．これは，熱サイクル破損寿命に対して，TGO の厚さが第一次的な支配因子ではないこ

とを示唆している． 

	 以上のことから，ボンドコートは熱サイクル破損寿命に対して重要な役割を果たすことが明

らかとなった．特に，ボンドコートの熱膨張係数と高温酸化特性は，熱サイクル中の熱応力の

発生と界面における TGOの生成に強い影響を及ぼす．しかし，それらのみではなくトップコー

トの施工方法も重要となるようである． 
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図 Ⅰ−２６	 熱サイクル試験後の TBC試験片の TGO厚さの測定結果 
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Ⅰ−６章	 結言 
 

	 Ⅰ部では，TBC部材の損傷現象と基礎となる，TBC皮膜の特性について，TBC皮膜の弾性係

数，残留応力，密着強度などの力学的特性を中心に測定・分析を行ない，TBC 皮膜の特徴を明

らかにしつつ，TBC部材としての損傷の特徴について議論してきた． 

	 Ⅰ部より得られた知見を以下にまとめる． 

 

1) 	 特殊な微視的構造を有する薄膜材である TBC皮膜のセラミックトップコート（図Ⅰ−１お

よび図Ⅰ−２参照）と合金ボンドコートの各種基礎的物性値を測定することができた．その

測定結果を表Ⅰ−１３に総括する． 

2) 	 TBC 皮膜のセラミックトップコートの弾性係数を振動リード法および押込み試験法によ

り測定した。トップコートの面内弾性係数を振動リード法により測定した結果，APS法によ

って成膜されたトップコートでは約 30 GPa，EB-PVDトップコートでは数 GPaであった．

APSトップコートの場合には緩やかな温度依存性がみられ，温度の上昇とともに弾性係数が

やや上昇した．（図Ⅰ−４参照）一方，トップコートの面外弾性係数を押込み試験法によって

測定した結果，APSトップコートでは，400〜60 GPa，EB-PVDトップコートでは，400〜100 

GPaであった．この試験法では，押込み深さ依存性がみられ，押込み深さが深いほど，低い

測定値が得られた．（図Ⅰ−７参照）一連の測定結果より，TBC 皮膜トップコートの弾性係

数は，その微視的構造に非常に敏感であり，かつ顕著な異方性を示すことが明らかとなった． 

	 熱応力は弾性係数の大きさに比例して生じる．実機 TBC 部材は運転状態に応じて有意な

温度変動を受けることから，それに伴う熱応力の繰返し負荷状態は TBC の損傷を助長する

可能性がある．従って，この観点からは TBC 皮膜トップコート内に生じる熱応力を低減す

るため，トップコートの弾性係数が低くなるよう設計するのが望ましいといえる．一方，ト

ップコートの弾性係数は，その微視的構造に強く依存することから，弾性係数の経時変化を

測定することにより，トップコートの焼結など膜質の変化を検出し TBC 皮膜の健全性評価

にも利用できる可能性がある． 

3) 	 TBC 皮膜の各層の巨視的な（平均的な）面内残留応力を応力解放法により測定した．そ

の結果，LPPSボンドコート内では 70〜130 MPaの引張，APSトップコート内では 1〜3 MPa

の引張の残留応力が測定された．残留応力の基材材質依存性も見られ，特にボンドコートに

おいて顕著であり，ステンレス基材上に成膜されたボンドコートよりも耐熱超合金基材上に

成膜されたボンドコートの方がより高いレベルの引張残留応力が測定された．（表Ⅰ−８参照） 

	 実際の TBC部材では，このような残留応力と 2)で述べた熱応力および外部負荷によって

生じる応力とを重ね合わせた応力状態が，各皮膜層内部の損傷や界面はく離などの発生に関
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与する．ここで測定されたボンドコート層内の高い面内引張応力は，昇温時，基材の熱膨張

係数 < ボンドコートの熱膨張係数（図Ⅰ−２２参照）であることから熱応力の働きによって

若干緩和されると考えられるが，その応力状態如何によっては図序−９に示したようなボン

ドコート層（とその表面の TGO層）の非弾性変形を伴う界面のうねりの発生につながる可

能性がある．一方で，トップコート層では内部応力状態に対する残留応力の寄与のレベルは

低いといえる．ただし，ここで測定された残留応力は，TBC 各皮膜層の成膜の際に生じた

初期状態の値であり，応力状態は使用状況とともに変化すると予想され，注意が必要である． 

4) 	 TBC 皮膜（LPPS ボンドコート＋APS トップコート）の密着強度の評価を行なった．JIS

準拠試験法（皮膜の密着界面と垂直方向への引きはがしに対する抵抗を測定）によって約

20 MPaの密着強度が計測された．この手法は簡便であるが，試験工程における接着剤の使

用に注意が必要である．JIS準拠試験法の欠点を克服する手法として，リング形状の TBC試

験片を用いて TBC皮膜の密着強度を TBC皮膜の界面はく離進展に対する抵抗として測定す

る試験方法を開発した．その方法を用いて TBC皮膜（LPPSボンドコート＋APSトップコー

ト）の密着強度を評価したところ，30〜70 J/m2の測定結果を得た．（表Ⅰ−９参照）． 

	 TBC 皮膜の密着強度は，TBC 皮膜の重要な損傷形態である皮膜はく離に対する抵抗を直

接的に測定可能な指標のひとつである．言うまでもなく，この値が高いほど，皮膜はく離に

対する抵抗が大きい，すなわち，はく離が生じ難いことを意味する．しかし，TBC 皮膜の

はく離メカニズム（例えば，序-2-3 節，図序−９参照）では，2)および 3)で述べた熱応力や

残留応力を含めた TBC の内部応力状態が支配的因子であり，内部応力状態を保持した状態

での試験が実施可能なリング試験片を用いる本研究の提案手法がより有効であるといえる．

さらに，この手法では接着剤を必要としないため，昇温状態での密着強度試験にも応用可能

である． 

5) 	 TBC 部材の損傷に対するボンドコートの影響について調査を行なった．まず，化学組成

が異なる LPPSボンドコート材について，引張強度，破断伸び，熱膨張係数，高温酸化特性

の測定を行なった．測定結果はボンドコートの材質によって違いが見られ，特に，熱膨張係

数と酸化特性の違いが顕著であった．（図Ⅰ−２１，図Ⅰ−２２および図Ⅰ−２３参照）次に，

それらをボンドコートに持つ EB-PVD TBC試験片に対して，熱サイクル試験を行なった．

その結果，熱膨張係数が大きく，高温酸化耐性の低いボンドコートをもつ TBC試験片では，

早期にトップコートの脱落が生じた．このことから，TBC 部材の損傷現象においてトップ

コートの特性もさることながら，部材の中間層であるボンドコートの基礎的特性も重要な役

割を担っていることが明らかとなった（図Ⅰ−２５参照）． 

	 ここで実施した熱サイクル試験は，ふく射炉と高周波誘導加熱装置を組合せ，基材および

TBC皮膜の温度が均一となる条件の下で実施したが，実機の TBC部材ではふく射に加え強
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制対流熱伝達により温度変化が生じるとともに，内部冷却構造を備えることで部材内では有

意な温度分布あるいは温度勾配（TBC表面温度 > 基材内部温度）が生じ，実機の温度条件

とは必ずしも一致しない．単純に，最高温度保持の状態で比較すれば，基材側の温度が低く

熱変形量が少ない温度勾配を有する実機の条件の方が，均一温度条件よりも TBC トップコ

ート内部で生じる熱応力が低下するとも考えられるが，温度変動時の過渡的な温度状態や部

材内に温度勾配によって生じる新たな熱応力など，実機 TBC 部材の損傷現象において検討

すべき重要な因子が多く存在する．従って，それらについての実験的検討ならびに解析が必

要であろう． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

表Ⅰ−１３	 Ⅰ部で測定された TBC皮膜の各種基礎物性 
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Ⅱ部	 再現燃焼雰囲気における遮熱コーティング部材の損傷	 

 
	 Ⅰ部では，遮熱コーティング（Thermal Barrier Coating : TBC）皮膜が施工されたガスター

ビン高温部材の損傷を扱う上で重要性の高いと思われる TBCの基礎的物性について議論してき

た．しかし，実際のガスタービン部材が使用される環境は，苛酷な酸化雰囲気に加え大きな温

度勾配を生じるものであり，さらに，部材は多くの場合，同時に力学的負荷を受ける．従って，

実際の TBC部材で発生する損傷現象について検討する上での困難は，損傷に関わる環境的因子

の多さとそれら因子間の複雑な相互作用にあるといえる．一方で，実機の負荷状態を実験室レ

ベルで再現できる装置は皆無であった．そこで，Ⅱ部ではまず，TBC 部材が実機使用環境で受

ける負荷状態を模擬するための試験装置として開発した『燃焼雰囲気再現試験装置』について

述べる．次に，それを用いて遮熱コーティング部材を模した TBC試験片に対して，実燃焼雰囲

気において熱サイクルと力学的負荷を重畳させる試験を実施した結果を示す．そして，その結

果について，実機使用環境特有の温度勾配に注目し，温度勾配下での基材の変形挙動を解析す

るモデルを提案し，TBC部材の損傷挙動について考察する． 
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Ⅱ部	 再現燃焼雰囲気における遮熱コーティング部材の損傷 
 

Ⅱ−１章	 緒言 
 

	 動・静翼材に代表されるガスタービン高温部材には，序-2−2 節でも述べたように冷却構造を

備えた耐熱超合金基材の表面を，遮熱コーティング（Thermal Barrier Coating : TBC）皮膜で

被覆した TBC 部材が多用され，ガスタービンの高温・高効率運転を実現している．これらは，

金属基材の融点にせまる超高温の作動流体中にあっても，高温部材としてその機能を果たすこ

とを可能にする優れた材料システムである．しかしながら，TBC 部材の寿命も有限であり，実

機の設計・保守計画において適切な寿命予測あるいは健全性評価が不可欠である．一般的に高

温部材の材料試験（力学的応答性の評価）を行なう際に重要となるのが，『熱的負荷』と『力学

的負荷』である．いずれも，目的に応じた負荷方法とそのレベルを設定されるが，TBC 部材の

場合，特に『熱的負荷』の実施方法に注意が必要となる．序-2−2節で述べたとおり TBC部材は，

表面の TBC皮膜層および内部の冷却機構により部材肉厚方向に大きな温度勾配を生じる．加え

て，部材形状と燃焼ガスの流れ場に依存した温度分布・勾配も存在し，その複雑な分布は各部

位毎，数値解析による検討の対象にもなっている序-41)．このような条件下では，温度勾配に起因

する熱応力が発生するとともに，クリープ変形などの変形挙動が不均一になる（温度勾配に依

存する）などの極めて重要な力学的事象が生じ得る．従って，実機の TBC部材において起こり

得る損傷現象を適切に評価するためには，これら実機の負荷条件を再現できる試験形態が求め

られる． 

	 TBC 部材に温度変化および機械的負荷を与えた条件下での部材の損傷に関して，多くの研究

がなされきた序-40), Ⅱ-1)-Ⅱ-3)．それらのうち，試験片に対して温度変化を繰返し与える熱サイクル

条件のもとで，TBC 皮膜あるいは基材の強度を扱った研究例は，その熱的負荷の形態から二通

りに大別できる．すなわち，バーナーリグ試験Ⅱ-1)と呼ばれる実機使用状態に近い高熱流束の負

荷を与える手法と，ふく射炉や高周波誘導加熱装置など各種加熱炉を用いる手法Ⅱ-2)である．前

者は，実製品のフィルタリングや施工プロセスの確認を主目的として採用されてきたが，近年

ではこれを応用した TBC部材の熱サイクル損傷に関する研究も行なわれている序-40), Ⅱ-3)．一方，

各種加熱炉を用いる後者の手法は，熱サイクル負荷中の TBC皮膜の破損機構の調査に実験室レ

ベルでもよく使われている．これらについて，TBC 部材の損傷評価試験を行なう観点からその

特徴を表Ⅱ-1 にまとめる．発熱体に抵抗線を用いた電気炉（ふく射炉）を用いた場合，被加熱

物は発熱体との距離が近いところから温度変化（昇温・降温）するが，加熱速度をそれほど高

くとれないため，通常，被加熱物の温度変化はほぼ均一とみなす．被加熱物が TBC部材である

場合，トップコート，ボンドコートおよび基材はほぼ均一に加熱される．次に，セラミック発
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熱体を熱源に持つふく射炉の場合，比較的高い加熱速度を実現することができ，被加熱試料の

設置状態に配慮すれば，TBC 部材ではトップコート表面の温度を基材よりも早く上昇させるこ

とができる．これを利用すれば実機に近い温度雰囲気を再現することができる．そして，高周

波誘導加熱装置の場合，格段に高い温度変化の速度を実現できるが，その加熱原理から金属基

材部分が優先的に加熱されるため実機部材の温度条件とは大きく異なる．しかし，以上の三方

式いずれも燃焼ガスの流れ場の再現は困難である．一方，バーナーリグ装置の場合，熱源とし

て燃焼現象を利用するが，燃焼火炎を直接 TBC膜表面に当てるため局所的に極めて大きな温度

差が生じ，その温度分布は実機とは異なる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 以上のように，加熱装置によってそれぞれ特徴ある温度勾配，温度分布および加熱・冷却特

性を得ることができるが，温度変化の与え方や試験時の冷却方法などに依存して，TBC 部材に

生じる熱応力の大きさや発生の仕方が変化し，評価される損傷特性そのものが変化する可能性

がある．熱応力を単純に分類すると，部材内の温度分布によるものと，部材を構成する要素間

の熱膨張係数の相違により生じるものとに分類される．これら二つの機構は，試験中の加熱方

法などに依存してその寄与の程度が異なる．従って，実機で起こり得る TBC部材の損傷を再現

するためには，次のような特徴を備えた加熱装置が望ましい． 

・実機と同様の熱勾配（トップコート温度＞ボンドコート温度＞基材温度）を再現できる． 

・流れ場（に依存した温度分布）が再現できる． 

・連続的な温度制御ができる． 

	 しかし，既存の装置には適当なものが存在しないため，本研究ではこれら要求を満たす加熱

装置として燃焼器を用いる試験システムの開発を行なった．ここで用いた燃焼器は実機の燃焼

器と同様の構造・性能を有するものであり，本研究ではこの燃焼器と燃焼器によって作り出さ

れた燃焼ガスを利用するための配管系そして試験片に対して力学的な負荷を与えるための疲労

表 Ⅱ−１	 TBC部材の損傷評価試験に用いられる加熱装置の特徴 

30��!
?������@�

30��!
?8=<96���@�

,	�#!
��!��

;>:>�

��?)��@!
%��

&/� 44%/� %/� %/�

������ .� .� .� -�

���(2��� -� .� ×! .�

��57*
�!
2���

×� ×� ×� .�

���$ "+!
12'���

-� -� .� ×�



Ⅱ部	 再現燃焼雰囲気における遮熱コーティング部材の損傷 
 

66 

試験機とを組合せて『燃焼雰囲気再現試験装置』を独自に開発したⅡ-5)．装置の詳細については

Ⅱ-２章において述べるが，この装置によれば，試験片に対して実機の TBC部材が使用される燃

焼ガス雰囲気を再現しながら，任意の機械的負荷を重畳させる試験を実施可能である． 

	 第Ⅱ部では，TBC 皮膜を施工した超合金試験片に対して，燃焼雰囲気再現試験装置を用いて

燃焼雰囲気中で熱サイクルと外負荷とを同期重畳させた試験を実施し，そこで発生した試験片

の代表的な損傷の調査結果について述べる．その結果を受けて，温度勾配を有する基材の変形

挙動を解析するモデルを構築し，燃焼雰囲気特有の TBC部材の損傷挙動について検討する． 
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Ⅱ−２章	 実験 
 

Ⅱ-2-1	 供試材	 

	 実験には，図Ⅱ−１に示す中実丸棒試験片を用いた．この試験片は，ガスタービン高温部材を

意識したものであり，試験片の基材として Ni基超合金 Inconel 738を用い，標点部の基材直径

は 5 mmでその中央の長手方向約 40 mmの範囲に TBC皮膜を施工した．TBCの成膜は次の

ように行なった．ⅰ）基材の TBC皮膜の成膜面となる部分をブラスト処理する．ⅱ）CoNiCrAlY

を減圧プラズマ溶射（Low Pressure Plasma Spraying : LPPS）法によって約 100 µmの厚さの

ボンドコートとして成膜する．LPPS法では溶射実施前にアークスパッタクリーニングを行った．

ⅲ）ボンドコート表面をブラスト処理する．ⅳ）8 wt.%Y2O3により部分安定化状態にした ZrO2

（8YSZ）を大気圧プラズマ溶射（Air Plasma Spraying：APS）法によって約 300 µmの厚さ

のトップコートとして成膜する．基材の化学組成と各コーティング層の材料粉末の化学組成を

表Ⅱ−２にまとめた． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ⅱ-2-2	 試験方法	 

Ⅱ-2-2-1	 燃焼雰囲気再現試験装置 

	 本研究において開発し，実験に用いた燃焼雰囲気再現試験装置の模式図を図Ⅱ−２に示す．こ

の装置はかん型燃焼器，燃焼ガスを利用するためのテストセクション配管系および電気油圧サ

ーボ式疲労試験機を組み合わせたものである．本装置は燃焼器によって作り出された燃焼ガス

図 Ⅱ−１	 本章で用いた超合金製の TBC試験片 

M14×2�
TBC coated�

16�
80 

C1�

Φ
6� Φ
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表 Ⅱ−２	 基材，ボンドコートおよびトップコートの化学組成 

Co� Ni� Cr� Al� Y�

Bal.� 32� 21� 8.5� 0.52�

ZrO2� Y2O3� CaO� Fe2O3� SiO2� TiO2�

Bal.� 8.18� 0.31� 0.3� 0.11� 0.09�

Bond coat :� Top coat :�

Ni� Cr� Co� Ti� Al� W� Mo� Ta� Nb�

Bal.� 15.8� 8.11� 3.60� 3.45� 2.46� 1.78� 1.56� 0.92�

Substrate :�
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雰囲気で，疲労試験機にセットされた試験片に対して力学的負荷試が実施できるよう設計した

ものであり，燃焼ガス雰囲気と力学的負荷形態を目的に応じて制御できる． 

	 燃焼雰囲気を再現するために用いた燃焼器は都市ガスを燃料とするかん型燃焼器（丸和電機

（株）製，最高温度：1773 K，最大燃焼ガス流速：50 m/s以上）で，試験部入口において 873

〜1773 K（600〜1500 ℃）の燃焼ガスを安定的に供給し，流れ場に応じた加熱状態の再現が可能

となる（実際の加熱性能は，後の図Ⅱ−５に示す）．また，試験部入口温度（Test Section Inlet 

Temperature：TSIT）を制御対象として，一定温度の運転のほかプログラムによる任意温度波

形の再現も可能である． 

	 燃焼ガスを燃焼器出口から試験片まで導くため，図Ⅱ−３に示すように試験部配管を三段階の

配管で構成した．これらは全てステンレス鋼製の配管で流路内壁にはセラミックファイバー製

の断熱材を施工している．燃焼器出口に接続される第一段目は計測機器の設置などのために設

けた配管である．第二段目の配管は疲労試験機を用いて力学的負荷試験を行うため部分であり

試験片を取付けるために，流路の隔壁の一部を脱着式の構造とした．試験片取付け部の流路は

40×40 mmの正方形断面となっている．第三段目は試験部を流れた燃焼ガスを排気チャンバへ

と導くための配管である．全ての試験部配管を燃焼ガス流れ方向に自在に可動する支持機構を

介して架台に取付ける，試験中に生じる配管の熱変形を吸収する構造とした． 

	 力学的負荷試験装置として，小型の電気油圧サーボ式疲労試験機（MTS systems corporation

製, 容量 10 kN）を第二段目の配管の位置に設置した．この試験機のアクチュエータは試験片治

具と配管シール部を介して試験片と接続させており，静的あるいは動的（繰返し）負荷を加え

られる構造としている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Material testing system �Load cell�
Cooling system�

Specimen�
Test section  
inlet temperature 
(TSIT)�

Test 
 section�

Combustor system�

-Type: Electric-hydraulic servo 
-Rated force capability: 10 [kN] 

-Fuel: Natural gas 
-Operating temperature: 873~1773 [K] 
-Maximum gas velocity: >50 [m/s] 
-Gas pressure (in gauge): 0.7 [kPa]�

図 Ⅱ−２	 独自開発した燃焼雰囲気再現試験装置の模式図 
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Ⅱ-2-2-2	 温度勾配下でのクリープ試験 

	 燃焼雰囲気再現試験装置（図Ⅱ−２参照）を用いて，TBC試験片に対して温度勾配下でのクリ

ープ試験（Temperature Gradient Creep test, TGC試験）を行なった．TGC試験において，試

験片に与えた負荷波形を図Ⅱ−４に示す．この試験では，図Ⅱ−２に示す試験部入口温度（TSIT）

を制御対象とし，TSITで 973±10 K／1553±10 K（700±10 ℃／1280±10 ℃），保持時間を

3分／3分とする矩形状の熱サイクルを試験片に与えた．そして，熱サイクルに重畳させる形で

一定の引張負荷を加えた．引張の負荷は，試験片標点部の最も細い基材部分（φ5 mm）の断面

に 80, 100および 170 MPaの引張応力が生じるように三種類の負荷レベルを設定した．この試

験条件はガスタービン高温部材の実機稼働中の負荷状態を意識し，それを実験のために単純化

したものである．TGC試験中の試験片内部の温度については，熱電対を TBC表面と TBC／基

材界面に取付けた（埋込んだ）試験片を用いて測定した．その結果，図Ⅱ−５に示すように，ト

ップコート表面では上流と下流で約 100 Kの，内部の基材表面では約 50 Kの有意な温度差がそ

れぞれ生じていることが明らかとなった．なお，試験片の長手方向（負荷軸方向）の温度分布

については，試験片標点部の中央±8 mmの範囲で，温度差が 5 K以内であることを確認してい

る． 

	 TGC 試験中，試験片の形状変化の測定などのために，定期的に試験を中断した．試験片の観

察ならびに測定は，試験停止後，試験片を約 30分間空冷したうえで，試験装置から取外して行

なった．試験再開時には，燃焼ガス流れ場の中で試験片位置が常に一定になるよう留意した．

引張応力 80 MPaの TGC試験では 60サイクル，100 MPaの試験では 190サイクル，そして

170 MPaの試験では 50サイクルで，それぞれ試験を終了した．なお，熱サイクルの影響につい

て検証するため，TSIT = 1553±10 K一定，引張応力 80 MPaの条件のもとでも同様の試験を

行なった． 

 

図 Ⅱ−３	 燃焼雰囲気再現試験装置の試験部配管の断面図 

Combustion gas flow!
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Ⅱ-2-2-3	 均一温度下でのクリープ試験 

	 TGC 試験との比較のため，温度勾配が存在しない均一温度条件の（通常の）クリープ試験も

実施した．試験片に与えた負荷波形を模式的に図Ⅱ−６に示す．加熱には高周波誘導加熱装置を

使用し，試験温度は 1261 K（988 ºC）一定，標点部での温度分布は±5 K以内になるように調整

した．この試験温度は TSIT = 1553 Kで TGC試験を実施した際の試験片基材表面温度（図Ⅱ−

５参照）の算術的平均値に対応している．加熱装置の制御は試験片基材に取付けた熱電対出力

をもとに行った．クリープ試験荷重は，電気油圧サーボ式疲労試験機を用いて，試験片標点部

において 100 もしくは 170 MPaの引張応力が生じるように与えた．試験は，試験片のひずみが

0.5 %に達するまで連続して行なった．なお，引張負荷 170 MPaの条件を与えた試験片のみ，

TBCを持たない基材試験片を使用して試験を実施している． 
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図 Ⅱ−４	 TGC（温度勾配下でのクリープ）試験の温度と力学的負荷波形 

図 Ⅱ−５	 TGC（温度勾配下でのクリープ）試験中の試験片内の温度分布の推定 
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Ⅱ-2-2-4	 損傷評価の方法 

	 TGC 試験ならびに通常のクリープ試験によって生じる試験片の変化あるいは損傷を，次の項

目について評価を行なった． 

1) TBC表面の形態観察 

	 観察には光学顕微鏡を用いた．特に試験片標点部の TBC 皮膜の施工箇所について詳細

に観察した．TGC試験を行なった試験片については，定期的に試験を中断させて観察を実

施した．通常のクリープ試験の場合は，試験開始前と試験終了後に観察した． 

2) 試験片の形状測定 

	 TGC試験の試験片では，1)の形態観察と同時に試験片全長および標点部の長さの測定を

行なった．通常のクリープ試験では，試験中の試験片標点部の変形を伸び計により連続的

に測定した． 

3) TBC皮膜のき裂密度の測定 

	 各試験終了後，TBC試験片の断面を走査型電子顕微鏡（Scanning Electron Microscope：SEM）

により観察し，その観察像をもとに TBC 皮膜中のき裂密度の測定を行なった．SEM によ

る断面観察に際して，次のような手順で観察用試験片を準備した．ⅰ）まず，試料作成中

の損傷を防ぐため，試験片を冷間硬化樹脂中にマウントした．ⅱ）次に，精密砥石切断機

により負荷軸と平行に切断した．特に TGC 試験片の場合は，試験中に燃焼ガスの上流側

と下流側に面していたトップコートの断面が両方現れるように切断した．ⅲ）そして，そ

の切断面を機械的に研磨し SEM 観察用の試料として仕上げた．この試料の各断面につい

て試験片標点部の中央付近を負荷軸方向に約 16 mm にわたって観察を行い，トップコー

トの膜厚方向に伸びるき裂の数をその開口量，長さを問わず計数した．本研究では，図Ⅱ−

７に示すように，各断面で観察されたき裂の数を観察視野の全長すなわち 16 mm で除し

た単位長さあたりのき裂の数をき裂密度として定義した． 

 

 

図 Ⅱ−６	 一様温度分布条件の（通常の）クリープ試験の温度と力学的負荷波形 
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図 Ⅱ−７	 TBC皮膜中のき裂密度の定義 
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Ⅱ−３章	 結果 
 
Ⅱ-3-1	 TBC 皮膜表面の形態観察	 

	 TGC 試験を行なった試験片に対する TBC 皮膜表面の観察結果の例を図Ⅱ−８に示す．図Ⅱ−

８は，100および 170 MPaの条件で TGC試験を行なった試験片の光学顕微鏡による観察結果

である．この図では，同一の試験片について，燃焼ガス流れ場の上流側，側面および下流側に

面していた表面を定点観察した結果を TGC試験サイクル数の経過とともにまとめている．これ

らの観察結果より，両試験片ともに，主として TGC試験中の引張負荷軸方向に開口する形態の

き裂が発生し，それらが試験サイクル数とともに成長し（負荷軸と垂直方向に伸展し，開口量

も増大），き裂の数も増加していくことがわかる．なお，図Ⅱ−８に示した以外の試験片（引張

応力 80 MPa で行った試験片および均一温度下で通常のクリープ試験を行った試験片）につい

ては，試験片表面の光学顕微鏡観察からは特筆すべき損傷は認められなかった． 

 

Ⅱ-3-2	 試験片の変形	 

	 図Ⅱ−９は TGC 試験中の各試験片の非弾性ひずみの時間変化をまとめた結果である．試験片

の非弾性ひずみは，試験中断の際に測定した試験片の全長の変化から算出した値である．この

図では，比較のために通常のクリープ試験における試験片の変形の測定結果も併せて示してい

る．通常のクリープ試験の結果は，クリープ試験中に測定された標点部の長さ変化を全長の永

久ひずみに換算した値を試験時間に対して表している．図Ⅱ−９について，まず温度勾配下で熱

サイクルを与えた TGC試験の結果についてみると，概ね，引張負荷レベルが高い条件の試験片

ほど，変形の進行がより速い傾向にあることがわかる．次に，TGC 試験と通常のクリープ試験

の結果を比較すると，クリープ試験応力 100 MPaの条件については，通常のクリープ試験の変

形速度（データプロットの傾き）が約 0.012 %/hであるのに対して，TGC試験では約 0.025 %/h

と約 2倍速い．クリープ試験応力 170 MPaの条件については，通常のクリープ試験を実施した

試験片が TBC を持たない基材のみの試験片であったため，単純に比較することはできないが，

こちらの条件では TGC試験の方が通常クリープ試験に比べて 3倍近く速い変形速度を示した． 

 

Ⅱ-3-3	 試験片の断面観察および TBC 皮膜内のき裂密度	 

	 試験応力 80 MPaで TGC試験を行なったものを除く全ての TBC試験片について，試験終了

後，Ⅱ-2-2-4で述べた手順により SEM を用いて断面観察を行い TBC内部のき裂密度を測定し

た．図Ⅱ−１０に SEMによる断面観察結果の例を示す．図Ⅱ−１０(a)は 100 MPaの試験応力で

TGC試験を 190サイクル繰返した後の試験片の断面である．負荷軸に対して垂直方向に伸びる

TBC 皮膜のき裂に加えて，基材皮膜界面ではく離が生じている部分がある．図Ⅱ−１０(b)は同
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試験片のトップコート／ボンドコート界面の観察結果であり，界面全域に渡って 3〜8 µm程度

の熱成長酸化物（Thermal Grown Oxide : TGO）が形成されていることがわかる．ただし，TGO

の発達の程度のほか界面の状態について，燃焼ガス流れ場の下流側（低温側），上流側（高温側） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 Ⅱ−８	 TBC皮膜表面の観察結果 
(a-1)〜(a-3)：TGC 100 MPa試験，(b-1)〜(b-3)：TGC 170 MPa試験 
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図 Ⅱ−１０	 TBC皮膜の SEMによる断面観察結果 
(a) TGC（100 MPa）190サイクル後，広域 (b)トップ／ボンドコート界面， 

(c) 通常クリープ（100 MPa, 1261 K）28時間後，広域および (d)トップ／ボンドコート界面 
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に特筆すべき違いは観察されなかった． そして，図Ⅱ−１０(c)は 100 MPaの試験応力で通常の

クリープ試験を 28時間行なった試験片の断面観察の結果を示している．この試験片では表面の

光学顕微鏡観察からは損傷が観察されなかったものの，断面観察の結果，TBC 皮膜の内部で皮

膜の損傷が生じていることが明らかになった．図Ⅱ−１０(c)では，TGC 試験を行なった試験片

とは異なり，界面はく離の発生がより顕著であることがわかる．図Ⅱ−１０(d)は同試験片のトッ

プコート／ボンドコート界面の観察結果であり， 図Ⅱ−１０(c)に示した TGC試験を実施したも

のと同程度の厚さのTGO層の形成が確認された．なお，観察を実施した全ての試験片において，

基材そのものには，き裂発生などの損傷は観察されなかった．次に，これら試験片について負

荷軸と垂直方向に伸びるき裂の密度（図Ⅱ−７参照）を測定した結果を図Ⅱ−１１に示す．測定

対象とした全ての試験片で，き裂密度は 1 mm あたり 0.5〜0.8 本程度であった．TGC 試験を

行なった試験片では，100, 170 MPaいずれの試験条件のもとでも，下流側（低温側）の断面の

方が，上流側（高温側）よりも 20〜30 %程高いき裂密度が測定された．一方 100 MPa，1261 K

（988 ºC）の条件で通常のクリープ試験を行なった試験片では，き裂密度に関して場所による有

意差は認められなかった． 
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Ⅱ−４章	 考察 
 

	 ここまで，ガスタービン高温部材を模擬した超合金基材 TBC試験片に対して，再現燃焼雰囲

気におけるクリープ試験（TGC 試験）を実施した結果について述べてきた．その結果の特徴を

次のように整理できよう． 

1) 	 TGC試験を実施した試験片のうち，クリープ試験応力が高いもの（100, 170 MPa）では，

TBC 表面にき裂が観察された．き裂は主として，負荷軸方向に開口する（負荷軸と垂直方

向に伸びる）き裂であり，試験サイクル数の増加にともない，き裂開口量はより大きく，き

裂長さはより長く成長するとともに，新たなき裂の発生も認められた． 

2) 	 試験片の負荷軸方向の非弾性変形量を測定したところ，クリープ試験応力が高いものほど，

変形の時間変化が大きい（変形速度が高い）ことがわかった．また通常のクリープ試験と比

較すると，TGC試験の方が２〜３倍高い変形速度を示した． 

3) 	 各試験片の断面観察を行なったところ，表面からは損傷が観察されない試験片であっても，

TBC 皮膜内部のき裂や，皮膜の界面はく離といった損傷が生じているものがあった．また

超合金基材には，顕著な損傷は認められなかった． 

4) 	 クリープ試験応力 100, 170 MPaの条件で TGC試験を行なった試験片について，TBC皮

膜内部で負荷軸に対して垂直方向に伸びるき裂の密度を測定したところ，燃焼ガスの下流側

（低温側）に面していた TBC 皮膜の方が上流側（高温側）に面していた TBC 皮膜よりも

き裂密度が高いことがわかった． 

	 以上の結果より，本研究の TGC 試験において観察された損傷は，主として TBC 皮膜の割れ

やはく離といったものであるが，これらの損傷は基材の変形挙動に支配されたものであるとい

える．そこで，Ⅱ−４章では，特に TGC 試験中の基材の負荷軸方向の変形に焦点を絞り，TBC

皮膜の損傷の発生過程との関係について考察を加える． 

 

Ⅱ-4-1	 再現燃焼雰囲気における基材のクリープ変形	 

	 本節では，TBC 皮膜を持たない基材単体試験片に対して TGC 試験を実施し，再現燃焼雰囲

気における基材の変形挙動を直接調査した．実験には，図Ⅱ−１２に示す試験片を用いた．この

試験片の材質および基本的な形状は，先のTGC試験に供したTBC試験片の基材（図Ⅱ−１参照）

とほぼ共通であるが，試験片内部は中空構造となっており標点部に三つの微小孔を設けている．

この構造は，ガスタービン実機の動・静翼の内部冷却構造を意識したものであると同時に，肉

厚方向の温度差が十分に小さいものとみなし，その表面温度のみで近似的に部材温度を議論で

きるよう選定した．試験片材質である Ni基超合金 Inconel 738の化学組成は表Ⅱ−２に示したと

おりである．TGC試験の負荷条件は、燃焼雰囲気再現試験装置（図Ⅱ−２参照）を用いて，TSIT 
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= 1373 K（1100 ºC）一定，クリープ試験応力は標点部で 200 MPaの引張応力が生じるように

設定した．予備的検討より，TSIT = 1373 Kのときの試験片表面温度は，燃焼ガス流れの上流

側で 1173 K（900 ºC），下流側で 1123 K（850 ºC）であった．標点部の微小孔は常に燃焼ガス

の上流側に向くように試験片を取付けた．TGC 試験中は定期的に試験を中断し，試験片を冷却

した後に試験機から取外し試験片の形状測定を行なった．ここでは，試験片形状のより詳細な

変化を調べるために，標点部の長さを TGC試験における燃焼ガスの上流側と下流側それぞれで

長さの測定を実施した．試験片の形状測定後に試験を再開する際には，燃焼ガス流れ場の中で

試験片位置が常に同じになるようにした．また比較のために均一温度条件下での通常のクリー

プ試験も併せて実施した．通常のクリープ試験では，高周波誘導加熱装置を用いて試験温度を

1148 K（875 ºC）一定，標点部での温度分布は±5 K以内になるよう調整した．この試験温度は

TSIT = 1373 Kで TGC試験を行なった際の試験片の上流側と下流側の表面温度の算術的平均値

に相当する．クリープ試験荷重は，電気油圧サーボ式疲労試験機を用いて，TGC 試験と同じく

200 MPaの引張応力が生じるように与えた． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 TGC試験における試験片各位置の非弾性変形の測定結果を図Ⅱ−１３に示す．試験片の非弾性

変形は，試験中断の際に測定した試験片の標点部の長さから算出した値である．この図では，

比較のために通常のクリープ試験を行なった試験片の測定結果も併記している．通常のクリー

プ試験の結果は，クリープ試験中に測定されたアクチュエータの変位を室温状態での永久ひず

みに換算した値として示している．図Ⅱ−１３より，試験の初期では，TGC試験の方が通常のク

リープ試験よりも非弾性変形量がやや大きくなるようであるが，測定方法の違いを考慮すれば，

両者の非弾性変形量の時間的変化はおよそ同程度であるといえる．そして，TGC 試験の結果に

注目すると，試験時間が 40時間を超えると下流側（低温側）のひずみが上流側（高温側）のひ

図 Ⅱ−１２	 超合金基材単体試験片の形状 
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ずみの値を上回りその差が時間とともに大きくなっていることがわかる．最終的に（実施した

試験の範囲では）試験時間約 90時間で下流側（低温側）のひずみは上流側（高温側）よりも 0.2 %

程度高い値となった．これは，TGC 試験中に下流側（低温側）で非弾性変形がより生じやすい

力学状態にあったことを意味する．Ⅱ−３章では，TGC 試験を実施した TBC 試験片について，

負荷軸に対して垂直方向に伸びる TBC皮膜内部のき裂密度を測定し，下流側（低温側）の方が

上流側（高温側）よりもき裂密度が高くなることを明らかにしている（図Ⅱ−１１参照）．この

ように基材の非弾性変形量と TBC皮膜のき裂密度という二つの観点から，温度勾配下にある部

材の高温側と低温側とで，観察される事象に注目すべき違いが見られた．これらの実験結果を

受けて，次節から温度勾配下にある部材，特に基材の変形挙動とその力学状態について詳細な

検討を行う． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ⅱ-4-2	 温度勾配下にある基材の変形解析	 

	 本節では，温度勾配下にある基材の変形挙動を解析するモデルを構築し，そのモデルによっ

て先の TGC 試験の結果について考察する．モデル材として，TGC 試験に供した試験片を二次

元平板とみなし，その平板が温度勾配下で単純引張状態にあるときの変形について考える．こ

のとき，モデル材の変形は弾粘性変形を仮定し，その変形は弾性変形とクリープ変形から構成

されるものとする．モデルの構築にあたっては，高温要素と低温要素の二つの要素からなる最

も単純な複合二要素モデルによって検討を実施したのち，多要素モデルへと拡張する．なお，

複合二要素モデルはⅡ-4-1節で TGC試験に供した中空基材試験片の温度勾配下での変形解析に

適用し，多要素モデルはⅡ-2-1節の中実試験片の基材の変形解析に適用する． 
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図 Ⅱ−１３	 超合金基材試験片の通常クリープと TGC試験中の変形の比較 
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Ⅱ-4-2-1	 階段状の温度分布を有する高温部材のクリープ変形（複合二要素モデル） 

Ⅱ-4-2-1-1	 外部負荷によりクリープ変形する複合二要素モデル 

	 TGC 試験における試験片の負荷状態，すなわち，有意な温度勾配を持つ基材が外部負荷を受

けて変形する状態を考える場合，試験片には，外部負荷による外部応力に加えて，温度勾配に

よる熱応力（内部応力）が生じる．従って，最終的には外部応力と内部応力とが相互作用する

状態を解析するモデルを目指すが，まずは，それぞれの効果を明確化するため，外部応力と内

部応力がそれぞれ独立して作用する場合のモデル化を行なう．ここでは，外部応力のみが生じ

る場合Ⅱ-5)について扱う． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 モデルとして，図Ⅱ−１４に示すような長手方向（y方向）の寸法が横方向（x方向）に比べて

十分長い二次元平板を考える．これを，それぞれの幅が W/2である要素 Hと要素 Lの二つの要

素に分割して考える．各要素の温度は異なり，ここでは，TH（要素 H の温度）＞TL（要素 L の

温度）＞室温の関係であるとする．ただし，各要素間の温度差による熱応力は生じないものと

する（仮想的に熱膨張係数αを 0とし，熱変形が生じないものとした）．この状態で外部から引

張負荷を受け，曲げ変形が拘束されながら部材全体が一様な変位（速度）の下で変形する場合

を考える．外力によって生じる平均の応力を σappで表し，部材断面がおかれている一様なひずみ

速度，すなわちモデル部材全体としてのひずみ速度を εComponent.(t)と表記する（εComponent.(t)は時間

t のみに依存）．式(Ⅱ−1a)で表される単純重ね合わせモデルⅡ−6)に従えば，εComponent.(t)は弾性的応

力成分の時間的変化（以下，単純に弾性ひずみ速度 ε
．

eと記述）とクリープひずみ速度 ε
．

crの和か

らなるので数学的には式(Ⅱ−1b)で与えられる． 

 

                                                                             (Ⅱ−1a) 

€ 

˙ ε = ˙ ε e + ˙ ε cr

図 Ⅱ−１４	 階段状温度勾配の下で外部負荷によりクリープ変形する構造体のモデル 
（複合二要素モデル，熱応力無視） 

(a)  Two bar element model  
(under room temperature) 

l R
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                                                                             (Ⅱ−1b) 

 

ここで，ε
．

e,H(t)および ε
．

e,L(t)は，要素 Hと要素 Lの弾性ひずみ速度であり，次式のように表せる． 

	 	  

	                                                                            (Ⅱ−2) 

 

式(Ⅱ−2)中の，EH, ELは各要素の弾性係数，σm,H(t), σm,L(t)は任意時刻における各要素の応力状態で

ある．式(Ⅱ−1b)における，ε
．

cr,H(t)および ε
．

cr,L(t)は各要素のクリープひずみ速度であり，部材内の

各要素のクリープ変形がアレニウスタイプの定常クリープ構成式により規定され，温度に依存

した構成式に従う場合を考えると，次式のように表せる． 

	 	  

                  	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	  (Ⅱ−3) 

 

ここで nはクリープ指数，Qはクリープの活性化エネルギ，Rはガス定数，Cは材料定数である． 

	 一方，力のつり合い条件式から，次式を満足する必要がある． 

	 	  

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	  (Ⅱ−4) 

 

式(Ⅱ−4)中の B は図Ⅱ−１４に示すモデル部材の各要素の板厚に相当する．すなわち，温度勾配

を有する部材が引張負荷を受けて一様に変形する際の各要素の応力とひずみ速度は式(Ⅱ−1)〜

(Ⅱ−4)を連立させて解くことで求められる．具体的には，式(Ⅱ−2)，(Ⅱ−3)を(Ⅱ−1b)に代入した

微分方程式を Runge-Kutta法による数値計算から求められる各要素の応力 σm,H(t), σm,L(t)が，式(Ⅱ

−4)の関係を満足するよう繰返し計算によりひずみ速度 ε
．

Component(t)を決定する．この計算過程にお

いて，各要素のクリープひずみ速度 ε
．

cr,H(t), ε
．

cr,L(t)，弾性ひずみ速度 ε
．

e,H(t), ε
．

e,L(t)，クリープひずみ

εcr,H(t), εcr,L(t)および弾性ひずみ εe,H(t), εe,L(t)の値が求められる．この計算過程を各要素について，

目的の時刻 tまで時間刻み幅Δt毎に繰返し実施する． 

	 以上のモデルに基づき，温度勾配を有する基材が引張負荷を受ける場合のクリープ変形解析

を行った．解析にあたっては，Ⅱ-4-1節で実施した中空の Ni基超合金 Inconel 738基材試験片に

対する TGC試験の試験条件に基づいて解析条件を設定した．さらに，Inconel 738の高温域にお

ける既存のクリープ変形データⅡ−7)-Ⅱ−9)から物性値を設定した．クリープ指数 n は，要素 H（高

温側）を 1，要素 L（低温側）を 3と設定した*．解析に用いた物性値を表Ⅱ−３にまとめる． 

 

 

€ 

σm,H (t)⋅ B
W
2

+σm,L (t)⋅ B
W
2

=σapp ⋅ B⋅W

€ 

˙ ε (t) = ˙ ε e,H (t) + ˙ ε cr,H (t) = ˙ ε e,L (t) + ˙ ε cr,L (t) = Const. ≡ ˙ ε Component (t)

 
* 本研究の負荷条件では，拡散クリープと転位クリープの両方の変形機構が生じ得るⅡ-10)．各要素の応力

状態がクリープ変形過程で変化することで，変形機構自体が変わる可能性がある．従って，厳密には計

算に用いるクリープ指数 nを応力状態に応じて変化させながら解析を行なう必要があるが，本論文中で
は計算の簡単のため，高温側で拡散クリープ（n=1）が，低温側で転位クリープ（n=3）が常に起こるも
のと仮定し解析を行なった． 

€ 

˙ ε e,H (t) =
1
EH

dσm,H (t)
dt

, ˙ ε e,L (t) =
1
EL

dσm,L (t)
dt

€ 

˙ ε cr,H (t) = C⋅ exp(− Q
RTH

)⋅ σm,H (t)n, ˙ ε cr,L (t) = C⋅ exp(− Q
RTL

)⋅ σm,L (t)n
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実際の解析は，時間刻み幅Δtを 1秒としてパーソナルコンピューターにて実施した．解析プロ

グラムは Microsoft Visual C++ 2010 Expressを使用して C言語にて記述した． 

 

 

 

 

 

 

	 解析結果を図Ⅱ−１５〜図Ⅱ−１９に示す．なお，一連の解析結果において，モデル部材の各

要素が所定の温度まで加熱され引張の負荷が開始される瞬間を時刻 0 とするとともに，そのと

きのモデル部材の状態をもってひずみの値 0としている．まず，図Ⅱ−１５は，各要素に生じる

応力 σm,H(t), σm,H(t)の計算結果を時間経過とともに示したものである．要素 H（高温側）では，外

負荷により発生する応力の平均値 σappを下回り，時間とともに応力は低下している．それに対し

て要素 L（低温側）では，常に σappを上回り，時間とともに応力は上昇している．その後，各要

素とも応力の値はそれぞれ一定の値に収束している．次にモデル部材全体としての変形挙動を

図Ⅱ−１６および図Ⅱ−１７に示す．これらの図はモデル部材全体としてのひずみ εComponent(t)とひ

ずみ速度 ε
．

Component(t)の時間的変化をそれぞれ示している．これらの結果より，部材全体としては

時間とともに引張方向のひずみが増大（部材長さが伸長）していくが，その速度は徐々に低下

し，やがて一定の値になることがわかる．以上のような部材全体の変形を構成する各変形成分

の解析結果を図Ⅱ−１８および図Ⅱ−１９に示す．図Ⅱ−１８では各要素における弾性ひずみ成分

εe,H(t), εe,H(t)とクリープひずみ成分 εcr,H(t), εcr,L(t)について，図Ⅱ−１９では弾性ひずみ速度成分

ε
．

e,H(t), ε
．

e,L(t)とクリープひずみ速度成分 ε
．

cr,H(t), ε
．

cr,L(t)についてそれぞれの時間変化を表している．

これらの結果では，要素毎に異なる変形の様相を呈しているが，特にクリープ変形については，

要素 H（高温側）の方が顕著であるが，時間経過とともにその進行速度は低下していく．一方，

要素 L（低温側）では，クリープ変形の程度は常に要素 H（高温側）を下回るが，その速度は徐々

に高くなる．そして，約 200時間後，各要素のクリープ変形速度は一定の値となる． 

	 温度勾配下で引張の外部負荷を受ける二次元平板の変形について，熱応力を考慮しない複合

二要素モデル（図Ⅱ−１４参照）によって解析した結果を次のようにまとめる．温度の高い要素

Hの方が，クリープ変形が顕著に進行するが，時間経過とともにクリープ変形の進行速度が低下

していく．一方，温度の低い要素 L 内ではクリープ変形の進行の程度は要素 H より緩やかであ

るが，時間とともにクリープ変形の進行速度は増加していく．負荷開始から充分に時間が経過

すると各要素のクリープ変形の進行速度は等しくなり，その後一定の変形速度で部材全体が変

形する． 

σapp  
[MPa]�

TH  
[K]�

TL 
 [K]�

EH 
 [GPa]�

EL 
 [GPa]�

n 
(for 

element H)�

n 
(for 

element L)�

Q  
[J/mol]�

R  
[J/mol•K]�

200� 1173� 1123� 120� 125� 1� 3� 289×103� 8.31�

表 Ⅱ−３	 解析に用いた物性値 
（階段状温度勾配の下で外負荷によりクリープ変形する場合） 
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図 Ⅱ−１５	 階段状温度勾配の下で外負荷によりクリープ変形する場合の 
各要素（Hおよび L）に生じる応力の経時変化（σapp =200 MPa） 

図 Ⅱ−１６	 階段状温度勾配の下で外負荷によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみの経時変化（σapp =200 MPa） 

図 Ⅱ−１７	 階段状温度勾配の下で外負荷によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみ速度の経時変化（σapp =200 MPa） 
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図 Ⅱ−１８	 階段状温度勾配の下で外負荷によりクリープ変形する場合の 
各要素のひずみ成分の経時変化（σapp =200 MPa），(a)要素 Hおよび(b)要素 L 

図 Ⅱ−１９	 階段状温度勾配の下で外負荷によりクリープ変形する場合の 
各要素のひずみ速度成分の時間的変化（σapp =200 MPa），(a)要素 Hおよび(b)要素 L 
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Ⅱ-4-2-1-2	 熱応力によりクリープ変形する複合二要素モデル 

	 Ⅱ-4-2-1-1 では，温度勾配によって発生する熱応力を無視した解析を行なったが，ここでは，

それを考慮した場合について解析する．ここで考えるモデルは，Ⅱ-4-2-1-1 と同様に，図Ⅱ−２

０(a)に示すような長手方向（y方向）の寸法が横方向（x方向）に比べて十分長い二次元平板で

あり，これを要素 Hと要素 Lの二つの要素に分割して考える．これら要素は，室温 TRoomで同一

の長さ lRoomと幅 W/2の寸法を有する． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

この状態から，図Ⅱ−２０(b)に示すように要素 H と要素 L の温度をそれぞれ ΔTHと ΔTLだけ変

化させる（ΔTH > ΔTL ）．ただし，各要素内では温度は一様であるとする．各要素が自由に変形

できる場合には，それらの長さは図Ⅱ−２０(b)の破線のようにそれぞれ異なる長さ lfree,H，lfree,L

に変形する． 

 

                                                                             (Ⅱ−5)      	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	  

 

式(Ⅱ−5)中の αは熱膨張係数であり本研究では要素によらず等しい値とする（温度依存性は無視

する）．ここでは，二つの要素が互いに拘束し合い，y 軸方向に一様に変形することのみが許さ

れる状態を考える．この状態は熱応力として軸力成分のみが生じ，曲げ成分は無視できる変形

拘束条件に相当する．なお，各要素の横方向（x方向）の熱変形とその拘束は考えない．このモ

デル部材の変形の構成式はⅡ-4-2-1-1 と同様に式(Ⅱ−1)のように弾性ひずみ成分とクリープひず

み成分の単純重ね合わせにより与えられるものとする．上述の拘束条件の下では各要素の長さ

は等しくなり，その長さはクリープ変形が生じていない時刻 t = 0時点では図Ⅱ−２０(b)の実線

で示される l’(0)となっている．l’(0)は， 

€ 

lfree,H = lRoom (1+α⋅ ΔTH ), l free,L = lRoom (1+α⋅ ΔTL )
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図 Ⅱ−２０	 階段状温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する構造体のモデル 
（複合二要素モデル，外部負荷無し） 
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(Ⅱ−6-1) 

 

または， 

 

(Ⅱ−6-1) 

 

と表すことができ，ここで，EH, AHは要素 Hの弾性係数と断面積，EL, ALは要素 Lの弾性係数と

断面積である．各要素内の応力の初期値をそれぞれ σth,H(0)，σth,L(0)とすると，力のつり合いから， 

 

                                                                             (Ⅱ−7-1) 

 

 

                                                                             (Ⅱ−7-2) 

 

と表せる．σth,H(0)および σth,L(0)は式(Ⅱ−7)を連立させることにより求められる． 

	 t > 0となるとき、式(Ⅱ−7)から求まった応力を駆動力として，要素 Hと要素 Lではそれぞれ

クリープ変形が生じることになる．クリープ変形がアレニウス型の構成式に従うとすれば，要

素 Hと要素 Lでは，それぞれのクリープ変形速度 ε
．

cr,H(0)および ε
．

cr,L(0) 

 

                                                                              (Ⅱ−8) 

 

に従ったクリープ変形が生じ初期応力が緩和することになる．式(Ⅱ−8)において，nはクリープ

指数，Q はクリープの活性化エネルギ，R はガス定数，そして C は材料定数を表している．い

ま，時間が Δtだけ経過した状態を考えると要素 Hと要素 Lはそれぞれ， 

 

                                                                              (Ⅱ−9) 

 

だけクリープ変形することになる．式(Ⅱ−9)においてクリープひずみ εcr,H(Δt)および εcr,L(Δt)の大

きさは本モデルで考えている一様変形の条件下では等しくないが，各要素の長さはクリープ変

形後も等しく保たれなければならない．すなわち次式を満たす必要がある． 

   

                                                                              (Ⅱ−10) 

€ 

εcr,H (Δt) = C⋅ exp(− Q
RTH

)σ th,H (0)
nΔt, εcr,L (Δt) = C⋅ exp(− Q

RTL
)σ th,L (0)

nΔt

€ 

lRoom (1+α⋅ ΔTH +ε e,H (Δt) +ε cr,H (Δt)) = lRoom (1+α⋅ ΔTL +ε e,L (Δt) +ε cr,L (Δt)) ≡ l'(Δt)

€ 

σth,H (0)⋅ AH +σth,L (0)⋅ AL = 0

€ 

l'(0) = lfree,H − (lfree,H − lfree, L )
ALEL

AHEH + ALEL

€ 

l'(0) = l free,L − (l free,L − l free,H )
AHEH

AHEH + ALEL

€ 

σth,H (0) =
l'(0) − lfree,H

lfree,H
EH , σth,L (0) =

l'(0) − l free,L
l free,L

EL

€ 

˙ ε cr,H (t) = C⋅ exp(− Q
RTH

)⋅ σ th,H (t)n , ˙ ε cr,L (t) = C⋅ exp(− Q
RTL

)⋅ σ th,L (t)n
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式(Ⅱ−10)中の εe,H(Δt)および εe,L(Δt)が，微小時間 Δt経過後に一様変形条件を満たすために要素 H

と要素 L において生じるべき弾性的なひずみであり，これらに各要素の弾性係数を乗じたもの

が各要素に生じる熱応力（あるいは内部応力）に相当する．外力が作用していない条件下では，

これらの内部応力の総和は 0になることから次式の関係を満たさなければならない． 

 

                                                                             (Ⅱ−11) 

 

式(Ⅱ−10)と式(Ⅱ−11)は εe,H(Δt)と εe,L(Δt)に関する二元連立方程式となっていることから，時間 Δt

だけ前の熱応力の初期値（式(Ⅱ−7b)）が既知であれば両式を連立して解くことにより各要素の

弾性ひずみ εe,H(Δt)および εe,L(Δt)が求まる．これらの値が求まれば，式(Ⅱ−10)から Δt経過後の部

材全体としての長さ l’(Δt)が求まり，熱応力 σth,H(Δt)および σth,L(Δt)は次式によって求まる． 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	       (Ⅱ−12) 

 

	 以上の計算プロセスは図Ⅱ−２０(c)に相当する任意の時間 t経過後の挙動の解析にも拡張でき

る．すなわち各要素のクリープひずみ εcr,H(t)および εcr,L(t)は，t-Δt の時点でのクリープひずみ

εcr,H(t-Δt), εcr,2(t-Δt)および熱応力の値 σth,H(t-Δt), σth, L(t-Δt)を用いた漸化式として 

 

(Ⅱ−13−1) 

 

 

と表せる．これより，各要素のクリープひずみ εcr,1(t), εcr,2(t)は，t = 0から t = t までの各時間ステ

ップにおけるクリープひずみの総和によって求めることができ，これらは，次式の積分形式で

近似計算できる．ここで，各要素のクリープひずみの初期値 εcr,H(0), εcr,L(0)は 0とした． 

 

(Ⅱ−13−2) 

 

 

そして，一様変形および力のつり合い条件式はそれぞれ                                                                   

 

                                                                            (Ⅱ−14) 

 

€ 

εe,H (Δt)⋅ EH ⋅ AH +εe,L (Δt)⋅ EL ⋅ AL = 0

€ 

σth,H (Δt) = ε e,H (Δt)⋅ EH , σth,L (Δt) = ε e,L (Δt)⋅ EL

€ 

lRoom (1+α⋅ ΔTH +ε e,H (t) +ε cr,H (t)) = lRoom (1+α⋅ ΔTL +ε e,L (t) +ε cr,L (t)) ≡ l'(t)

€ 

εcr,H (t) = εcr,H (t − Δt) +C⋅ exp(− Q
RTH

)σ th,H (t − Δt)
n ⋅ Δt

εcr,L (t) = εcr,L (t − Δt) +C⋅ exp(− Q
RTL

)σ th,L (t − Δt)
n ⋅ Δt

€ 

εcr,H (t) = C⋅ exp(−
0

t
∫ Q

RTH
)σ th,H (t)

n dt

εcr,L (t) = C⋅ exp(−
0

t
∫ Q

RTL
)σ th,L (t)

n dt
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                                                                            (Ⅱ−15) 

 

となる．式(Ⅱ−13−2)，式(Ⅱ−14)および式(Ⅱ−15)を連立させて解くことによって各要素の弾性ひ

ずみ εe,H(t), εe,L(t)が求まる．部材全体の長さ l’(t)も式 (Ⅱ−14)で計算され，部材全体のひずみ

εComponent.(t)は 

 

                                                                            (Ⅱ−16) 

 

により計算される．熱応力 σth, H(t)および σth, L(t)は 

 

                                                                            (Ⅱ−17) 

 

により評価され，一連の計算を時間 Δtごと逐次くり返せば，熱応力 σth,H(t)，σth,L(t)の経時変化が

計算される．以上のモデルに基づき，温度勾配を持ち内部に熱応力を生じている基材のクリー

プ変形解析を行った．実際の解析にあたり，表Ⅱ−４に示すような物性値を設定した．これらは，

Ⅱ-4-2-1-2と同様に Inconel 738の既存のクリープ変形データⅡ−7)-Ⅱ−9)を参考にして与えた．なお，

実際の解析は，時間刻み幅 Δt を 1秒として，パーソナルコンピューターにて実施した．解析プ

ログラムは Microsoft Visual C++ 2010 Expressを使用して C言語にて記述した． 

 

 

 

 

 

 

	 解析結果を図Ⅱ−２１〜図Ⅱ−２５に示す．なお，一連の解析結果において，モデル部材の各

要素が所定の温度まで加熱され熱変形し，一様変形条件を満たした瞬間（図Ⅱ−２０(b)参照）を

時刻 0とするとともに，そのときのモデル部材の状態をもってひずみの値 0としている．まず，

図Ⅱ−２１は，各要素の内部応力すなわち熱応力 σth,H(t), σth,H(t)の計算結果を示している．要素 H

（高温側）では，圧縮の熱応力が生じ，要素 L（低温側）では引張の熱応力が生じ，各要素とも

時間とともに応力が緩和していく様子がわかる．図Ⅱ−２２はモデル部材全体としてのひずみ

εComponent(t)の時間変化を示した結果である．この図では εComponent(t)の値は負の値を示し，徐々にそ

の値が大きくなっている．これはモデル部材全体の長さが時間とともに収縮する（熱変形後の

状態 l’(0)から収縮の意，l’(t) < lRoomではない）ことを意味し，その圧縮変形の速度 ε
．

Component(t)は

TH  
[K]�

TL 
 [K]�

EH 
 [GPa]�

EL 
 [GPa]�

n 
(for 

element H)�

n 
(for 

element L)�

α  
[1/K]�

Q  
[J/mol]�

R  
[J/mol•K]�

1173� 1123� 120� 125� 1� 3� 20×10-6� 289×103� 8.31�

€ 

σth,H (t) = ε e,H (t)⋅ EH , σth,L (t) = ε e,L (t)⋅ EL

€ 

εe,H (t)⋅ EH ⋅ AH +εe,L (t)⋅ EL ⋅ AL = 0

€ 

εComponent (t) =
l'(t) − l'(0)

l'(0)

表 Ⅱ−４	 解析に用いた物性値 
（階段状温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合） 
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図Ⅱ−２３示すように時間とともに低下する．図Ⅱ−２４では各要素における弾性ひずみ成分

εe,H(t), εe,L(t)とクリープひずみ成分 εcr,H(t), εcr,L(t)の時間変化を表している．この図より，要素 H（高

温側）では，圧縮の変形が生じ，時間とともに圧縮のクリープ変形が進行し，一方の要素 L（低

温側）では，引張の変形が生じるもののクリープ変形はほとんど生じないことがわかる．図Ⅱ−

２５は弾性ひずみ速度成分 ε
．

e,H(t), ε
．

e,L(t)とクリープひずみ速度成分 ε
．

cr,H(t), ε
．

cr,L(t)の時間変化を表

しており，クリープ変形は主に要素 H（高温側）で優先的に進行することを示している． 

	 温度勾配下で内部に熱応力を生じる二次元平板の変形について，複合二要素モデル（図Ⅱ−２

０参照）による解析結果を次のようにまとめる．温度の異なる二要素の拘束により，温度の高

い（自由膨張した際の全長が長い）要素 H では圧縮の，温度の低い（自由膨張した際の全長が

短い）要素 L では引張の応力がそれぞれ生じ，時間とともに各要素の応力が緩和していく．各

要素ではそれぞれの応力状態に依存して変形が生じる．要素 H では，徐々に圧縮のクリープ変

形が進行していくが，要素 Lでのクリープ変形量は極わずかである．部材全体の変形としては，

全長が負荷開始直後の状態から時間とともに収縮することが明らかとなった． 
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図 Ⅱ−２１	 階段状温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
各要素（Hおよび L）に生じる応力の経時変化（σapp =0 MPa） 

図 Ⅱ−２２	 階段状温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみの経時変化（σapp =0 MPa） 
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図 Ⅱ−２３	 階段状温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみ速度の経時変化（σapp =0 MPa） 

図 Ⅱ−２４	 階段状温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
各要素のひずみ成分の経時変化（σapp =0 MPa），(a)要素 Hおよび(b)要素 L 

図 Ⅱ−２５	 階段状温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
各要素のひずみ速度成分の経時変化（σapp =0 MPa），(a)要素 Hおよび(b)要素 L 

2-elements model 
Element H: 1173 K, n=1 
Element L: 1123 K, n=3 
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Ⅱ-4-2-1-3	 外部負荷と熱応力によりクリープ変形する複合二要素モデル 

	 次に，有意な温度勾配を持つ基材が，外部負荷を受けると同時に温度勾配により内部に熱応

力を生じている状態の変形について複合二要素モデルにより解析を行う．解析モデルとして図

Ⅱ−２６に示す二次元平板を考える．この二次元平板が加熱され，要素 Hおよび要素 Lがそれぞ

れ，ΔTHと ΔTLだけ温度上昇（ΔTH > ΔTL ）した状態で外部から引張負荷を受け，部材全体が一

様変形する条件のもとでクリープ変形する状態を考える． 

	 具体的には，Ⅱ-4-2-1-1で述べた外負荷のみによってクリープ変形が生じる場合の各要素の応

力状態と，Ⅱ-4-2-1-2で述べた熱応力のみによってクリープ変形が生じる場合の各要素の応力状

態とを求めるプロセスを組合せ，両者を重ね合わせた応力状態を駆動力とするクリープ変形を

考慮し，Ⅱ-4-2-1-2と同様の解析を行なえばよい． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 すなわち，外部負荷が作用すると同時に部材内部で熱応力が生じている場合の，位置 x, 時刻

tにおけるクリープひずみ εcr,H(t), εcr,L(t)は，式(Ⅱ−18)のように表すことができる． 

 

 

                                                                             (Ⅱ−18) 

 

一方，式(Ⅱ−14)と同様に，部材全体が一様に変形する条件は 

 

                                                                             (Ⅱ−19) 

 

€ 

lRoom (1+α⋅ ΔTH +ε e,H (t) +ε cr,H (t)) = lRoom (1+α⋅ ΔTL +ε e,L (t) +ε cr,L (t)) ≡ l'(t)

€ 

εcr,H (t) = C⋅ exp(−
0

t
∫ Q

RTH
)(σm,H (t) +σ th,H (t))

n dt

εcr,L (t) = C⋅ exp(−
0

t
∫ Q

RTL
)(σm,L (t) +σ th,L (t))

n dt

図 Ⅱ−２６	 階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する 
構造体のモデル（複合二要素モデル） 
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であり，また，力のつり合い条件式は 

 

                                                                             (Ⅱ−20) 

 

で与えられることから，これらを各要素の応力に関連する弾性ひずみ εe,H(t), εe,L(t)に対する連立

方程式として解くことができる．これにより，部材全体の長さ l’(t)も式 (Ⅱ−19)で計算され，部

材全体のひずみ εComponent.(t)は式 (Ⅱ−16)により求まる．そして，各要素の応力状態 σH(t), σL(t)は次

式により評価することができる． 

 

                                                                            (Ⅱ−21) 

 

また，各要素の応力状態を表すため，各応力を外部応力により除した無次元パラメータとして

kH(t)および kL(t)を次式のように定義する． 

 

	 	 	 	                                                                     (Ⅱ−22) 

 

上記の計算を各要素について，目的の時刻 t まで時間刻み幅Δt 毎に逐次計算することで，この

モデル部材の変形解析を行なうことができる． 

	 以上のモデルに基づき，温度勾配を有する基材が引張負荷を受ける場合のクリープ変形解析

を行った．解析に用いた物性値は表Ⅱ−５に示すとおりである．実際の解析は，時間刻み幅 Δt

を 1秒として，パーソナルコンピューターにて実施した．解析プログラムは Microsoft Visual C++ 

2010 Expressを使用して C言語にて記述した． 

 

 

 

 

 

 

 

	 解析結果を図Ⅱ−２７〜図Ⅱ−３１に示す．なお，一連の解析結果において，モデル部材の各

要素が所定の温度まで加熱され熱変形し，一様変形条件を満たしたのち引張負荷が開始される

瞬間（図Ⅱ−２６(b)参照）を時刻 0とするとともに，そのときのモデル部材の状態をもってひず

みの値 0としている．まず，図Ⅱ−２７は，各要素内の応力状態を無次元化したパラメータ kH(t), 

σapp  
[MPa]�

TH  
[K]�

TL 
 [K]�

EH 
 [GPa]�

EL 
 [GPa]�

n 
(for  

element H)�

n 
(for  

element L)�

α  
[1/K]�

Q  
[J/mol]�

R  
[J/mol•K]�

200� 1173� 1123� 120� 125� 1� 3� 20×10-6� 289×103� 8.31�

€ 

σH (t) = EH ⋅ ε e,H (t), σL (t) = EL ⋅ ε e,L (t)

€ 

σH (t)
σapp

≡ kH (t)
σL (t)
σapp

≡ kL (t)

€ 

εe,H (t)⋅ EH ⋅ AH +εe,L (t)⋅ EL ⋅ AL =σ app ⋅ (AH + AL )

表 Ⅱ−５	 解析に用いた物性値 
（階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合） 
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kL(t)によって表したものである．負荷開始直後は，要素 H（高温側）では，σappの 0.6 倍程度の

引張の応力を生じ，要素 L（低温側）では σappの 1.3倍程度の引張の応力が生じている．その後，

要素 H（高温側）では徐々に応力が上昇，要素 L（低温側）では応力が低下していく．この過程

におけるモデル部材全体としてのひずみ εComponent(t)は，図Ⅱ−２８に示すように，引張側に単調

増加する．また，そのひずみ速度 ε
．

Component(t)は，図Ⅱ−２９に示すように，約 50時間まで微増し

たのち，ほぼ一定となる．図Ⅱ−３０では各要素における弾性ひずみ成分 εe,H(t), εe,H(t)とクリープ

ひずみ成分 εcr,H(t), εcr,L(t)の時間変化を表している．この図より，各要素ともに引張のクリープひ

ずみが生じ，時間とともに線形的にそのひずみ量が増加していくが，その発達の程度は，要素 L

（低温側）の方がより顕著であることがわかる．弾性ひずみ速度成分 ε
．

e,H(t), ε
．

e,L(t)とクリープひ

ずみ速度成分 ε
．

cr,H(t), ε
．

cr,L(t)の解析結果を示した図Ⅱ−３１からも，モデル部材の変形の中で要素 L

（低温側）におけるクリープ変形が支配的であることがわかる． 
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図 Ⅱ−２７	 階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
各要素（Hおよび L）に生じる応力の経時変化（σapp =200 MPa） 

図 Ⅱ−２８	 階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみの経時変化（σapp =200 MPa） 
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図 Ⅱ−２９	 階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみ速度の経時変化（σapp =200 MPa） 

図 Ⅱ−３０	 階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
各要素のひずみ成分の経時変化（σapp =200 MPa），(a)要素 Hおよび(b)要素 L 

図 Ⅱ−３１	 階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
各要素のひずみ速度成分の経時変化（σapp =200 MPa），(a)要素 Hおよび(b)要素 L 
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	 図Ⅱ−２６の複合二要素モデルによる解析は，Ⅱ-4-1節で実施した中空構造をもつ超合金基材

試験片に対して実施した TGC試験の特徴を単純化したものである．また，その解析の際に用い

た物性値ならびに解析条件はⅡ-4-1節で用いた Inconel 738超合金と TGC試験の試験条件を意識

したものであった（表Ⅱ−５参照）．ここでは，本節の解析結果とⅡ-4-1節の実験結果とを比較す

る．まず，Ⅱ-4-1 節の実験結果として，TGC 試験中に測定した非弾性ひずみ（室温状態の試験

片寸法を測定することにより得られた永久ひずみに相当する）の発達挙動が，燃焼ガスの上流

側（高温側）と下流側（低温側）とで異なり，下流側（低温側）の非弾性ひずみの大きさが上

流側（高温側）を上回ることが明らかとなった（図Ⅱ−１３参照）．それに対して，複合二要素

モデルによる解析の結果，図Ⅱ−３２（図Ⅱ−３０の結果を再整理したもの）に示すとおり，低

温側の要素 L で高温側の要素 H よりも大きなクリープひずみが生じ，それは時間とともにより

顕著になることが明らかとなった．TGC 試験中に生じた試験片のクリープ変形は，試験片が徐

荷され室温状態に戻った後も永久変形として残り続ける可能性が高く，クリープ変形量がより

大きい部位ではそれに応じて永久変形量もより大きくなると考えられる．従って，図Ⅱ−１３の

実験結果が得られた理由のひとつとして，試験中に生じたクリープ変形量の違いを挙げること

ができる．また，一連の解析結果から，熱応力を考慮した場合と熱応力を考慮していない場合

とで全く異なる結果を得た．特にクリープひずみの解析結果において，熱応力を考慮した場合

（図Ⅱ−３０参照）では，先に述べたとおり，低温側要素 Lのクリープひずみが高温側要素 Hの

クリープひずみを上回るという重要な結果を得たが，熱応力を考慮しない場合（図Ⅱ−１８参照）

では，そのような結果は得られなかった．つまり，TGC 試験中の基材のクリープ変形挙動は，

熱応力に強く影響されるといえる．基材内に生じる熱応力は，基材内の温度分布（および，そ

れによって変化する物性値）に依存するものであり，次節からは，より一般的な温度分布につ

いても扱うことのできる解析モデルを構築し解析を行なう． 
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図 Ⅱ−３２	 階段状温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
各要素（Hおよび L）のクリープひずみの経時変化 
（図 Ⅱ−３０より短時間側の結果のみを表示） 
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Ⅱ-4-2-2	 任意の温度分布を有する高温部材のクリープ変形（多要素モデル） 

Ⅱ-4-2-2-1	 解析モデル 

	 ここでは，Ⅱ-4-2-1 で構築した複合二要素モデルを，任意の温度分布を有する部材のクリープ

変形を解析するモデルへと拡張する．解析の対象は，図Ⅱ−３３に示すような有意な温度勾配下

で引張負荷を受ける幅 Wの二次元平板であり，この二次元平板を x方向に N分割した微小板要

素の集合体として扱う．各要素の位置は x（0 ≦ x ≦ W）によって表し，板要素の幅を dx（=W/N），

それらの室温における長さは全要素で等しく lRoomとする． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 解析の工程は，複合二要素モデルの場合と同様に，まず外部負荷のみによって生じる部材の

応力状態を，次に温度勾配によって生じる部材内部の熱応力状態をそれぞれ求めたのち，その

両者を重ね合わせた応力状態のもとで生じる部材の変形を解析する．解析モデルの境界条件な

らびに制限を下記にまとめる． 

・解析対象である二次元平板（モデル部材）の長手方向（y方向）の寸法は，横方向（x方向）

に比べて十分に長い． 

・外部負荷および，熱変形によるモデル部材の変形は，y方向の変形が支配的であるとみなし，

y方向の変形のみを考える． 

・モデル部材の応力は，y方向の応力（負荷軸と垂直な断面に生じる応力）のみを考える． 

・モデル部材は x方向の位置によらず，全ての断面で一様なひずみ速度のもとで変形する． 

・モデル部材の x方向の変位は拘束され，曲りは生じない． 

・モデル部材の x方向の変位拘束による新たな応力の発生は考えない． 

・モデル部材全体としての変形は，弾性変形とクリープ変形から構成される． 

・クリープ変形はアレニウスタイプの定常クリープ構成式に従う． 

図 Ⅱ−３３	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する構造体モデル 
（多要素モデル） 
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1) 外部負荷のみによって生じる応力状態 

	 まず，外部負荷のみによる応力状態 σm(x, t)を求める．Ⅱ-4-2-1-1と同様に，外部負荷によって

生じるモデル部材のひずみ速度 ε
．

Component, m(t)は，弾性ひずみ速度 ε
．

e,m(x, t)とクリープひずみ速度

ε
．

cr,m(x, t)の和からなり，その値は部位によらず一定であるとすれば， 

 

                                                                             (Ⅱ−23) 

 

ここで，弾性ひずみ速度 ε
．

e,m(x, t)は， 

	 	  

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	    (Ⅱ−24) 

 

であり，ここで，E(x)は部材各位置における弾性係数，σm(x, t)は任意時刻における各要素の応力

状態である．クリープひずみ速度 ε
．

cr,m(x, t)は，次式により表せる． 

	 	  

                  	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	    (Ⅱ−25) 

 

ここで T(x)は各要素の温度，Cは材料定数をそれぞれ表している．一方，次式で表される力のつ

り合い条件を満たす必要がある． 

	 	  

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	        (Ⅱ−26) 

 

よって，外部負荷による応力状態 σm(x, t)は，Ⅱ-4-2-1-1 と同様に式(Ⅱ−23)〜式(Ⅱ−26)を連立さ

せて解くことにより求められる． 

 

2) 熱応力 

	 次に部材内部の熱応力 σth(x, t)を求める．このモデルが加熱され各要素の温度が ΔT(x)だけ上昇

した状態を考える．各要素の初期状態（t = 0）における熱応力は，それぞれの温度変化により自

由に熱変形した各微小板要素を曲り無く l’(0)の長さに拘束する場合に生じる応力に相当する．

熱膨張係数を α（温度によらず一定）とすれば，初期状態における各要素の熱応力 σth(x, 0)は， 

 

                                                                             (Ⅱ−27) 

 

と表すことができる．ここで，熱応力は内部応力であり，内部応力の総和は 0であることから， 

€ 

˙ ε e,m (x,t) =
1

E(x)
dσm (x, t)

dt

€ 

˙ ε cr,m (x, t) = C⋅ exp −
Q

RT(x)
⎛ 

⎝ 
⎜ 

⎞ 

⎠ 
⎟ ⋅ σm (x, t)n

€ 

σm (x, t)0

W
∫ ⋅ Bdx =σapp ⋅ B⋅W

€ 

˙ ε (t) = ˙ ε e,m (x, t) + ˙ ε cr,m (x, t) = Const. ≡ ˙ ε Component,m (t)

€ 

σth (x,0) =
l'(0) − lRoom (1+α⋅ ΔT(x))

lRoom (1+α⋅ ΔT(x))
E(x)
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(Ⅱ−28-1) 

 

の関係を満たす必要がある．ここで，ΔTi, Eiおよび dAiは，それぞれ i番目の要素の温度変化，

弾性係数および断面積を表している．式(Ⅱ−28-1)より，各要素が温度変化した直後のモデル部

材の長さ l’(0)は，次式により表すことができる． 

 

(Ⅱ−28-2) 

 

式(Ⅱ−27)および式(Ⅱ−28-2)から初期状態における各要素の熱応力 σth(x, 0)が求められる．次に，

この熱応力を駆動力とするクリープ変形について考える．部材内で位置 xにある要素の時刻 tが

0から Δtまで変化する間のクリープひずみ εcr,th(x, Δt)は式(Ⅱ−8)と同様に 

 

                                                                             (Ⅱ−29) 

 

により表される．よって，時間 t経過後，位置 xにおける要素に生じるクリープひずみ εcr,th(x, t)

は，複合二要素モデルの場合（式(Ⅱ−13)）と同様に，t = 0から t = tまでのクリープひずみの総

和として，次式によって近似計算することで求められる． 

 

                                                                             (Ⅱ−30) 

 

	 本モデルでは，部材全体が一様に変形する状態を考えると，N個の要素の長さはすべて等しく

保たれる必要があり 

 

                                                                             (Ⅱ−31) 

 

を満たさなければならない．ここで εcr,th(i, t)および εe,th(i, t)はそれぞれ i番目の要素中に熱応力に

よって生じるクリープひずみと弾性ひずみである．εe,th(i, t)によって生じる熱応力（内部応力）

の総和は 0であり，次式の関係を満たす必要がある． 

 

                                                                             (Ⅱ−32) 

 

式(Ⅱ−31)と式(Ⅱ−32)を組み合わせると要素数 N個の連立方程式になる．これより N個の未知数

€ 

εcr, th (x,Δt) = C⋅ exp(−
Q

RT(x)
)σ th (x,0)

nΔt

€ 

εcr, th (x,t) = C⋅ exp(−
0

t
∫ Q

RT(x)
)σ th (x, t)

n dt

€ 

l'(0) − lRoom (1+α⋅ ΔTi)
lRoom (1+α⋅ ΔTi)

Ei ⋅ dAi
i=1

N

∑ = 0

€ 

l'(0) = lRoom
Ei dAii=1

N
∑

Ei dAi

1+α⋅ ΔTii=1

N
∑

€ 

lRoom (1+α⋅ ΔT1 +ε cr,th (1,t) +ε e,th (1,t)) = ..... = lRoom (1+α⋅ ΔTi +ε cr,th (i,t) +ε e,th (i,t)) ≡ l'(t)
i = 2,3,...N

€ 

εe,th (1,t)⋅ E1⋅ dA1 +εe,th (2,t)⋅ E2 ⋅ dA2 + ..... = εe,th (i,t)⋅ Ei ⋅ dAi
i=1

N

∑ = 0
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εe,th(i, t)が求められる．よって，熱応力 σth(x, t)は次のように評価される． 

 

                                                                             (Ⅱ−33) 

 

 

3) 外部負荷と熱応力が重畳する応力状態におけるモデル部材の変形 

	 以上の計算過程および計算結果を組み合わせて，外部負荷と熱応力が重畳する条件下でのモ

デル部材の変形について解析するモデルを構築する．解析対象とする時刻 t（t≠0）よりも Δtだ

け前の時刻における外部負荷によって生じる応力状態σm(x,t-Δt)を式 (Ⅱ−23)〜式 (Ⅱ−26)によ

って求める．同様に，熱応力により生じる応力状態σth(x,t-Δt)をと式(Ⅱ−27)〜式 (Ⅱ−33)によっ

て求める．これらの結果を利用して，外部負荷が作用すると同時に部材内部で熱応力が生じて

いる場合の，位置 x, 時刻 tにおけるクリープひずみ εcr(x, t)は，次式)のように表すことができる．                                                                 

 

                                                                             (Ⅱ−34) 

 

一方，式(Ⅱ−19)に相当する部材全体が一様に変形する条件は 

 

                                                                             (Ⅱ−35) 

 

であり，εcr(i, t)と εe(i, t)はそれぞれ i番目の要素に生じるクリープひずみと弾性ひずみである．

また式(Ⅱ−20)に相当する力のつり合い条件式は 

 

                                                                             (Ⅱ−36) 

 

で与えられることから，これらを各要素中の応力に関連する弾性ひずみ εe(i, t)に対する N元連立

方程式として解くことができる．これにより，任意の位置 xの応力状態 σ(x, t)も次式により評価

することができる． 

 

                                                                             (Ⅱ−37) 

 

複合二要素モデルと同様に，各部位の応力状態を表す無次元パラメータとして k(x,t)を次式のよ

うに定義する． 

 

€ 

εcr(x,t) = C⋅ exp(− Q
RT(x)

)(σm (x,t) +σ th (x, t))
n dt

0

t
∫

€ 

σ th (1,t) = εe,th (x,t)⋅ E(x)
t ≠ 0

€ 

lRoom (1+α⋅ ΔT1 +ε cr(1,t) +ε e (1,t)) = ..... = lRoom (1+α⋅ ΔTi +ε cr (i,t) +ε e (i,t)) ≡ l'(t)
i = 2,3,...N

€ 

εe (i,t)⋅ Ei ⋅ dAi
i=1

N

∑ = σ app ⋅ dAi
i=1

N

∑

€ 

σ(x, t) = ε e (x, t)⋅ E(x)
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	 	 	 	                                                                      (Ⅱ−38) 

 

なお，εe(i, t)の計算結果を式(Ⅱ−35)に代入することで部材全体の長さ l’(t)が計算され，部材全体

部材全体のひずみ εComponent.(t)は 

 

                                                                             (Ⅱ−39) 

 

により計算される．一連の計算を全ての位置（要素）xについて，目的の時刻 tまで時間刻み幅

Δt毎に逐次計算することで，このモデル部材の変形解析を行なうことができる． 

	 以上の多要素モデルに基づき，温度分布を持ち内部に熱応力を生じている基材が引張の外部

負荷を受ける際の変形解析を行なう．ここでは，Ⅱ−３章で実施した TBC 試験片に対する TGC

試験の条件を反映した解析条件を設定した．TGC 試験中の試験片基材内部の温度分布を，上流

側（高温側）から下流側（低温側）に向かって線形的に変化するものと仮定して，解析条件と

して，モデル部材内部の温度は板幅方向（x方向）の位置に依存して THから TL の間で線形的に

変化する温度勾配（TH > TL > TRoom）を持つものとし，各位置の温度 T(x)を次式のように与えた． 

 

                                                                            (Ⅱ−40) 

 

同様に，各点の弾性係数も位置（温度）によって EHから ELまで線形的に変化するものとし（EH 

< EL），各点の弾性係数 E(x)を次式のように与えた． 

 

                                                                            (Ⅱ−41) 

 

また，クリープ指数も部材の位置（温度）によって線形的に変化するものとした．複合二要素

モデルと同様に，本論文で解析対象として想定する Ni基の耐熱超合金とその使用条件を考慮し，

生じ得る変形機構Ⅱ−10)として，最も高い温度（TH）の要素で拡散クリープ（n = 1）を，最も低い

温度（TH）の要素で転位クリープ（n = 3）をそれぞれ仮定した．計算の簡単のため，クリープ

指数は部材の位置（温度）のみに依存し，n = 1から n = 3まで線形的に変化するものとして与え

た．解析に用いた物性値を表Ⅱ−６にまとめた．これらは Inconel 738の既存のクリープ変形デー

タⅡ−7)-Ⅱ−9)を参考に設定した．実際の解析は，分割要素数 N を 50とし，逐次計算の時間刻み Δt を

1 秒として，パーソナルコンピューターにて実施した．解析プログラムは Microsoft Visual C++ 

2010 Expressを使用して C言語にて記述した． 

€ 

E(x) = EH + (EL − EH )
x
W

€ 

σ(x, t)
σapp

≡ k(x, t)

€ 

εComponent (t) =
l'(t) − l'(0)

l'(0)

€ 

T(x) = TH − (TH −TL )
x
W
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Ⅱ-4-2-2-2	 解析結果 

	 まず，外部負荷が作用しない（σapp = 0として解析）場合の解析結果を図Ⅱ−３４〜図Ⅱ−３６

に示す．一連の解析結果において，モデル部材の各要素が所定の温度まで加熱され熱変形し，

一様変形条件を満たした瞬間を時刻 0 とするとともに，そのときのモデル部材の状態をもって

ひずみの値 0としている．図Ⅱ−３４はモデル部材内の（熱）応力分布 σ(x, t)の時間変化を表し

ている．この図では，横軸に板幅方向の位置 x を板幅 W によって無次元化したパラメータ x/W

をとっている．図Ⅱ−３４より，t = 3秒の時点で x/W = 0では約 60 MPaの圧縮の熱応力が，x/W = 

1では約 60 MPaの引張の応力がほぼ線形的に分布している．この分布は，時間とともに特に高

温域で大きく緩和していき，t = 200 時間の時点で x/W = 0.2以下の領域では，応力がほぼ 0の状

態となる．特徴的なのは，先に述べた応力緩和の過程において，最大の引張の熱応力が生じる

位置は常に x/W = 1（最低温度の位置）であるのに対して，最大の圧縮の熱応力が生じる位置は，

x/W = 0（最高温度の位置）から徐々に部材内部へと移動することである．図Ⅱ−３５はクリープ

ひずみ εcr(x, t)の計算結果であり，高温側では圧縮のクリープひずみが，低温側では引張のクリ

ープひずみがそれぞれ時間とともに発達していく様子がわかる．特に高温側において圧縮クリ

ープを示す領域の拡大が顕著である．また，位置によってクリープひずみの絶対値は大きく異

なるが，結果として部材全体としてのひずみ εComponent(t)は図Ⅱ−３６に示すように圧縮側に変形，

すなわち収縮する（熱変形後の状態 l’(0)から収縮の意，l’(t) < lRoomではない）．この変形の程度

は複合二要素モデル（最高温度 THおよび最低温度 TL二段の階段状の温度分布）の場合（図Ⅱ−

２２参照）と比較して約 2/3であった．この結果より，部材内温度分布は，部材全体の応力緩和

や熱応力の分布に対して強い影響力を持つといえる． 
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1293� 1233 108� 114� 1� 3� 20×10-6� 289×103� 8.31� 50�

表 Ⅱ−６	 解析に用いた物性値 
（線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合） 

図 Ⅱ−３４	 線形温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
応力分布の経時変化（σapp =0 MPa） 
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	 次に，σapp = 100 MPaとした解析結果を図Ⅱ−３７〜図Ⅱ−３９に示す．この解析条件は，TBC

試験片に対する TGC試験のひとつの条件に相当する．ただし，遮熱コーティング層の荷重分担

能は無いものとする．一連の解析結果において，モデル部材の各要素が所定の温度まで加熱さ

れ熱変形し一様変形条件を満たしたのち，引張の負荷が開始される瞬間（図Ⅱ−３３(b)参照）を

時刻 0とするとともに，そのときのモデル部材の状態をもってひずみの値 0としている．図Ⅱ−

３７(a)は部材内の応力分布を式(Ⅱ−38)により正規化した値 k(x,t)を時間の関数として示したも

のである．参考のため，図Ⅱ−３７(b)には熱応力を無視した場合の応力分布を示したが，両者の

応力分布は大きく異なり，熱応力の効果が極めて重要であることがわかる．熱応力を考慮した

場合の応力分布は，図Ⅱ−３７(a)より，負荷開始直後，部材高温側で k(x,t) = 1を下回る（σapp を

下回る）低い引張応力，低温側で k(x,t) = 1を上回る高い引張応力を示す．高温側で応力が低下

するのは，そこに生じる熱応力の効果（図Ⅱ−３４参照）であると考えられる．また，応力分布
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図 Ⅱ−３５	 線形温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
クリープひずみ分布の経時変化（σapp =0 MPa） 

図 Ⅱ−３６	 線形温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみの経時変化（σapp =0 MPa） 
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は時間とともに変化し，図Ⅱ−３７(a)において，x/W = 0.3〜0.4程度の領域で引張の応力状態が，

x/W = 0.3〜0.9の領域で圧縮の応力状態がそれぞれ発達していく様子が観察される．これは，主

として熱応力の緩和（図Ⅱ−３４参照）による応力状態の変化と次に示すクリープ変形挙動に依

存したものであろう．図Ⅱ−３８は部材内のクリープひずみ εcr(x, t)を示しており，時間とともに

部材全体で引張のクリープひずみが増大し，特に部材の両端でそれが顕著であることがわかる．

しかし，この解析モデルでは全要素が一様に変形する状態（各要素のひずみ速度が等しい状態）

を規定しているため，その状態を満足するよう相対的にクリープひずみが大きな要素では圧縮

の応力状態が，逆にクリープひずみが小さい要素では引張の応力状態が生じることになる．そ

の結果，部材全体としてのひずみ εComponent(t)は，図Ⅱ−３９に示すとおり，時間とともにほぼ直

線的に引張のひずみが増加する． 
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図 Ⅱ−３７	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
応力分布の経時変化の計算例（σapp=100 MPa）， 

(a)熱応力を考慮した場合および(b)熱応力を考慮しない場合	  
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	 次に，同様の解析を σapp = 170 MPaの条件のもとで実施した結果を示す．ここでも，時刻とひ

ずみの値の原点は，モデル部材の各要素が所定の温度まで加熱され熱変形し一様変形条件を満

たしたのち，引張負荷が開始される瞬間（図Ⅱ−３３(b)参照）とその時の値としている．図Ⅱ−

４０，図Ⅱ−４１および図Ⅱ−４２は，それぞれ，部材内の無次元応力分布 k(x,t)，クリープひず

み分布 εcr(x, t)および部材全体としてのひずみ εComponent(t)の解析結果を表している．これら全ての

結果は，先に述べた σapp = 100 MPaの結果（図Ⅱ−３７〜図Ⅱ−３９）とよく似た傾向を示す．す

なわち，発生するひずみはより大きく，応力分布の時間変化はより顕著になるが，それらの変

化の傾向は σapp = 100 MPaの場合と σapp = 170 MPaの場合とで同様のものといえる．ここで，両

条件に共通する重要な結果は，部材内の応力分布において，その最大値および最小値を示す位

置が時間とともに変動することである（図Ⅱ−３７(a)および図Ⅱ−４０参照）．なお，本節で構築

した多要素モデルは，TGC試験状態にある TBC試験片の基材をモデル化したものあり，これら

の解析結果と実際の試験結果との比較・検討は後のⅡ-4-3節にて行なう． 
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図 Ⅱ−３８	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
クリープひずみ分布の経時変化の計算例（σapp=100 MPa） 

図 Ⅱ−３９	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみの経時変化の計算例（σapp=100 MPa） 
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図 Ⅱ−４０	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
応力分布の経時変化の計算例（σapp=170 MPa） 

図 Ⅱ−４１	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
クリープひずみ分布の経時変化の計算例（σapp=170 MPa） 

図 Ⅱ−４２	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみの経時変化の計算例（σapp=170 MPa） 
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Ⅱ-4-2-3	 温度勾配下の基材のクリープ変形に及ぼす温度勾配形状の影響 

	 Ⅱ-4-2-1およびⅡ-4-2-2では，それぞれ複合二要素モデルと多要素モデルによって，有意な温

度勾配下で引張負荷を受ける基材のクリープ変形について解析を行なった．その結果，部材内

部の温度勾配によって生じる熱応力が部材のクリープ変形挙動に強い影響を及ぼしていること

が明らかとなった．しかし，いずれのモデルにおいても，TGC 試験の状態から抽出した限られ

た温度条件の下でしか解析を行なっていない．そこで本節では，温度条件を系統的に変化させ

て解析を行ない，基材のクリープ変形挙動に及ぼす温度勾配形状の影響について検討を行なう．

解析はⅡ-4-2-2 と同様に，図Ⅱ−３３の多要素モデルにて線形の温度分布を想定して行なった．

すなわち，各要素の温度および弾性係数は，それぞれ式(Ⅱ-40)および式(Ⅱ-41)に従って変化し，

クリープ指数も最高温度の要素における n = 1から最低温度の要素における n = 3まで線形的に

変化する状態を考える．解析の温度条件として，表Ⅱ−７に示す平均温度 Tmean = (TH+TL)/2，およ

び温度差ΔT = TH-TLが異なる９組を設定した．引張の外部負荷によって生じる応力の平均値 σapp 

は 100 MPaとした．解析に用いた物性値は表Ⅱ−８に示すとおりである． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 一連の解析から得られた部材全体としてのひずみ εComponent(t)の時間変化を図Ⅱ−４３に示す．

ここでは，温度条件の平均温度 Tmean 毎に結果をまとめている．先ほどまでと同様に，時刻とひ

ずみの値の原点は，モデル部材の各要素が所定の温度まで加熱され熱変形し一様変形条件を満

表 Ⅱ−７	 解析を行なった温度勾配形状 
（線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合） 

表 Ⅱ−８	 解析に用いた物性値 
（線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合） 

TH-TL [K]� Tmean [K]�

EH-EL [GPa]� 1163� 1263� 1363�

ΔT 
[K]�

60�
1193-1133� 1293-1233� 1393-1333�

118-124� 108-114 98-104�

180�
1253-1073� 1353-1173� 1453-1273�

112-130� 102-120 92-110�

360�
1343-983� 1443-1083� 1543-1183�

103-139� 93-129 83-119�

n 
(at TH)�

n 
(at TL)�

α  
[1/K]�

Q  
[J/mol]�

R  
[J/mol•K]� N�

1� 3� 20×10-6� 289×103� 8.31� 50�
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たしたのち，引張負荷が開始される瞬間（図Ⅱ−３３(b)参照）とその時の値とした．図Ⅱ−４３

において注目すべき結果は，いくつかの条件において，引張の外部負荷を加えているにもかか

わらず，負荷開始直後にひずみの減少，すなわち全長の収縮を示す（熱変形後の状態 l’(0)から

収縮の意，l’(t) < lRoomではない）ことである．そのような挙動を示した条件では，多くの場合，

負荷時間の経過とともに引張側にひずみが増加し，通常の引張のクリープ変形挙動へと移行す

る．しかし，図Ⅱ−４３(a)の平均温度 Tmean = 1163 K（890 ºC），温度差ΔT = 360 Kとした場合，

ひずみが増加に転じることは無く，この挙動は，先に示した外部負荷無しの場合，つまり熱応

力のみによって生じるクリープ変形の解析結果（図Ⅱ−３６参照）と類似している．さらに，図

Ⅱ−４４に示すとおりクリープひずみ分布および応力分布の特徴にも熱応力のみの場合の解析

結果（図Ⅱ−３４および図Ⅱ−３５参照）と共通点がみられ，いずれも x/W = 0（高温側）におい

て時間とともに圧縮のクリープひずみが増大し，圧縮の応力が緩和していくことがわかる．こ

れらのことから，図Ⅱ−４３のいくつかの条件でみられる部材長さの収縮挙動は，温度勾配によ

って部材内部に生じた圧縮の熱応力の効果によるものであると考えられる．また，図Ⅱ−４３で

は，平均温度 Tmeanによらず，温度差ΔT が大きい程，負荷開始直後の引張ひずみの減少量が大

きく，ひずみが引張側に増加を開始するまでに要する時間が長くなっており，温度差ΔT が大

きいほど熱応力による部材の収縮効果が相対的に大きくなることがわかる．一方で，平均温度

Tmeanについては，Tmeanが高いほど，部材の収縮効果は小さくなる傾向にある． 

	 以上のことから，線形的な温度勾配を持つ部材が引張の外部負荷を受けているとき，部材に

は温度勾配に起因した熱応力によって部材を収縮させようとする効果と，引張の外部負荷によ

って部材を伸長させようとする効果とが同時に作用しており，そのバランスが温度条件によっ

て敏感に変化することがわかった．温度勾配の温度差が大きく平均温度が低いほど，部材を収

縮させる効果が相対的に高まることが明らかとなった． 

 

Ⅱ-4-3	 TGC 試験中の TBC 部材の損傷	 

	 Ⅱ−３章では，TBC皮膜付きの試験片に対して TGC試験を実施した結果，試験片の TBC皮膜

（トップコート）表面にき裂発生が観察されると同時に，通常のクリープ試験形態よりも試験

片の非弾性変形の進行が速いことが明らかとなった．そして負荷軸に垂直方向に伸びる TBC皮

膜のき裂の発生密度は燃焼ガス流れの上流側（高温側）よりも下流側（低温側）の方が高くな

るという結果が得られた．一方，Ⅱ−４章では，TGC試験状態にある基材の負荷軸方向の変形に

注目し，温度勾配下で引張の外部負荷を受ける場合のクリープ変形挙動について，基材単体試

験片に対する実験を行なうとともに，試験状態を二次元平板により単純化したモデルを構築し，

それを用いた数値解析を行なってきた．本節では，Ⅱ−３章の実験結果について，Ⅱ−４章で得

られた結果をもとに考察を加える． 
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図 Ⅱ−４３	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体のひずみの時間的変化に及ぼす温度勾配形状（表Ⅱ−７参照）の影響（σapp=0 MPa）， 

(a)Tmean = 1163 K，(b)Tmean = 1263 Kおよび(a)Tmean = 1363 K 
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Ⅱ-4-3-1	 TBC皮膜の損傷に及ぼす基材変形の影響 

	 TGC 試験中の光学顕微鏡観察および非弾性変形の時間的変化を調査した図Ⅱ−８および図Ⅱ−

９の結果より，TGC試験を実施した試験片のうち，クリープ試験応力が高い100および170 MPa

の試験片では，TBC 表面にき裂が観察された．き裂は主として，負荷軸方向に開口する（負荷

軸と垂直方向に伸びる）き裂であり，試験サイクル数の増加および試験片長さの伸長に伴い，

き裂開口量はより大きく，き裂長さはより長く成長するとともに，新たなき裂の発生も認めら

れた．図Ⅱ−９中には，TGC 試験中の試験片の観察結果に基づいて，TBC 表面から初めてき裂

が観察された点を『＊』により示し，それは，試験応力 170 MPaの条件では約２時間，100 MPa

の条件では約 11 時間の時点であった．図Ⅱ−９の結果によれば，室温における試験片全長の非

弾性ひずみが約 0.2 %を超えた時点で，き裂が発生している．Ⅱ-4-2-2 では，TGC 試験中の基

材のクリープ変形について『多要素モデル』を用いてその力学状態を解析的に検討した．解析

では，試験片の変形が最も顕著になる TGC試験の最高温度ステップの状態（TSIT = 1533  K）
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図 Ⅱ−４４	 線形温度勾配の下で熱応力によりクリープ変形する場合の 
(a)クリープひずみ分布および(b)応力分布の経時変化（σapp=0 MPa，Tmean=1163 K, ΔT=360 K） 
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を考え，試験片標点部（長さ 18 mm）の基材を図Ⅱ−３３の二次元平板モデルとして解析を行な

った．ここでは，部材内の温度分布（位置）に依存した応力状態ならびにクリープ・弾性ひず

み状態が発達し，それが時間とともに変化するが，解析モデルでは部材の一様変形状態（曲り

が生じない）を考えており，部材内でクリープひずみ量に応じた弾性的なひずみが生じること

でこの条件を満たしている．その結果，モデル部材全体としては，図Ⅱ−４５（図Ⅱ−３９およ

び図Ⅱ−４２をまとめて再整理したもの）に示すひずみ εComponent(t)が生じる．試験応力 170 MPa

の TGC試験において TBC表面で初めてき裂が観察されたときの試験時間は約 2時間であるた

め，高温ステップの累積時間は 1時間である．図Ⅱ−４５の解析結果において 1時間の時点での

εComponent(t)の値は，〜0.16 %である．同様に，試験応力 100 MPaの条件では〜0.11 %（5.5時間）

となる．これらはいずれも TBC トップコート単体の引張破断ひずみⅡ-11)と同等の値であり，両

試験条件とも，TGC試験中の基材の負荷軸方向の変形は，TBC皮膜の変形が追従できないレベ

ルに到達しており，図Ⅱ−８のような TBC 表面のき裂が十分に生じ得る状態であったと考えら

れる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

	 また，図Ⅱ−９の結果によれば，TGC試験では通常のクリープ試験よりも非弾性変形の進行速

度が高くなった．この背景としては，TGC試験における熱サイクルの影響が考えられる．図Ⅱ−

９では 80 MPaの試験応力を負荷する TGC試験において，熱サイクルの有無（低温ステップの

有無）について変形挙動を比較している．この結果では，熱サイクル有りの試験では低温ステ

ップで試験温度が低下する期間があるにもかかわらず，熱サイクル無しの試験よりも試験片の

非弾性変形の進行速度が高い．これには，熱サイクルによって，ラチェット変形機構Ⅱ−12)が働い

ていることが予想される．すなわち，外部から加えられた引張負荷による一次応力に，部材内

の温度勾配により生じる二次応力（熱応力）が重畳され，それが熱サイクルとともに進行性の

変形として生じる力学状態にあったとするならば，熱サイクルが無い条件に比べて変形の進行
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図 Ⅱ−４５	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
部材全体としてのひずみの経時変化（σapp=170, 100 MPa）と各 TGC試験において TBC表面

にき裂が観察された条件に相当する時刻における部材全体のひずみの計算結果 
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速度が速くなると考えられる．一方で，部材内の温度勾配が無い場合でも，単結晶 Ni基超合金

のクリープ変形挙動について，試験温度一定の条件よりも熱サイクル条件のもとでより変形が

顕著になるとの結果が報告されているⅡ−13), Ⅱ−14)．これらの研究では，熱サイクル中の微視的構

造の変化が認められ，そのクリープ変形挙動へ関与が指摘されている．本研究における熱サイ

クルの影響については，どのような機構が働いているのか，またそれら定量的にどの程度，部

材の変形挙動に関与するのか，更なる検討が必要である． 

	 TGC 試験終了後の試験片の断面観察から，負荷軸と垂直方向に伸びる TBC 皮膜のき裂密度

を測定したところ，図Ⅱ−１０に示すように，燃焼ガス上流側（高温側）よりも下流側（低温側）

でより多くのき裂が発生していることが明らかとなった．この背景として，クリープひずみの

発達挙動が試験片部位によって異なることが挙げられる．図Ⅱ−４６は，TGC試験条件のもとで

解析を行なった結果のうち，x/W = 1（低温側）と x/W = 0（高温側）で生じる負荷軸方向のクリ

ープひずみの時間変化を表したものである（図Ⅱ−３８および図Ⅱ−４１より抜粋）．この解析結

果より，両試験条件ともに，低温側の方が高温側よりも常に大きな引張のクリープひずみが生

じており，その差が時間とともに拡大していることがわかる．解析モデルでは，負荷中の一様

変形を仮定しており，実際の TGC試験では，試験中は試験系からの拘束により一様変形に近い

状態にあるが，その拘束が解かれた徐荷後には，TGC 試験中に生じた負荷軸方向のクリープひ

ずみが永久ひずみとして存在し得る状態にある．従って，試験中により大きな引張のクリープ

ひずみを生じた下流側（低温側）で，より大きな引張の永久ひずみを生じる可能性がある．こ

れに関しては，Ⅱ-4-1節において基材単体試験片で実験結果と定性的に一致している（図Ⅱ−１

３参照）．このことから，基材の負荷軸方向の永久ひずみ（変形）が下流側（低温側）で大きく

なることで TBC皮膜は基材変形に追従できず，皮膜のき裂発生がより顕著になると考えられる． 
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図 Ⅱ−４６	 線形温度勾配の下で外部負荷と熱応力によりクリープ変形する場合の 
高温側（x/W=0）および低温側（x/W=1）の位置におけるクリープひずみの経時変化 

（σapp=170, 100 MPa） 
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	 ここまでは，TBC 皮膜の損傷のうち，TBC 皮膜トップコートの膜厚を貫く（負荷軸と垂直方

向に開口する）き裂（図Ⅱ−８参照）の発生について述べてきた．この形態のき裂は，主として

TBC皮膜／基材界面における基材の変位が TBC皮膜の破断ひずみに達した場合に生じる．この

ような力学状態のもとで起こり得るもうひとつ重要な損傷形態は，TBC 皮膜のはく離である．

実際，本研究の試験片の断面観察でも，TBC皮膜のき裂に加えて TBC皮膜のはく離も観察され

ている（図Ⅱ−１０(a),(c)参照）．TBC 部材が引張の負荷を受ける場合，基材の変形に伴い TBC

皮膜に生じる応力あるいはひずみが，『TBC皮膜自身の破断の臨界値』に達するよりも早く『TBC

皮膜／基材界面のせん断破壊の臨界値』に到達すれば，皮膜のき裂ではなく界面はく離が生じ

る*．しかし，両臨界値は，試験時間とともに，高温暴露による TBC皮膜の膜質の変化（たとえ

ば焼結），界面の脆化（たとえば熱成長酸化物の発達）さらには負荷履歴によっても変化すると

考えられ，単純に部材の力学状態のみによってどちらの損傷形態となるのか予測することは困

難であり，Ⅰ-4-2節で提案した界面の密着強度測定などを利用した実験的検証も必要となる．ま

た，TGC 試験を行なった図Ⅱ−１０(a)と通常の（均一温度の）クリープ試験を行なった図Ⅱ−１

０(c)とを比較すると，図Ⅱ−１０(c)の通常のクリープ試験を行なった試験片の方が，界面はく離

が多く見られ，逆に膜厚を貫く皮膜のき裂は少ないことがわかる．本研究における通常のクリ

ープ試験では，試験温度の制御に高周波誘導加熱装置を使用しており，試験中は金属基材が優

先的に加熱され，基材温度 > TBC 皮膜（トップコート）温度の状態となる．Ⅰ−５章の結果に

よれば，基材の熱膨張係数 > TBCトップコートの熱膨張係数であり，さらに，基材が優先的に

加熱されている状態では，両者の変形能の違いがより大きくなり界面を境に基材と TBC皮膜の

応力状態の違いがより顕著になると予想される．このことが，通常のクリープ試験において図

Ⅱ−１０(c)のような TBC 皮膜の界面はく離の発生を助長した可能性がある．一方，通常のクリ

ープ試験において TBC皮膜の膜厚を貫く形態のき裂発生が少ない点については，界面はく離が

生じることで基材変形から皮膜への負荷（あるいは，ひずみ）の伝達効率が低下し，この形態

のき裂が発生しにくくなったと考えられる．以上の機構については，より詳細な検討が必要で

あるが，図Ⅱ−１０(a)と図Ⅱ−１０(c)との損傷の傾向が異なるという実験事実は，試験方法の重

要性を改めて示した結果であると言える． 

 

Ⅱ-4-3-2	 TBC部材の損傷に対する温度勾配の効果 

	 Ⅱ-4-2-1およびⅡ-4-2-2の一連の解析結果より，温度勾配とそれによって生じる熱応力が，モ

デル部材の応力状態ならびに変形に対して，極めて重要な役割を果たすことが明らかとなった．

たとえば，複合二要素モデルによる解析では，熱応力を考慮するか否かによって，高温側と低

温側で生じるクリープひずみの大小関係が逆転する（図Ⅱ−１８および図Ⅱ−３０の比較）．また， 

 
 

 *TBC皮膜のき裂および界面はく離が生じる機構はこれに限らない．序-2-3-1で述べたように，熱サイ
クルに起因するものなど他にも数多く存在する． 
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多要素モデルによる試験応力 100 MPaの TGC試験の条件で実施した解析では，熱応力の有無に

よりモデル部材内部の応力分布が全く異なるものになった．たとえば，図Ⅱ−３７(a)に示したよ

うに，低温側では，負荷開始直後はもとの試験応力の 1.5 倍程度の高い引張応力状態を示すが，

時間とともに圧縮側へと変化し 100 時間後にはもと試験応力の 2 倍の大きさの圧縮の応力状態

となることがわかる．また，応力分布の時間的変化の過程において，応力が最大値，最小値を

示す位置も移動している．この結果は，破壊の起点となり得る場所が，時間とともに変化する

可能性があることを示唆している．Ⅱ-4-2-3では，温度勾配の形状（温度差と平均温度）によっ

て，モデル部材の変形挙動が顕著に変化することを示した．図Ⅱ−４４では，線形の温度分布を

持ち引張の外部負荷を受ける部材について，温度差と平均温度を系統的に変化させて解析を行

なった結果を示しており，平均温度が高くかつ温度差が小さい条件の下では，引張方向の変形

（伸長）が進行しやすくなるという結果を得た．この解析結果における重要な側面のひとつは，

同じ温度差を持つ部材であっても，平均温度の上昇によって部材の引張方向の変形が急速に進

行する可能性があるということである．これは運転温度の高温化を進めるガスタービンの高温

部材はもちろんのこと，その他の多くの機械構造部材においても起こり得る状況といえる．一

方で，図Ⅱ−４４では，引張負荷を加えているにもかかわらず引張変形が生じない温度条件も存

在し，部材の熱膨張係数や温度勾配を考慮した上で，部材形状や冷却機構によって温度条件を

適切に制御できれば，負荷中の経時変形を抑制する設計も実現できると考えられる．しかし，

このような場合でも部材内部にはクリープひずみとそれに依存した応力分布が生じ（たとえば，

図Ⅱ−４５参照），当然その状態に応じた損傷が起こるため注意が必要である．いずれにしても，

温度勾配は非常に重要な因子のひとつであり，温度勾配の影響を適切に評価したうえで，それ

を考慮した設計が強く望まれる． 

	 TBC 試験片に対して実機環境を模した TGC 試験を実施した結果について，特に温度勾配に

注目し，温度勾配下での基材変形との関係を解析モデルの計算結果と比較しながら議論してき

た．その結果，温度勾配の効果によって負荷開始直後から基材内部に有意な応力分布が生じ，

それが時間とともに変化し，その過程において，もとの試験応力をはるかに上回るレベルの引

張あるいは圧縮の応力状態が生じる可能性を示した．また，基材内部のクリープひずみも分布

を持ち，それらによって TBC 皮膜の損傷が起こり得ることを明らかにした．一連の議論から，

有意な温度勾配を持った TBC部材の損傷は，必ずしも高温側から生じるわけではなく，低温側

の損傷が支配的になることも十分にあり得ることが示唆された． 
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Ⅱ−５章	 結言 
 

	 Ⅱ部では，ガスタービン高温部材を模擬した超合金基材 TBC試験片に対して，実機の環境因

子を抽出した再現燃焼雰囲気におけるクリープ試験（TGC 試験）を実施できる装置を開発し，

試験を行なった．ここでは特に，温度勾配下での基材の変形に注目した．これと並行して，温

度勾配下で外部負荷を受ける基材のクリープ変形を解析するためのモデルを構築し，このモデ

ルを用いて，TGC試験の結果について考察を加えた． 

	 Ⅱ部より得られた知見を以下にまとめる． 

 

1) 	 新たに開発した燃焼雰囲気再現試験装置により，流れ場に依存した加熱状態を近似的に再

現した上で（図Ⅱ−５参照），任意の力学的負荷を重畳させる試験が実施可能となった． 

2) 	 TGC試験を実施した試験片のうち，クリープ試験応力が高いものでは，TBC皮膜表面に

き裂が観察された．き裂は主として，負荷軸方向に開口する（負荷軸と垂直方向に伸びる）

き裂であり，試験サイクル数の増加とともに，き裂開口量はより大きく，き裂長さはより長

く成長し，新たなき裂の発生も認められた．（図Ⅱ−８参照）また，TBC 皮膜内部の負荷軸

に対して垂直方向に伸びるき裂密度を測定したところ，燃焼ガスの下流側（低温側）の方が

上流側（高温側）よりもき裂密度が高くなった（図Ⅱ−１１参照）．これと呼応するように燃

焼ガス流れの上流側（高温側）に比べて下流側（低温側）の方が，非弾性変形量が大きいこ

とも認められた（図Ⅱ−１３参照）． 

3) 	 通常のクリープ試験（温度勾配のない）と比較すると，TGC 試験の方が２〜３倍高い変

形速度を示した（図Ⅱ−９参照）． 

4) 	 TGC試験の状態をモデル化したクリープ変形解析モデルを開発した．このモデルにより，

低温側の要素において優先的にクリープ変形が生じることが示された（図Ⅱ−３２参照）．そ

こでは，温度勾配の形状に依存して発生する熱応力が本質的な役割を果たしていることも解

析的に示された．換言すれば，TGC 試験条件の下では，温度勾配によって生じる熱応力の

レベルと外力による応力のレベルとの相対比により，部材の損傷が高温側と低温側のいずれ

の部位からも起こり得ることが計算により明らかとなった． 
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Ⅲ部	 遮熱コーティング部材における損傷の非破壊検出	 

 

	 Ⅱ部では，遮熱コーティング（Thermal Barrier Coating : TBC）皮膜が施工されたガスター

ビン高温部材を模擬した超合金基材 TBC試験片に対して，実機使用環境と同じく試験片に有意

な温度勾配が生じる条件においてクリープ試験（Temperature Gradient Creep test, TGC試験）

を実施したところ，試験後の試験片には特有の損傷が認められた．Ⅲ部ではそのような損傷を

非破壊的に検出する技術について議論する．本研究では，TBC 部材が損傷を受けた際の電気的

特性（静電容量）の変化に注目した損傷検出手法の開発を行なった．まず，TBC 皮膜の界面は

く離を主たる検出対象として提案手法の基礎的検討を実施したのち，Ⅱ部において TGC試験を

実施した TBC 試験片および無機質燃焼生成物による損傷の再現試験を実施した TBC 試験片に

対して本手法を適用した結果について述べる．Ⅲ部における一連の検討は，実機ガスタービン

の保守・点検の現場において利用できるツールとしての可能性を意識したものである． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



Ⅲ部	 遮熱コーティング部材における損傷の非破壊検出 

118 

Ⅲ部	 遮熱コーティング部材における損傷の非破壊検出 
 

Ⅲ−１章	 緒言 
 

	 近年開発されるガスタービンエンジンシステムにおいて，燃焼器内壁，タービン静翼，ター

ビン動翼などの高温部材の多くは，耐熱合金基材の表面を耐環境性能の向上を目的とした遮熱

コーティング（Thermal Barrier Coatings：TBCs）により被覆された TBC部材が使用される．序-2-2

節でも述べたように，TBC 部材は金属基材，合金製ボンドコート（耐酸化・腐食性能向上）そ

してセラミック製トップコート（遮熱性能向上）の三層構造を有するものが一般的であり，TBC

部材の典型的な損傷形態として，トップコートの割れ，はく離，脱落などが挙げられる．トッ

プコートの脱落が生じると金属基材が燃焼ガス雰囲気に露出し，局所的なホットスポットを形

成し付加的な熱応力を生じるとともに，露出した基材の酸化・腐食が進行し，部材全体の寿命

を著しく消費する．実機 TBC部材の損傷は，運転温度，運転時間，起動停止回数，燃料の種類

など，その使用環境に極めて強く依存する．そのため，各エンジンシステムはそれぞれの使用

環境に応じた頻度と内容によって点検および補修作業が実施される．近年ではシステムの高性

能化に伴い，各部の材料はより過酷な使用環境にあることに加えて，コスト低減と安全性に対

する厳しい要求から，より高度なメンテナンス技術が求められている．実機 TBC部材の検査と

してタービン動翼を例示すれば，タービン動翼は高速回転体であり原則として基材にき裂が存

在することは許されないことから，TBC皮膜のき裂を評価の対象としている．その TBC皮膜の

健全性評価は，外観検査のほか実機動翼から試験片を切り出し，その試験片の皮膜表面に微小

鋼球の押込み試験を実施し皮膜の破壊エネルギを求め，皮膜の劣化の程度を評価することによ

って行なわれている序-22)．なお，この検査により補修が必要と判断された場合には，損傷の状態

に応じて補修作業が行なわれる．たとえば，損傷が基材に及ばない軽微なものである場合には，

古い TBC皮膜を除去し新たな TBC皮膜を施工したのちに部材は再び使用される序-22)．一方，Ⅱ

部で述べたとおり，本研究では，TBC 試験片に対して実燃焼雰囲気において試験片に有意な温

度勾配が生じる条件の下でクリープ試験（Temperature Gradient Creep test, TGC試験）を実

施したところ，試験後，試験片の TBC皮膜には損傷が認められた．それらの損傷には，TBC皮

膜表面のき裂など外観上明らかにその存在が確認できるもの（図Ⅱ−８参照）のほかに，TBC皮

膜の界面はく離などの詳細な断面観察を行って初めてその存在が明らかになるもの（図Ⅱ−１０

(a)および図Ⅱ−１０(c)参照）があった．中でも TBC 皮膜のはく離は，その検出が困難であるこ

とに加えて，TBC部材の最終的な破損すなわち TBC皮膜の脱落につながる特に注意すべき損傷

形態である．これら損傷を非破壊的に効率よく検出することは，実際の検査技術，損傷機構の

調査の両観点から工学的に重要な課題である． 
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	 TBC 部材の蛍光探傷法は，最も簡単な非破壊検査手法のひとつである．これは，TBC 部材の

表面に蛍光塗料を塗布することで，TBC 皮膜の損傷部分（たとえば，き裂）に蛍光塗料が浸透

し，表面の蛍光塗料を除去したのち紫外線光を照射することで，損傷部分の発光によりその存

在を検知できる手法である．これは，製品の出荷前検査の行程でよく実施されているが，蛍光

塗料が浸透する形態の損傷（表面に開口しているき裂など）以外の検出は困難である．また，

表面に現れない形態の損傷検査のために，TBC 皮膜のふくれなどに注目する手法が実施されて

きたが，この手法には高い習熟度が要求される．これを補う手法として赤外線輻射温度計を用

いるサーモグラフィ法（TBC 部材に温度変化を与えたとき，TBC 皮膜に損傷がある場合，損傷

箇所の表面温度が変化することを利用）などが試みられているⅢ-1)が，定量的精度および空間分

解能に課題を残している．一方，ラマン分光法あるいはフォトルミネッセンスも非破壊検手法

としての側面を持つ．これらは，単一波長を持つレーザー光線等を TBC部材表面に照射しその

反射光を分析することで，TBC 皮膜の局所的な応力状態，構造など測定することができ，TBC

皮膜の損傷を膜質の変化など様々な観点から検出することが可能であるⅢ-2)，Ⅲ-3)．光の代わりに

超音波を使用する手法も考案されており，音波の周波数応答性や減衰特性を分析することによ

り TBC皮膜の内部構造を調べることができるⅢ-4), Ⅲ-5)．また，構造物に欠陥や損傷が生じた際の

電気化学的な特性の変化に注目したインピーダンス・スペクトロスコピー法による欠陥検出手

法が提案されているⅢ-6)．最近では同様の手法を用いた，TBC皮膜の物性評価および損傷評価も

行なわれているⅢ-7), Ⅲ-8)．これらの手法は，それぞれ特徴を持った有用な手法であるが，その使

用機器や測定方法の制約から，実機の作業場において実施することは難しい． 

	 そこで，本研究では，実機の点検・保守作業においても一次スクリーニング法としてその場

で実施可能であり，なおかつ測定者によらず安定した精度を得られる新たな非破壊検査手法を

提案し，その提案手法について基礎的な検討を行う．その新しい手法として，下記のような特

徴を有していることが望ましい． 

	 ・特殊装置を必要としない（市販の装置にて実施可能） 

	 ・特殊環境を必要としない（実機の作業場でも実施可能） 

	 ・有害物質を極力使用しない 

	 ・エックス線その他，高エネルギ発生装置を極力使用しない 

	 ・測定作業に特定の資格，特別教育等を必要としない 

	 ・測定原理が工学的に明確である 

	 ・測定結果が測定者に依存しない 

	 ・測定に際し，必要とする部材の取外しや分解工程が少ない 

	 ・汎用性が高い（多くの損傷形態の検出に対応） 

	 これらを受けて，本研究では，TBC 部材が何らかの損傷を受けたとき，部材の構造的変化に
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伴って電気的な特性が変化すると考え，その電気的特性の変化を検出する手法を探求した．一

方，先に述べたインピーダンス・スペクトスコピー法では，電解液中で TBC試験片の電気化学

的特性を詳細に分析し，その結果から TBC部材試料の内部構造をコンデンサ，レジスタ等の電

子回路素子を組み合わせた等価回路モデルとしてフィッティングを行い，TBC 部材の各層をモ

デル化した等価電子回路素子の特性変化から TBC部材の構造的変化を知ることができるⅢ-6)．本

研究では，このインピーダンス・スペクトスコピー法を参考に，より単純化した手法として，

TBC部材の静電容量の変化を直接測定する手法を考案した．また，上記の TBC部材損傷の非破

壊検出手法に対する要求を鑑み，測定は市販の測定装置を用いながら，ドライ（電解液を使用

しない）環境下でも実施可能な方法を試みた． 

	 Ⅲ部では，TBC部材を模擬した試験片を用いて，静電容量の測定を介した TBC皮膜のはく離

検出に関する基礎的な実験を行い，その結果について述べる．また，その実験結果について，

TBC 部材を電子回路素子（コンデンサ）とみなした電子工学的なモデルによって考察する．そ

して，実機の燃焼雰囲気を模擬した燃焼雰囲気再現試験装置（図Ⅱ−２参照）を用いて温度勾配

下でクリープ試験等を実施した TBC試験片に対して，本提案手法を適用しその可能性について

検討を行なう． 
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Ⅲ−２章	 静電容量測定による TBC部材の損傷の非破壊検出に関する 
基礎的検討 

 

Ⅲ-2-1	 界面はく離を有する TBC 部材を模擬した短冊状モデル材に対する静電容量測定	 

	 本研究では，TBC 部材において発生する損傷を電気的に検出および評価を行う．この基本的

な考え方は，損傷を含む TBC試験片をひとつの複合コンデンサ体と見なし，はく離をはじめと

する部材の損傷が進行したときの電気的特性の変化に注目するものである．本節ではそのため

の予備的検討を行なう． 

 

Ⅲ-2-1-1	 供試材および実験方法 

	 静電容量測定を行なうモデル試験片として，図Ⅲ−１に示す界面はく離を有する TBC部材を模

擬した短冊状の試験片を用いた．この試験片は，ステンレス鋼 SUS304基材上にアルミナを主成

分とした市販のセラミック製耐熱接着剤を塗布し十分に乾燥させた模擬 TBC層を形成したもの

で，その中央部には，界面はく離を模擬した空気層（長さ 14 mm，厚さ 1 mm）を含んでいる．

静電容量の評価にあたっては，図Ⅲ−１のように模擬界面はく離である空気層を挟み対向させた

一対の測定端子を，模擬 TBC表面と金属基材表面に直接接触させて交流インピーダンス測定を

行なった．測定には，LCRハイテスタ（4284A，Hewlett-Packardおよび 3532-50，日置電機(株)）

を用いた．なお，端子を接触させる試験片表面には，誘電正接（測定端子の抵抗成分，電極間

に介在する誘電体材料での，電荷をやり取りする際のエネルギ損失）Ⅲ-9)を低減するため，予め

金をイオンスパッタコートした．金コーティングは，試験片の長さ方向に約 2 mm間隔で施工し

た．測定に先立ち，交流インピーダンス測定の際に与える交流印加電圧の周波数の影響を調べ

た結果，印加電圧の周波数が 50~100 kHzの周波数帯域では，測定値が大きくばらつき測定には

不向きであることが判明した．一方，コンデンサの静電容量を扱うにあたり，誘電正接を極力

避ける必要があるが，この誘電正接は高周波交流を加えた際に顕著となるⅢ-10)ため，過度に高い

周波数も望ましくない．これらを参考に，本研究では交流インピーダンス測定時の印加電圧を

500 kHzの 1Vとした． 
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図Ⅲ−１	 界面にはく離を有する TBCモデル試験片の模式図 
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Ⅲ-2-1-2	 実験結果および考察 

	 図Ⅲ−１に示した TBC部材を模擬したモデル試験片に対する静電容量の測定結果を図Ⅲ−２に

示す．この図において，縦軸は静電容量の測定値を示し，横軸は試験片に接触させた測定端子

の位置を表している．図Ⅲ−２より，各試験片ともに空気層を含む領域で静電容量値が低下する

ことが確認できる．ここで，静電容量の測定を行なっている系をコンデンサと仮定する．空気

層を含まない領域において静電容量の測定を行なった場合には，図Ⅲ−３(a)に示すように電極

（本論文では，基材も電極とみなす）間にはアルミナ層のみが存在し，その静電容量 CAl2O3は， 

 

(Ⅲ−1) 

 

として表すことができる．ここで，ε0 は真空誘電率，εAl2O3 はアルミナの比誘電率，A は極板と

して機能している領域の面積そして D は極板間の距離（アルミナ層の厚さに相当）を表してい

る．空気層を含む領域において静電容量の測定を行なった場合には，図Ⅲ−３(b)に示すように電

極間には，空気層（静電容量を CAirとする）とアルミナ層（静電容量を CAl2O3_rとする）が存在

し，その複合静電容量 CAir+Al2O3は，両相を直列に接続したコンデンサと仮定すれば， 

 

(Ⅲ−2) 

 

となり，空気層の静電容量 CAirは次式のようになる． 

 

(Ⅲ−3) 

 

ここで，εAirと DAirは，それぞれ空気の比誘電率と空気層の厚さを表している．一方，空気層が

存在する領域のアルミナ層の静電容量 CAl2O3_rは 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	   (Ⅲ−4) 

 

と表せる．式(Ⅲ−3)および式(Ⅲ−4)を式(Ⅲ−2)に代入することによって，図Ⅲ−３(b)に示す空気層

を含む領域の静電容量 CAir+Al2O3は，次式のように表せる． 

 

(Ⅲ−5) 

 

これを空気層の無い領域の静電容量 CAl2O3との比として表すと，式(Ⅲ−1)および式(Ⅲ−5)より 

€ 
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(Ⅲ−6) 

 

となる．ここで，空気の比誘電率 εAirは約 1であり，アルミナの比誘電率 εAl2O3は 6~11程度であ

ることからⅢ−11)，式(Ⅲ−6)中の εAl2O3/εAirは常に 1 以上となり，式(Ⅲ−6)は１未満の値となる．す

なわち，空気層が存在しない場合よりも静電容量の値が低くなることを意味しており，この傾

向は，図Ⅲ−２の結果と定性的に一致する．また，式(Ⅲ−6)から，空気層が厚くなる（極板間に

占める空気層の割合が増加する）ことによっても静電容量値が低下することがわかる．以上の

ことから，静電容量の変化を介して測定対象の構造的な特徴を検知できる可能性が示唆された． 
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図Ⅲ−２	 TBC部材を模擬したモデル試験片に対する静電容量の測定結果 
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図Ⅲ−３	 TBC部材を模擬した試験片のコンデンサモデル 
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Ⅲ-2-2	 界面はく離を有するリング形状 TBC 試験片に対する静電容量測定	 

	 本節では，Ⅰ-5-2 節において，TBC 皮膜の密着強度測定に使用したものと同様のリング形状

TBC 試験片に対して静電容量の測定を行ない，その結果について述べる．この試験片には，基

材と TBCとの界面に予め界面はく離を作成してある．ここでは，静電容量測定による界面はく

離の検出を試みるとともに，測定端子を接触させる位置の影響についても調査を行なった． 

 

Ⅲ-2-2-1	 供試材および実験方法 

	 本研究では図Ⅲ−４に示すようなリング形状の TBC試験片を用いた．この形状は曲率を有し，

かつ閉曲面形状を持つガスタービン実機の動・静翼の断面構造を模したもので，TBC 皮膜中に

二軸あるいは三軸の内部応力状態の保持も可能であるⅢ-12)．試験片は，次のように準備した．ⅰ）

基材の TBC 皮膜の成膜面となる部分をブラスト処理する．ⅱ）CoNiCrAlY 合金を減圧プラズ

マ溶射（Low Pressure Plasma Spraying : LPPS）法によって約 100 µmの厚さのボンドコート

として成膜する．なお，LPPSのプロセスには溶射実施前のアークスパッタクリーニングを含む．

ⅲ）ボンドコート表面をブラスト処理する．ⅳ）ボンド／トップコートの界面はく離を形成す

るため，ボンドコート表面の目的とする部分にシリコーン樹脂（KR，信越化学(株)）を塗布す

る．ⅴ）8 wt.%Y2O3 により部分安定化状態にした ZrO2（8YSZ）を大気圧プラズマ溶射（Air 

Plasma Spraying：APS）法によって約 500 µmの厚さのトップコートとして成膜する．ボンド

コートおよびトップコートの化学組成は表Ⅲ−１に示すとおりである．ボンドコート表面に塗布

したシリコーン樹脂は，トップコート成膜中にそのほとんどが焼失する．その結果，図Ⅲ−５に

示すように微小空隙とわずかな燃焼残渣を残し，界面に不完全溶着部すなわち界面はく離が形

成される． 

	 ここでは，基材としてステンレス鋼 SUS304 を用いた．界面はく離は図Ⅲ−４のように試験片

の３時と９時の位置に設け，それぞれのはく離長さは円周方向に沿って 10 mm程度とした．交

流インピーダンス測定のための測定端子を接触させる箇所には，TBC 皮膜表面および基材とも

に金をイオンスパッタコートした． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Initial 
delamination 

Substrate 

Bond coat  
(100 µm thickness)�

Top coat  
(300 µm thickness)�

Φ24 mm�

Φ20 mm�

4 mm 

図Ⅲ−４	 界面に初期はく離き裂を導入したリング状 TBC試験片の模式図 
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Ⅲ-2-2-2	 実験結果および考察 

	 TBC皮膜の界面はく離を有するリング形状の TBC試験片に対して，静電容量測定を行なった．

測定にあたっては，一方の測定端子を金属基材表面に固定し，セラミックトップコート側の端

子を逐次移動させて静電容量を測定した．ここでは，測定端子の位置と界面はく離の位置との

関連性についても調査するため，金属基材側の端子を固定する位置として，図Ⅲ−６(a)に示すよ

うに①はく離の中央部，②はく離の先端部および③として①と②との中間部の三条件を設定し

た．その測定結果を図Ⅲ−６(b)に示す．この図では，セラミックトップコート側の測定端子の位

置 Xの関数として静電容量の測定結果を表しており，試験片の３時の位置を X = 0.0 mmとして

そこから反時計まわりの方向を X が正とし，一方 時計まわりの方向を X が負の測定位置とし

て図示している．図Ⅲ−６(b)の結果より，金属基材側の測定端子の固定位置（①〜③）によって

測定値は変化するものの，全ての結果においてトップコート側の端子がはく離部分の近傍に位

置するときに静電容量値の減少が確認できる．また，トップコート側端子が，はく離の無い部

分の表面にあるときは，静電容量の値は概ね一定値となっている．この挙動はⅢ-2-1節の短冊状

のモデル試験片における静電容量の変化の傾向（図Ⅲ−２参照）とほぼ同様といえる．以上の結

果より，リング形状の TBC試験片においても，交流インピーダンス測定による静電容量の変化

を介してはく離位置の検出が可能であるといえよう．さらに，図Ⅲ−４のような形状の試験片で

あれば，測定端子間の位置関係によらず，測定が実施できることが明らかとなった． 

 

ZrO2 Y2O3� HfO2� TiO2� SiO2� CaO� MgO�
Bal.� 7.5� 1.6� 0.11� 0.04� 0.02� <0.01�

Co Ni� Cr� Al� Y�
Bal.� 32� 21� 8 0.5�

Bond coat: 

Top coat: 

[wt.%]�

[wt.%]�

表Ⅲ−１	 リング状 TBC試験片のボンドコートおよびトップコートの化学組成 

(a)$����
��	$ (b)$����	$

Bond coat�

Top coat�

Bond coat�

Top coat�

50 µm�

図Ⅲ−５	 リング状 TBC試験片の人工的な界面はく離き裂導入部の様子 
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Ⅲ-2-3	 静電容量測定による界面はく離進展の連続モニタリング	 

	 Ⅲ-2-1 節およびⅢ-2-2 節では，TBC 試験片の人工的な界面はく離の存在を，試験片の静電容

量の変化によって検出できることを明らかにした．本節では，さらに，時間とともに進展する

動的な界面はく離の検出を試みた結果について述べる． 

 

Ⅲ-2-3-1	 供試材および実験方法 

	 供試材として，Ⅲ-2-2節と同様のリング形状の TBC試験片（図Ⅲ−４参照）を準備した．試験

片の作成手順は，Ⅲ-2-2-1の記述したとおりであり，ボンドコートならびにトップコートの材質

もⅢ-2-2-1 と共通である（表Ⅲ−１参照）．ただし，ここでは試験片基材をステンレス鋼 SUS304

の他に表Ⅲ−２に示す化学組成を持った Ni基超合金 Mar-M 247によって作成したものも準備し

た．また，TBC試験片の初期界面はく離の長さについても，6, 10および 18 mmの三種類を作成

した．本研究で使用した試験片の仕様を表Ⅲ−３にまとめた．次に述べるはく離進展試験におけ

るはく離の光学的観察を容易にするため，全ての試験片の側面に白色塗料を塗布した． 

	 本研究では，Ⅰ-4-2節で述べた TBC皮膜の密着強度評価試験と同様の手法によってリング形

状 TBC 試験片の界面はく離を連続的に進展させる．すなわち，図Ⅲ−７のように試験片に負荷

ピンを介し引張負荷を与えることで，試験片 3 時および 9 時方向の皮膜に曲げモーメントによ

る圧縮応力が生じ，これを駆動力として皮膜の座屈を誘起させ，初期はく離を円周方向に進展

させる．実際の試験に際してはインストロン型の引張試験機（EHF-EA5，(株)島津製作所）を

用い，負荷速度 0.02 mm/min.（3.3×10-7 m/sec.）の変位制御で試験片に負荷を加えた．試験中

には，試験片 9時あるいは 3時方向の TBC皮膜表面，基材内面に貼付けたひずみゲージにより，

各部位のひずみを連続的に記録するとともに，皮膜の界面はく離の円周方向の長さおよびその

開口量を試験片側面（図中では紙面と垂直方向）からデジタルマイクロスコープ（VH-5500，(株)

23 
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図Ⅲ−６	 初期界面はく離き裂を有するリング状 TBC試験片の 
(a)測定位置および(b)測定結果 
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キーエンス）によって測定した．同時に，静電容量の測定を連続的に実施した．測定端子は図

Ⅲ−７のように試験片 9 時あるいは 3 時方向（ひずみゲージを貼付けていない側）の TBC 皮膜

表面と基材内面に固定した．なお，TBC 皮膜側の測定端子は，バネ機構によって支持し，試験

中，変形する試験片に対して追従するようにした．基材内面側の端子は，基材に溶接した導線

を介して基材内面に接触させることで，試験片の変形に追従させ，はく離試験中の連続的な静

電容量測定を実現した．なお，TBC 皮膜の測定端子との接触表面には金をイオンスパッタコー

トした． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ni� Co� W� Cr� Al� Ta� Ti� Mo� Zr� B�

Bal.� 10� 10� 8.5� 5.6� 3� 1� 0.7� 0.04� 0.015�

[wt.%]�
表Ⅲ−２	 超合金基材 Mar-M 247の化学組成 

Substrate�
Initial 

delamination 
length [mm] 

Bond coat  Top coat  

SUS304�
6�

LPPSed 
CoNiCrAlY 

100µm 
 in thick�

APSed 
8YSZ 
500µm 
in thick 

18�

Mar-M 247�
6�

10�

表Ⅲ−３	 界面はく離試験に用いたリング状 TBC試験片の仕様 

Initial crack 

Substrate 

Bond coat �

Top coat 
0� Loading pin�

jig�
External load�

Sensing pin�

Au-coating�

Compressive 
strain�

Tensile 
 strain�

図Ⅲ−７	 リング状 TBC試験片における界面はく離試験と静電容量の測定位置 
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Ⅲ-2-3-2	 実験結果および考察 

	 TBC皮膜はく離試験を実施した結果の一例を図Ⅲ−８に示す．これは，基材材質が SUS 304，

約 18 mmの初期界面はく離を持った TBC試験片を用いて得られた結果である．図Ⅲ−８(a)がト

ップコート表面のひずみを，同図(b)がはく離長さを，同図(c)がそれに伴うはく離の開口量（は

く離き裂の開口量として，Crack Opening Displacement : CODと表記する）をそして同図(d)

が静電容量値を示している．これら図の横軸は試験開始からの負荷点変位（Δ）を示しており，

いずれも同一の試験片から得られた結果である．また，この結果が得られた試験片の界面はく

離が進展する様子を図Ⅲ−９（側面の白色は予め塗布した塗料によるもの）に示した．まず，図

Ⅲ−８(a)の，トップコート表面のひずみ変化に着目する．初期段階では負荷点変位の増加に伴っ

て圧縮方向へひずみが変化していることが分かる．その後，ひずみ量がある臨界値に達すると，

トップコートのはく離き裂が発生し（図Ⅲ−８(b)および図Ⅲ−８(c)参照），ひずみは引張方向へと

瞬時に増加している．さらに負荷点変位の増加によるはく離き裂の進展に伴い，ひずみは徐々

に圧縮方向へと減少していき，最終的に図Ⅲ−９示すようにトップコート/ボンドコート界面を試

験片周方向へとはく離き裂が進展した． 

	 この過程における試験片の静電容量変化（図Ⅲ−８(d)参照）に着目すると，はく離き裂が発生・

進展する以前の段階では静電容量の変化は確認されない．しかし，トップコートのはく離き裂

が発生すると，ひずみと同様に静電容量が瞬時に減少している．さらに，負荷点変位の増加に

よるはく離の進展に伴い，静電容量の緩やかな減少が見られた．また，はく離進展中のひずみ

量（図Ⅲ−８(a)参照）との相関性に注目すると，初期のはく離が発生する以前の段階では，負荷

点変位の増加に伴いひずみ量は減少するが，静電容量は一定のままである．はく離き裂が発生

した瞬間には，両者とも急激な値の減少が確認される．また，その後の負荷点変位の増加に伴

うはく離き裂の進展時の値も，両者ともに徐々に減少していることがわかる． 

	 以上の測定から，静電容量の測定を介して，界面はく離の発生および進展挙動を連続的にモ

ニタリングすることが可能であるといえよう．なお，その他の試験片から得られた結果につい

ては，はく離き裂長さと静電容量の変化とをモデル化した計算結果とともに次節において議論

する 
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図Ⅲ−８	 リング状 TBC試験片に対する界面はく離進展試験およびそのときの 
荷重点変位 Δに対する(a)ひずみ，(b)はく離長さ，(c)CODおよび (d)静電容量の変化 

（SUS304基材 TBC試験片，初期はく離長さ 18 mm） 
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Ⅲ-2-4	 界面はく離進展と静電容量の変化に関する電子工学的モデル	 

	 Ⅲ-2-3節までの検討より，交流インピーダンス測定による静電容量の変化を介して，はく離き

裂の発生と進展挙動を検出可能であることが示された．本節では，この原理の裏付けと工業的

応用の可能性を探るため，Ⅲ-2-3節で述べたリング形状の TBC試験片に対する TBC皮膜はく離

試験（図Ⅲ−７参照）における静電容量の変化について電子工学的なモデルにより検討を行なう． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) (b) 

1 mm (c) 
図Ⅲ−９	 はく離試験中の界面はく離の進展の様子 

(a)はく離き裂の発生，(b)Δ= 0.69mmの時点および(c)Δ= 1.8mmの時点 
SUS304基材 TBC試験片，初期はくり長さ 18 mm） 

TBC 
Substrate Delamination (air) 

Sensing pin�

Delaminated 
 area 

Non-delaminated  
area 

C CAir+TBC 

(a) Delaminated area 

CAir 

CTBC Change with 
delamination 

area 

(b) Non-delaminated area 

Air 

TBC CTBC_r 
Change with 
delamination 

area 

(c) TBC specimen with  delamination 

CAir+TBC CTBC_r 

図Ⅲ−１０	 はく離領域を含む TBC試験片のコンデンサモデル 
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	 まず，はく離の無い TBC試験片の静電容量 C0は，TBC成膜領域の全面積を S，試料全体の厚

さを d，TBC皮膜の比誘電率を εTBC，真空誘電率を ε0として次式のように表すことができる． 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	   (Ⅲ−7) 

 

	 次に，はく離が生じた場合の TBC試験片の静電容量について考える．はく離を含む領域を，

図Ⅲ−１０(a)のとおり，はく離部（空気層）（静電容量：CAir）と TBC 皮膜部（静電容量：CTBC）

とを直列接続したコンデンサと仮定すると，その静電容量 CAir+TBCは， 

 

                                                                              (Ⅲ−8) 

 

と表される．ここで，はく離が占める領域の面積を Sd，はく離中の空気の誘電率を εAir，はく離

の開口量（空気層の厚さ）を δとすれば，はく離部（空気層）の静電容量 CAirは次式によって表

される． 

 

(Ⅲ−9) 

 

また，TBC皮膜部の静電容量 CTBCは次式のようになる． 

 

(Ⅲ−10) 

 

式(Ⅲ−9)および式(Ⅲ−10)を式(Ⅲ−8)に代入すれば，はく離を含む領域の静電容量 CAir+TBC は次式

のようになる． 

 

(Ⅲ−11) 

 

これは，TBC 皮膜のはく離の進展に伴い静電容量値が変化する可変容量コンデンサである．一

方，はく離を含まない領域も図Ⅲ−１０(b)のとおり，TBC皮膜のはく離の進行に伴い極板面積が

減少する可変容量コンデンサとみなし，その静電容量 CTBC_rは次式によって表される． 

 

	 	 	                                                                         (Ⅲ−12) 

 

従って，はく離が生じた場合の TBC 試験片の静電容量 C は，図Ⅲ−１０(c)に示すように式(Ⅲ−
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11)および式(Ⅲ−12)の容量を持つコンデンサを並列に接続した合成容量として 

 

 

 	                                                                            (Ⅲ−13) 

 

 

と表される．これをはく離の全く無い TBC試験片の静電容量 C0との比として表すと， 

 

	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	          	 	            (Ⅲ−14) 

 

となり，C/C0はく離領域の割合 Sd/S に比例して変化することがわかる． 

	 式(Ⅲ−13)によれば，右辺第一項にはく離の開口量 δ を含むが，はく離が存在していたとして

も，それが全く開口しない場合（δ = 0）には，静電容量は変化しないことになる．しかし，そ

の一方で，δは，はく離長さに依存すると考えるのが自然であるⅢ-13)-Ⅲ-15) ．そこで，はく離が生

じた部分の TBC皮膜をはり（梁）によってモデル化すると，初等はり理論Ⅲ-16) に従い，開口変

位量 δはそのはりに作用する曲げモーメント MCに比例し，はく離長さの二乗に比例する形とし

て次式によって近似的に定式化できる＊． 

 

	                                                                             (Ⅲ−15) 

 

 

ここで kは MCの M0に対する比例係数，wははく離した皮膜の幅（=試験片の幅）である．曲げ

モーメント M0は，はり理論に従い次式のように表わされる． 

 

	 	 	  	 	 	 	 	  	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	   	 	 	 	  	 	 	 	 	 	 	 	  (Ⅲ−16) 

 

ここで，P は TBC はく離試験（図Ⅲ−７参照）の際に試験片に加えた荷重であり，routは試験片

基材部の外半径である．いま，Sd/S = xとおき，式(Ⅲ−15)および式(Ⅲ−16)を用いると式(Ⅲ−14)

は，以下のように書き換えることができる． 

 

 

 

 

 
* 図Ⅲ−１１に示すように，はく離き裂から十分離れた部分に曲げモーメント M0と軸力 P0が働く複合

はりを考える．はく離き裂が生じた場合，基材部には曲げモーメント MSと軸力 PSが，TBC皮膜部に
は MCと PCが働くことになる．これら MS, PS, MC, PCは，P0, M0の一次関数である

Ⅲ-13),Ⅲ-14)．本研究で用

いたリング形状 TBC試験片（図Ⅲ−４参照）では、TBC皮膜は十分に薄く軸力の効果は小さいとして
これを無視すると式（Ⅲ−15）の近似式となる． 
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	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	 	       	 	 	 	 	 	 	 	  	    	 	 	   	 	 	 	   (Ⅲ−17) 

 

                                                                              (Ⅲ−18) 

 

         	 	 	 	 	   	 	                	 	 	 	 	 	  	 	                     (Ⅲ−19) 

 

なお，αは Sx/wrout<< 1であるとき次式のように近似できる． 

 

                                                                             (Ⅲ−20) 

 

	 以上のモデル（式(Ⅲ−17),	 式(Ⅲ−18)および式(Ⅲ−20)）に基づいた計算結果を，Ⅲ-2-3節の実

験結果（表Ⅲ−3に示した全試験片の結果）とともに，図Ⅲ−１２に示す．この計算にあたり，式

(Ⅲ−17)における未定係数を含む Fとαは，実験結果より求めた定数（F = 2.29×105[m-3]，α = 6.07 

[m3]）を使用している．図Ⅲ−１２より，モデルによる計算の結果，静電容量の変化率 C/C0（縦

軸）は，正規化したはく離面積 Sd/S （横軸）にほぼ比例して減少することがわかる．また，実

験結果と比較すれば，Sd/S が 0.2 までの範囲では計算結果と概ね一致し，実験結果は式(Ⅲ−17)

によって良好に近似されているように見える．インピーダンス・スペクトロスコピー法により

TBC 皮膜の微細構造の評価を行なった研究例によれば，皮膜内の空隙率の増加に伴い試験片の

静電容量が低下することが示されているⅢ-8)．界面はく離を連続した空隙とみなせば，図Ⅲ−１２

の傾向と矛盾しない．一方，図Ⅲ−１２において，はく離が進展し Sd/S が 0.2を超えたあたりか

ら，計算結果と実験結果との差が大きくなる．これは，図Ⅲ−１３に示すような，TBC皮膜その

ものの割れなど，TBC 皮膜の界面はく離以外の破壊モードの発生によるものと考えられる．さ

らに，試験片基材の不均一な塑性変形が顕著になると，式(Ⅲ−15)の近似が成立しなくなること

にも関係していると思われ，0 < Sd/S < 0.2がこのモデルの適用可能範囲であるといえる． 

	 以上のことから，TBC 皮膜の界面はく離が発生および進展すると，静電容量の測定対象とし

た系に含まれる空気層の量および形状が変化し，それが静電容量値の低下として検出されるこ

とが確かめられた．対象とする損傷現象について，予め式(Ⅲ−17)に相当する適切なマスターカ

ーブを作成できれば，静電容量測定を介してその損傷の定量的な連続モニタリングも実現でき

る可能性が高いといえる． 
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図Ⅲ−１１	 内部に界面はく離を持つ TBC試験片の力学的モデル 
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Ⅲ-2-5	 静電容量測定による TBC 部材の損傷検出	 

	 Ⅲ−２章では，TBC部材の損傷を静電容量の変化を介して検出するための基礎的な検討を行な

ってきた．ここでは，市販の LCRハイテスタを利用した交流インピーダンス測定によって，対

象の静電容量の測定を実施した．その結果を次のようにまとめる． 

 

1) 	 TBC 試験片に対する交流インピーダンス測定では，LCR ハイテスタの電極（測定端子）

二本を直接測定対象に接触させることで，電極間の静電容量の測定を介してセラミックトッ

プコートのはく離が検出可能であった．その際，次に示す 2)および 3)のことに配慮が必要

である． 

0.5 

0.6 

0.7 

0.8 

0.9 

1 
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0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 

C/
C 0
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Normalized delamination area ratio, Sd/S �

SUS 6mm 
SUS 18mm 
MarM 6mm 
MarM 10mm 

Eq.(�-17) 

Substrate Initial delamination  
length 

図Ⅲ−１２	 リング状 TBC試験片における界面はく離進展にともなう静電容量の変化 
（並列コンデンサモデルによる計算結果および実験結果の比較） 

Transverse Cracking 
in top coat 

1 mm 

Double layer 
exfoliation 

図Ⅲ−１３	 リング状 TBC試験片を用いた界面はく離進展試験中に観察された 
皮膜の割れおよび二層はく離 

（Mar-M247基材 TBC試験片，初期はく離長さ 6 mm）, Sd/S =0.29の時点 
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2) 	 交流インピーダンス測定による静電容量の測定を行なう際には，誘電正接（測定端子の抵

抗成分，電極間に介在する誘電体材料での，電荷をやり取りする際のエネルギ損失）の影響

に注意が必要である．特に TBC 部材の測定を行なう際には，セラミックトップコートは電

気伝導性に乏しく，かつその表面には微小な凹凸が存在し測定端子との接触状態が安定しな

い．セラミックトップコートの表面に金の薄膜をイオンスパッタコートし，その面を介して

端子を接触させることで上記の誘電正接の影響を低減できる． 

3) 	 交流インピーダンス測定の際には，測定端子から交流の電圧を印加しながら測定を行なう．

本章で扱った TBC試験片の場合，その印加電圧の周波数が 50~100 kHzの周波数帯域では，

測定値が大きくばらつき不安定となる．その一方で，高周波数の交流電圧を加えた際には

2)で述べた誘電正接（電極（測定端子）は顕著になる．すなわち，印加電圧の周波数には最

適領域が存在し，本研究では 500 kHzであった． 

4) 	 TBC 試験片中の人工的なトップコートの界面はく離（不完全溶着部）の存在を，静電容

量の低下によって検出することができた．このとき，一対の測定端子（二本組）のうちの一

方は固定したままでも，他方の位置を移動しながら測定を行なうことで，はく離の存在する

位置（および空間的な広がり）をある程度同定することができた．ただし，測定される静電

容量の値が測定端子の位置関係によって変動することがあり，その変動をトップコートのは

く離によって生ずる値の変化に比べて十分に小さくする必要がある．そのため，測定端子の

位置関係は可能な限り一定に保つのが望ましい． 

5) 	 4)のような，『静的』現象の検知のみならず，TBCトップコートの界面はく離が，時間と

ともに進展するような『動的』な現象についても，静電容量の測定によってモニタリング可

能であった． 

6) 	 TBC皮膜の界面はく離進展と静電容量の変化について，界面はく離を含んだ TBC試験片

をコンデンサとみなしたモデルにより解析を行なった．その解析結果は，界面はく離から進

展の初期段階までの実験結果と一致し，界面はく離進展に伴い静電容量が低下する背景が理

論的に裏付けられた．このことは，静電容量測定を介した界面はく離の定量評価の実現につ

ながる可能性を示している． 
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Ⅲ−３章	 再現燃焼雰囲気中で熱機械的負荷を受けた TBC試験片のはく離 
および CMAS損傷の静電容量測定による非破壊検出 

 

Ⅲ-3-1	 温度勾配下でクリープ負荷を受けた際のトップコートはく離検出に対する適用性	 

	 ここからは，Ⅱ部において実施した有意な温度勾配下でのクリープ試験（Temperature 

Gradient Creep test, TGC試験）の際に発生したトップコートのはく離損傷に対して，Ⅲ−２章

で基礎的な検討を行なってきた TBC部材に対する静電容量測定による非破壊検出手法が適用で

きるかについて検討する． 

 

Ⅲ-3-1-1	 供試材および実験方法 

	 静電容量の測定による非破壊検査の対象としたのは，Ⅱ部で TGC 試験を実施した TBC 試験

片であり，試験片の詳細はⅡ-2-1節に，試験装置および試験方法の詳細はⅡ-2-2-1およびⅡ-2-2-2

にそれぞれ記述しているため，ここでは要点のみを記す． 

	 供試材は図Ⅱ−１に示す中実丸棒試験片である．中心部約 40 mm の範囲に TBC 膜が施工さ

れている．試験片の基材はNi基超合金 Inconel 738，ボンドコートはLPPS法によって約 100 µm

の厚さに成膜された CoNiCrAlY合金であり，トップコートは APS法によって約 300 µmの厚

さに成膜された 8YSZである．基材および各皮膜層の化学組成は表Ⅱ−２のとおりである． 

	 TGC 試験は，燃焼雰囲気再現試験装置を用いて行なった．この装置によれば，高温の燃焼ガ

ス雰囲気において任意の形態の力学的負荷を試験片に加えることができる（詳細はⅡ-2-2-1 参

照）．クリープ試験応力は引張の 80 MPaとした．試験温度は，図Ⅱ−２に示す試験部入口温度（Test 

Section Inlet Temperature : TSIT）で制御した．その温度条件は，TSIT =973±10 K／1553±

10 K（700±10 ℃／1280±10 ℃），保持時間を 3 分／3 分とする矩形状の熱サイクルとした．

この温度条件を設定した際の試験片まわりの温度は，予備実験の結果より図Ⅱ−５に示すように

流れの上流側の皮膜表面で最も温度が高く TSTIよりも 50〜100 K程度低い温度，皮膜基材界

面ではそれよりもさらに約 100 K低い温度を示し，燃焼ガスの下流側では，上流側の各点より

も 30〜200 K程度低い温度となり，試験片内部に有意な温度勾配下が生じている．なお，試験

片の長手方向（負荷軸方向）の温度分布は，試験片標点部の中央±8 mmの範囲で，±5 K以内

であった．TGC試験は定期的に中断しながら，60サイクル（総試験時間 6時間）まで継続した． 

	 TGC試験終了後，TBC試験片に対する損傷の非破壊検出を目的として，静電容量の測定を実

施した．その測定はⅢ−２章と同様に，LCRハイテスタを用いて交流インピーダンス測定により

行なった．測定の際には，図Ⅲ−１４に示すように，試験片標点部の TBC 皮膜表面と超合金基

材に測定端子を接触させて端子間の静電容量を測定した．このとき，基材側の測定端子は試験

片グリップ上部の金属基材が露出している面に接触させ，TBC 皮膜表面側の測定端子とともに
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移動させながら試験片標点部の全周にわたり測定を行なった．測定位置は，図Ⅲ−１４中で①と

②として示した負荷軸方向に異なる位置の二つの円周上とし，それぞれ試験片の中央から約 5 

mm離れた位置にある．測定に先立ち，測定端子を接触させる TBC皮膜表面には，イオンスパ

ッタリングを用いて金コーティングを施した．交流インピーダンス測定時の印加電圧および周

波数はⅢ−２章の結果を踏まえて，それぞれ 1 V, 500 kHzに設定した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ⅲ-3-1-2	 実験結果および考察 

	 Ⅱ部において 80 MPaの試験応力にて TGC 試験を行なった試験片では，60 サイクルの試験

終了時点で 0.2 %程度の永久ひずみを生じた（図Ⅱ−９参照）．しかし，試験片表面の光学顕微鏡

観察では，皮膜の割れやはく離といった顕著な損傷は認められなかった．その試験片に対して

静電容量の測定を行なった結果を図Ⅲ−１５に示す．この図では，TBC皮膜側の測定端子の位置

の関数として，静電容量の測定結果を表している．ここでは，TGC 試験において燃焼ガスの下

流側に面していた位置を 0 ºとし，時計回りに進角する座標系を設定している．図Ⅲ−１５では，

①および②のいずれも 0.7 pF程度の静電容量の値を示し，測定位置による違いはほとんどみら

れない．Ⅲ−２章で得られた知見によれば，この結果は静電容量の測定を実施した部分に TBC

の界面はく離が生じていないか，全周にわたり一様に界面はく離が生じているか，いずれにし

ても TBC試験片の状態に局所的な変化が無いことを意味している．これを検証するため，測定

箇所の断面観察を行ない，その結果を図Ⅲ−１６に示す．この図より，両測定位置ともに，顕著

な界面はく離は観察されなかった．しかし，測定位置②の 220〜270 ºの範囲において，微小な

界面はく離（界面上で長さ数百 µm）の発生が観察された．一方，図Ⅲ−１５の静電容量の測定

結果では，それら微小はく離の存在を示す兆候は認められない．静電容量の測定の際には TBC

皮膜側の測定端子を 30 º（試験片外周表面で約 1.6 mm）間隔で移動させながら測定しており，

それらはく離の寸法に対して測定間隔が過大であった可能性もあるが，これについては測定の

分解能あるいは精度に関わる重要な課題であり，より詳細な検討が必要である． 
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図Ⅲ−１４	 TGC試験を実施した TBC試験片に対する静電容量測定位置 
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図Ⅲ−１５	 TGC試験を実施した TBC試験片に対する静電容量測定結果 
80MPa+TGC973/1553 K-60サイクル実施後 
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図Ⅲ−１６	 TGC試験を実施した TBC試験片静電容量測定位置における 
断面の SEM観察結果 

80MPa+TGC973/1553 K-60サイクル実施後  
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Ⅲ-3-2	 CMAS 損傷に対する適用性	 

	 Ⅲ-3-1 節までは，主に TBC 皮膜の界面はく離について静電容量の測定による非破壊検出につ

いて述べてきた．しかし，序-2-2 節でも述べたとおり，TBC 皮膜の損傷形態は多岐にわたり，

TBC皮膜の割れやはく離のほかに，CMAS（たとえば土壌成分：CaO, MgO3, Al2O3, SiO2）のよ

うな外環境から侵入した物質が TBC皮膜に付着する損傷形態もまた重要である．そこで，本節

では，このように TBC表面に物質が付着する形態の損傷について，静電容量測定を介した検出

を試みる． 

 

Ⅲ-3-2-1	 供試材および実験方法 

	 供試材として，Ⅲ-2-2 節ならびにⅢ-2-3 節と同じく，実機 TBC 部材の形状を模擬した図Ⅲ−

１７に示すようなリング形状の TBC試験片を準備した．試験片作成手順は次のとおりである．

ⅰ）基材の TBC皮膜を成膜する面をブラスト処理する．ⅱ）ブラスト面のアークスパッタクリ

ーニング後，CoNiCrAlY 合金を LPPS 法によって膜厚約 100 µm ボンドコート層を成膜する．

ⅲ）ボンドコート表面をさらにブラスト処理する．ⅳ）8YSZを電子ビーム物理蒸着（Electron 

Beam Physical Vapour Deposition : EB-PVD）法によって膜厚約 300 µmのトップコート層を

成膜する．基材材質はステンレス鋼 SUS304であり，ボンドコートの化学組成は，Ⅲ-2-2-1およ

びⅢ-2-2-2の試験片と同じく，表Ⅲ−１に準じる．トップコートの化学組成は，表Ⅲ−４に示すと

おりである． 
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(100 µm thickness)�
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(300 µm thickness)�
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図Ⅲ−１７	 リング状 TBC試験片の模式図 

[wt.%]�

ZrO2 Y2O3� SiO2� TiO2� CaO� Fe2O3�

Bal.� 8.18� 0.11� 0.09� 0.31� 0.03�

表Ⅲ−４	 EB-PVD法によるトップコート成膜において使用した 8YSZ材の化学組成 
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	 本節では，リング形状 TBC試験片に対して，CMAS損傷を模擬した試験を行い，TBC表面に

物質が付着する状態を再現した．その実験は，図Ⅲ−１８に示す独自に開発した試験システムを

用いて行なった．これは，Ⅲ-3-1 節でも用いた燃焼雰囲気再現試験装置とその燃焼ガス流路に

CMAS モデル粒子を供給するための装置を組み合わせたものである．モデル粒子が，ターンテ

ーブル式の粉体定量供給装置から圧縮空気によって燃焼ガス流路中に投入され，燃焼ガス流路

中に設置された試験片に対して，燃焼ガスとともにモデル粒子を吹き付ける．この試験では，

モデル粒子として平均粒径 6 µmの工業用シリカパウダーを用いた．その形状および組成はそれ

ぞれ図Ⅲ−１９および表Ⅲ−５に示すとおりである．試験中，試験部入口温度（TSIT）を制御対

象として燃焼雰囲気再現試験装置の運転を行い，その温度を 1553 K（1280 ℃）一定に制御した．

燃焼雰囲気再現試験装置の運転開始後，TSIT が目標温度に到達した時点で，モデル粒子である

シリカパウダーの供給を開始し，45 あるいは 105 分間運転を継続した．試験中のシリカパウダ

ーの総供給量は，45分試験で 80 g，105分で 620 gの二種類とした． 
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図Ⅲ−１８	 リング状 TBC試験片に対する CMAS損傷再現試験の模式図 
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図Ⅲ−１９	 CMASモデル粒子として使用したシリカパウダーの形状 

SiO2� Al2O3� Fe2O3� CaO�
86~90� 2~5.0� 0.1~0.5� 0.01~0.5�

[wt.%]�
表Ⅲ−５	 CMASモデル粒子として使用したシリカパウダーの化学組成 
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	 燃焼雰囲気での暴露試験終了後，TBC 試験片は，洗浄を行い十分に乾燥させた．その後，試

験片に対して SEMによる微細構造観察とともに，交流インピーダンス測定による静電容量の測

定を実施した．静電容量の測定にあたっては，Ⅲ-2-3 節までと同様に，LCR ハイテスタの一対

の測定端子を基材側と TBCトップコート側双方から試験片を挟み込むように接触させて測定を

行なった．このときトップコート側の測定端子を移動させながら，リング形状の試験片全周に

わたり静電容量を測定した．なお，測定に先立ち，TBC トップコート表面には金をイオンスパ

ッタコートし電気伝導性を付与している． 

 

Ⅲ-3-2-2	 実験結果および考察 

	 燃焼雰囲気での暴露試験終了後の TBC 試験片に対して静電容量測定を行なった結果を図Ⅲ−

２０に示す．図Ⅲ−２０(b)のグラフの横軸は測定時の TBC トップコート側の測定端子の位置を

示している．これは，図Ⅲ−２０(a)に示すとおり，試験片下流側に面した位置を 0 ºとし，そこか

ら時計回りの角度として表示している．この結果より，まず，試験前の EB-PVD TBC試験片の

静電容量の変化（○のマーカーで表示）は，ほぼ平坦であり特筆すべき特徴は見られない．一

方，45 分間の試験を行ったもの（×のマーカーで表示）については，静電容量の値は，試験前

の結果とほぼ同程度であるが，試験片上流側（180 °前後）で，やや静電容量の値が高くなっ

ているように見える．そして，105分試験後の結果（▲のマーカーで表示）では，試験片上流側

の静電容量値の上昇が顕著であり，その他の箇所における測定値の 20倍を超える極めて高い静

電容量の値を示している． 
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図Ⅲ−２０	 シリカパウダーを含む燃焼ガス雰囲気で 105分間暴露試験を実施した 
TBC試験片に対する静電容量値の測定 

(a)測定位置および(b)測定結果 
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	 これらの TBC 試験片について，走査型電子顕微鏡（JSM-6360A，日本電子(株)）による形態

観察ならびに元素分析を実施した．その結果を図Ⅲ−２１〜図Ⅲ−２３に示す．図Ⅲ−２１は 45

分間の試験を行った TBC 試験片のトップコート表面の元素分析の結果である．図Ⅲ−２１(a)は

試験中，燃焼ガス流れの上流側に位置していた表面から，同図(b)はその下流側の表面からそれ

ぞれ得られた結果である．分析の対象とした元素は，TBC 皮膜トップコートの構成元素を代表

して Zr，そして CMASモデル粒子であるシリカパウダーの構成元素として Siを選択した．この

結果からトップコート表面で Si が検出され，シリカパウダーが付着していることがわかる．ま

た，Siの検出頻度は下流側よりも上流側でより高い．この傾向は図Ⅲ−２２の 105分間試験を行

なった試験片の分析結果においてより鮮明に現れている．以上のことから，シリカパウダーを

含む燃焼雰囲気に暴露された TBC試験片では，その TBC皮膜表面にシリカパウダーが堆積し，

さらに流れの上流側に面していた側に優先的にシリカパウダーの堆積が生じたことが明らかと

なった．なお，図Ⅲ−２３に示すとおり，本研究で実施した試験条件のもとでは，トップコート

内部へのシリカパウダーの浸透や，それにともなう皮膜構造の変化は認められなかった．また，

皮膜のはく離やなどその他の損傷は観察されなかった． 
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図Ⅲ−２１	 シリカパウダーを含む燃焼ガス雰囲気で 45分間暴露試験を実施した 
TBC試験片表面の Zrおよび Si元素マップ 

(a)上流側および(b)下流側 

図Ⅲ−２２	 シリカパウダーを含む燃焼ガス雰囲気で 105分間暴露試験を実施した 
TBC試験片表面の Zrおよび Si元素マップ 

(a)上流側および(b)下流側 
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	 ここで，先に述べた静電容量の測定結果（図Ⅲ−２０(b)）と試験後の観察および分析結果（図

Ⅲ−２１〜図Ⅲ−２３）とを比較すると，静電容量値が上昇した箇所は，試験片表面にシリカパ

ウダーの堆積が観察された箇所と一致することがわかる．EB-PVD法により成膜された皮膜の微

視組織は，図Ⅲ−２３のようにサブマイクロメートルオーダーの微小空孔を含む独立した柱状結

晶から構成され、通常その結晶間は空隙となっているが，シリカパウダーを含む燃焼雰囲気中

での暴露試験により，表面近傍の空隙にシリカパウダーが充填されたものと考えられる． 

	 ここで，シリカパウダーの付着した TBC皮膜の静電容量をコンデンサモデルにより検討する．

まず，シリカパウダーが付着する前の TBC の状態を図Ⅲ−２４(a)に示すように，空隙（空気）

層と部分安定化ジルコニア（8YSZ）層の各要素が直列に接続されたものと仮定すれば，その静

電容量 Cbeforeは， 

 

(Ⅲ−21) 

 

として表すことができる．ここで，CAirおよび CTBCは，それぞれ空気層および TBC 層の静電容

量である。空気層の静電容量 CAirは 

 

(Ⅲ−22) 

 

であり，ε0は真空誘電率，εAirは空気の比誘電率，Aは極板として機能する領域の面積そして DAir

は空気層の相当厚さを表している．同様に，8YSZ層の比誘電率と相当厚さをそれぞれ，ε8YSZと

D8YSZとすれば，8YSZ層の静電容量 C8YSZも次式のように表すことができる． 

 

(Ⅲ−23) 

 

式(Ⅲ−22)および式(Ⅲ−23)を式(Ⅲ−21)に代入することによって，図Ⅲ−２４(a)に示すシリカパウ

Zr �Si �50 µm 

図Ⅲ−２３	 シリカパウダーを含む燃焼ガス雰囲気で 105分間暴露試験を実施した 
TBC試験片表面近傍の断面における形態観察結果および Zr,Si元素マップ 
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ダーが付着する前の静電容量 Cbeforeは，次式のように表せる． 

 

(Ⅲ−24) 

 

一方，表面にシリカパウダーが付着した後の TBCの状態を，図Ⅲ−２４(b)に示すように，図Ⅲ−

２４(a)の空気層と 8YSZ層に加えてさらにシリカ層の要素を直列に接続したモデルと仮定する．

本モデルでは，シリカの付着によって空気層がシリカ層に置換されていく状態を考える．シリ

カ付着後の TBC の静電容量 Cafterは，シリカ層の静電容量を CSiO2とし，シリカ付着後の空気層

の静電容量を CAir_aとすれば 

 

(Ⅲ−25) 

 

と表すことができる．シリカ層の比誘電率および相当厚さをそれぞれ，εSiO2と DSiO2とすれば，

シリカ層の静電容量 CSiO2は次式のように表すことができる． 

 

(Ⅲ−26) 

 

シリカの付着により空気層の体積が減少することで空気層の相当厚さは減少していくため，シ

リカ付着後の空気層の静電容量 CAir_aは，式(Ⅲ−22)を修正し，次式のように表せる． 

 

(Ⅲ−27) 

 

式(Ⅲ−23)，式(Ⅲ−26)および式(Ⅲ−27)を，式(Ⅲ−25)に代入することによって，図Ⅲ−２４(b)に示

すシリカパウダーが付着した後の静電容量 Cafterは，次式のように表せる． 

 

(Ⅲ−28) 

 

これをシリカパウダー付着前の TBC の静電容量 Cbeforeとの比として表すと，式(Ⅲ−24)および式

(Ⅲ−28)より 

 

(Ⅲ−29) 

 

となる．式(Ⅲ−29)に基づいて計算したシリカパウダー付着後の静電容量の変化率 Cafter/Cbefore を
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図Ⅲ−２５に示す．この図の横軸には，シリカパウダーの空気層への充填率 DSiO2/DAirをとってい

る．シリカ付着前の空気層の相当厚さ DAirは，TBC 皮膜の気孔率によって決定されるものであ

り，その気孔率は 7, 15および 30 %の３種類について計算を行なった．なお，Ⅰ部において実施

した TBC トップコートの密度測定の結果（表Ⅰ−４参照）より，ジルコニア APS トップコート

の密度は 5.59 g/cm3，ジルコニア EB-PVDトップコートの密度は 5.09 g/cm3であり，ジルコニア

のバルク体の密度は 6程度であるⅢ−11)ことから，実際の TBC皮膜の気孔率は 7〜15%程度である

ことがわかる．図Ⅲ−２５から，シリカの付着によって測定される系の静電容量が高くなること

がわかる．この結果は，実際の測定結果（図Ⅲ−２０参照）と矛盾はない．このような，シリカ

の付着に伴う静電容量の上昇は，空気より比誘電率の高いシリカが，TBC 中の空気層と置換す

ることで静電容量が高くなったと考えられる．また，そのシリカサイトとなり得る空気層がよ

り多く存在する気孔率の高いモデルほど，静電容量の増加が顕著となる．以上の結果より，CMAS

損傷のような TBC皮膜の表面に物質が付着する形態の損傷も，交流インピーダンス測定による

静電容量の変化を介して非破壊で検出可能であることが明らかとなった． 
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Ⅲ−４章	 結言 
 

	 Ⅲ部では，ガスタービン用遮熱コーティング部材が受ける損傷を非破壊的に検出する手法に

ついて検討した．本研究では，実機の保守・点検の作業においてもその場で適用可能な技術と

なることを念頭に置き，市販の LCRハイテスタによる交流インピーダンス測定から，TBC部材

の静電容量を介した損傷検出手法の実施を試みた．対象とした損傷は，外観検査からは検出が

困難であり，かつ TBC 部材の寿命に重大な影響を及ぼす TBC 皮膜トップコートのはく離と

CMAS損傷である． 

	 Ⅲ部より得られた知見を以下にまとめる． 

 

1) 	 交流インピーダンス測定は，LCR ハイテスタの一対の測定端子（電極）を，測定対象に

直接接触させることで端子間の静電容量を測定する．本研究では，まず TBC試験片の TBC

皮膜の界面はく離を主たる検出対象とし，界面をはさみ，金属基材側とセラミックトップ

コート側にそれぞれ測定端子を接触させることで TBC試験片の静電容量を測定することが

でき，TBC 試験片中の人工的なトップコートの界面はく離（不完全溶着部）の存在を，静

電容量値の低下として検出することができた（図Ⅲ−６参照）．交流インピーダンス測定に

おいては，測定端子と測定対象間の誘電正接の低減への配慮と，測定時の印加電圧の周波

数への注意が必要であり，本研究では，セラミックトップコートの表面に金の導電性薄膜

をイオンスパッタコートしたうえで，測定時の印加電圧の周波数を 500 kHzとすることで良

好な測定状態が得られた．なお，本手法は，トップコートのはく離が時間とともに進展す

る場合にも，静電容量の連続的な変化としてモニタリングすることが可能であった（図Ⅲ−

８および図Ⅲ−１２参照）． 

2) 	 シリカパウダーを含む燃焼ガス流れ場において TBC 試験片の高温暴露試験を行い，

CMAS損傷の再現試験を実施したところ，試験片の TBC皮膜表面には，シリカの堆積が観

察され，特に燃焼ガス流れの上流側において顕著であった（図Ⅲ−２１，図Ⅲ−２２参照）．

これらの試験片に対しても，交流インピーダンス測定による静電容量測定を実施した．そ

の結果，シリカ付着箇所において静電容量の測値が有意に上昇することが明らかとなった

（図Ⅲ−２０参照）．すなわち，本手法は，トップコートのはく離のみならず TBC皮膜表面

に付着物があるような損傷形態に対しても適用可能である． 

3) 	 Ⅲ部における一連の検討から，交流インピーダンス法による静電容量測定が TBC部材の

損傷の非破壊検出手法として，有用な手法となり得ることが明らかとなった．本手法では，

測定端子を接触させる TBC皮膜表面に局所的に電気伝導性を付与できれば，もう一方の測

定端子を部材の金属基材露出部に接触させるだけで測定が可能であり，実際の保守・点検
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の作業場でも十分に実施可能であるといえる．さらに，図Ⅲ−１２のような損傷の程度と静

電容量の値との関係を予め求めておけば，静電容量の測定により損傷の定量評価も可能に

なる．一方，本手法の実施の際には，測定対象（形状，材質など）に応じて，測定値のば

らつきや誘電正接の影響を最小化するよう測定時の印加電圧の周波数を適切に設定する必

要がある．同様に，測定端子間の位置関係にも注意が必要であり，理想的には測定端子間

の位置関係（距離）を一定に保つことが望ましい．一方，本手法では，微小な損傷（はく

離）の検出精度に課題を残している（図Ⅲ−１５，図Ⅲ−１６参照）ほか，測定対象に静電

容量を低下させる損傷現象と上昇させる損傷現象とが両方存在する場合，それらをどのよ

うに区別するのかについても，先に述べた測定上の留意点とともに，実部材への適用に向

けた課題といえよう． 
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結論 
	  

	 本論文では，ガスタービン動静翼材に代表される，表面を遮熱コーティング（Thermal Barrier 

Coating : TBC）によって被覆したガスタービン高温部材の損傷について，それが特殊な複合材

料系であること，機械的負荷，熱，流体，など多くの因子によって支配される複雑な損傷を受

けること，さらにはエネルギ需給や航空機の運用にも関わる社会的影響力の大きさに鑑みて，

TBC 部材のリスクコントロールに関する基礎的な検討を行なった．すなわち，『TBC 皮膜の基

礎的物性の把握』，『TBC損傷の実燃焼場再現試験』および『TBCの損傷の検出』の三つの観点

から，これまで実験的な再現が困難であった実機使用環境を模擬した条件下で TBC部材の損傷

を再現し，その特徴を分析，評価，解析するとともに，損傷の非破壊検出技術に関しても基礎

的検討を行った．得られた知見を以下のように総括する． 

 

	 Ⅰ部では，TBC 部材の設計とそこで発生する損傷解析の際に基礎となる各種機械的特性およ

び材料的特性の測定を行なった．それにより，TBC 皮膜の機械的特性は，その微視的構造に非

常に敏感で，かつ顕著な異方性を示すこと，その挙動はある種の複合材料のようであり，たと

えば TBC皮膜トップコートの弾性係数は，セラミック相と空隙相とが複合化されたものとみな

すことができ，各相の存在形態の違い（成膜方法の違いによる）によって特性が大きく変化す

ることを示した．また，実際に TBC皮膜として成膜した場合，その成膜プロセスや各層の材質

の組合せによっても特性が変化することを明らかにした．このことは，各皮膜層単体としての

特性はバルク体と大きく異なり，TBC 皮膜として成膜された状態での評価が必要であり，TBC

部材の健全性評価にあたっては特に配慮が必要であるといえる．また，同様のことが部材内の

残留応力状態や皮膜密着強度に対してもいえることを示した． 

	 Ⅱ部では，TBC試験片に対して，熱機械的負荷を加え TBC損傷の再現実験を行なった．ここ

ではⅠ部で得られた知見も踏まえて，実機環境に近い試験条件をより高度に再現することに注

力し，ガスタービン実機で使用されているものと同型の燃焼器と力学的負荷試験装置とを組み

合わせた新規の試験システムを開発した．その上で，制御された燃焼雰囲気において TBC試験

片に対してクリープ負荷を加えたときの試験片の損傷を評価した．その結果，開発した試験シ

ステムを用いれば，TBC 試験片内部に燃焼ガスの流れに依存した有意な温度勾配（温度の高低

差）を再現したうえで力学的負荷も付与できることを実証した．そして，一連の特殊実験によ

り，TBC 試験片中に発生するき裂の密度には測定場所による依存性が見られ，燃焼ガス流れ場

（温度場）の影響を受けた損傷が発生することを明らかにした．たとえば，平易な予測に反し

て，高温度の上流側よりも温度の低い下流側でき裂の発生密度が高いことを示した．これを受

けて，特に温度勾配の効果に注目し，温度勾配下での基材のクリープ変形について新たに解析
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モデルを開発し実験との比較検討を行なった．その結果，変形拘束型のクリープ変形が生じる

場合には，温度勾配によって生じる熱応力の影響を受けて，負荷開始直後には低温側基材部で

高レベルの引張応力が発達し，時間とともに高温側を上回る大きさのクリープひずみが生じ，

低温側で優先的に損傷が生じ得ることを解析的に明らかにした．ただし，この傾向は機械的負

荷および温度条件に強く依存するものであり，かつ経時変化が有意であることも解析により示

した．一方で，熱サイクルによる周期的な温度変動によりクリープ負荷中の試験片の変形量が

大きくなる場合があることが明らかとなった．実機部材は，温度勾配を持つことに加えて運転

状態によりその温度が変化する．こうした条件下における力学状態の影響についても，今後，

詳細な実験的・解析的検討が必要であると考えられる．以上のことから，今後，遮熱特性に優

れた高機能 TBCと冷却性能に優れた動静翼が開発され，利用されていく中で，それに付随して

生じる特殊な力学的因子への配慮が必要であると言えよう． 

	 Ⅲ部では，TBC 部材の損傷を非破壊検出する技術について議論した．本研究では，実機の保

守・点検の作業場においても適用可能な技術になり得ることに力点をおいて検討を行った．こ

こでは，可搬型の LCR ハイテスタを用い，交流インピーダンス測定から TBC 部材の静電容量

を介した損傷検出手法を試みた．その結果，測定条件を適切に設定すれば，TBC 皮膜の界面は

く離や無機質燃焼生成物の堆積による損傷（CMAS損傷）を検出できることが明らかとなった．

界面はく離は，静電容量値の低下として検出され，一方，CMAS 損傷については，静電容量値

の上昇としてその存在を検出することができた．また，提案手法は界面はく離が時間とともに

進展する場合に対しても，静電容量の経時変化として捉えることが可能であった． 

 

	 以上を要約すれば，今後，より一層高い性能が要求されるガスタービン高温部材の設計およ

びその運用にあたり，TBC皮膜（部材）の力学的物性の特徴を十分に考慮した上で（Ⅰ部），実

際の部材の使用状態に適した評価手法によって部材の損傷現象，寿命を評価することが重要で

ある．本研究の結果（Ⅱ部）によれば部材内の温度勾配の程度と力学的な外部負荷とのかねあ

いで，損傷が優先的に起こり得る場所が決まり，それが時間とともに変化すること，それゆえ

に破壊の起点を特定するにはこれらの知見が不可欠で，かつ第一次的要因となり得ることが明

らかとなった．これは従来の実機の損傷検査において，結果の『ばらつき』としてみなされて

いたような損傷現象も，明確な力学的背景に基づく再現性の高い現象であることを示すものと

言えよう．従来，このような『ばらつき』はコントロールできない要因として，設計や保守管

理上の統計学的処理と安全マージンの拡張によって対応されてきたが，それに係わる現象の力

学的背景を知ることによって，安全マージンの縮小分を（コスト）パフォーマンス向上に転換

することが可能になるといえよう．そして，Ⅲ部で検討したような非破壊検査技術は実機の作

業場でも使用可能な健全性評価あるいは余寿命評価・予測技術になり得ると期待される． 
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