
 

平成 30年度 

 

長岡技術科学大学 大学院工学研究科 博士後期課程 

 

 

博士論文 

 

エンジン用構造部材として用いられる鋳鉄の 

疲労メカニズムと鋳造プロセスを考慮した疲労設計法 

 

 

 

 

 

材料工学専攻 

15700586 

白土 清 

 

 

指導教員 

宮下 幸雄 准教授 

2018年 6月 



 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



目次 

第1章 緒論 

1.1 本研究の背景      1 

1.2 本研究に関わる従来の研究     8 

1.2.1 疲労メカニズムおよびその支配因子の解明  8 

1.2.2 疲労メカニズムに基づく疲労限度予測方法の検討 10 

1.2.3 数値解析を利用した製品各部の疲労限度の予測 12 

1.3 本研究の目的      15 

参考文献       16 

 

第2章 片状黒鉛鋳鉄の疲労特性と疲労限度予測 

2.1 はじめに       20 

2.2 供試材および試験方法     25 

 2.2.1 供試材      25 

  2.2.2 引張試験      33 

  2.2.3 回転曲げ疲労試験     33 

2.2.4 き裂伝ぱ試験     34 

  2.2.5 最大黒鉛寸法の予測    37 

2.3 試験結果および考察     39 

 2.3.1 弾塑性挙動     39 

 2.3.2 疲労強度特性     40 

 2.3.3 従来の疲労限度予測式の検証   43 

2.3.4 疲労強度に及ぼす基地組織の影響   45 

2.3.5 疲労き裂伝ぱ挙動     48 



2.3.6 疲労限度評価方法の検討    56 

2.4 結言       60 

参考文献       61 

 

第3章 各種鋳鉄の疲労強度に及ぼす黒鉛形状の影響 

3.1 はじめに       65 

3.2 供試材および試験方法     65 

 3.2.1 供試材      65 

 3.2.2 回転曲げ疲労試験     66 

  3.2.3 レプリカ法による疲労き裂の発生・進展挙動の観察 66 

 3.2.4 最大黒鉛寸法の予測    67 

3.3 試験結果および考察      69 

 3.3.1 疲労強度特性     69 

 3.3.2 疲労き裂の発生・伝ぱ挙動    74 

 3.3.3 疲労限度の予測     79 

3.4 結言       83 

参考文献       83 

 

第4章 片状黒鉛鋳鉄の疲労強度に及ぼす平均応力の影響 

4.1 はじめに       86 

4.2 供試材および実験方法     87 

 4.2.1 供試材      87 

 4.2.2 回転曲げ疲労試験     87 

 4.2.3 軸荷重疲労試験     88 



4.3 試験結果および考察      89 

 4.3.1 疲労強度に及ぼす負荷状態の影響   89 

  4.3.2 疲労強度に及ぼす平均応力の影響   89 

 4.3.3 軸荷重疲労限度の予測    91 

 4.3.4 応力比が異なる場合の疲労限度の予測  94 

 4.3.5 応力評価方法の検討    97 

4.4 結言       103 

参考文献       104 

 

第5章 片状黒鉛鋳鉄の凝固解析による疲労限度予測 

5.1 はじめに       106 

5.2 階段状鋳物の凝固解析方法     108 

 5.2.1 供試材      108 

 5.2.2 階段状鋳物の凝固解析    109 

5.3 階段状鋳物の凝固解析結果     114 

5.4 疲労限度の予測方法の検討     122 

 5.4.1 共晶セルサイズの予測精度検証   123 

 5.4.2 最大黒鉛寸法と疲労限度の予測   124 

5.5 製品の耐久性評価への適用     134 

5.6 結言       139 

参考文献       139 

 

第6章 総括        142 

謝辞 



 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

第 1章 

緒論 



 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



1 

 

1.1 本研究の背景 

鋳造とは，図 1.1 に示すように溶融させた金属を砂や金属で造った鋳型に流し込み，

冷却凝固させることにより所定の形状の金属を成形する加工方法である．鋳造は切削加

工などに比べ材料の無駄が少なく，複雑な形状の製品を安価に製造可能であることから，

幅広い用途に使用されている金属加工方法である． 

2011 年の鋳造品の国内生産量を図 1.2 に，片状黒鉛鋳鉄，球状黒鉛鋳鉄の用途の内

訳を，図 1.3 および図 1.4 にそれぞれ示す(1)．図 1.2 から，鋳造品の総生産量の 64%を

鋳鉄製品(片状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄の鋳造品)が占め，その中でも片状黒鉛鋳鉄

の割合が全体の 40%と大きな割合を占めていることがわかる．さらに，図 1.3 および図

1.4 から，片状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄ともに，総生産量の約 60%が自動車用のエ

ンジンや車両の構造用部材として使用されていることがわかる． 

鋳造品の国内生産量の 2011 年から 2016 年の推移を図 1.5 に示す(2)．同図から各鋳造

品の国内生産量に大きな変動は無く，今後も自動車用のエンジンや車両の構造用部材と

しての鋳鉄の大きな需要は維持されるものと考えられる．各鋳造品の単価を図 1.6 に示

す(1)．同図からわかるように，鋳鉄製品(片状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄の鋳造品)は

他金属の鋳造品に比べ安価であることも大きな利点と考えられる． 

鋳造による金属の加工方法の最大の特徴は，例えばエンジンのシリンダヘッド内部の

ウォータージャケットや吸気ポートや排気ポートなどの複雑な中空形状を得るために

中子と呼ばれる鋳型にはめ込む砂型を用いることにより，他の加工方法に比べ製品形状

の自由度が高い点にある(3)(4)．実際にシリンダヘッドを鋳造する際に用いられる中子の

形状を図 1.7 に示す．同図中の(a)にウォータージャケット，(b)に吸気ポート，(c)に排

気ポートの中子の形状を示す．また，実際に砂型鋳造により製造されたシリンダヘッド

を図 1.8 に示す．同図(a)は上面図，(b)は断面図である．断面図よりシリンダヘッドの

内部には中子により形成された複雑な中空の空間が存在することがわかる． 
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鋳造製品に用いられる材料の中でも，片状黒鉛鋳鉄は良好な鋳造性により複雑な形状

の製品を安価に製造可能であり，切削性にも優れることから，古くからエンジン用構造

部材として，ブラケットなどの比較的小さな部品からシリンダブロックやシリンダヘッ

ドなどの大型な部品に至るまで，幅広い用途に使用されている材料である． 

他方，地球温暖化などの環境問題や省エネルギーの観点から，エンジンにはさらなる

軽量化，高機能・高効率化が求められる．これらの要望に応えるため，高温，高負荷状

態に耐えるエンジン用構造部材として片状黒鉛鋳鉄から，芋虫状黒鉛鋳鉄や球状黒鉛鋳

鉄への材料の置換も行われている(5)(6)(7)．また，鋳造の際には，機械的性質の向上を目

的として，添加剤が用いられる．例えば，片状黒鉛鋳鉄には，強度向上のために Cu，

Sn，Cr，Mo が添加される．芋虫状黒鉛鋳鉄には，黒鉛の芋虫状化のために Mg が，強

度向上のために Cu，Sn，Cr，Mo が添加される．球状黒鉛鋳鉄には，黒鉛の球状化の

ために Mg が，強度向上のために Si，Ni，Cr，Mo，V などが添加される．これらの添

加剤の中には Ni，Cr，Mo，V など多くのレアメタル(8)が用いられており，形状の無駄

を省きレアメタルの使用を抑えることも製造上の課題の一つと言える．このような様々

な要求から，最低限の重量で，高温，高負荷状態に耐えるエンジン構造用部品を設計す

るためには，材料の特性を十分に理解することが必要である． 

図 1.8 に示したシリンダヘッドのような，大型で複雑な形状をした鋳造品は，製品の

各部で肉厚が様々に変化するため，鋳造時の冷却速度が部位毎に異なる．そのため，精

製される材料組織の違いに起因して引張強さや疲労限度が製品の場所毎に大きく異な

ることが，設計，製造上の大きな問題となっている．(ここで，引張強さとは，引張試

験中に観察される最大応力のことであり，疲労限度とは，疲労試験において試験片が破

断せずに繰り返し数が 107回に達したときの応力振幅(107回時間強度)のことである．) 

しかし，設計初期の段階で製品各部の引張強さや疲労限度の差を把握して設計を行う

ことは困難であるため，耐疲労強度設計においては鋳鉄の引張試験や疲労試験により得
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られた引張強さや疲労限度のデータをもとに，その強度が製品各部の強度を保証するも

のと仮定して修正グッドマン線図を作成し製品設計を行っている．そのため，製品の最

弱部の強度を過大評価した設計，製造がなされる可能性があり，このような部位を検出

し改善するために，試作品を用いた設計と評価を何度も繰返す必要がある． 

製品各部の引張強さや疲労限度の差を抑えるために，タグチメソッドを用いたロバス

ト性の検討なども行われている(9)．しかし，ロバスト性の検討にはパラメータを振った

多くの実験が必要となるため，検討には多くのコストと時間が必要となる．そこで，鋳

造解析などを用い効率的に検討を行うことが考えられるが，既存の鋳造解析ソフトは，

片状黒鉛鋳鉄の組織や硬さ，引張強さの予測は可能だが，疲労限度までは予測ができな

いため，疲労限度の予測方法を検討する必要がある．また，ロバスト性の検討により製

品各部の引張強さや疲労限度の差の程度を低減できても，実際には複雑な形状をした製

品各部の材料強度を均一にすることは現実的では無く，製品各部の強度の差を許容した

設計を行う必要がある．例えば，疲労限度の差を許容した設計を行うには，疲労限度に

違いを生じさせる支配因子を理解し，製品各部の支配因子の程度から疲労限度の違いを

予測する必要がある．しかし，設計・製造の現場で疲労試験を行う際には，設計検討用

の疲労限度の測定に主眼が置かれ，疲労き裂の発生を支配する因子，き裂進展や破壊に

至るメカニズムについては十分に調査されないことが多い．そのため，鋳造時に製品各

部の冷却速度が異なる際に生じる各部の疲労限度の差を正確には予測することが出来

ないため，製品各部の疲労限度の差を考慮した設計検討は行われていない． 

また，エンジン構造用部品は，ボルト締結や燃焼圧力などの負荷により，引張り，圧

縮や曲げなど部位毎に様々な負荷状態に曝され，さらに疲労限度は平均応力の影響を受

ける．そのため，設計検討の際には，様々な負荷状態下における疲労限度を予測し，耐

久性評価をする必要がある． 
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(a) Pouring 

(b) Cooling and solidification (c) Open frame 

Fig. 1.1 Overview of prototype casting process. 
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Fig. 1.2 Breakdown of domestic casting production in 2011. 

Fig. 1.3 Breakdown of domestic gray cast iron applications in 2011. 

Fig. 1.4 Breakdown of domestic spheroidal graphite cast iron applications in 2011. 
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Fig. 1.5 Changes in production volume of domestic casting production  

from 2011 to 2016. 

Fig. 1.6 Unit cost of casting production in 2011. 
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Fig. 1.7 Sand core used for casting of cylinder head. 

 (b) Intake port 

 

(c) Exhaust port 

(a) Water jacket 

 

Fig. 1.8 Cylinder head produced by casting. 

(b) Sectional view 

(a) Top view 
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1.2 本研究に関わる従来の研究 

1.1.節で述べたように，エンジンのシリンダヘッドやシリンダブロックのように大き

く複雑な形状をした鋳造品は，鋳造時の各部の冷却速度の違いから，製品各部の組織が

異なるために引張強さ，疲労限度が異なる．また，冷却速度を均一にすることは困難で

あることから，設計検討時には製品各部の強度の差を許容した設計をする必要があるが，

従来の試作と評価を繰返す設計方法は多くのコストと時間が必要となる．また，大きく

複雑な製品各部の強度の差を把握することは不可能である．そこで，コンピュータを用

いた数値解析により製品各部の強度を予測し設計検討に活用することが望まれる．しか

し，既存の鋳造解析ソフトは，片状黒鉛鋳鉄の組織や硬さ，引張強さの予測は可能だが，

疲労限度までは予測ができないため実働状態を考慮した設計検討への活用が進んでい

ない． 

鋳造解析ソフトによる片状黒鉛鋳鉄の疲労限度の予測手法の確立には，以下の課題を

検討する必要がある． 

・疲労メカニズムおよびその支配因子の解明 

・疲労メカニズムに基づく疲労限度予測方法の検討 

・数値解析を利用した製品各部の疲労限度予測手法の確立 

これらに関する従来の研究を以下に示す． 

 

1.2.1 疲労メカニズムおよびその支配因子の解明 

鋳鉄材の疲労限度の予測方法を確立するには，鋳鉄の疲労メカニズムを理解し，疲労

き裂の発生，伝ぱ挙動に影響を及ぼす支配因子を把握することが重要である． 

片状黒鉛鋳鉄の静的な荷重に対する破壊挙動については石野(10)(11)や Z.R.He(12)らに

よる報告があり，き裂は負荷の初期に片状黒鉛の割れや黒鉛と基地の界面の剥がれによ

り発生すること，基地の引張強さの半分以下の応力で破断に至ることが報告されている． 
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また，安江(13)や G.N.J.Gillbert(14)らによる応力-ひずみ挙動の観察から，鋳鉄の応力-

ひずみ線図に現れる非線形性は，基地の単純な弾-塑性挙動だけではなく，負荷によってま

ず黒鉛部の弾性変形が起こり，さらなる負荷により黒鉛部先端に微視的な降伏が発生し，

負荷が増大するにつれて降伏領域が拡大してゆくことにより引き起こされること,引張強

さに対して非常に低い応力レベルから発生することを明らかにしている． 

T.Bruce ら(15)は転がり接触疲労下における風車翼のギヤボックスに用いられるベア

リング材のき裂発生挙動について，黒鉛の静的な破壊挙動と同様に，疲労過程の初期に

介在物内部や基地と介在物の界面にき裂が発生すること，発生したき裂が基地中に伝ぱ

することを報告している．JW Fash ら(16)，西谷ら(17)は片状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳

鉄の疲労き裂の発生，進展挙動の連続観察を行い，き裂は全寿命の初期に基地組織の黒

鉛先端部に発生し，隣接するき裂と連結しながら進展することを報告している． 

大和田野ら(18)は片状黒鉛鋳鉄、芋虫状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄について，基地組

織の違いによるき裂進展速度と応力拡大係数範囲の関係を調査し，球状黒鉛鋳鉄や芋虫

状黒鉛鋳鉄は基地組織の影響が小さいが，片状黒鉛鋳鉄はフェライト基地よりもパーラ

イト基地の方がき裂伝ぱ抵抗が大きいことを示した．さらに，片状黒鉛鋳鉄のき裂伝ぱ

抵抗は，球状黒鉛鋳鉄や芋虫状黒鉛鋳鉄に対して低いことを示した．また，山辺ら(19)

は球状黒鉛鋳鉄のき裂伝ぱ挙動について，微小き裂の下限界応力拡大係数範囲に対し，

長いき裂の下限界応力拡大係数範囲は，き裂開閉口挙動の影響を受けるため高い値とな

ることを示している． 

 上述のように鋳鉄の破壊挙動に関する研究は多く行われ，鋳鉄の黒鉛形状や基地組織

は機械的性質に大きな影響を及ぼす因子であることがわかっている．しかし，疲労強度

に対する基地組織，黒鉛形状の影響は十分に解明されていない． 
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1.2.2 疲労メカニズムに基づく疲労限度予測方法の検討 

大きく複雑な形状をした鋳造品は製品各部の冷却速度が異なるために，引張強さや疲

労限度に違いを生じるが，製品各部の強度を確認するのは困難であり，破壊メカニズム

や支配因子に基づき，各部の強度を予測する方法を検討する必要がある．今日までに提

案されている強度の推定には以下のような手法がある． 

 

・経験式による強度の予測 

従来，製品開発時の設計検討では，材料の引張強さや疲労限度を推定するために，簡

便な経験式により引張強さや疲労限度の予測を行ってきた．例えば，片状黒鉛鋳鉄の硬

さと引張強さや，引張強さと両振り疲労限度は比例関係にあることが知られており，設

計検討の際には，引張強さや疲労限度の推定として，式(1.1)，式(1.2)のような経験式が

用いられることが多い(20)(21)． 

 

・引張強さ推定の経験式 

𝜎𝐵 ≅ 1.67𝐻𝐵 − 83   (1.1) 

・曲げ疲労限度推定の経験式 

𝜎𝑤 ≅ 0.5𝜎𝐵    (1.2) 

 

ここで、σBは引張強さ，HBはブリネル硬さ，σwは疲労限度である． 

他方，古郷ら(22)は，鋳造条件の異なる球状黒鉛鋳鉄の引張強さおよび疲労限度を比較

し，引張強さ σB のばらつき 455~920MPa に対して，疲労限度 σw のばらつきは

110~123MPa と，とても小さいことを示している．このことは経験式(1.2)の，再検討

が必要なことを示唆している． 
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・黒鉛の寸法や形状に着目した強度予測 

遠藤(23)は，球状黒鉛鋳鉄の表面を電解研磨することにより黒鉛を除去した試験片によ

り疲労試験を実施し，通常の球状黒鉛鋳鉄と電解研磨後の鋳鉄の疲労強度に差が無いこ

とから，球状黒鉛鋳鉄の黒鉛を欠陥とみなせることを実験的に示した．また，藤原ら(24)

は，片状黒鉛鋳鉄について黒鉛の長さと引張強さの関係を調査し，黒鉛の最大長さと引

張強さに負の相関があること，疲労強度は引張強さに依存することを示した． 

村上(25)は微小欠陥が疲労強度に及ぼす影響について，負荷方向に垂直な面へ欠陥を投

影した面積の平方根√area を用いて評価する方法の有効性を示した．さらに，酒井ら(26)

は，球状黒鉛鋳鉄の疲労破壊の起点となる黒鉛について調査を行い，黒鉛部の面積の平

方根から√area を求め，√area と疲労寿命の間に明確な相関があることを示した． 

上述のように，過去の研究から，鋳鉄の黒鉛寸法と疲労強度には強い関連性があるこ

とがわかっている．鋳鉄製品は冷却速度により黒鉛寸法以外に，基地組織の機械的性質

も異なることから，これらを考慮した疲労限度の予測方法の検討が必要である． 

 

その他の予測手法として，以下のような方法が提案されている． 

 

・解析による強度の予測 

井口ら(27)により，片状黒鉛鋳鉄の疲労限度を予測するために，対象とする部位の片状

黒鉛鋳鉄の黒鉛の形状や分布を詳細にモデル化した有限要素応力解析を行い，黒鉛をき

裂と仮定して疲労限度を予測する手法が提案されている．この方法はモデル化した部位

の詳細な調査を可能とするが，製品全体をモデル化して調査することは困難であり，製

品開発中に不具合を起こした部位に対して原因を調査する際に用いるなど，用途は限定

的になるものと考えられる． 
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・超音波探傷技術による推定 

蜂須賀ら(28)は，球状黒鉛鋳鉄中を伝わる音速と鋳鉄中の黒鉛の球状化率やヤング率に

は相関関係があることを示した．また，山田ら(29)は，この特性を利用し音速と引張強さ

の相関関係から，超音波探傷機を活用した引張強さの予測の可能性を示した．このよう

な比較的簡便な手法は製造工程の品質検査に有効な手法と考えられる． 

 

・X 線応力測定による鋳鉄の疲労限度の評価 

青山ら(30)は，片状黒鉛鋳鉄，黒心可鍛鋳鉄，球状黒鉛鋳鉄について，基地となる鋼の

降伏応力と X 線測定により推定した表面層の降伏応力の比が，鋼の疲労限度と各鋳鉄

の疲労限度の比に概ね一致することを明らかにし，X 線測定による各鋳鉄の疲労限度の

予測が可能であることを示した．本手法も，超音波探傷技術と同様に製造工程の品質検

査に有効な手法と考えられる． 

 

 

1.2.3 数値解析を利用した製品各部の疲労限度の予測 

今日までの数値解析技術の発展に伴い，鋳造時の湯流れや凝固の現象をコンピュータ

により予測する技術をパッケージ化した鋳造解析ソフトが商品化されている．工業界に

おいても鋳鉄に関して鋳造解析を活用した様々な検討が行われている．例えば，製造プ

ロセスにおける引け巣などの欠陥の低減させるための鋳造方案の検討について，田中(31)

は，簡易的な形状の金型傾斜鋳造の巣の発生について実験と鋳造解析の比較を行い，鋳

造解析は巣の発生場所を精度よく予測可能であり，これを用いて鋳造条件の適正化が可

能であることを示した．さらに，実部品への適用例として，藤城ら(32)による船舶用シリ

ンダヘッドの鋳造欠陥低減，石川ら(33)によるフライホイールの引け巣の改善など多くの

事例がみられる． 
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また，齋藤ら(34)は，製造工程において厳密に制御することが困難な溶湯温度や鋳込み

速度に対して，鋳造解析とタグチメソッドを活用することにより鋳造欠陥発生に対する

ロバスト性の向上を検討した事例を報告している．このように，製造プロセスにおける

不具合の低減に対して，鋳造解析は大きな役割を果たしつつある． 

鋳造品質の大きな問題の一つに残留応力がある．残留応力は欠陥などとは異なり目に

見えないため，大きい残留応力が生じている部位の特定が困難であり，従来は経験的に

残留応力が大きいと考えられる部位にひずみゲージを貼りつけ，切断法により残留応力

を検証していた．このため，複雑な部品になると調査に時間が掛かり，部品全体の残留

応力を把握することは不可能であった．荻野ら(35)は，1 軸簡易モデルを用いた残留応力

の実験結果と解析結果の比較から，残留応力の予測には，鋳造解析において冷却速度を

実際の冷却速度に合わせ，線膨張係数などの機械的性質の温度依存性を考慮することで，

実験結果に対して十分な予測精度の結果が得られることを示した． 

近年のコンピュータの計算能力の増大と鋳造解析の活用により，大型部品の各部の残

留応力の予測が可能となった． Joerg C. Sturm ら(36)は，エンジンのシリンダブロック

について鋳造解析と構造解析を連成させることにより，実働時の荷重，熱，残留応力を

考慮した耐久性や軽量化の検討技術の報告をしている．しかし，実際の大型で複雑な形

状の製品は，製品各部の冷却速度が異なるために，製品各部の組織や強度が大きく異な

るが，これまでの検討では，製品は均一の機械的性質をもつ均質材と仮定され，強度の

違いは考慮されていない．製品を造る前の設計検討段階で製品各部の強度の違いを把握

するには，数値解析を使用して予測する必要があるが，牧村ら(37)は，片状黒鉛鋳鉄およ

び球状黒鉛鋳鉄の組織や機械的性質は冷却速度により決まることを明らかにし，肉厚の

厚い部位から薄い部に至るまで様々な肉厚をもつ鋳造製品について，鋳造時の各部の冷

却速度を鋳造解析により求めることで，組織や機械的性質が予測できることを示した．  

McClory ら(38)は，鋳造解析により芋虫状鋳鉄材のシリンダブロックの引張強さを予
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測し，実験値に対して十分な予測精度であることを示した．さらに，芋虫状鋳鉄材の引

張強さと疲労限度の相関関係から，引張強さに 0.45 を乗じることで疲労限度を推定で

きると仮定し，シリンダブロック各部の引張強さと疲労限度を求めることで，構造解析

により得られた実働時のシリンダブロック各部の応力に対する耐久性の評価が可能で

あることを示した．C. Thomserら(39)は，芋虫状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄について，

鋳造解析により求めたシリンダブロック各部の組織および疲労限度を予測し，実験値と

の比較から十分な予測精度であることを示した．さらに，鋳造解析により求めたシリン

ダブロック各部の引張強さと疲労限度から，各部の耐久性の評価が可能であることを示

した． 

このような鋳造解析による鋳鉄の機械的性質の予測技術の発展と，さらなるコンピュ

ータの計算能力の向上により，今後，鋳造解析技術は，引け巣や残留応力の低減，機械

的性質の安定化といった製造現場における鋳造プロセスの改善検討だけでは無く，残留

応力，引張強さ，疲労限度を考慮した耐久性評価のツールとして設計現場においても活

用が進むものと期待される． 

ところが，1.1. 節で示したように片状黒鉛鋳鉄は鋳造品の生産量の 40%を占め，最

も生産量が多い材料であるにもかかわらず，鋳造解析を用いた片状黒鉛鋳鉄の疲労限度

の予測についての報告はない．鋳造解析を用いた片状黒鉛鋳鉄の疲労限度の予測手法を

確立できれば，製造現場における製造プロセス最適化による生産効率向上，設計現場に

おける製品各部の強度の違いを考慮した製品の最適設計による開発効率の向上，製品の

軽量化の実現，レアメタルの使用量低減などに大きな貢献をすることが期待される． 
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1.3 本研究の目的 

これまで，鋳鉄の鋳造時の冷却速度の違いによる基地組織，黒鉛形状の変化が及ぼす

機械的性質への影響や，疲労メカニズムを考慮した疲労限度の予測方法に対する系統的

な研究を行った報告はない．また，近年では解析技術の向上により，鋳鉄部品の鋳造時

の引け巣などの欠陥の発生，残留応力の予測のみならず，引張強さも予測可能となった

が，疲労限度の予測については，近年，芋虫状黒鉛鋳鉄や球状黒鉛鋳鉄についての報告

はある(39)ものの，片状黒鉛鋳鉄についての報告はない．このため，製造現場や設計現場

における鋳造解析の活用は限定的であり，鋳造解析を活用した片状黒鉛鋳鉄の疲労限度

の予測手法の確立が求められる．これらのことから，本研究では片状黒鉛鋳鉄材料の疲

労メカニズムを明らかにし，疲労メカニズムに基づく各種鋳鉄の疲労限度の予測方法を

検討する．特に実働状態を考慮した様々な応力状態における疲労限度の予測と耐久性評

価について検討を行うとともに，鋳造解析を用いた疲労限度の検討手法を提案すること

を目的とする． 

第 1 章「緒論」では，研究の背景，過去の研究概要，本研究の目的と概要について説

明した． 

第 2 章「片状黒鉛鋳鉄の疲労特性と疲労限度予測」では，片状黒鉛鋳鉄の疲労強度に

及ぼす基地組織の影響，さらに，黒鉛先端からのき裂発生，進展挙動を明らかにした．

これらの結果をもとに，疲労限度の予測方法について検討した． 

第 3 章「疲労強度に及ぼす黒鉛形状の影響」では，含有する黒鉛の形状から，片状，

芋虫状，球状の 3 種類に大別される鋳鉄について，それぞれの疲労限度の予測方法につ

いて検討した． 

第 4 章「疲労強度に及ぼす平均応力の影響」では，製品の実働状態を想定し，曲げ，

軸荷重といった異なる負荷状態，さらに平均応力が異なる場合における疲労特性を明ら

かにし，疲労限度の予測方法を検討した．また，疲労メカニズムに基づく構造解析によ
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る耐久性評価方法についても検討した． 

第 5 章「凝固解析による疲労限度予測」では，凝固解析による片状黒鉛鋳鉄の組織，

材料特性の予測精度の検証を行うとともに，疲労限度の予測方法について提案した． 

第 6 章「総括」では，各章で明らかにした研究成果をまとめて示し，本研究成果の有

用性について述べる． 
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第 2章 

片状黒鉛鋳鉄の疲労特性と

疲労限度予測 
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2.1 はじめに 

第 1 章で述べたように，鋳鉄はエンジン用構造部材として必要不可欠な材料であり，

その適用範囲はブラケット類などの小型構造物から，シリンダヘッドやシリンダブロッ

クなどの大型構造物，さらには排気マニフォールドなどの高温構造物など，多岐に渡る

(1)．また，疲労強度設計においては，鋳鉄の引張試験や疲労試験により得られた引張強

さや疲労限度のデータを基に，製品全体を均質材と仮定して修正グッドマン線図により

設計を行うが，実際には製品各部の鋳造時の冷却速度の違いにより，強度が大きく異な

ることが予想される． 

シリンダヘッド各部から切り出した片状黒鉛鋳鉄の観察例を図2.1に示す．同図から，

各部で片状黒鉛の長さや密度が異なることがわかる．さらに，同シリンダヘッドの任意

の部位 15か所から試験片を切り出し，曲げ強度を測定した．試験は 2×10×30mmの平

板状試験片を用い，支点間距離 20 mmの 3点曲げにて実施した(JIS Z 2248-2006)(2)．

試験片の切り出し位置を図 2.2，試験片の形状と試験に用いた治具を図 2.3，試験によ

り得られた曲げ強度の度数分布を図 2.4にそれぞれ示す．図 2.4より，曲げ強度は最小

値 645MPaから最大値 790MPaまで幅広く分布し，各部で曲げ強度が大きく異なって

いることがわかる．このように，鋳鉄製品は部位により組織や強度が大きく異なるが，

材料試験の際には強度データの取得に主眼が置かれ，き裂の発生や進展，破壊に至るメ

カニズムについては十分に調査されないことが多い．そのため，製品各部の冷却速度が

異なることによる組織や強度の差を正確には予見できないことが問題となっている． 

他方，タグチメソッドを用いた鋳鉄の強度の向上や安定化を検討した報告(3)(4)がある

が，破壊メカニズムを把握し，強度に対する寄与度の大きい因子を含めてロバスト性の

検討を行うことで鋳鉄製品各部の材料強度の向上や安定化をより効果的に行うことが

できる可能性がある．このため，鋳鉄の疲労き裂の発生や進展，破壊に至るメカニズム

を把握することは非常に重要である． 
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片状黒鉛鋳鉄の静的な負荷に対する破壊挙動について，き裂は負荷の初期に片状黒鉛

の割れや黒鉛と基地の界面の剥離により発生することが報告されている(5)(6)(7)．また，

回転接触疲労下における風車翼のギヤボックスに用いられるベアリング材についても

疲労過程の初期に介在物内部や基地と介在物の界面にき裂が発生すること，発生したき

裂は基地の中を伝ぱすることが報告されている(8)．高サイクル疲労については，き裂は

全寿命の初期に黒鉛先端に発生し，き裂が連結しながら進展することが報告されている

(9)(10)(11)．上述のように基地中の介在物は材料の引張強さや疲労強度に大きな影響を及ぼ

すことから，片状黒鉛鋳鉄の疲労挙動を理解するためには，黒鉛の影響を理解すること

が重要である．さらに，鋳造製品は鋳造時に製品各部の冷却速度が異なることに起因し

て，黒鉛寸法以外に基地組織も変化し，その結果として機械的性質も変化するが，疲労

強度特性との関係は十分に明らかにはされていない．疲労メカニズムに基づいた合理的

な疲労設計を行うためには，疲労強度に対するこれらの因子の影響を明らかにする必要

がある．そこで，本章では，製品各部の冷却速度が異なることにより，組織や材料特性

が変化するエンジン構造用鋳鉄の疲労限度の予測法について検討を行った． 

先ず，基地組織に着目し，現実的なエンジン構造用部材で生じ得る冷却速度の差によ

る基地組織の違いが疲労強度特性に及ぼす影響について検討を行った．具体的には，異

なる冷却速度により鋳造された基地組織(パーライトのラメラ間隔)のことなる片状黒

鉛鋳鉄をもちいて，疲労強度に及ぼす基地組織の影響を評価した． 

さらに，鋳造時の冷却速度が異なると，基地組織以外に黒鉛形状・寸法も変化すると

考えられるため，シリンダヘッドから切出した試験片を用いて，疲労試験および疲労き

裂伝ぱ試験を行い，疲労き裂の発生・伝ぱ挙動の調査を行い，疲労き裂の発生・伝ぱ挙

動に及ぼす黒鉛形状・寸法の影響を評価した．疲労試験に用いた各試験片に含まれる最

大黒鉛寸法については，村上らの提案する√areaパラメータを用いて極値統計により予

測した (12)(13)．極値統計の手順として，まず試験片表面の検査基準面積 S0(mm2)を決定
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し，検査する箇所が重複しないように複数の領域 n箇所をランダムに決定する．ここで

は黒鉛寸法の検査基準面積 S0=0.2187mm2，サンプル数 n=40とした．各検査領域の最

大黒鉛寸法から図 2.5 に示すような半円状の黒鉛を仮定して√area_max を算出した．

全ての検査領域から√area_max を算出した後，各データを小さい方から順に

√area_max,j (j=1~n)として並べ替え，累積分布関数 Fj(%), 基準化変数 yjを式(2.1)およ

び(2.2)により算出した(14),(15). 

 

F𝑗 = j / (n +  1)  × 100       (2.1) 

 

y𝑗 = −In [ −In { j / (n + 1) } ]  (2.2) 

 

これらの結果から，横軸に√area_max，縦軸に基準化変数 yj，縦軸の第 2軸に累積分

布関数 Fj(%)をとった極値統計グラフを作成し，黒鉛寸法の評価を行った． 

最後に，従来から用いられている経験式による疲労限度の予測法の検証を行うととも

に疲労強度に及ぼす基地組織と黒鉛の影響の調査結果より得られた疲労メカニズムを

もとに，疲労メカニズムおよび疲労強度特性への影響因子を考慮した破壊力学に基づく

疲労限度の予測法について検討を行い，実際の疲労試験により得られた疲労限度との比

較により，予測法の妥当性について検証を行った． 
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Fig. 2.1 Observation of microstructure in an actual cylinder head. 
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Fig. 2.4 Frequency distribution of bending strength. 

Fig. 2.2 Location of three-point bending test specimens cut out from a cylinder head. 
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Fig. 2.3 Shape of specimens and zig for three points bending test. 
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2.2 供試材および試験方法 

2.2.1 供試材 

供試材については，疲労強度に及ぼす基地組織の影響を調査するための供試材と，疲

労強度に及ぼす黒鉛の影響を調査するための供試材の 2種類の供試材を準備した． 

疲労強度に及ぼす基地組織の影響を調査するための供試材については，鋳造時の冷却

速度を制御することで，黒鉛の分布・寸法は同一で基地組織のみ異なる 2種類の片状黒

鉛鋳鉄（以下，便宜上，A材，B材と呼ぶ）を作製した．それぞれの材料の鋳造時の冷

却曲線を図 2.6 に示す．まず，黒鉛が晶出する 1100℃付近の冷却速度を 2 種類の材料

で同一となるように制御し，同じ形状・寸法の黒鉛を生成させた．次に，A材は A1変

態点前の 800℃付近から，B材は A1 変態点後の 600℃付近から冷却速度を変化させる

ことで，両材料の基地組織のパーライト層のラメラ間隔を制御した．A 材および B 材

の化学成分を表 2.1 に示す．上記の鋳造方法にて得られた A 材および B 材の光学顕微

鏡による微視組織観察例を図 2.7に示す．A材，B材ともに ASTM A247-16a(16)に基づ

く黒鉛の析出状況の分類は，等方性材料とみなすことの出来る A 型に分類される．さ

らに，A材およびB材の黒鉛寸法を 2.1節で示した極値統計に基づき整理した結果を図 2.8

に示す．同図からA材とB材の近似曲線の傾きが等しく，黒鉛寸法の分布が同等であるこ

とがわかる．エッチング後に光学顕微鏡により観察した微視組織の観察例を図 2.9に示

す．A材，B材ともに基地組織はパーライトからなり，パーライト率は 100％であった．

次に SEMにより測定倍率 1000倍で微視組織を観察し，各試料 10視野分のパーライト

層のラメラ間隔を測定した．冷却条件によるラメラ間隔の違いの観察例を図 2.10 に，

測定結果を表 2.2に示す．各試料 10視野分のラメラ間隔の平均値は，A材で 0.59μm，

B 材で 0.75μm であった．図 2.11 にラメラ間隔の度数分布を示す．同図より，A 材よ

りも B材の方がラメラ間隔は大きく，広い範囲で分布していることがわかる．上記の黒

鉛と基地の観察結果から，両試験片は鋳造時の冷却速度を制御することにより，黒鉛分布・
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寸法はほぼ同等で，基地のパーライト層のラメラ間隔のみが異なる材料が得られたことが

わかる．次にビッカース硬さを測定した．黒鉛と基地の両方を含むように硬さを測定し

た結果を表 2.3に，基地のみの硬さを測定した結果を表 2.4に示す．表 2.3および表 2.4

より，いずれもラメラ間隔が小さい A 材の方が B 材と比較して硬さが高いことがわか

る．以上の各調査により得られた A材，B材の材料特性をまとめて，表 2.5に示す． 

疲労強度に及ぼす黒鉛の影響を調査するための供試材については，図 2.12 に示すデ

ィーゼルエンジン用シリンダヘッドの下面から切り出した片状黒鉛鋳鉄（FC300 材相

当）を用いた．材料の化学成分を，表 2.6に示す．切出した供試材の光学顕微鏡による

微視組織観察例を図 2.13 および図 2.14 に示す．図 2.13 に示した組織観察写真は，エ

チルアルコール 95mlと硝酸 5mlから成る硝酸アルコール水溶液中に供試材を 1秒間浸

水させエッチングを行うことで得られた．同図から，基地組織はパーライトであり，パ

ーライト率は 99.8%であった．図 2.14 からパーライト基地に様々な長さの片状黒鉛が

三次元的にランダムに分布している様子が認められる．ASTM A247-16a(16)に基づく黒

鉛の析出状況の分類は，等方性材料とみなすことの出来る A 型に分類される．さらに

供試材のビッカース硬さの測定を行った(参考;JIS Z 2244-2009)(17)．本供試材の機械的

性質を表 2.7に示す． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.5 Measurement method of flake graphite. 
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Component 

Value(wt%) 
C Si Mn P S Cu Cr Mo Sn 

Material A 3.23 1.96 0.73 0.027 0.09 0.65 0.20 0.25 0.08 

Material B 3.24 1.95 0.73 0.027 0.09 0.65 0.23 0.25 0.08 
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Fig. 2.6 Cooling speed of cast irons used in the study on effect of matrix. 

(a) (b) 

(a) Material A  (b) Material B 

Fig. 2.7 Microstructure for cast irons with different cooling speed. 

Table 2.1 Chemical composition of material used in the study on effect of matrix. 
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(a) (b) 

(a) Material A  (b) Material B 

Fig. 2.9 Microstructure of etched surface for cast irons obtained with different cooling speed. 

Fig. 2.8 Statistics of extreme value probability for the maximum graphite size 

           in cast irons with different matrix. 

(b) Material B (a) Material A  
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 Marerial A[μm] Material B[μm] 

Max. 0.68 1.1 

Min. 0.5 0.56 

Ave. 0.59 0.75 

Fig. 2.10 Observation of lamellar spacing of the pearlitic structures. 

(a) Material A 

(a) 

 (b) Material B 

(b) 

Table 2.2 Measurement results of lamellar spacing. 

Fig. 2.11 Frequency distribution of lamellar spacing. 
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 Marerial A[Hv] Material B[Hv] 

Max. 255 229 

Min. 225 204 

Ave. 240 217 

 Marerial A[Hv] Material B[Hv] 

Max. 407 355 

Min. 322 317 

Ave. 354 327 

 Marerial A Material B 

Material FC300 FC300 

Matrix structure Perlite ← 

Content of pearlite phase 100% ← 

Type of graphite Flake graphite 

Type A 

← 

Vickers 

hardness[Hv] 

Material 240 217 

Matrix 354 327 

Lamellar spacing [μm] 0.59 0.75 

Table 2.4 Hardness in matrix of cast iron produced with different cooling rate. 

Table 2.3 Hardness of cast iron produced with different cooling rate. 

Table 2.5 Mechanical properties for flake cast irons produced with different cooling rate. 
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Material C Si Mn P S Cu Cr Mo Sn Ni V 

Component 

Value(wt%) 
3.34 1.94 0.68 0.022 0.087 0.66 0.19 0.26 0.1 0.03 <0.01 

 

  

  

Fig. 2.12 Location of tensile test and fatigue test specimens cut out from a cylinder head.. 

Fig. 2.13 Microstructure of material used (etched surface). 

Table 2.6 Chemical composition of material used in the study on tensile test and fatigue test. 
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Material FC300 

Matrix structure Perlite 

Content of pearlite phase 100% 

Type of graphite   Type A 

Vickers hardness[Hv] 217 

Tensile strength[MPa] 297 

0.2% proof stress[MPa] 254 

Fig. 2.14 Microstructure of material used (polished surface). 

Table 2.7 Mechanical properties of flake cast irons cut from actual cylinder head. 
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2.2.2 引張試験 

試験は図2.12に示すシリンダヘッドの下面から切り出した12本の試験片を用いて実

施した．引張試験は，金属材料引張試験方法(適用規格；JIS Z 2241-2011)(18)に基づき，

室温・大気中，ひずみ速度 0.3%／min 一定で実施した．試験に用いた試験片の寸法・

形状を図 2.15に示す． 

 

2.2.3 回転曲げ疲労試験 

疲労試験に用いた試験片の形状・寸法を図 2.16 に示す．試験片表面は，エミリー紙

#80から#2000まで負荷軸方向に灯油を用いた湿式研磨した後，灯油とアルミナの混濁

液を用いバフ研磨を行い，疲労試験に供した．疲労試験は，小野式回転曲げ疲労試験機

を用い，実験室雰囲気で，応力比 R=-1，繰返し速度 50Hz の条件で行った(JIS Z 

2274-1978) (19)．なお，試験片が破断せずに繰返し数が 107回に達したとき試験を打切

り，そのときの応力振幅 （107回時間強度）を疲労限度とした． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.15 Geometries for specimens used for tensile test (in mm). 

Fig. 2.16 Geometry of the specimen for fatigue test (in mm). 
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2.2.4 き裂伝ぱ試験 

Yamabeら(11)は球状黒鉛鋳鉄のき裂伝ぱ挙動について，微小き裂の下限界応力拡大係

数範囲に対し，長いき裂の下限界応力拡大係数範囲は，き裂開閉口挙動の影響を受ける

ため高い値となることを示している．そこで，鋳鉄のき裂進展特性を調べるために，表

面き裂の伝ぱ試験と，長い貫通き裂の伝ぱ試験の 2種類のき裂伝ぱ試験を実施した． 

表面き裂の伝ぱ試験は，前項の回転曲げ疲労試験と同一条件で実施した．試験片表面

は，エミリー紙#80から#2000まで負荷軸方向に灯油を用いた湿式研磨した後，灯油と

アルミナの混濁液を用いたバフ研磨を行い，疲労試験に供した．試験機は小野式両振り

回転曲げ疲労試験機を用い，実験室雰囲気で，応力比 R=-1の正弦波荷重制御，繰返し

速度 50Hzで実施した．予め行った疲労強度試験の結果から予測される破断繰返し数の

5%毎に疲労試験を中断し，レプリカ法により，試験部を転写して再び繰返し負荷を加

えることを破断まで繰返した．レプリカ法では，試験片表面の凹凸をアセチルセルロー

スに転写して観察した．溶媒にはアセトンを用いて実施した．レプリカ法による検査領

域を図 2.17 に示す．転写後には光学顕微鏡を用いて試験片の表面状態を確認した．観

察されたき裂長さと負荷応力から応力拡大係数範囲⊿Kを算出し，繰返し数との関係か

らき裂伝ぱ曲線を得た．き裂長さは，図 2.18 に示すように試験の荷重方向に対し垂直

な方向の長さとした．応力拡大係数範囲⊿Kは，以下の式(2.3)を用いて算出した．表面

き裂の模式図を図 2.19に示す． 

 

∆K = ∆σ√𝜋𝑠 ∙ 𝐹(𝛼)    (2.3) 

 

ここで， 

𝐹(𝛼) = 0.5667𝛼2 − 0.1414𝛼 + 0.7342 

 

𝛼 = b/r 

 

であり，⊿σは応力振幅，sはき裂部の円弧長さ，FIは補正係数，αはき裂深さ bと試 
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験片半径 rの比である． 

長い貫通き裂の伝ぱ試験を実施し，回転曲げ疲労試験中のレプリカ法観察により得ら

れた表面き裂の伝ぱ挙動との比較を行い，片状黒鉛鋳鉄のき裂形状・寸法の違いによる

き裂伝ぱ挙動の相違について検討した．長い貫通き裂の伝ぱ試験には電気油圧サーボ式

疲労試験機を用い，周波数 20Hz，実験室環境で応力比 R=0.1および 0.3の 2条件にて

4 点曲げ疲労き裂伝ぱ試験を行った．疲労試験に用いた試験片の形状・寸法を図 2.20

に示す．(適用規格；ASTM E399-90)(20)． 

応力拡大係数範囲⊿K は，以下に示される式(2.4)を用いて算出した． 

 

⊿𝐾 =
3

2

⊿𝑃(𝑙−𝑙𝑖)

𝑏ℎ2 √𝜋𝑎 ⋅ 𝑓(𝛼)  (2.4) 

ここで， 

 𝑓(𝛼) = 1.122 − 1.121α + 3.740α2 + 3.873α3 − 19.05α4 + 22.55α5 

    α = (𝑎/𝑊) 

⊿P : 荷重範囲， b : 板幅，h : 高さ，l : 外スパン，li : 内スパン，a : き裂長さ，W : 板

厚である． 

下限界応力拡大係数範囲⊿Kthの測定は予き裂を導入後，⊿Kを漸減させて測定した．

き裂長さは，試験片両面で測定し，その平均値とした．漸減試験では，da/dN < 

1×10-11m/cycles となったときにき裂が停留したとみなし，そのときの⊿K の値を下限

界応力拡大係数範囲⊿Kthとした．下限界応力拡大係数範囲⊿Kthの値を得た後，わずか

に荷重を増加させ，負荷応力一定の疲労き裂伝ぱ試験を実施した． 
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Fig. 2.19 Geometry of surface crack. 

 

4mm

Inspection area

Fig. 2.17 Observation area by replication technique. 

Fig. 2.20 Geometry of the specimen for crack propagation test of long crack (in mm). 

Enlarged view of notch area 

Fig. 2.18 Measurement of crack length. 

  

60.34μm 

  50μm    
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2.2.5 最大黒鉛寸法の予測 

試験片表面に観察される黒鉛寸法より，2.1.2 項に示した方法で，最大黒鉛寸法

√area_maxの極値統計グラフを作成した (12)(13)．さらに，作成した極値統計グラフより，

再帰期間 T, 累積分布関数 Fj(%), 基準化変数 yjを式(2.5)，(2.6)および(2.7)により算出

し，試験片に含まれる最大黒鉛寸法を推定した(14),(15). 

 

𝑇 = (𝑉 + 𝑉0)/𝑉0            (2.5) 

 

𝐹 = (T − 1)/T × 100        (2.6) 

 

𝑦 = −In[−In{(T − 1)/T}]    (2.7) 

 

ここで、Vは予測を行う危険体積(mm3)，V0は検査基準体積(mm3)である．危険体積 V

は負荷条件により異なり，本研究の回転曲げ疲労試験片に対する V は，村上らによっ

て提案されている次の方法で計算した(14). 

図 2.21に砂時計型回転曲げ疲労試験片試験部の模式図を示す．同試験片に対して，試

験部の曲率半径 R が試験部の直径 d に比べて十分に大きいとき，式(2.8)，(2.9)および

(2.10)で示される式が成り立つ． 

𝑑1 =
𝑑

√𝛾3   (2.8) 

 

𝑧1 = √𝑅2 − {𝑅 − 0.5 × (𝑑1 − 𝑑)}2  (2.9) 

 

V = 0.25 × π × (1 − γ) × (𝑑 − 𝑑1)2𝑧 (2.10) 

 

ここで dは試験部の直径，Rは試験部の曲率半径，d1と z1は試験片表面上での応力が

σ = γσ0となる点での直径および試験片中心部からの距離である．経験的に，γは 0.95
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として，本研究で用いた砂時計型回転曲げ疲労試験片の寸法を用いて，d=6(mm)，

R=30(mm)を式(2.8)，(2.9)および(2.10)に代入して計算した結果，V=10.1(mm3)であっ

た．また，V0は S0に平面を立体化するための仮想的な厚さ hを考慮することによって

得られる． 

√area_max,jの平均値を丸めた値として，式(2.11)を用いて算出する． 

 

h =
∑ √𝑎𝑟𝑒𝑎_max _𝑗

𝑛
    (2.11) 

 

次に，式(2.12)を用いて V0を計算する． 

 

V0 = h0 × S0 (2.12) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.21 Schematic view of specimen for rotating bending test. 
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2.3 試験結果および考察 

2.3.1 弾塑性挙動 

引張試験の結果を表 2.8に示す．同表中の値は，実施した 12本の引張試験の平均値であ

る．また，応力-ひずみ線図の例を図 2.22 に示す．同図から，供試材の片状黒鉛鋳鉄は非

線形挙動を示していることがわかる．原点から 100MPaを結ぶ直線の傾きから求めた見か

けの弾性係数は 110GPaであり，0.2%耐力は 259MPaであるが，応力-ひずみ線図は 0.2%

耐力よりも遥かに低い応力域から非線形的な挙動を示していることがわかる．また，試験

片の破断時の応力は 300MPaであった. 

応力負荷時の黒鉛先端部の塑性ひずみ分布を調べるため，片状黒鉛鋳鉄の微視組織の

顕微鏡観察写真をもとに二次元モデル(縦 1mm×横 1mm, 要素数 630,439，節点数

1,263,256)を作製し有限要素応力解析を実施した．図 2.23に FEMに用いた解析モデル

の寸法・形状を示す．黒鉛の特性は，井口らの報告(21)をもとに，ヤング率 E=6.55GPa，

ポアソン比 ν=0.42 の弾性体を仮定した．他方，片状黒鉛鋳鉄の基地は弾塑性体と考え

られるが，基地自体の特性を測定することは困難であるため，引張試験で得られた供試

材の応力-ひずみ線図と解析モデルによる応力-ひずみ挙動が合致するように，基地材料

の見かけの降伏応力を調整した．調整により得られた基地材料の特性は，図 2.24 に青

線で示す．また，引張応力 75MPa，100MPa，125MPaおよび 150MPaを負荷して得

られたひずみの結果もそれぞれ同図中にプロットしている．図 2.24から，解析により得

られた引張負荷中の応力とひずみの値は，引張試験により得られた応力-ひずみ線図に良く

一致していることがわかる．すなわち，詳細モデルを用いることで，片状黒鉛鋳鉄の非

線形応力-ひずみ挙動をよく再現できることがわかった． 

解析により得られた塑性ひずみ分布を図 2.25に示す．解析結果から，0.2%耐力よりも

遥かに低い応力域でも片状黒鉛先端の周辺域で塑性変形が発生していることがわかる．

さらに，負荷の増大とともに塑性域が拡大し，100MPa程度の引張り応力を負荷すると
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塑性域が拡大するとともに隣接する片状黒鉛先端の塑性域と連結することが確認され

た．鋳鉄の応力-ひずみ線図は鋼-黒鉛系複合材の巨視的な挙動と考えられ，応力-ひずみ線

図に認められる非線形特性は，基地の弾-塑性挙動だけではなく，負荷の増大にともない，

まず空孔とみなせる黒鉛部の弾性変形が起こり，さらなる負荷の増加により黒鉛部先端に

微視的な降伏が発生し，さらに負荷が増大するにつれ降伏領域が拡大することより引き起

こされる挙動であること, この挙動は引張強さに対して非常に低い応力レベルから発生す

ること，が過去にも示されているが(22)，(23)，本FEM解析結果からも，それらの影響による

非線形な応力−ひずみ曲線が認められた． 

 

2.3.2 疲労強度特性 

図 2.26に回転曲げ疲労試験の結果より得られた SN線図を示す．同図から，106cycles

付近で折れ曲がりが認められ，本供試材の 107cyclesで定義した疲労限度は 120MPaで

あった．SN曲線から得られた回帰式を図 2.26中に示す．ここでは，片対数折れ線回帰

モデル(24)を適用した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Secant modulus [GPa] 110 

Poisson’s ratio 0.26 

Tensile strength [MPa] 297 

0.2% proof stress [MPa] 254 

Table 2.8 Mechanical property of material used. 
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Fig. 2.23 FE model of flake graphite cast iron. 

Elements  630,439 

Nodes   1,263,256 
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Fig. 2.22 Stress-Strain curve of cast iron obtained in tensile test. 
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Fig. 2.24 Tuning result of stress-strain curve of FEM model. 
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Fig. 2.25 Equivalent plastic strain obtained by FEM analysis. 
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2.3.3 従来の疲労限度予測式の検証 

第 1 章で述べたように，強度や疲労限度の推定として，例えば，式(1.1)や式(1.2)の

ような経験式が用いられることが多い(25)(26)．そこで，これらの経験式について，予測

精度の検証を行った．強度と硬さの関係を調査するため，また，表 2.2に示すビッカー

ス硬さの測定結果(Hv=217)を ASTM E 140-02(27)に定められている式(2.13)を用いてビ

ッカース硬さからブリネル硬さへの変換を行い，得られた値(HB=206)を経験式(1.1)に

代入し引張強さを推定した． 

 

𝐻𝐵 = 18.799 + 0.73854𝐻𝑉 + 7.7886 × 10−4𝐻𝑉
2 − 9.3938 × 10−7𝐻𝑉

3   (2.13) 

 

次に，引張強さから曲げ疲労限度推定の経験式(1.2)を用いて疲労限度の予測を行った．

ここで引張強さ σBは表 2.8に示す結果から 297MPaを用いた． 

これらの経験式により求めた引張強さと疲労限度の予測結果について，引張試験によ

Fig. 2.26 S-N curve of cast iron obtained by rotating bending fatigue test. 
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り得られた引張強さおよび回転曲げ疲労試験により得られた回転曲げ疲労限度との比

較を行った．それぞれの結果を表 2.9に示す．結果から，引張強さの予測値と実験値の

差は比較的小さく，実用的な精度で予測可能であることがわかった．他方，回転曲げ疲

労限度については，実験値に対して予測値の差が 24％と大きいことがわかった．古郷

ら(28)は，鋳造条件の異なる球状黒鉛鋳鉄の引張強さおよび疲労限度を比較し，引張強さ

のばらつき 455~920MPa に対して，疲労限度のばらつきは 110~123MPa と，とても

小さいことを示している．これらのことから，疲労限度の推定には，経験式(1.2)よりも

精度の良い予測方法の検討が必要である． 

より詳細に片状黒鉛鋳鉄の疲労限度を予測するために，対象とする部位の片状黒鉛鋳

鉄の黒鉛の形状や分布を詳細にモデル化した有限要素応力解析を行い，黒鉛をき裂と仮

定して疲労限度を評価する手法が井口らにより提案されている(21)．他方，図 2.4に示し

たように,シリンダヘッドのように大型で複雑な形状の部品を鋳造により作製すると，

各部の冷却速度が異なるため組織や強度が場所によって大きく異なる．このように場所

毎に基地の特性や黒鉛の状態が複雑に変化する材料に対して有限要素応力解析による

疲労強度の予測を行う際には，場所毎に組織の特性や黒鉛の形状や分布を解析モデルに

反映して予測を行う必要があるため，実際の設計現場での適用は難しい．したがって，

設計の現場では，簡便に適用が可能で，かつ，鋳造時の冷却速度の違いによる組織の違

いの影響を考慮できる精度の良い強度予測法が求められる． 

 

 

 Estimated result Experimental result Error 

Tensile strength [MPa] 262 297 -12% 

Fatigue strength [MPa] 149 120 24% 

Table 2.9 Comparison of tensile strength and fatigue strength from experimental result  

and by estimation equations 1.1 and 1.2. 
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2.3.4 疲労強度に及ぼす基地組織の影響 

基地組織の異なる片状黒鉛鋳鉄 A材および B材の引張試験の結果を，図 2.27および表

2.10に示す．A材の 0.2%耐力は 320MPa，引張強さは 381MPaであった．また，B材の

0.2%耐力は 274MPa，引張強さは 351MPaであり，0.2%耐力，引張強さともに，A材の

方がB材よりも高い結果となり，引張強さに及ぼす基地組織の影響は大きいことがわかる．

このことは，両材ともに黒鉛の寸法は同等だが，A材の方がB材よりも鋳造工程にて冷却

速度が速いために基地組織のラメラ間隔が狭く，硬さが高いことが影響していると考えら

れる． 

次に，疲労試験の結果を図 2.28に示す．107 cyclesで定義した各材料の疲労限度は， A

材が 150MPa，B材が 145MPaであった．これは，引張強さや 0.2%耐力に認められた A

材とB材の差よりも小さい．パリタッドらは，球状黒鉛鋳鉄について疲労強度に及ぼす基

地組織の影響は小さいと述べている(29)が，本試験の結果から，片状黒鉛鋳鉄についても，

疲労強度に及ぼす基地組織の影響は小さいことがわかる． 
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 0.2% proof stress [MPa] Tensile strength [MPa] 

Material A 320 381 

Material B 274 351 

Fig. 2.27 Stress-Strain curve of cast iron obtained by tensile test. 
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Table 2.10 Results of tensile test. 
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Fig. 2.28 S-N curve for material A and B. 
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2.3.5 疲労き裂伝ぱ挙動 

 回転曲げ疲労試験で得られた疲労試験結果を参考に，有限寿命域(σa=130MPa)での試

験片破断までの表面き裂の伝ぱ挙動について調査した．レプリカ法により採取した表面

き裂の様子を光学顕微鏡により観察した結果を図 2.29 に示す．同図中の四角い枠は疲

労き裂を示している．疲労き裂は片状の黒鉛の先端から発生し，隣接する黒鉛のき裂と

連結しながら，黒鉛に沿って伝ぱしていることがわかった． SEMにより疲労試験後の

疲労破面の観察を行った結果を図 2.30 に示す．同図より，破面の各部に黒鉛が観察さ

れ，試験片内部のき裂も，表面に観察されたき裂伝ぱ挙動と同様に，隣接する片状黒鉛

の影響を受けながら伝ぱしていると推察される．上述のき裂伝ぱ挙動の観察結果から，

片状黒鉛鋳鉄中の黒鉛はき裂の発生，進展挙動に対して大きな影響を及ぼしていること

がわかる． 

図 2.31 に試験片の表面で観察した，き裂長さ 2a とそれに対応する疲労寿命比 N/Nf

の関係を示す．同図の縦軸はき裂長さ，横軸は疲労寿命比を示している．それぞれのプ

ロットは，1本のき裂を示し，◎で示した箇所では隣接するき裂が連結したことを示し

ている．西谷ら(30)は，FC250 材の疲労き裂は全寿命の初期に発生することを報告して

いるが，本試験で用いた FC300 材でも，疲労き裂は全寿命の初期に複数ヶ所の黒鉛部

から発生しており，全寿命に対して疲労き裂伝ぱ寿命が支配的であることが確認された．

また，繰返し負荷中に停留するき裂も認められたが，図中の◎印で示すように，最終的

にはき裂同士が連結し破断に至った． 

図 2.32に，図 2.31に示す表面き裂の観察結果をもとに，それぞれの単一き裂に対し

て求めたき裂伝ぱ速度 da/dN と応力拡大係数範囲 ΔK の関係を示す．同図から，片状

黒鉛鋳鉄の下限界応力拡大係数範囲は 1~2MPam1/2程度の値であることがわかる． 

疲労限以下での停留き裂の有無を確認するために，疲労限（120MPa）での疲労中断

試験を行った．図 2.33 に試験片表面の観察例を示す．同図に示すように，今回の観察
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では，疲労限以下の応力レベルでは黒鉛部にき裂が認められなかった．他方，130MPa

で認められた停留き裂は最終的にき裂が進展・連結していることから，内部で進展して

いた可能性が考えられる． 

長い貫通き裂のき裂伝ぱ試験でのき裂の観察例を図 2.34 および図 2.35 に示す．図

2.34は応力比 R=0.1，図 2.35は応力比 R=0.3におけるき裂観察例である．いずれの応

力比でも，疲労き裂は黒鉛部に沿って伝ぱし，偏向をともないながら進展している様子

が認められた．図 2.34(R=0.1) では，き裂の枝分れも観察された． 

図 2.36に長いき裂のき裂伝ぱ速度 da/dNと応力拡大係数範囲 ΔKの関係を示す．同

図より，R=0.1から 0.3の範囲では，き裂伝ぱ挙動に及ぼす応力比の影響は小さいこと

がわかる．長いき裂の下限界応力拡大係数範囲 ΔK_thは 15MPam1/2程度であり，大和

田野ら(31)による報告と同程度であった．図 2.37にき裂伝ぱ速度 da/dNと有効応力拡大

係数範囲 ΔKeffで整理した結果を示す．貫通き裂の下限界有効応力拡大係数範囲 ΔKeff_th

は 8MPam1/2程度であり，応力比の影響やき裂開閉口の影響を考慮しても，表面き裂で

得られた下限界応力拡大係数範囲(ΔKth=1~2MPam1/2)と比較して高い値を示した．これ

は，表面き裂の場合は片状黒鉛の先端部から発生・進展したき裂，すなわち，局所的な

き裂の挙動を評価しているのに対し，長い貫通き裂の場合はき裂前縁で黒鉛部と母材部

の両者が存在した状態で，き裂の偏向や枝分れをともないながら伝ぱするためと推察さ

れる． 

以上の観察結果から、表面き裂は以下のプロセスを経ながら発生・進展をすることが

わかった． 

① 試験片表面の黒鉛端部からのき裂発生 

② 表面き裂の進展・合体 

③ 偏向、枝分れをともないながらのき裂進展 

上記き裂発生から進展のプロセスの模式図を図 2.38に示す． 
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N/Nf = 0     N/Nf = 0.1        N/Nf = 0.5       N/Nf = 0.9 

Fig. 2.29 Observation of surface crack. (σa= 130MPa) 

Graphite 

Graphite 

Graphit

Fig. 2.30 Fracture surface observation of a specimen tested in rotating bending  

fatigue test (σ
a
= 130MPa, Nf = 1.14×10

6
 cycles).  
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Fatigue life ratio, N/Nf 

Fig. 2.31 Relationship between fatigue life ratio, N/Nf and crack length, 2a  

of surface crack. 

Fig. 2.32 Relationship between crack growth rate da/dN and stress intensity factor range  

K of surface crack. 
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(a)N=0cycles             (b) N=5.0×10
6
cycles         (c) N=1.0×10

7
cycles 

Fig. 2.33 Observation of surface in a specimen survived for 10
7
 cycles  

at stress amplitude of 120MPa. 

Loading direction 

Flake graphite 

Flake graphite tip 

Fig. 2.34 Crack path observation of a through thickness crack  

  tested in four-point bending test(R=0.1).  
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Fig. 2.35 Crack path observation of a through thickness crack  

  tested in four-point bending test(R=0.3). 
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Fig. 2.36 Fatigue crack growth curves of a through thickness crack (ΔK vs da/dN).  

Fig. 2.37 Fatigue crack growth curves of a through thickness crack (ΔKeff vs da/dN).  
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Fig. 2.38 Crack propagation process of surface crack.  
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2.3.6 疲労限度評価方法の検討 

表 2.9に示す経験式による引張強さおよび疲労限度予測の検証結果から，引張強さは

予測値と実験値の差が小さいが，疲労限度については予測値と実験値の差が大きいこと

がわかった．また，図 2.28 の結果から，疲労強度に及ぼす基地組織の影響は小さいこ

とがわかった．さらに，き裂進展挙動の調査結果から，疲労き裂は全寿命の初期に片状

黒鉛の先端から発生・進展すること，また，疲労破面に無数の片状黒鉛が観察されたこ

とから疲労強度に及ぼす黒鉛の影響が大きいこと，全寿命に対してき裂の進展寿命が支

配的であること，が明らかとなった． 

Yamabeらは球状黒鉛鋳鉄のき裂伝ぱ挙動について，長いき裂の下限界応力拡大係数

範囲は，片状黒鉛鋳鉄の微小き裂の下限界応力拡大係数範囲に比べて，き裂開閉口挙動

の影響を受けるため高い値となることを示した(11)．前述のき裂伝ぱ挙動の調査結果から，

本実験で用いた片状黒鉛鋳鉄についても同様に，長いき裂の下限界応力拡大係数範囲は，

応力比やき裂閉口の影響を考慮しても表面き裂の下限界応力拡大係数範囲に対して高

い値を示した．そこで，本項の疲労限度予測の検討では，片状黒鉛鋳鉄の長いき裂と表

面き裂のき裂進展挙動に着目し，破壊力学を用いた疲労限度の予測を行い，実際の疲労

限度との比較により，予測法の妥当性について検証する．  

2.3.5 項のき裂伝ぱ挙動の調査からは，疲労限度以下での停留き裂の存在は明確に認

められていないが，有限寿命を示す負荷応力条件では，全疲労寿命のごく初期に，片状

黒鉛の先端部から疲労き裂が発生していた．遠藤は，球状黒鉛鋳鉄の表面を電解研磨す

ることにより黒鉛を除去し，疲労試験を実施し，通常の球状黒鉛鋳鉄と電解研磨後の鋳

鉄の疲労強度に差が無いことから，球状黒鉛鋳鉄の黒鉛を欠陥とみなせることを示して

いる(32)．藤原らは，片状黒鉛鋳鉄について黒鉛の長さと引張強さの関係を調査し，黒鉛

の最大長さは引張強さと相関があり，さらに疲労強度は引張強さに依存することを示し

ている(33)．酒井らは，球状黒鉛鋳鉄の疲労破壊の起点となる黒鉛について調査を行い，
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黒鉛部の面積の平方根√areaを求め，√areaと疲労寿命の間に明確な相関があることを

示した(34)．そこで，本研究では片状黒鉛鋳鉄の疲労強度に大きく影響を及ぼす黒鉛を初

期き裂と仮定し，試験片表面に観察される黒鉛長さ a0から半円状のき裂を仮定し√area

を求めた． 

さらに，村上らにより提案されている式(2.14)で表される√area パラメータ(14)により，

回転曲げ疲労限度の予測を行った． 

𝛥𝐾𝑡ℎ = 0.65𝛥𝜎𝑤√𝜋√𝑎𝑟𝑒𝑎  (2.14) 

ここで，下限界最大応力拡大係数範囲 ΔK_thはき裂伝ぱ試験の結果より得られた値を用

い，回転曲げ疲労試験の疲労限度 Δσwを求めた． 

また，試験片表面に観察される黒鉛寸法を極値統計により整理することで，破壊起点

となりうる最大の黒鉛寸法√area_maxを算出した．図 2.39に極値統計により黒鉛寸法

を予測した結果を示す．回転曲げ試験片の危険体積(14)から，累積分布関数 F=99%に対

する最大黒鉛寸法√area_maxは 175μm であった．  

前章の 4 点曲げき裂伝ぱ試験により得られた長いき裂の下限界有効応力拡大係数範

囲 ΔKeff_thは 8MPam1/2程度であった．この値と予測された最大黒鉛寸法√area_max＝

175μm を用いて式(2.14)により推定した疲労限度 Δσwは 525MPa となり，実際の疲労

限度 Δσw=120MPaに比べ大きく異なる結果となった． 

他方，実際の疲労限度の値 Δσw=120MPaおよび予測された最大黒鉛寸法√area_max

＝175μm を式(2.14)に代入することにより下限界応力拡大係数範囲 ΔK_th を求めると，

1.83 MPam1/2 となった．この値は，レプリカ法による試験片表面のき裂観察により求

めた下限界最大応力拡大係数(ΔK_th = 1~2MPam1/2)とほぼ等しい． 

図 2.29 の疲労進展挙動の観察においてき裂の起点となった黒鉛について，破面から

黒鉛寸法を測定したところ√area=159μm であった(図 2.40)．これは極値統計により推

定した最大黒鉛寸法√area_max＝175μmとほぼ同等の値であり，さらに式(2.14)より求
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めた疲労限度は 126MPaであり，実際の疲労限度に対する差は僅かであった． 

以上より，片状黒鉛鋳鉄の曲げ疲労限度は，試験片表面の黒鉛先端に発生するき裂か

ら得られた下限界最大応力拡大係数範囲と，極値統計により推定した最大黒鉛寸法を用

いることで予測可能と考えられる．表面き裂の下限界応力拡大係数範囲を予測に用いる

ことについては，全寿命のごく初期で黒鉛先端からき裂が発生したこと，明確な停留き

裂が認められなかったことから，黒鉛先端からのき裂発生の有無が疲労破壊の臨界条件

になっていると考えられることと対応しており，すなわち，上述の実験により明らかと

なった片状黒鉛鋳鉄の疲労メカニズムから妥当と考えられる． 

また，片状黒鉛鋳鉄は試験片中に黒鉛が 3次元的に無数に分布しているため，黒鉛に

近接する黒鉛との干渉効果の影響が生じると考えられるが，これらの影響を考慮するこ

と無く疲労限度を予測可能であることがわかった．このことは，図 2.41 に示すような

大きいき裂(𝐴𝐵̅̅ ̅̅ )と小さいき裂(𝐶𝐷̅̅ ̅̅ )の異なる表面き裂の干渉効果について，両き裂の間に

さらに小さいき裂と同サイズ以上の空間(𝐵𝐶̅̅ ̅̅ ≥ 𝐶𝐷̅̅ ̅̅ )があれば，き裂は単独で存在する場

合と変わらないとの報告がある(14)．本試験に用いた片状黒鉛鋳鉄中の黒鉛の分布につい

ても，図 2.29および図 2.40の観察結果から黒鉛は十分な空間が確保されながら分布し

ているため，黒鉛を単独のき裂みなすことができると考えられる． 
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Fig. 2.39 Distribution of the maximum graphite size in extreme value statistics. 

√area_max=175μm (F=99%)  

for roteting bending 

Fig. 2.41 Interaction of surface crack. 

A B C D 

Maximum graphite size 

√area =159μm 

Fig. 2.40 Maximum graphite size at crack initiation point. 
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2.4 結言 

 従来の疲労限度予測の経験式の検証，基地組織の異なる黒鉛鋳鉄による疲労試験，異

なるき裂形状による疲労き裂伝ぱ試験，詳細モデルを用いた有限要素解析等を行い，片

状黒鉛鋳鉄の疲労メカニズムおよび疲労強度特性に対する支配因子を明らかにし，それ

らに基づいて疲労限度の予測法を検討した．得られた結果を以下にまとめる． 

1) 従来の疲労限度予測の経験式では，片状黒鉛鋳鉄の疲労限度を実用的な精度で予測

することができなかった． 

2) 鋳造時の冷却速度を変化させることで得られた，基地組織のパーライトのラメラ間

隔が異なる片状黒鉛鋳鉄による引張試験の結果，ラメラ間隔が小さい材料の方が大

きい材料と比較して引張強さや 0.2%耐力は高い値を示した．他方，疲労試験の結果

では，ラメラ間隔が小さい材料と大きい材料の差は僅かであり，疲労強度に及ぼす

基地組織の影響は小さいと考えられる． 

3) 片状黒鉛鋳鉄の応力-ひずみ曲線は 0.2%耐力よりも遥かに低い応力状態から非線形挙

動が観察された．この挙動は，片状黒鉛鋳鉄の微細構造を再現した詳細モデルの

FEM により良く再現することが出来た．この非線形挙動は，黒鉛部の弾性変形や局

所的な塑性変形の影響と考えられる． 

4) 片状黒鉛鋳鉄の疲労き裂は，全寿命の初期に黒鉛の先端から発生し，隣接する片状

黒鉛より発生した他のき裂と連結しながら黒鉛に沿って伝ぱする．すなわち，黒片

状黒鉛鋳鉄の疲労強度に対しては，黒鉛の形状，寸法，分布状態の影響が大きいと

考えられる． 

5) 回転曲げ疲労試験中のレプリカ法による観察より得られた表面き裂の下限界応力拡

大係数範囲の値は，曲げ負荷による長い貫通き裂で得られた下限界応力拡大係数範

囲の値と比べて，応力比の違いやき裂開閉口の影響を考慮しても低い．表面き裂の

場合は，片状黒鉛の先端部から発生したき裂の局所的な伝ぱ挙動を示しているのに



61 

 

対し，長い貫通き裂の場合は，き裂前縁に黒鉛部と母材部の両者を含んでおり，疲

労き裂が偏向や枝分れを生じながら伝ぱする挙動を示しているためと推察される． 

6) 黒鉛を半円形状のき裂と仮定し，極値統計により推定される√area パラメータで表

した最大黒鉛寸法と，表面き裂より得られた下限界最大応力拡大係数範囲の値を用

いることで，片状黒鉛鋳鉄の疲労限度を精度良く予測可能であることがわかった．

すなわち，破壊力学に基づくアプローチは，エンジン構造用部材に用いる片状黒鉛

鋳鉄の疲労限度を推定するための有効な手法と考えられる． 
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第 3章 

各種鋳鉄の疲労強度に及ぼ

す黒鉛形状の影響 
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3.1 はじめに 

 第 1 章で述べたように，鋳鉄は含有する黒鉛の形状から，片状，芋虫状，球状の 3

種類に大別され，一般的に，片状黒鉛鋳鉄は，芋虫状，球状の鋳鉄に比べ鋳造性，被切

削性に優れることから，幅広い用途に用いられている．他方，環境問題や省エネルギー

の観点から，エンジンにはさらなる軽量化，高機能・高効率化が求められ(1)，これらの

要望に応えるため，高温，高負荷状態に耐えるエンジン用構造部材として片状黒鉛鋳鉄

から芋虫状黒鉛鋳鉄や球状黒鉛鋳鉄への材料の置換も行われている(2)(3)(4)． 

第 2章では，片状黒鉛鋳鉄の疲労破壊挙動について調査を行い，き裂は全寿命の初期

に黒鉛端部から発生し，偏向や枝分れを生じながら進展することを明らかにした．さら

に，片状黒鉛鋳鉄の疲労強度に及ぼす基地組織の影響は僅かなのに対して，黒鉛寸法の

影響が大きいこと，回転曲げ疲労試験で得られた疲労限度は，試験片表面の黒鉛端部に

発生する疲労き裂の下限界最大応力拡大係数範囲と，極値統計処理により推定した最大

黒鉛寸法√area_max (5) により予測が可能であることを明らかにした． 

本章では，鋳鉄の疲労強度特性に及ぼす黒鉛形状の影響を調査し，黒鉛形状の異なる

各種鋳鉄（片状黒鉛鋳鉄，芋虫状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄）に対して，疲労限度の

予測方法の検討を行った． 

 

3.2 供試材および試験方法 

3.2.1 供試材 

 疲労強度特性に及ぼす黒鉛形状の影響を調べるため，エンジン用構造部材として用い

られる片状，芋虫状および球状の黒鉛を有する鋳鉄を供試材として準備した．なお，片

状黒鉛鋳鉄については，黒鉛の寸法および引張強さが異なる 2種類の材料を実験に供し

た．以下，片状黒鉛鋳鉄を C材および D材，芋虫状黒鉛鋳鉄を E材，球状黒鉛鋳鉄を

F材と呼ぶ．図 3.1に光学顕微鏡で観察した各供試材の微視組織観察例，表 3.1に各供
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試材の機械的性質を示す．同表より，各材料の基地の硬さは概ね同等であることが分か

る．引張強さについては，球状黒鉛鋳鉄が最も強度が高く，次いで芋虫状黒鉛鋳鉄，そ

して片状黒鉛鋳鉄の順に低い強度を示した．また，2 種類の片状黒鉛鋳鉄を比べると，

C材の方が D材よりも高い引張強さを示している． 

 

3.2.2 回転曲げ疲労試験 

 疲労試験には図 2.16 に示す試験片を用いた．試験片表面は，エミリー紙#80 から

#2000まで負荷軸方向に灯油を用いて湿式研磨した後，灯油とアルミナの混濁液を用い

バフ研磨を行い，疲労試験に供した．疲労試験は，小野式回転曲げ疲労試験機を用い，

実験室雰囲気で，応力比 R=-1，繰返し速度 50Hz の条件で行った (参考 ;JIS Z 

2274-1978)(6)．なお，試験片が破断せずに繰返し数が 107回に達したとき試験を打切り，

そのときの応力振幅 （107回時間強度）を疲労限度とした．疲労試験後の破面は走査型

電子顕微鏡を用いて観察した． 

 

3.2.3 レプリカ法による疲労き裂の発生・進展挙動の観察 

 試験片形状，試験条件は前項の回転曲げ疲労試験に用いた試験片の寸法と同一である．

回転曲げ疲労試験で得られた S-N曲線から，各黒鉛鋳鉄について，疲労寿命が 105-106

サイクル程度となる負荷応力振幅を見積もり，その負荷応力振幅条件で疲労中断試験を

行った．ここでは，負荷応力振幅を，C材，D材は 130MPa，E材は 230MPa、F材は

300MPaとした． 

推定される破断寿命の 5%の繰返し数を負荷する度に疲労負荷を中断し，レプリカ法

により試験部を転写して再び繰返し負荷を加えることを破断まで繰返し，図 2.17 に示

す試験片表面中央付近の幅 4㎜の範囲について，き裂の発生・進展過程を観察した．レ

プリカ法については，第 2章にて説明した手法と同様の手法である．観察されたき裂長
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さと負荷応力から応力拡大係数範囲⊿Kを算出し，繰返し数との関係からき裂伝ぱ曲線

を得た．き裂長さは図 2.18 に示すように試験機の負荷軸方向に対して垂直な面への投

影長さとした．応力拡大係数範囲⊿Kは，以下の式(3.1)を用いて算出した．  

∆K = ∆σ√𝜋𝑠 ∙ 𝐹(𝛼)   (3.1) 

ここで， 

𝐹(𝛼) = 0.5667𝛼2 − 0.1414𝛼 + 0.7342 

                      𝛼 = b/r 

であり，⊿σ は応力振幅，FIは補正係数である．また，s はき裂部の円弧長さ，α はき

裂深さ b と試験片半径 r の比であり，それぞれの関係は，図 2.19 に示す表面き裂の模

式図の通りである． 

 

 

3.2.4 最大黒鉛寸法の予測 

各鋳鉄の試験片表面に観察される黒鉛寸法より，観察視野に含まれるサンプル内の最

も長い黒鉛長さを測定し，半円状の黒鉛を仮定して面積を算出し, 面積の平方根として

√area_maxを求めた．ここで，黒鉛寸法の検査基準面積は 0.2187mm2とし，サンプル

数は 40とした．さらに，2.1.3節で示した方法で，√area_maxの極値統計グラフを作成

した(7)(8)．作成した極値統計グラフより，再帰期間 T, 累積分布関数 Fj(%), 基準化変数

yjを第 2章の式(2.5)，(2.6)および(2.7)により算出し，試験片に含まれる最大黒鉛寸法を

推定した(8)．  
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 Material C Material D Material E Material F 

Material FC250 FC300 CGI FCD 

Matrix structure Pearlite ← ← ← 

Type of graphite Flake  

graphite 

← Spheroidal +  

Compacted 

graphite 

Spheroidal  

graphite 

Spheroidizing ratio [%] 0 ← 0-20 80-100 

Tensile strength [MPa] 312 300 493 776 

0.2% proof stress[MPa] 209 267 394 438 

Vickers 

hardness[Hv] 

Material 202 216 260 265 

Matrix 296 298 303 310 

Table 3.1 Mechanical properties for cast irons with different graphite shape. 

(a) Material C, (b) Material D, (c) Material E, (d) Material F. 

Fig. 3.1 Microstructure for cast irons with different graphite shape. 

(a) (b) 

(c) (d) 
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3.3 試験結果および考察 

3.3.1 疲労強度特性 

C材，D材，E材および F材の疲労試験結果をそれぞれ図 3.2，図 3.3，図 3.4および図

3.5に示す．107サイクルで定義した疲労限度はそれぞれ，C材が110MPa，D材が120MPa，

E材が 220MPa，F材が 290MPaであった．  

図 3.6 に C材，図 3.7 に D材，図 3.8 に E材，図 3.9 に F材の疲労破面をそれぞれ

示す．各図(a)から，各材料ともに通常の金属の疲労破面とは異なる粗い凹凸の破面が

観察され，各図(b)に示すように破面の各部に無数の黒鉛が観察された．また，これら

の観察結果から，各材料の疲労き裂は基地中に分布する黒鉛を伝わるように伝ぱしてい

る様子がうかがえることから，疲労き裂の発生，進展には黒鉛が大きな影響を及ぼして

いると考えられる． 

疲労限度は，黒鉛形状に注目すると，片状黒鉛鋳鉄(C材，D材)，芋虫状黒鉛鋳鉄(E材)，

球状黒鉛鋳鉄(F材)の順に高い強度を示し，引張試験の結果と対応している．他方，片状黒

鉛鋳鉄のC材とD材を比較すると，D材の方がわずかに高い疲労限度を示しており，引張

強さと疲労限度の間に単純な相関は認められなかった．これは，古郷ら(9)が示した球状黒

鉛鋳鉄の引張強さと疲労限度の関係と同様の結果である． 

各材料の基地組織は表 3.1に示すように，いずれもパーライトであり，硬さにも大きな

差はない．また，各供試材の鋳造時の冷却速度は完全に一致していないとしても, 第 2章

の結果から，基地組織の疲労強度に対する影響は小さいと考えられる．このことから，各

供試材の疲労限度の相違に対しては，やはり黒鉛の寸法や形状が支配的と考えられる． 
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Fig. 3.2 S-N curve for material C. 
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Fig. 3.3 S-N curve for material D. 
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Fig. 3.4 S-N curve for material E. 
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Fig. 3.5 S-N curve for material F. 
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(a) Overview, (b) Graphite and base material. 

Fig. 3.6 Fracture surface observation in material C.(𝜎a = 130𝑀𝑃𝑎,𝑁𝑓 = 311500𝑐𝑦𝑐𝑙𝑒𝑠) 

(a) Overview, (b) Graphite and base material. 

Fig. 3.7 Fracture surface observation in material D.(𝜎a = 130𝑀𝑃𝑎,𝑁𝑓 = 1140000𝑐𝑦𝑐𝑙𝑒𝑠) 
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(a) Overview, (b) Graphite and base material. 

Fig. 3.8 Fracture surface observation in material E.(𝜎a = 230𝑀𝑃𝑎,𝑁𝑓 = 821800𝑐𝑦𝑐𝑙𝑒𝑠) 

(a) Overview, (b) Graphite and base material. 

Fig. 3.9 Fracture surface observation in material F.(𝜎a = 300𝑀𝑃𝑎,𝑁𝑓 = 79000𝑐𝑦𝑐𝑙𝑒𝑠) 
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3.3.2 疲労き裂の発生・伝ぱ挙動 

疲労中断試験を行いレプリカ法により試験片表面の疲労き裂の発生・伝ぱ挙動を観察

した．図 3.10から図 3.13に各鋳鉄の試験片表面の疲労き裂の発生・伝ぱ挙動観察例を

示す．図中の丸印は疲労き裂発生起点を示し，矢印は疲労き裂の先端を示している． 

図 3.10 に片状黒鉛鋳鉄（C 材）の疲労き裂の観察例を示す．本試験は応力振幅 σa＝

130MPa の条件下で行ない，Nf=311500cycles で試験片が破断に至った．同図(a)は繰

返し荷重負荷前の試験片表面であり，(b)は全寿命に対し 10%の負荷を繰返した後の観

察例，(c)は全寿命に対し 50%の負荷を繰返した後の観察例，(d)は全寿命に対し 90%の

負荷を繰返した後の観察例である．図 3.11 に片状黒鉛鋳鉄（D 材）の疲労き裂の観察

例を示す．本試験は応力振幅 σa＝130MPaの条件下で行ない，Nf=1140000cycles で試

験片が破断に至った．同図(a)は繰返し荷重負荷前の試験片表面であり，(b)は全寿命に

対し 10%の負荷を繰返した後の観察例，(c)は全寿命に対し 50%の負荷を繰返した後の

観察例，(d)は全寿命に対し 90%の負荷を繰返した後の観察例である．図 3.10および図

3.11 より片状黒鉛鋳鉄 C 材，D 材ともに，疲労き裂は全寿命の初期に黒鉛部から複数

発生しており，全寿命に対してき裂伝ぱ寿命が支配的であった．片状黒鉛鋳鉄について，

高温低サイクル疲労下では，全寿命初期段階に黒鉛と基地のはく離および黒鉛先端を起

点とするマイクロクラックが多数発生するとの式田ら(10)による報告がある．本実験結果

より，高サイクル疲労においても，片状黒鉛鋳鉄では全寿命の初期にき裂が発生し，き

裂同士が合体して主き裂となり，それが進展し破断に至る様子が観察された． 

図 3.12 に芋虫状黒鉛鋳鉄（E 材）の疲労き裂の観察例を示す．本試験は応力振幅 σa

＝230 MPaの条件下で行ない，Nf=821800cyclesで試験片が破断に至った．同図(a)は

繰返し荷重負荷前の試験片表面であり，(b)は全寿命に対し 29%の負荷を繰返した後の

観察例，(c)は全寿命に対し 66%の負荷を繰返した後の観察例，(d)は全寿命に対し 88%

の負荷を繰返した後の観察例である．芋虫状黒鉛鋳鉄では，黒鉛が星形き裂のような複
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雑な形状を有しているため，寿命初期に黒鉛先端から様々な方向にき裂が発生し，また，

き裂の合体は全寿命の 30%程度で認められた． 

図 3.13 に球状黒鉛鋳鉄（F 材）の疲労き裂の観察例を示す．本試験は応力振幅 σa＝

300MPaの条件下で行ない，Nf=79000cyclesで試験片が破断に至った．同図(a)は繰返

し荷重負荷前の試験片表面であり，(b)は全寿命に対し 10%の負荷を繰返した後の観察

例，(c)は全寿命に対し 50%の負荷を繰返した後の観察例，(d)は全寿命に対し 90%の負

荷を繰返した後の観察例である．球状黒鉛鋳鉄では，全寿命の半分程度までは，発生し

た複数のき裂がそれぞれ成長し，その後，合体・伝ぱする様子が認められた． 

第 2章の片状黒鉛鋳鉄および，Yamabeら(11)の球状黒鉛鋳鉄の調査結果から，長いき

裂と試験片表面の黒鉛先端に発生するき裂の下限界応力拡大係数範囲の値が異なるこ

とがわかっている．また，第 2章の片状黒鉛鋳鉄の疲労限度の予測方法の検討結果から，

試験片表面の黒鉛先端に発生するき裂から得られた下限界最大応力拡大係数範囲と，極

値統計により推定した最大黒鉛寸法により片状黒鉛鋳鉄の疲労限度を精度良く予測可

能であることがわかった．そこで，本章では各鋳鉄材の試験片表面の黒鉛先端に発生す

るき裂の発生，進展挙動に着目し，き裂伝ぱ速度と応力拡大係数範囲の関係を整理した．

図 3.14 に，各鋳鉄材のき裂の伝ぱ速度 da/dN と応力拡大係数範囲⊿K の関係を示す．

なお，本実験では疲労中断試験のレプリカ法による観察結果からき裂伝ぱ曲線を得てお

り，また，き裂が黒鉛から生じているために，下限界付近の応力拡大係数範囲の値は黒

鉛寸法に依存する．そこで，ここでは，き裂伝ぱ曲線に折れ曲りが認められる値を下限

界応力拡大係数範囲として用いることとした．このように見積もった下限界応力拡大係

数範囲⊿Kthは，片状黒鉛鋳鉄が約 1.8MPam1/2，芋虫状黒鉛鋳鉄が約 2.1MPam1/2，球

状黒鉛鋳鉄が約 2.3MPam1/2と差は小さい．この結果からも，鋳鉄の疲労強度特性に対

しては，基地組織の影響は小さく，黒鉛寸法の影響が大きいと考えられる． 
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(a) N/Nf = 0, (b) N/Nf = 0.1, (c) N/Nf = 0.5, (d) N/Nf = 0.9 

Fig. 3.10 Observation of surface crack in material C (σa= 130MPa). 

(a) N/Nf = 0, (b) N/Nf = 0.1, (c) N/Nf = 0.5, (d) N/Nf = 0.9 

Fig. 3.11 Observation of surface crack in material D (σa= 130MPa). 
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(a) N/Nf = 0, (b) N/Nf = 0.29, (c) N/Nf = 0.66, (d) N/Nf = 0.88 

Fig. 3.12 Observation of surface crack in material E (σa= 230MPa). 

(a) N/Nf = 0, (b) N/Nf = 0.1, (c) N/Nf = 0.5, (d) N/Nf = 0.9 

Fig. 3.13 Observation of surface crack in material F (σa= 300MPa). 
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Fig. 3.14 Relationship between crack growth rate da/dN and  

       stress intensity factor range K for each material. 
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3.3.3 疲労限度の予測 

 レプリカ法による観察結果から，疲労限度以下での停留き裂の存在は明確に認められ

ていないが，いずれの材料も疲労き裂発生起点は黒鉛部分であった．また，黒鉛先端か

らの疲労き裂は全疲労寿命のごく初期に発生していることが確認された．そこで，式

(2.14)を用いて，√areaパラメータ(8)により疲労限度の予測を試みた． 

ここでは，黒鉛を初期き裂と仮定している．片状黒鉛鋳鉄 C 材および D 材，芋虫状

黒鉛鋳鉄 E材，球状黒鉛鋳鉄 F材の最大黒鉛寸法√area_maxの値を第 2章と同様の極

値統計処理により予測した．各材料の最大黒鉛寸法√area_maxの予測結果を図 3.15に

示す．同図の近似曲線の傾きから，黒鉛寸法は，片状黒鉛鋳鉄 C材 ＞ 片状黒鉛鋳鉄 D

材 ＞ 芋虫状黒鉛鋳鉄 E 材 ＞ 球状黒鉛鋳鉄 F 材の傾向にあることがわかる．また，

回転曲げ疲労試験に使用した図 2.16の試験片寸法から予測した片状黒鉛鋳鉄 C材およ

び D材，芋虫状黒鉛鋳鉄 E材，球状黒鉛鋳鉄 F材の最大黒鉛寸法√area_maxは，それ

ぞれ，287μm，176μm，125μm，50μmであった． 

極値統計により推定した最大黒鉛寸法√area_max および下限界応力拡大係数範囲よ

り式(2.14)を用いて求めた各試験片の 107サイクルで定義した疲労限度の予測結果を表

3.2にまとめて示す． 同表より，片状黒鉛鋳鉄 C材および D材，球状黒鉛鋳鉄 F材の

疲労限度は，それぞれ，102MPa および 131MPa，282MPa であり，疲労試験の結果

とほぼ一致した．酒井らは，球状黒鉛鋳鉄について√areaと疲労寿命の間に明確な相関

があることを示している(12)．また，山辺らは√area パラメータを用いて球状黒鉛鋳鉄

の疲労限度を評価可能であると述べている(13)．また，村上らは球状黒鉛鋳鉄の表面に観

察される見かけの最大黒鉛寸法と真の最大黒鉛寸法については，誤差が無視できる程度

に小さいことを示している(8)．黒鉛と隣接する黒鉛の干渉については，図 3.13 に観察

されるように黒鉛は十分な空間が確保されながら分布しているため，黒鉛を単独のき裂

とみなすことができたと考えられる． 
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本実験結果より，片状黒鉛鋳鉄だけではなく球状黒鉛鋳鉄についても，半円状の黒鉛

を仮定して面積を算出し, 面積の平方根√area 求め，極値統計により予測した最大黒鉛

寸法√area_max と，下限界応力拡大係数範囲により，疲労強度を予測できると考えら

れる．  

 他方，芋虫状黒鉛鋳鉄の疲労限度の予測結果は 179MPa であり，実験により得られ

た 107サイクルで定義した疲労限度の値 220MPa と比較して著しく低い値を示した．

本実験では，黒鉛の長さをもとに主応力面に投影した半円状の黒鉛を仮定して√areaパ

ラメータを求めている．しかし，実際の芋虫状黒鉛鋳鉄は，黒鉛先端が枝分れした複雑

な形状を有している．そこで，黒鉛形状を考慮した疲労強度予測式を検討した．前述の

極値統計により最大黒鉛寸法を調べた際に用いた 40 個のサンプルについて黒鉛形状を

分類し，その頻度を調査した．図 3.16 に黒鉛形状の観察例と模式図を示す．黒鉛形状

の調査結果より，図 3.16(e)に示す黒鉛が二又に分岐している場合が全体の 42%であり

最も多い結果となった．そこで，最も多く観察された図 3.16(e)の形状を芋虫状黒鉛鋳

鉄の初期き裂形状と仮定し，疲労強度予測式を検討する．図 3.16(e)の黒鉛の形状を詳

細に調べた結果，図 3.16 中の模式図に示す芋虫状黒鉛先端の枝分かれしたき裂間の角

度は約 45 degであり，枝分かれした黒鉛長さの比は 2b1:2b2が約 2:1であった．これらの結

果から，式(3.2)に示す応力拡大係数の算出式の補正係数 FⅠとしてき裂形状の影響を考

慮することとした(14)．  

𝐹𝐼 = 𝐾I/𝜎√𝜋𝑎    (3.2) 

ここでは，き裂進展の可能性が高い b1側の黒鉛先端部について補正係数FⅠを検討した．

b1/b2の変化にともなう補正係数 FⅠの変化を図 3.17 に示す(14)．同図より，b1/b2の増加

にともない，FⅠが減少している．すなわち，芋虫状黒鉛鋳鉄では，複雑な形状を有す

る黒鉛先端部で，枝分かれや屈曲による応力遮蔽効果が生じる可能性があり，半円状の

表面き裂を仮定した場合よりも実際の応力拡大係数は低いと考えられる．枝分かれした
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黒鉛長さの比から b2/b1=約 0.5であり，図 3.17より補正係数 FⅠ=0.765を用いて応力拡

大係数を再計算し，疲労強度を予測した結果，234MPa となり，実験により得られた

107サイクルで定義した疲労限度の値 220MPa に近い値が得られた．以上の結果より，

芋虫状黒鉛鋳鉄は，黒鉛形状を応力拡大係数の補正係数として考慮することで，疲労限

度を予測できると考えられる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 Fig. 3.15 Statistics of extreme value probability for each material. 
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(c) (d) (e) (f) 

Fatigue limit  

σw0  [MPa] 

Experiment 110 120 220 290 

Prediction 102 131 179 282 

σ w0_experiment /σ w0_prediction % 107.8 91.6 122.9 102.8 

Table 3.2 Comparison between experimental result and prediction on fatigue limit. 

Fig. 3.17 Correction factor, FI for asymmetric branched crack at branching  

angle of 45° and b1/a→0 
(15)

. 

 (a)  (b)  (c) 

 (d)  (e) 

(a) Single bent crack, (b) Simply symmetric branched crack,  

(c) Doubly symmetric branched crack,  

(d) Symmetric multiple branched crack,  

(e) Asymmetric branched crack bifurcated from main crack. 

Fig. 3.16 Type of crack shape observed and its schematic illustration 
(15)

. 
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3.4 結言 

鋳鉄構造用部材の疲労強度を予測するため，鋳鉄の疲労強度に及ぼす黒鉛形状の影響

について調査を行い，黒鉛形状の異なる各種鋳鉄の疲労限度予測方法を検討した．以下

に結論を記す． 

 

1) 試験に供したいずれの黒鉛鋳鉄も，疲労き裂は全疲労寿命のごく初期に黒鉛部を起

点に発生しており，全寿命に対してき裂伝ぱ寿命が支配的であった． 

2) レプリカ法による観察より求めた各黒鉛鋳鉄の下限界応力拡大係数範囲は，片状黒

鉛鋳鉄が約 1.8MPam1/2，芋虫状黒鉛鋳鉄が約 2.1MPam1/2，球状黒鉛鋳鉄が約

2.3MPam1/2であり，その差は小さい． 

3) 球状黒鉛鋳鉄の疲労限度は，片状黒鉛鋳鉄と同様に，黒鉛を半円形状の表面き裂と

仮定して求めた√area パラメータを用いて極値統計により予測した最大黒鉛寸法

と，表面き裂の下限界応力拡大係数範囲により予測可能である． 

4) 芋虫状黒鉛鋳鉄は黒鉛先端での分岐き裂が著しく，それに起因する応力遮蔽効果が

生じていると考えられるため，疲労限度の予測には黒鉛形状を考慮した補正係数の

導入が有効と考えられる． 
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第 4章 

片状黒鉛鋳鉄の疲労強度に

及ぼす平均応力の影響 
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4.1 はじめに 

前章までの検討により，片状黒鉛鋳鉄の回転曲げ疲労限度は，黒鉛を半円形状の表面

き裂と仮定して求めた√area パラメータ(1) の極値統計処理により推定した最大黒鉛寸

法√area_max と，試験片表面の黒鉛端部のき裂発生時の下限界応力拡大係数範囲によ

り予測可能であることを明らかにした．他方，実際のエンジン構造用部品は，鋳造時に

発生する残留応力，製造時に部品を締結する際のボルト軸力や運転時の熱膨張による変

形などにより，運転時の燃焼圧力の繰返し負荷以外に複雑な外力に曝されている．そこ

で，設計時にはこれらの外力が負荷されても疲労き裂などの不具合が発生しないように

十分な耐久性を持った製品を設計する必要がある．一般的に高サイクル疲労に対する疲

労強度設計では，横軸に引張強さ，縦軸に疲労限度をとり，それらを直線で結んだ修正

グッドマン線図(2)を用い，その線に対して十分に安全側となる応力レベルでの使用とな

るように設計検討を行う(図 4.1)．このような複雑な外力を考慮した設計検討の必要性

から，曲げ荷重下の疲労限度の予測以外に，軸荷重や異なる平均応力など，様々な外力

に対応した疲労限度の予測についても検討する必要がある． しかし，片状黒鉛鋳鉄の

疲労限度に及ぼす平均応力の影響の調査は川口らにより R 比-1 以上の範囲の調査結果

が報告されている(3)が，実際のエンジン部品では平均応力が圧縮の応力場となる部位も 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.1 Evaluation of fatigue strength in structural members by modified Goodman diagram. 
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存在することから、R比-1以下の領域も含めたより広範囲について挙動を把握し，予測

を行うことが必要である．そこで，本章では，軸荷重下における疲労限度に及ぼす平均

応力の影響を調査するために，平均応力-150MPaから 200MPaまでの広範囲において

疲労試験を実施し，破壊力学を用いた疲労限度の予測法を検討した．さらに，疲労メカ

ニズムに基づく CAEによる耐久性評価方法の検討を行った． 

 

4.2 供試材および実験方法 

4.2.1 供試材 

本試験では供試材として，ディーゼルエンジン用シリンダヘッドの下面から切り出し

た片状黒鉛鋳鉄（FC300材相当）を用いた．切り出し位置は，第 2章の図 2.12と同位

置とした．切り出した供試材の光学顕微鏡による微視組織観察例は図 2.13 および図

2.14 に示す通りである．図 2.13 から基地組織はパーライトであり，パーライト率は

99.8%であり，図 2.14 から基地中に様々な長さの片状黒鉛が三次元的にランダムに分

布している様子がうかがえる．ASTM A247-16a(4)に基づく黒鉛の析出状況の分類は，

等方性材料とみなすことの出来る A型に分類される． 材料の化学成分および機械的性

質は，それぞれ表 2.6，表 2.7に示す通りである． 

 

4.2.2 回転曲げ疲労試験 

疲労試験は，小野式回転曲げ疲労試験機を用い，実験室雰囲気で，応力比 R=-1，繰

返し速度 50Hzの条件で行った(参考;JIS Z 2274-1978) (5)．なお，試験片が破断せずに

繰返し数が 107回に達したとき試験を打切り，そのときの応力振幅 （107回時間強度）

を疲労限度とした．回転曲げ疲労試験片形状を図 4.2(a)に示す．試験片表面は，エミリ

ー紙#80から#2000まで負荷軸方向に灯油を用いた湿式研磨した後，灯油とアルミナの

混濁液を用いバフ研磨を行い，疲労試験に供した． 
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4.2.3 軸荷重疲労試験 

軸荷重疲労試験法(ASTM E466-15)(6)に基づき行った．疲労負荷の荷重条件は正弦波，

繰返し速度は 30Hz，実験環境は室温・大気中とした．なお，平均応力の影響を調査す

るため，平均応力を-150MPa，-100MPa，-50MPa，0MPa，50MPa，100MPa，150MPa

および 200MPa とした各条件で応力振幅を変化させた疲労試験を行った．なお，試験

片が破断せずに繰返し数が107回に達したとき試験を打切り，そのときの応力振幅 （107

回時間強度）を疲労限度とした． 

図 4.2(b)に軸荷重疲労試験に用いた試験片の寸法・形状を示す．試験片表面は，エミリ

ー紙#80から#2000まで負荷軸方向に灯油を用いた湿式研磨した後，灯油とアルミナの

混濁液を用いバフ研磨を行い，疲労試験に供した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) Rotating bending fatigue test 

(b) Uniaxial loading fatigue 

Fig. 4.2 Geometries for specimens used for fatigue test (in mm). 
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4.3 試験結果および考察 

4.3.1 疲労強度に及ぼす負荷状態の影響 

回転曲げ疲労試験および軸荷重疲労試験の結果を図 4.3に示す．両疲労試験における

疲労強度と各 S-N曲線から得られた回帰式を表 4.1および表 4.2に示す．ここでは，片

対数折れ線回帰モデル(7)を適用した．図 4.3 から，両試験ともに 106cycles 付近に変曲

点が観察され，107cycles の疲労限度は，回転曲げ疲労が 120MPa，軸荷重疲労が

100MPaであった．この荷重条件による疲労限度の差は一般的に認められ，負荷条件の

違いにより試験片断面中の応力勾配が異なるために，両負荷状態では危険体積が異なる

ことが原因と考えられる． 

 

4.3.2 疲労強度に及ぼす平均応力の影響 

平均応力 σmean=-150MPa，-100MPa，-50MPa，0MPa，50MPa，100MPa，150MPa

および 200MPa における軸荷重疲労試験の結果を図 4.4 に示す．各試験条件における

疲労限度と各 S-N曲線から得られた回帰式を表 4.3および表 4.4に示す．ここでは，片

対数折れ線回帰モデル(7)を適用した．試験の結果から，平均応力 50MPa 以下の疲労試

験においては，平均応力の上昇に伴い疲労限度が低下した．また，平均応力 50MPa以

上の疲労試験においては，疲労限度に認められる平均応力の影響は小さい． 

 

 

 

 

 

 

 Fig. 4.3 S-N curve of cast iron obtained by rotating bending fatigue test  

and uniaxial loading fatigue test. 
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Rotating bending (R=-1) Uniaxial loading (R=-1) 

σamp[MPa] Cycles 
 

σamp[MPa] Cycles 

180 3.5×104 
 

160 9.5×103 

160 8.3×104 
 

140 2.1×104 

140 1.5×105 
 

130 6.6×104 

130 1.1×106 
 

120 7.1×104 

130 3.1×105 
 

110 2.3×105 

125 5.2×105 
 

110 6.8×104 

120 1.0×107 
 

105 1.3×105 

100 1.0×107 
 

100 1.0×107 

90 1.0×107 
 

100 2.6×106 

   
95 1.0×107 

Rotating bending fatigue test σamp = -54.310*log(N)+425.60 

Uniaxial loading fatigue test σamp = -39.400*log(N)+312.19 

Fig. 4.4 S-N curve of cast iron obtained in uniaxial load fatigue test 

         carried out with different mean stress (σmean=-150～200MPa). 

Table 4.1 Applied stress amplitude and fatigue life data of obtained with 

        rotating bending fatigue test and uniaxial loading fatigue test. 

Table 4.2 Equation for SN curves obtained by rotating bending fatigue testing 

and uniaxial loading fatigue testing. (R=-1). 
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Mean stress [MPa] Equation 

-150 σamp = -22.205*log(N)+354.62 

-100 σamp = -30.350*log(N)+341.73 

-50 σamp = -27.429*log(N)+295.90 

0 σamp = -39.400*log(N)+312.19 

50 σamp = -27.915*log(N)+215.33 

100 σamp = -21.448*log(N)+172.26 

150 σamp = -15.412*log(N)+127.60 

200 σamp = -11.656*log(N)+103.60 

 

4.3.3 軸荷重疲労限度の予測 

回転曲げ疲労試験では，試験片表面に最大応力が発生することから，試験片表面の黒

鉛を半円状の表面き裂と仮定して求めた√area パラメータを用いて極値統計により試

験片表面付近に存在する最大黒鉛寸法を予測することにより疲労限度の予測を行った．

他方，軸荷重疲労試験では，試験片平行部の体積全体に最大応力が発生することから，

平行部の体積を考慮してき裂の起点と成り得る黒鉛の存在を検討する必要がある．そこ

で，図 4.5に示す試験片平行部断面中の青い円に示すように，試験片平行部の表面に観

察される黒鉛寸法と同じ直径の円状の黒鉛が試験片の内部に存在すると仮定して√area 

パラメータを用いて極値統計により試験片内部に存在する最大黒鉛寸法を予測した． 

極値統計による最大黒鉛寸法の予測手順は，第 2章と同様の手順である．ただし，軸荷

重疲労試験片の疲労限度の予測を行う体積 V (mm3)および検査基準体積 V0 (mm3)につ

 Mean stress [MPa] -150 -100 -50 0 50 100 150 200 

 Stress amplitude of fatigue limit [MPa] 220 170 125 100 55 52 31 32 

Table 4.3 Experimental results of fatigue limit at each mean stresses obtained in 

uniaxial loading fatigue test (σmean=-150～200MPa). 

Table 4.4 Equations for SN curves of uniaxial loading fatigue test carried out with 

different mean stresses. 
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いては，村上らによって提案されている次の方法で計算した(8),(9). 

図 4.2(b)に示す軸荷重疲労試験片の形状より，試験部の直径を d(=18.5mm)，試験部

の長さ l(=6.35mm)とすると，危険体積 Vは式(4.1)で表される． 

V = 0.25πd2l    (4.1) 

平面を立体化するための仮想的な厚さ h(mm)は式(4.2)を用い算出し，検査基準体積

V0(mm3)を式(4.3)により求めた． 

h = Σ √𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑚𝑎𝑥 /n (4.2) 

V0 = h*S0       (4.3) 

上記方法により求めた軸荷重負荷時の累積分布関数 F=99.99%に対する試験片内部

に存在する最大黒鉛寸法√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑖_𝑚𝑎𝑥 は 366μmとなった． 

さらに，図 4.5の赤い半円に示すように，試験片表面にも試験片内部と同じ直径の半

円の黒鉛が存在すると仮定して√areaを求め，上記と同様に極値統計により試験片表面

に存在する最大黒鉛寸法を予測した．累積分布関数 F=99.99%に対する試験片表面に存

在する最大黒鉛寸法√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑠_𝑚𝑎𝑥 は 265μm となった． 

また，内部き裂，および表面き裂の√areaパラメータと下限界応力拡大係数範囲の関

係式は，村上らによりそれぞれ式(4.4)および(4.5)が提案されている(10)． 

内部き裂に対する式 

𝛥𝐾𝑡ℎ = 0.5𝛥𝜎𝑤√𝜋√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑖  (4.4) 

表面き裂に対する式 

𝛥𝐾𝑡ℎ = 0.65𝛥𝜎𝑤√𝜋√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑠 (4.5) 

ここで， 𝛥𝐾𝑡ℎ は下限界応力拡大係数範囲であり，第 2章のレプリカ法による試験片

表面の疲労き裂の伝ぱ挙動の観察結果から得られた，片状黒鉛鋳鉄の表面き裂の下限界

応力拡大係数範囲 ΔK_th の値 1.83MPam1/2を用いた．また，𝛥𝜎𝑤 は疲労限度，√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑖 

は内部き裂面積の平方根，√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑠 は表面き裂面積の平方根である． 



93 

 

試験片内部に存在する最大黒鉛寸法√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑖_𝑚𝑎𝑥 は 366μmと予測され，これらの値

を式(4.4)に代入して求めた疲労限度𝜎𝑤は 108MPa であった．他方，試験片表面に存在

する最大黒鉛寸法√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑖_𝑚𝑎𝑥 は 265μmと予測され，これらの値を式(4.5)に代入して

求めた疲労限度𝛥𝜎𝑤は 98MPa であった．すなわち，試験片内部の黒鉛よりも表面の黒

鉛の方が疲労限度が低い値となり，疲労限度は試験片表面の最大黒鉛寸法により決まる

ことがわかる．すなわち，軸荷重疲労試験に用いた試験片の疲労限度は𝛥σw=98MPa と

予測され，実際の軸荷重疲労試験の疲労限度(100MPa)と良い一致を示した． 

以上のことから，回転曲げ疲労だけではなく，軸荷重疲労についても，√areaパラメ

ータを用いることで破壊力学的に疲労限度を予測可能であることがわかった． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑖 = √(𝜋𝑎2) 

For Internal graphite size estimation 

√𝑎𝑟𝑒𝑎_𝑠 = √(𝜋𝑎2)/2 

For surface graphite size estimation 

√area_s_max =265μm (F=99.99%)  

for Surface Graphite 

√area_i_max =366μm (F=99.99%)  

for Internal Graphite 

Fig. 4.5 Distribution of the maximum graphite size in internal and surface region 

by using extreme value statistics. 
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4.3.4 応力比が異なる場合の疲労限度の予測 

図 4.4に示した平均応力の異なる疲労試験の結果から得られた，各平均応力における

疲労限度の最大応力 σmax，平均応力 σmeanおよび最小応力 σminの関係を整理した結果を

図 4.6 に示す．同図から，-150MPa から 50MPa の広い範囲(R≦0 の範囲)で平均応力

や最小応力の大小にかかわらず，疲労限度における最大応力がおおよそ 100MPa 程度

の値であることがわかる． 

R≦0および R>0における最大応力 σmax，最小応力 σmin，平均応力 σmean，応力振幅 σamp

および，有効応力振幅範囲 Δσeffの関係図を，図 4.7および図 4.8に示す．ここで，応力

振幅 Δσ=σmax -σminであり，応力拡大係数範囲 ΔK = Kmax - Kmin ＝Δσ√(πa)である．また，

一般的に σmin < 0の条件では，き裂を開口させる引張応力の繰返しにより進展し，圧縮

によるき裂閉口時はき裂進展に影響はない(Kmin＝0)と考えられるため，ΔK=Kmax＝

σmax√(πa)が用いられる(2)が，図 4.6に示す各平均応力における疲労限度の結果から，片

状黒鉛鋳鉄の疲労き裂進展も同様に圧縮によるき裂閉口はき裂進展に影響はない(Kmin

＝0)と考えられることがわかる． 

また，前項の検討結果から，√areaパラメータにより求めた R=-1の軸荷重の疲労限度

は σw=98MPa と予測され，R≦0の応力域では，平均応力 σmeanと有効応力振幅範囲 Δσeff

には式(4.6)の関係が成立する． 

 

𝜎𝑚𝑒𝑎𝑛 =
1+𝑅

2
∆𝜎𝑒𝑓𝑓 =

1+𝑅

2
98𝑀𝑃𝑎  (4.6) 

 

R>0 の領域では，長いき裂の下限界応力拡大係数範囲 ΔKthはき裂閉口の影響により

R 比によって異なると考えられる(1)．他方，表面き裂おいては，第 2 章の図 2.32 およ

び図 2.37 に示したように，片状黒鉛鋳鉄の黒鉛先端から発生する表面き裂のき裂伝ぱ

抵抗は，長いき裂のき裂伝ぱ抵抗からき裂閉口の影響を除去したよりもさらに低い．こ
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のことから，表面き裂のき裂伝ぱ抵抗に対する R 比の影響は小さいと考えられ，平均

応力によらず ΔKthの値はほぼ一定と考えられる．そのため，R>0 の領域では，平均応

力σmeanに係わらず一定のΔKthに対応した有効応力振幅範囲Δσeffは一定と考えられる． 

図4.9に上記の破壊力学的考察から求めた各平均応力における疲労限度の予測値を破

線で示す．さらに図 4.4に示した平均応力が異なる軸荷重疲労試験の結果から得られた

各平均応力における疲労限度の関係を図 4.9に示す．同図から，疲労試験により得られ

た各平均応力と疲労限度の関係は，図中に実線で示す修正グッドマンの関係には従わず，

平均応力 50MPa付近から傾きが変わり，平均応力 σmean = -150～100MPaの広い範囲

で破壊力学により求めた疲労限度の予測値と良い一致を示した． 

他方，疲労限度線図中にプロットした疲労試験で得た疲労限度の結果から，平均応力

σmeanが 150MPa 以上の負荷条件では疲労限度に対する平均応力の影響が大きくなり，

疲労限度の値は水平な破線で表した疲労限度の予測値よりも低い値となった．この負荷

条件では，最大応力 σmaxは 181MPaと 100MPaを大きく超えており，第 2章の図 2.25

に示す FEM解析の結果から，片状黒鉛の先端付近の基地は塑性変形し，また隣接する

塑性域と連結していると考えられる．片状黒鉛鋳鉄は，曲げ強度の 70%から 80%の静

的な負荷で黒鉛部にき裂が発生するとの報告がある(11)．本実験においても引張強さの

60%を超える高い平均応力状態で繰返し負荷を受けた黒鉛に割れや基地との剥離が発

生し，疲労限度線図の傾きに変化が認められたと考えられる． 
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Fig. 4.6 Stresses at fatigue limit for each mean stresses obtained with uniaxial load  

fatigue test carried out with different mean stresses. 

 

Fig.4.7 Effective stress amplitude range (Δσeff) for R≦0. 

Fig. 4.8 Effective stress amplitude range (Δσeff) for R>0. 
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4.3.5 応力評価方法の検討 

 運転時のエンジン部品の応力場は，各気筒の燃焼による圧力が順番に発生するため，

部品各部に負荷される荷重の向きが刻々と変化する．そこで，耐久性の評価の際には，

最も耐久性に影響を与える応力の向きを考慮する必要がある．構造解析によるエンジン

部品の耐久性評価の際には，図 4.10 に示すような Critical Plane法により自由表面の

各要素の要素中心を軸にして面内方向の全方向の応力変動について平均応力と応力振

幅を算出し，修正グッドマン線図上の安全率を算出することにより，最も低い安全率と

なる向きの平均応力と応力振幅を求めることで耐久性の評価を行うことがある．このよ

うな評価方法は，すべての自由表面の要素に対して全方向の安全率を算出するため，計

算時間が膨大となる． 

図 4.11 に Critical Plane 法を用いてエンジンシリンダヘッドの耐久性を評価した際

の安全率分布の例を示す．また，図 4.12は図 4.11と同機種のエンジンについて耐久試

験を実施した際にき裂の発生した部位を示す．両図より，実機き裂部位と解析の安全率

の低い部位の傾向は概ね一致することがわかる． しかし，両図の(a)中間デッキ A部， 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 Fig. 4.9 Relation between mean stress and stress amplitude. 
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 (b)下段デッキ B部は，シリンダヘッドの構造解析の結果から危険部位と評価されたに

もかかわらず，耐久試験で疲労き裂が発生しなかった部位である．A部は気筒間に位置

し，自気筒の燃焼時の圧力以外に隣接する気筒の燃焼時の圧力の影響も受ける部位であ

る．また，B部は気筒中央の燃焼室直上付近に位置する部位であり，燃焼圧力により大

きく突き上げられる圧力に曝される部位である．A 部および B 部の応力変動を図 4.13

および図 4.14に示す．両図中の赤線はCritical Plane法により求められた応力である．

A 部は隣接する気筒の燃焼圧力を受けて大きな圧縮応力に曝される向きを危険な向き

と判定している．B部は自気筒の燃焼圧力を受けて大きな圧縮応力に曝される向きを危

険な向きと判定している．他方，図 4.6，図 4.7 および図 4.8 に示す検討結果から，片

状黒鉛鋳鉄の疲労き裂は応力振幅 σampの大きさよりも，有効応力振幅範囲 Δσeffや最大

応力 σmaxが支配的であることが明らかになった． A 部，B 部について，最大主応力方

向の応力の変動を両図中の青線で示す．A 部，B 部ともに，σmaxの方向の Δσeffが小さ

くなり，A部，B部ともに耐久試験時に疲労き裂が発生しなかった事実と一致する．こ

のように σmax の方向の応力に着目しシリンダヘッドの耐久性を評価した際の安全率分

布の結果を図 4.15に示す．同図から，安全率分布は，図 4.12に示す実機耐久試験の疲

労き裂の発生部位に良く一致する傾向を示した．以上の結果から，片状黒鉛鋳鉄の耐久

性は，最大主応力方向の平均応力と応力振幅により評価することが妥当であると考えら

れる．さらに，この方法は，すべての自由表面の要素に対して最大主応力の方向のみの

安全率を算出して評価が行えるため，計算時間を大幅に短縮することが可能となり，耐

久性能の予測精度向上とともに，作業効率の向上も期待される． 
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Fig. 4.11 Durability estimation result(Safety factor) by Critical Plane method of cylinder head. 
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Fig. 4.10 Schematic illustration for durability estimation by Critical Plane method. 
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Fig. 4.12 Crack location in the durability test of the cylinder head. 

(a) Middle deck 

LocationA 

(b) Lower deck 

LocationB 



101 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.13 Stress history of location A. 
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Fig. 4.14 Stress history of location B. 
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Fig. 4.15 Durability estimation result(Safety factor) by Maximum Principal Stress method  

of cylinder head. 
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4.4 結言 

本章ではエンジン構造用部材として幅広い用途に使用されている片状黒鉛鋳鉄につ

いて，き裂発生から疲労破壊に至るき裂進展挙動の調査から得た知見をもとに，軸荷重

負荷状態下での疲労限度の予測法について検討し，平均応力が異なる場合に対する破壊

力学的手法の有効性を示すとともに，構造解析による耐久性評価手法について考察を行

った． 

1) 黒鉛を半円形状の表面き裂と仮定して求めた√area パラメータを用いて極値統計

により予測した最大黒鉛寸法と，表面き裂の下限界応力拡大係数範囲を用いること

で，曲げや軸荷重といった応力状態の異なる疲労限度について，精度良く予測可能

であることがわかった． 

2) 疲労限度線図は修正グッドマンの関係には従わず，平均応力 σmean = -150～100MPa

の広い範囲で，破壊力学により求めた応力比の異なる疲労限度の予測値と実験値が

良い一致を示すことがわかった． 

3) 平均応力 σmeanが 150MPa 以上の負荷条件では，疲労限度線図の傾きが変化し，疲

労試験で得た疲労限度の値は，疲労限度の予測値よりも低い値となった．高平均応

力状態下の疲労限度は，片状黒鉛先端周囲の局所的な塑性変形や黒鉛の割れや基地

との剥離の影響を受けていると考えられる． 

4) 破壊力学によるアプローチは，エンジン構造用部材に用いる片状黒鉛鋳鉄について，

曲げや軸荷重のような異なる負荷条件や広範囲の異なる平均応力状態下の疲労限度

を推定するための有効な手法と考えられる． 

5) 片状黒鉛鋳鉄部品の耐久性は，構造解析により求められる最大主応力方向の平均応

力と，応力振幅により評価することが妥当と考えられる． 
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5.1 はじめに 

複雑な形状をした鋳造部品は鋳造時の冷却速度が部位毎に異なることにより，生成さ

れる基地組織や黒鉛形状・寸法が部位毎に異なるため，鋳鉄部品の強度が場所によって

大きく異なる．第 2章の図 2.1にシリンダヘッド中の各部の黒鉛の分布の観察例が示す

ように，切り出し位置により黒鉛の長さが大きく異なることがわかる．しかし，設計初

期の段階で製品中の強度の差を把握して設計を行うことは困難なため，現状では所定の

部位より切り出した試験片により得られた引張強さや疲労限度をもとに，その強度が製

品全体の強度を保証するものと仮定して，第 4章の図 4.1に示す修正グッドマン線図を

作成し製品設計を行っている．また，製造時の製品の強度保証については，所定の部位

の硬さや引張強さを確認すること，あるいは製品鋳造時に同時に鋳込んで作製した試験

片の強度を測定することで行っている．そのため，製品の最弱部の強度を過大評価した

設計，製造がなされる可能性があり，このような部位を検出し改善するために，試作品

を用いた設計と評価を何度も繰返す必要がある． 

牧村ら(1)は，片状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄の組織や機械的性質は冷却速度により

決まることを明らかにし，肉厚の太い部位から薄い部位に至るまで様々な肉厚をもつ鋳

造製品について，鋳造解析により実際の鋳造時の各部の冷却速度を再現することで，組

織や機械的性質が予測できることを示している．鋳造解析を用いれば，複雑な形状をし

た製品各部の組織や機械的性質が予測可能となり，設計検討段階で各部位の材料強度の

差を考慮した製品設計を可能とし，製品開発の効率を飛躍的に向上させることが期待さ

れる． 

これまで，鋳造解析を用いて，鋳鉄製品の鋳造欠陥を低減させる鋳造方案の検討(2)(3)(4)

や鋳残留応力予測(5)など，鋳造品質の改善検討を行った多くの事例が報告されている．

さらに，製造工程において厳密に制御することが困難な溶湯温度や鋳込み速度に対して，

鋳造解析とタグチメソッドを活用することにより鋳造欠陥発生に対するロバスト性の
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向上を検討した事例も報告されている(6)． 

設計検討時に鋳造時の冷却速度のことなるために生じる製品各部の引張強さや疲労

限度の差が予測できれば，構造解析で求めた組付け荷重や実働荷重により製品が受ける

負荷に対して，部位毎に従来よりも現実的な耐久性評価を行うことが可能となる．さら

に，耐久性を考慮した鋳造品質のロバスト性検討に鋳造解析を活用できれば，実際の鋳

造による鋳造品質の検証回数を大幅に低減させることが可能となり，コスト，時間の大

幅な削減が期待される． 

Joerg C. Sturmら(7)は，エンジンのシリンダブロックについて構造解析と鋳造解析を

連成させることによる，実働時の荷重，熱，残留応力を考慮した耐久性や軽量化の検討

例を報告をしているが，シリンダブロックの材料は均質材として扱い，製品各部の材料

強度の差は考慮されない．McCloryら(8)は，鋳造解析により芋虫状鋳鉄材のシリンダブ

ロックの引張強さを求め，さらに，芋虫状鋳鉄材の引張強さと疲労限度の相関関係から，

引張強さに 0.45 を乗じた値を疲労限度と定義し，シリンダブロック各部の引張強さと

疲労限度を求めることで，構造解析により求めたエンジン実働時の応力場に対する耐久

性の評価が可能であることを示した．しかし，古郷ら(9)は，球状黒鉛鋳鉄について，引

張強さと疲労限度が比例関係にないことを報告している．また，第 3章の調査結果から，

片状黒鉛鋳鉄についても引張強さと疲労限度は完全な比例関係にはない結果が得られ

ている．これらのことから，鋳造解析により引張強さと疲労限度をそれぞれ別に求める

ことが妥当と考えられる．C. Thomserら(10)は，芋虫状黒鉛鋳鉄および球状黒鉛鋳鉄に

ついて，鋳造解析により求めた各部の微細組織結果をもとに疲労限度を予測し，実験値

との比較から十分な予測精度であることを示した．さらに，鋳造解析により求めたシリ

ンダブロック各部の引張強さと疲労限度から，鋳鉄製品の耐久性の評価が可能であるこ

とを示した．しかし，片状黒鉛鋳鉄については，鋳造解析を用いた鋳造製品の組織，硬

さ，引張強さ，残留応力，引け巣などの予測は可能であるが，疲労限度の予測を行った
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報告例はない．  

そこで本章では，鋳造解析ソフトの設計検討や製造性検討への活用に向け，片状黒鉛

鋳鉄の疲労限度の予測方法の検討を行う． 

 

5.2 階段状鋳物の凝固解析方法 

5.2.1 供試材 

図 5.1に示す鋳型を用いて，階段状鋳物（階段形状 A，階段形状 B）を作製した．各

階段部の幅と長さは，50mm×50 mmであり，階段形状Aの板厚はそれぞれ4 mm，7 mm，

10 mm，13 mmである．また，階段形状 Bの板厚はそれぞれ 20 mm，30 mm，40 mm，

50 mmである．以降，同図に示すように各部位を階段形状と板厚から，A-4，A-7，A-10，

A-13，B-20，B-30，B-40，B-50と表す． 

鋳造時の注湯温度は 1399℃であり，湯汲みですくい注湯により鋳造を行った．また，

注湯時間は約 5秒で完了するように実施した．図 5.2に，注湯から凝固までの温度変化

の測定例を示す．測温位置は階段状鋳物の各肉厚部中心にて行った． 

鋳造により得られた階段形状 A および，階段形状 B の階段状鋳物を図 5.3 に示す．

また，実験に用いた片状黒鉛鋳鉄の化学成分を表 5.1に示す．階段形状 Aおよび，階段

形状 B の各肉厚部中央付近から試験片を切り出し，引張試験を実施した．引張試験に

用いた試験片形状を図 5.4 に示す．A-4 部は同図(A)に示す試験片形状，A-7 部は(B)に

示す試験片形状，その他の板厚部については(C)に示す試験片形状を用いて，引張試験

を実施した．引張試験は JIS Z 2241-2011 (11)に準じて実施し，試験速度は，0.2%耐力

取得前は 10MPa/sec，0.2%耐力取得後は 20%/minとした． 

各肉厚部の黒鉛の分類については，ASTM A-247-16a(12)に基づき分類を行った．また，

各肉厚部の黒鉛面積率，パーライト率については，画像処理(2 値化)により黒鉛部分と

基地組織部分を分離し測定した．画像処理には，イノテック社の QuickGrainPro を用
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いた．さらに，各肉厚部のビッカース硬さの測定は，JIS Z 2244-2009 (13)に基づき実施

した． 

 

5.2.2 階段状鋳物の凝固解析 

階段状鋳物の各部の組織および材料特性を予測するために鋳造解析ソフト MAGMA

社の MAGMASOFT を使用した．鋳造解析ソフトには，鋳造時の湯流れや凝固の現象

を予測する機能があるが，本検討に用いた階段状鋳物は比較的形状が単純であることか

ら，湯流れは考慮せず，凝固解析の機能を使用して組織や強度の予測を行った．本解析

に用いた階段状鋳物の解析モデルの形状を図 5.5に示す．解析モデルの要素数は，階段

状鋳物部で要素数 529,121，モデル全体で要素数 11,657,520 である．凝固解析を用い

た組織や機械的性質の予測や残留応力予測の精度向上には，冷却温度曲線の合せ込みが

重要であることが報告されている(1) (5)．そこで，本研究で実施した凝固解析においても，

図5.2に示した実際の鋳造時の温度測定結果に対して解析時の冷却温度を合わせるため

にパラメータの調整を行った．調整を行った後の冷却温度曲線を図 5.6に示す． 
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Staircase casting test piece A 

Staircase casting test piece B 

Fig. 5.1 Casting mold of staircase casting test piece used in the present study. 

(b) Section A-A 

Staircase casting test piece A 

A-4 A-7 A-10 A-13 

(c) Section B-B 

Staircase casting test piece B 

B-20 B-30 B-40 B-50 

A-4 A-7 A-10 A-13 

B-20 B-30 B-40 B-50 

(a) Top view 
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  C Si Mn P S Cr Mo Cu Sn 

mass% 3.19 1.96 0.59 0.021 0.083 0.24 0.28 0.52 0.081 
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Experimantal 7mm

Experimantal 10mm

Experimantal 13mm

Fig. 5.2 Cooling curve of cast irons used in the present study. 

A- 

A- 

A- 

A- B- 

B- 

B- 

B- 

Fig. 5.3 Staircase casting test piece used. 

Table 5.1 Chemical composition of material used on staircase casting test piece. 
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Fig. 5.4 Geometry of the specimen for tensile test (in mm). 

Type A; for location A-4. 

Type B; for location A-7. 

Type C; for location A-10, A-13, B-20, 

B-30, B-40 and B-50. 

Location A-4 

t=4mm 

Location A-7 

t=7mm 

Location A-10 

t=10mm 

Location A-13 

t=13mm 

Stair type test piece A 

Location B-20 

t=20mm 

Location B-30 

t=30mm 

Location B-40 

t=40mm 

Location B-50 

t=50mm 

Stair type test piece B 
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Fig. 5.6 Fitting result of cooling curve of cast irons used in casting analysis. 
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Fig. 5.5 FEM model for casting simulation. 

(a) Casting mold (b) Staircase casting test 

piece 

Elements 11,657,520 Elements 529,121 
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5.3 階段状鋳物の凝固解析結果 

作製した階段状鋳物の各階段部を切り出して微細組織の観察を行った．黒鉛の観察結

果を図 5.7に示す．各階段部の黒鉛の分類結果，階段部 A-4，A-7は Eに分類される黒

鉛形状であった．その他の部位は A に分類される黒鉛形状であった．また，各階段部

の黒鉛面積率は，6.5%~9.3%の範囲であった．さらに，エッチングを行い組織の観察を

行った結果は図 5.8に示すとおりであり，何れの部位もパーライト率は 100％であった． 

硬さについては，各部階段部について測定するとともに，凝固解析による予測を行っ

た．凝固解析による各階段部の硬さの分布を予測した結果を図 5.9 に示す．結果から，

階段部の厚さが大きくなるほど硬さが低下する傾向にあることが確認された．各測定結

果および解析結果をまとめて，表 5.2に示す．ラメラ間隔が狭いほど硬さは高い値を示

し，ラメラ間隔と硬さの関係は第 2章での検討結果に一致する．硬さの測定結果と予測

結果の関係を図 5.10 に示す．実験値に対して解析は硬さを高めに予測する傾向にある

が，良い相関関係にあることがわかる． 

次に，引張強さについても，硬さと同様に，各部階段部について実測するとともに凝

固解析による予測を行った．凝固解析による各階段部の引張強さの分布を予測した結果

を図 5.11 に示す．結果から，硬さと同様に階段部の厚さが大きくなるほど引張強さが

低下する傾向にあることが確認された．各階段部から切り出した試験片を用いて行った

引張試験の結果と凝固解析による引張強さの予測結果を表 5.3に示す．また，引張強さ

の測定結果と予測結果の関係を図 5.12 に示す．引張強さも硬さと同様に実験値に対し

て解析は高めに予測する傾向にあるが，良い相関関係にあることが確認された． 

これらの結果から，牧村ら(1)の報告と同様に，凝固解析の際に冷却速度を実際の鋳造

時の温度変化に合わせることで，鋳造品の硬さや引張強さを実験値に対して良い精度で

予測できることがわかった．そこで，本解析結果を用いて疲労限度予測法の検討を行う

こととした． 
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Location A-4 

t=4mm 

 

Location A-7 

t=7mm 

 

Location A-10 

t=10mm 

Location A-13 

t=13mm 

(a) Location A-4 (t=4mm) 

(b) Location A-7 (t=7mm) 

(c) Location A-10 (t=10mm) 

(d) Location A-13 (t=13mm) 
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Location B-20 

t=20mm 

 

Location B-30 

t=30mm 

Location B-40 

t=40mm 

Location B-50 

t=50mm 

 

Fig. 5.7 Microstructure for cast irons used in the present study. 

(e) Location B-20 (t=20mm) 

 

(f) Location B-30 (t=30mm) 

(g) Location B-40 (t=40mm) 

(h) Location B-50 (t=50mm) 
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(a) Location A-4 (t=4mm) 

(b) Location A-7 (t=7mm) 

(c) Location A-10 (t=10mm) 

(d) Location A-13 (t=13mm) 
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Fig. 5.8 Etched surface of cast irons used in the present study. 

(e) Location B-20 (t=20mm) 

 

(f) Location B-30 (t=30mm) 

(g) Location B-40 (t=40mm) 

(h) Location B-50 (t=50mm) 
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 Experimental results FEM 

Location Type of 

Graphite 

Graphite 

area ratio 

[%] 

Pearlite rate 

[%] 

Lamellar 

spacing 

[μm] 

Hardness 

[HB] 

Hardness 

[HB] 

A-4 E 6.5 100 0.76 302 325 

A-7 E 7.2 100 0.77 285 313 

A-10 A 7.4 100 0.92 275 309 

A-13 A 9.3 100 0.90 255 277 

B-20 A 9.0 100 0.88 241 265 

B-30 A 8.1 100 1.16 255 256 

B-40 A 7.6 100 1.16 241 248 

B-50 A 8.0 100 1.21 229 244 

Table 5.2 Measured and predicted values of mechanical properties. 

Location A-4 

t=4mm 

Location A-7 

t=7mm 

 

Location A-10 

t=10mm 

 

Location A-13 

t=13mm 

 

Location B-20 

t=20mm 

Location B-30 

t=30mm 

Location B-40 

t=40mm 

Location B-50 

t=50mm 

 

Fig. 5.9 Predicted result of hardness obtained by casting analysis. 
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y = 0.7475x + 51.358 

R² = 0.9108 
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Fig. 5.10 Relationship between predicted value and measured value on Brinell hardness. 

 

Location A-4 

t=4mm 

Location A-7 

t=7mm 

 

Location A-10 

t=10mm 

 

Location A-13 
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Location B-50 
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Fig. 5.11 Predicted result of tensile strength obtained by casting analysis. 

 

T
en

si
le

 s
tr

en
g
th

 [
M

P
a]

 



121 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 Experimental results FEM 

Location 0.2% proof stress 

[MPa] 

Tensile strength 

[MPa] 

Tensile strength 

[MPa] 

A-4 - 351 511 

A-7 339 429 499 

A-10 304 371 478 

A-13 286 327 389 

B-20 239 287 380 

B-30 236 290 359 

B-40 227 262 341 

B-50 213 266 330 

Table 5.3 Comparison between experimental value obtained by tensile test and predicted value  

obtained by casting analysis in tensile strength. 

y = 0.7128x + 29.998 

R² = 0.8115 
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Fig. 5.12 Relationship between predicted value and measured value on tensile strength. 
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5.4 疲労限度の予測方法の検討 

エンジン部品は実働時の燃焼圧力による振動などにより変動応力の繰返し入力に曝

されるため，引張強さ以下の応力でも疲労破壊を起す可能性がある．そこで，設計時に

はこれらの外力を考慮し，疲労き裂などの不具合が発生しないように十分な強度を持っ

た設計を行う必要がある．一般的に高サイクル疲労に対する疲労強度設計では，第 4章

の図 4.1に示したような修正グッドマン線図(14)を用い，その線に対して十分に安全側と

なる応力場での使用となるように設計検討を行う．5.3.節の結果から，凝固解析の際に

冷却速度を実際の鋳造時の温度変化に合わせることで片状黒鉛鋳鉄材の硬さや引張強

さを実験値に対して良い精度で予測可能なことがわかった．しかし，片状黒鉛鋳鉄材の

疲労限度の予測については，現状では凝固解析により予測をすることは出来ない．そこ

で，本節では片状黒鉛鋳鉄材の疲労限度の予測方法の検討を行う． 

第 2章にて，片状黒鉛鋳鉄の疲労強度には黒鉛寸法が支配的であること，さらに，片

状黒鉛鋳鉄の疲労限度は，黒鉛を半円形状の表面き裂と仮定して求めた√area パラメー

タを用いて極値統計により予測した最大黒鉛寸法と，黒鉛端部のき裂発生時の下限界応

力拡大係数範囲により予測可能であることを明らかにした．このように，片状黒鉛鋳鉄

の疲労限度は黒鉛寸法が支配的であるため，片状黒鉛鋳鉄の最大黒鉛寸法を予測するこ

とができれば,その結果により疲労限度を予測することが可能となる．他方，片状黒鉛

鋳鉄は，凝固過程で晶出した黒鉛が核となりオーステナイト相が生成し，共晶セルとな

る．さらに周囲の溶湯中の炭素が核となっている黒鉛に結合することで黒鉛が成長し，

それに伴い周辺の共晶セルも成長することが知られている(15)．また，過去の片状黒鉛の

冷却速度と組織の関係の調査では，共晶凝固速度が遅いほど共晶セルサイズが大きくな

り，片状黒鉛長さも長くなることが報告されている(1),(16)． 

これらの報告から，共晶セルサイズは黒鉛寸法と相関性の高いパラメータであること

がわかる．片状黒鉛鋳鉄の疲労限度の予測には，鋳鉄中に含まれる最大黒鉛寸法を把握
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することが必要であるが，共晶セルサイズと最大黒鉛寸法の関係についての報告はない．

そこで，凝固解析による共晶セルサイズの予測精度の検証と，共晶セルサイズと最大黒

鉛寸法の相関関係の調査を行った． 

 

5.4.1 共晶セルサイズの予測精度検証 

片状黒鉛鋳鉄の表面を鏡面に仕上げ，エッチングした部位 A-4 の組織観察の例を図

5.13 に示す．同図から共晶セル同士の境界が甲羅状に観察されることがわかる．これ

は凝固過程において添加元素である Cr，Mo，Cu，Si は，共晶セル境界に濃縮され，

エッチングに用いた腐食液では腐食されにくいために，白い甲羅状に観察されるためで

ある．図中赤線に示すように，甲羅状の輪郭で囲まれた各領域それぞれが共晶セルであ

る．各階段部の共晶セルサイズを切片法(17)により測定した．光学顕微鏡を用いて各階段

部について 5視野分の撮影画像から共晶セルの測定を行い，その平均値を共晶セルサイ

ズとした． 

 また，共晶セルサイズの予測に用いた鋳造解析ソフト MAGMASOFT は，鋳鉄の成

分と冷却速度の関係性の膨大な実験データから共晶セルサイズを予測する凝固解析の

アルゴリズムを有している．凝固解析により得られた階段状鋳物各部の共晶セルサイズ

の分布を予測した結果を図 5.14 に示す．同図から，階段部の厚さが大きくなるほど共

晶セルサイズが大きく，また，表面よりも内部の方が共晶セルサイズが大きい傾向を示

していることがわかる．これは，厚さが大きくなるほど冷却速度が遅くなることが影響

していると考えられる． 

各階段部の共晶セルサイズの測定結果と凝固解析による予測結果を表 5.4 および図

5.15 に示す．結果から，共晶セルサイズの予測値と測定値には良い相関関係があり，

解析により精度良く共晶セルサイズを予測できることがわかる． 
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5.4.2 最大黒鉛寸法と疲労限度の予測 

 各階段部に含まれる最大黒鉛寸法を，村上らの提案している√areaパラメータを用い

て極値統計により評価した (18)(19)．なお，片状黒鉛の形状については半円を仮定して

√area を算出した．さらに，図 5.16 に示す軸荷重疲労試験用の試験片を想定した危険

体積に含まれる最大黒鉛寸法の予測を第 3章と同様の手順で行った．ここでは黒鉛寸法

の検査基準面積は 0.2187mm2，サンプル母数は 40，予測を行う危険体積は試験片寸法

から 300mm3とした． 

各階段部の最大黒鉛寸法の予測結果を図 5.17 および表 5.4 に示す．共晶セルサイズ

と最大黒鉛寸法の関係を図 5.18 に示す．共晶セルサイズと最大黒鉛寸法には，相関関

係があることがわかった．ただし，単純な線形関係ではなく，本調査から両者の関係に

ついて式(5.1)の関係式を得た． 

 

y = 480.57x0.7509 ・・・（5.1） 

 

式(5.1)を用いることで，解析や測定により求めた共晶セルサイズから最大黒鉛寸法を

予測できる．図 5.19 に階段状鋳物の各部の共晶セルサイズの結果から，式(5.1)を用い

て最大黒鉛寸法を予測した結果を示す．同図から，階段部の厚さが大きくなるほど，最

大黒鉛寸法が大きくなる傾向を示すことが確認された．さらに，予測した最大黒鉛寸法

を式(5.2)に代入することで疲労限度の予測が可能となる． 

 

𝛥𝐾th = 0.65𝛥σw√𝜋√𝑎𝑟𝑒𝑎・・・(5.2) 

 

ここで，第 3章の結果から黒鉛寸法の異なる 2種類の片状黒鉛鋳鉄の下限界応力拡大

係数範囲 ΔKthはどちらも 1.83MPam1/2であった．本検討に用いた階段状鋳物について
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も片状黒鉛鋳鉄であることから，ΔKth=1.83MPam1/2とした． 

図 5.20 に，階段状鋳物の各部の最大黒鉛寸法の結果から，式(5.2)を用いて求めた疲

労限度の予測結果を示す．以上の結果より，凝固解析の際に冷却速度を実際の鋳造時の

冷却速度に合わせることで製品各部の共晶セルサイズを精度良く予測し，実験により求

めた共晶セルサイズと最大黒鉛寸法の関係を用いて予測した最大黒鉛寸法と片状黒鉛

鋳鉄の下限界応力拡大係数範囲の値を式(5.1)に代入することで，疲労限度の予測が可能

と考えられる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.13 Measurement of eutectic cell size. 
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 Experimental results FEM 

Location Eutectic cell size[mm] Eutectic cell size[mm] 

A-4 0.08 0.21 

A-7 0.22 0.29 

A-10 0.25 0.36 

A-13 0.40 0.40 

B-20 0.65 0.50 

B-30 0.72 0.68 

B-40 0.76 0.76 

B-50 0.90 0.81 

Location A-4 

t=4mm 

Location A-7 

t=7mm 

 

Location A-10 

t=10mm 

 

Location A-13 

t=13mm 

 

Location B-20 

t=20mm 

Location B-30 

t=30mm 

Location B-40 

t=40mm 

Location B-50 

t=50mm 

 

Fig. 5.14 Eutectic cell size prediction result obtained by casting analysis. 
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Table 5.4 Measured and predicted results of eutectic cell size. 
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Fig. 5.15 Relationship between prediction and observation of eutectic cell size. 

Fig. 5.16 Geometries for specimens used for estimation of the maximum graphite size (in mm). 
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√area_max= 92.2μm (F= 99.997 %)  

for tensile fatigue test 
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√area_max= 165.8μm (F= 99.995%)  

for tensile fatigue test 

(b) Location A-7 (t=7mm) 

Location A-4 

t=4mm 

 

Location A-7 

t=7mm 
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√area_max=318.8μm (F= 99.99%)  

for tensile fatigue test 

(d) Location A-13 (t=13mm) 
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√area_max= 213.5μm (F= 99.992%)  

for tensile fatigue test 

(c) Location A-10 (t=10mm) 

Location A-10 

t=10mm 

 

Location A-13 

t=13mm 
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√area_max=514.8μm (F=99.988%)  

for tensile fatigue test 

(e) Location B-20 (t=20mm) 

99.988 

99.9 

99 

95 
90 
80 

50 

10 
1 
0.1 

y = 0.0381x - 5.7958 

-2

-1

0

1

2

3

4

5

6

7

8

9

10

11

12

0 100 200 300 400 500 600

y
=

-l
n
(-

ln
F

) 

√area,max   μm 

C
u

m
u

a
tiv

e
 fre

q
u

e
n

cy
   F

  %
 

√area_max=388.0μm (F=99.988%)  

for tensile fatigue test 

(f) Location B-30 (t=30mm) 

Location B-20 

t=20mm 

Location B-30 

t=30mm 
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√area_max=510.6μm (F=99.985%)  

for tensile fatigue test 

(h) Location B-50 (t=50mm) 
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√area_max=573.1μm (F=99.986%)  

for tensile fatigue test 

(g) Location B-40 (t=40mm) 

Location B-40 

t=40mm 

 

Location B-50 

t=50mm 

 

Fig. 5.17 Statistics of extreme value probability for each location. 
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 Experimental results 

Location Maximum graphite size [μm] 

A-4 92 

A-7 166 

A-10 213 

A-13 319 

B-20 515 

B-30 388 

B-40 573 

B-50 511 

Table 5.4 Estimation results of maximum graphite size for each location. 

y = 480.57x0.7509 

R² = 0.9578 
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Fig. 5.18 Relationship between eutectic cell size and maximum graphite length. 
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Fig. 5.20 Fatigue strength predicted by casting analysis. 
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Fig. 5.19 Maximum graphite size predicted by casting analysis. 
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5.5 製品の耐久性評価への適用 

階段型鋳物の各階段部より軸荷重疲労試験用試験片を切り出す位置を検討した図面

を図 5.21 に示す．同図中に示す各階段部の切り出し位置より切り出した試験片の疲労

限度の差について鋳造解析により予測を行った．各試験片の疲労限度の予測結果を図

5.22および図 5.23に示す．結果から，階段部の肉厚が薄いほど疲労限度が高いことが

わかる．また，階段部の肉厚が厚くなるほど疲労限度の差が大きくなることがわかる． 

図 5.24および図 5.25に各試験片の疲労限度の差を低減するために，切り出し位置を

再検討した結果を示す．結果から，階段部の肉厚が厚い部位の疲労限度の差が，図 5.22

および図 5.23の結果に対して低減されたことがわかる． 

このように，本手法を用いることで，シリンダヘッドのような大型鋳物の異なる部位

の疲労限度を事前に予測可能となる．この手法は，製品の疲労限度のロバスト性向上な

どの検討にも有効と考えられる．また，本手法を用いて凝固解析より鋳鉄製品各部の強

度を予測することで，図 26(a)に示すように従来は均質材と仮定して設計を行っていた

鋳造製品に対して，同図(b)に示すような製品各部の引張強さおよび疲労限度の用いた

耐久性の評価が可能となる． 
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Fig. 5.21 Location of specimens cut from staircase casting test piece. 
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Location B-50 

Fig. 5.22 Fatigue strength of staircase casting test piece and specimens. 
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Fig. 5.23 The variation of fatigue strength due to the cut-out position of 

staircase casting test piece. 
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Fig. 5.24 Reconsideration results of the cut-out location of specimens from staircase casting test piece. 
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Fig. 5.25 The variation of fatigue strength due to reconsideration of the cut-out position of  

staircase casting test piece. 
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Fig. 5.26 Changes in durability evaluation process using FEM analysis 

by casting process simulation 

(b) Proposed durability evaluation process 

(a) Current durability evaluation process 
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5.6 結言 

本章では片状黒鉛鋳鉄について，階段状鋳物を用いて冷却速度の異なる各部位の組織

および材料特性の調査を行い，凝固解析により予測した階段状鋳物の組織の予測精度を

検証した．また，既存の凝固解析ソフトでは予測ができない片状黒鉛鋳鉄の疲労限度の

予測方法を検討した． 

 

1) 凝固解析時の冷却速度を実際の鋳造時の温度変化に合わせることで，鋳造品の共晶

セルサイズ，硬さおよび引張強さを，実験値に対して良い精度で予測可能なことが

確認できた． 

2) 共晶セルサイズと最大黒鉛寸法は相関関係にあることがわかった．また，推定した

最大黒鉛寸法√area_maxと，黒鉛端部のき裂発生時の下限界応力拡大係数範囲によ

り疲労限度の予測が可能と考えられる．本方法を用いることで，凝固解析により，

製品各部で大きく異なる疲労限度を予測することが可能と考えられる． 

3) 凝固解析を用いることで，複雑な形状をした片状黒鉛鋳鉄製品の鋳造時の材料強度

の差の予測やその低減の検討，材料強度の差を考慮した耐久性の評価が可能となっ

た． 
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複雑な形状の製品を安価に製造できるため，エンジン用構造部材など，幅広い用途に

使用されている鋳鉄は，シリンダヘッドのような大型で複雑な形状の製品を鋳造する際

に，製品各部の冷却速度の違いから組織や強度が場所によって大きく異なることが問題

となっている．他方，疲労限度を予測する経験式は信頼性が低く，また，疲労試験によ

る検証は製品各部から切り出した試験片を用いて多くの試験を実施する必要があり，現

実的では無いため，現状は，製品の代表部位の強度を確認することで製品全体が代表部

位と同等の強度を持つ均質材と仮定してエンジン部品の設計検討が行われている． 

一方で，環境問題や省エネルギーの要求からエンジンにはさらなる軽量化，高機能化，

高効率化が求められ，これまでよりもさらに高い機能・信頼性を確保しながら，軽量な

エンジンを設計する必要があり，CAE の利用が必要不可欠だが，複雑な応力状態に曝

されるエンジン部品の CAEによる耐久性評価の精度は必ずしも十分とは言えない． 

上述の社会的および技術的な背景から，鋳鉄を構造部材として用いる際に必要な機

能・信頼性を確保しながら，軽量なエンジン構造を実現するための疲労設計法の確立が

求められる．そこで，本研究では，片状黒鉛鋳鉄材料の疲労メカニズムを明らかにし，

疲労メカニズムに基づく各種鋳鉄の疲労限度の予測方法を検討した．特に実働状態を考

慮した様々な応力状態における疲労限度の予測方法と耐久性の評価方法について検討

を行うとともに，鋳造解析を用いた疲労限度の予測方法を確立することを目的とした． 

以下に本研究で得られた成果を総括して述べる． 

始めに，鋳造時の冷却速度を変えることで基地組織のパーライトのラメラ間隔および

機械的性質を変化させた片状黒鉛鋳鉄を用いた疲労試験を実施し，疲労強度に及ぼす基

地組織の影響について検討した．また，疲労中断試験により疲労き裂の発生および伝ぱ

挙動を詳細に調べた．これらの結果から，パーライトのラメラ間隔が小さい材料と大き

い材料の疲労強度の差は僅かであり，疲労強度に及ぼす基地組織の影響は小さいこと，

疲労き裂は全寿命の初期に黒鉛先端から発生し，隣接する片状黒鉛のき裂と連結しなが
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ら黒鉛に沿って伝ぱすること，全寿命に対してき裂伝ぱ寿命が支配的であること，き裂

の発生・進展挙動には黒鉛が大きな影響を及ぼしていること，などを明らかにした．こ

れらの結果から，試験片表面の黒鉛から発生するき裂進展挙動に着目し，表面き裂の下

限界応力拡大係数範囲と，黒鉛を初期き裂と仮定し√area パラメータを用いて極値統計

により予測した最大黒鉛寸法により，片状黒鉛鋳鉄の疲労限度を精度良く予測可能であ

ることを明らかにした． 

次に，鋳鉄の疲労強度に及ぼす黒鉛形状の影響を調べるため，片状，芋虫状および球

状の各鋳鉄を供試材として疲労試験を行い，疲労限度の予測方法を検討した．いずれの

鋳鉄材料も，疲労き裂は全疲労寿命のごく初期に黒鉛部を起点に発生しており，全寿命

に対してき裂伝ぱ寿命が支配的であることを明らかにした．球状黒鉛鋳鉄の疲労限度は

片状黒鉛鋳鉄と同様に，黒鉛を半円形状の表面き裂と仮定して求めた√area パラメータ

を用いて極値統計により予測した最大黒鉛寸法と，表面き裂の下限界応力拡大係数範囲

により精度良く予測可能であることを示した．他方，芋虫状黒鉛鋳鉄は黒鉛の分岐が著

しく，それに起因する応力遮蔽効果が生じていると考えられるため，疲労限度の予測に

は黒鉛形状の影響を応力拡大係数の補正係数として考慮することが有効であることを

示した． 

続いて，実際のエンジンの運転状態において，複雑な応力状態に曝されるエンジン部

品の耐久性評価を想定し，負荷形式および平均応力が異なる場合に対する，破壊力学的

な疲労限度の予測手法の有効性について検討した．片状黒鉛鋳鉄の疲労限度線図は従来

の疲労設計で用いられている修正グッドマンの関係には従わず，応力比が異なる場合は，

平均応力が -150～100MPa の広い範囲で，破壊力学的な手法により予測した疲労限度

と実験により得られた疲労限度が良い一致を示すことを示した．さらに，疲労メカニズ

ムに基づく CAEによる耐久性の評価方法をシリンダヘッドに適用し，実機耐久試験の

結果との比較から，その有効性を示した． 
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さらに，片状黒鉛鋳鉄に注目して鋳造プロセス−微視組織−疲労強度の関係を定量的

に検討し，凝固解析により最大黒鉛寸法を予測可能とするとともに，予測した最大黒鉛

寸法に基づき疲労限度を予測する手法を提案した．また，CAE を用いた製品各部の強

度の違いを考慮した耐久性評価の有効性について述べた． 

これらの研究成果を設計・製造工程にて活用することにより，以下の効果が期待され

る．従来，経験式や検証試験により把握していた鋳鉄製品の疲労限度について，微視組

織観察から最大黒鉛寸法を把握し，破壊力学的な手法により，製品各部の疲労限度を精

度良く予測して設計検討を行うことが可能となる．さらに，凝固解析による最大黒鉛寸

法の予測を可能としたことから，微視組織の観察を行うことのできない設計初期の構想

段階から，製品各部の疲労限度を予測し設計検討を行うことが可能と考えられる．鋳鉄

の疲労メカニズムに基づく CAEによる耐久性評価を実施することで，製品の初期品質

の向上が期待され，特に，上記の製品各部の疲労限度の予測手法と合わせることで，製

品各部の異なる強度を考慮した適切な耐久性評価が実施可能となり，軽量で高い信頼性

を確保した製品設計の実現が期待される．また，製造工程においても，従来から鋳造解

析により検討がされていた湯流れ性や残留応力に加え，引張強さ、疲労限度も考慮した

鋳造方案の検討，ロバスト性改善の検討を行うことが可能となり，製品の強度改善や製

品品質の向上の効果が期待される．さらに，実際の製品から最大黒鉛寸法を測定するこ

とにより，開発中の不具合発生時における疲労限度の検証や，製造工程における非破壊

検査による製品の疲労限度の確認，品質保証を，従来よりも容易に行うことが可能にな

ると考えられる．このような効果により，製品品質の向上や設計検討・耐久性評価試験

の回数低減による開発期間短縮，開発コスト削減が期待される． 



 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



謝辞(ACKNOWLEDGEMENTS) 

本研究は，長岡技術科学大学機械系 准教授 宮下幸雄先生のご指導のもとに行われ

たものであり，研究推進，データ分析，論文作成に至るまで常に適切なご助言，ご指導

を賜りました．ご多忙な中，多くの時間を割いていただきましたことに，心より感謝致

します． 

また，東北大学 名誉教授 新家光男先生，芝浦工業大学 准教授 橋村真治先生，

長岡技術科学大学 理事・副学長 鎌土重晴先生，長岡技術科学大学機械系 教授 伊

原郁夫先生には，本論文をご査読・審査頂き，ご指摘を頂くと同時に，適切なご助言を

頂きましたことに心より感謝致します． 

さらに，宮下研究室 西水貴洋氏，斉藤大翔氏，加藤洋祐氏には，本研究の遂行にあ

たり多大なるご協力をいただきましたことに心より感謝致します．いつも研究室に温か

く迎えて頂きました長岡技術科学大学機械系 准教授 大塚雄市先生，宮下研・大塚研

の研究室の皆さんにも心より感謝致します． 

本研究にご理解をいただき，社会人博士課程へ入学，通学する際には多大なるご支援

を頂きました東京ラヂエータ製造株式会社執行役員開発本部副本部長 蛭川耕二氏に

厚く御礼を申し上げます． 

共同研究のメンバーとして課題解決に向け様々な面でご協力いただき，有意義なディ

スカッションをさせて頂きました いすゞ自動車株式会社 車両審査実験第二部 衛藤

洋仁博士，相田眞宏氏，CAEデジタル開発推進部 新矢伸昭氏，PT商品企画・設計第

三部 高橋浩平氏に感謝致します． 

共同研究や社会人博士課程入学に際し，ご理解いただき，適切なマネジメントおよび

ご協力を頂き，研究を支えて下さった，PT商品企画・設計第三部 幾竹弘志チーフエン

ジニア，高橋聡グループリーダー，谷村昌紀グループリーダー，ならびに大学通学や論

文執筆の際には業務面でサポートいただきましたPT商品企画設計第三部の皆様に感謝



致します． 

エンジン装置設計部時代にグループリーダーとしてご指導いただいて以来，今日まで

適宜ご指導いただきました飯田眞氏，開発技術企画部 中込彰上級職にも感謝致します． 

PT商品企画・設計第一部 鈴木泰順グループリーダー，NGV企画・設計部 貴志彰仁

グループリーダー，エンジン装置設計部 本間伸一シニアエキスパート，PT商品企画・

設計第二部 佐々木聡シニアエキスパートとの社外ディスカッションのお蔭でリフレッ

シュして研究に取り組むことが出来ました．お気遣い頂き有難う御座いました． 

 社会人博士課程へ同時期に共に通学し，専門的助言やディスカッションをしていただ

いた東芝マテリアル株式会社 山本慎一氏に感謝致します． 

社会人学生受験を迷っていた際に背中を押していただき，その後も様々な面でご支援

いただきました株式会社サンメイ 今宮貴隆氏に感謝致します． 

I would like to offer my greatest thankful to “my brother” Dr. Andre Staudte for 

helpful advice when I writing a paper. 

株式会社アイメタルテクノロジーの皆様，株式会社キグチテクニクスの皆様，SCSK

株式会社の皆様，MAGMA GmbHの皆様，いすゞ同期入社の皆様，その他ご支援，ご

協力いただきました多くの皆様に厚く御礼申し上げます．皆様のお蔭で，長岡技術科学

大学工学研究科において恵まれた環境の中で社会人博士課程として貴重な経験をさせ

ていただきました．また，本研究の成果は皆様のご協力なくしては得ることができませ

んでした．今後の鋳物部品の設計，検討の進歩に少しでも役立つことを願っています． 

 最後に，通学に際してご支援，ご協力いただきました茨城，新潟の両親，家族に感謝

致します．そして，この 3年間一緒に過ごす時間を削られても，理解し協力してくれた

子供たちに感謝します． 

2018年 8月 

白土 清 


