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概要  
 
地球の温暖化に伴い，様々な機械のしゅう動部に用いられる転がり軸受には更なる低ト

ルク化が求められている．そのため，転がり軸受に用いられている潤滑剤の低粘度化や低油

量化が避けられない状況になってきており，その結果として EHD（elastohydrodynamic）接

触域における油膜の破断が懸念されている．従って，転がり軸受の更なる低トルク化だけで

なく長寿命化も両立する必要があり，そのためには潤滑状態をモニタリングできる技術が

必要不可欠となる．従来，潤滑状態を把握する技術として光干渉法（optical interferometry）

が主として用いられてきたが，実際の軸受に適用することはできない． 

そこで，本研究では EHD接触域における油膜厚さと油膜の破断率を同時にモニタリング

できる電気インピーダンス法（electrical impedance method）を開発した．本手法は，電気的

手法であるため，実際の転がり軸受に適用可能である．EHD 接触域に交流電圧を印加した

際に生じる複素インピーダンスから，油膜厚さと油膜の破断率を同時に測定できることを

理論的に示した． 

続いて，本研究で開発した電気インピーダンス法の測定精度について検証するため，ボー

ルオンディスク型の要素試験機を用い，従来手法である光干渉法による油膜測定結果と比

較した．電気インピーダンス法と光干渉法を同時に適用するため，ガラス製ディスク試験片

に ITO（indium tin oxide）膜をスペーサー膜として被膜した．そして，引き込み速度，すべ

り率，垂直荷重，粘度を変化させた試験を行い，いずれの試験条件においても光干渉法に匹

敵する油膜測定精度を有していることを確認した．また，枯渇潤滑における油膜厚さの測定

結果もほぼ一致し，そのメカニズムについて考察した．更に，本手法を用いて測定される油

膜の破断率は摩擦係数と傾向が一致し，これも定量的に評価できることを確認した． 

次に，本手法を実際の転がり軸受に適用するための予備試験として，ガラス製ディスク試

験片の代わりに，軸受鋼製ディスク試験片を用いた要素試験を行った．その結果，摩耗が生

じない場合，鋼同士の接触でも油膜厚さを精度良く測定できることを確認した．一方，摩耗

が生じる場合，理論油膜厚さよりも厚く評価されることがわかった．但し，これらの結果か

ら，本手法は摩耗発生の有無についてもモニタリングできることが示唆された． 

最後に，実際の転がり軸受に本手法を適用した結果，せん断発熱を伴わない低速度域では

油膜厚さを精度良く測定できることを確認した．しかし，高速度域では潤滑油のせん断によ

る発熱だけでなく，枯渇潤滑も生じていることがわかり，理論油膜厚さとの比較検証はでき

なかった．但し，軸受トルクが油膜厚さや油膜の破断率と連動する結果が得られたことから，

本手法は実際の軸受における潤滑状態を定量的にモニタリングできることが示唆された． 

以上の結果より，本研究で開発した電気インピーダンス法は実際の転がり軸受を用いた

潤滑状態モニタリングへ適用可能であり，軸受の更なる低トルク化と長寿命化の両立に欠

かすことのできない技術であると言える． 
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第1章 序論 
 

1.1 本研究の背景 

1.1.1 地球温暖化 
近年，地球温暖化を背景とした様々な異常気象が世界規模で観測されており，各国で甚大

な被害が出ている．例えば，著者が本論文を執筆した 2018 年の日本だけに目を向けても，

平成 30年 7月豪雨（西日本豪雨）による洪水被害や，通常とは逆向きのルート（東から西）

で日本列島を横断した台風 12号による高潮被害，あるいは日本各地で観測史上最高気温を

更新した異常猛暑による熱中症被害等，様々な異常気象による被害が多発した． 

Figure 1.1に，地球平均表面温度（GMST, global mean surface temperature [1]）の推移につい

て示す．年々，地球規模で温度が上昇しており，特に近年は過去最高温度を更新する年（Fig.  

1.1参照，図中赤色のプロット）が急増していることがわかる．20 世紀半ば以降に観測され

たこの温度上昇のほとんどは，人為起源の温室効果ガス，すなわち二酸化炭素やメタンガス

等の増加に原因があると考えられている [2]．そのため，2015年 12月に仏国首都パリにて

第 21回気候変動枠組条約締約国会議（COP21, 21th conference of the parties to the united nations 

convention on climate change）が開催され，気候変動抑制に関する多国間の国際的な協定，い

わゆるパリ協定（Paris agreement [3]）が採択された．この協定では，「産業革命前からの世

界の平均気温上昇を 2°C 未満に抑える」といった目標値を掲げており，世界各国はこの目

標を達成するために様々な省エネルギー政策を打ち出している． 

 

 

 

Figure 1.1. Observed GMST anomalies and record-breaking events. Time series of six GMST data 

sets and the mean of the six data sets [1].  
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例えば，我が国日本では「2030年までに，2013年比で温室効果ガス排出量を 26%削減す

る」という数値目標を掲げている [4]．更にパリ協定締結以前の 1999 年 3 月より，日本独

自の基準（トップランナー基準: 現在商品化されている自動車の内，最も燃費性能が優れて

いる自動車をベースに技術開発の将来の見通しを踏まえて策定した基準 [5]）に基づくガソ

リン自動車の燃費改善目標（Fig. 1.2参照）も掲げている．そのため，自動車メーカー各社

は Fig. 1.2に示す燃費向上達成期限までにこの燃費改善目標をクリアするよう研究開発を進

めている．当然，自動車のしゅう動部に数多く使用されている転がり軸受に対しても同様に

求められており（1台当たり 100～150個 [6]），各軸受メーカーは更なる低トルク化に向け

て取り組んでいる．次項では，転がり軸受の詳細について述べる． 

 

1.1.2 転がり軸受 
様々な機械のしゅう動部に用いられている転がり軸受（rolling bearing）は，長期に渡って

機械の回転軸を支持することを目的として使用されている．Figure 1.3 に，転がり軸受の 1

つである深溝玉軸受（deep groove ball bearing)の外観写真について示す．深溝玉軸受は，主

に径方向荷重（radial load）を受けられるが，転動体として玉を用いているので軸方向荷重

（axial load）もある程度許容できる．Figure 1.4に，深溝玉軸受の構成要素について示す．

転がり軸受は，主に外輪（outer ring），内輪（inner ring），転動体（rolling elements），保持器

（cage）の 4 つの部品から構成されている．潤滑剤は，目的に応じて潤滑油（液体），ある

いはグリース（半固体，ゲル）が用いられている．グリースを用いる場合，漏れや異物混入

を防ぐためシール（seal）が必要である． 

 

 

 
Figure 1.2. Fuel efficiency improvement targets and fuel economy tendency of gasoline cars [5]. 
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Figure 1.3. Deep groove ball bearing [6]. 

 

 

 

Figure 1.4. Components of rolling bearing [6]. 

 

 
転がり軸受は，回転軸を支えることに加えて，回転による摩擦損失を減らす役割も担う．

近年，転がり軸受は，小型軽量化，あるいは低トルク化等の技術進歩に伴い，あらゆる家電

製品（エアコン，洗濯機，掃除機，パソコン等）や輸送機器（バイク，船舶，飛行機，ロケ

ット，人工衛星等），あるいは工場設備（工作機械，圧延ロール，風力発電，直動製品等）

に至るまで，様々な工業製品の省エネルギー化に大きく貢献しており，間接的に温室効果ガ

スの排出量削減に寄与している．前述した通り，自動車にも数多くの転がり軸受が使用され

ており，燃費改善に貢献している． 

outer ring inner ring rolling elements cage
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Figure 1.5. HUB bearing (yellow parts) [9]. 

 

 
例えば，自動車のホイールが接続されているハブ軸受（Fig. 1.5参照，図中黄色の部分）

は，ガソリン自動車全摩擦損失の約 1.3%を占めており，決して無視できるレベルではない 

[7]．今後普及が予想されている電動自動車（EV, electric vehicle）の場合，ハブ軸受の占める

割合は更に増加し，約 5%に達すると予想されている．これは，自動車のボディで生じる空

気抵抗に匹敵する [8]．つまり，今後も転がり軸受には更なる低トルク化が求められ続ける

ことが予想される．そこで次項では，軸受トルクの発生要因について述べる． 

 
1.1.3 軸受トルクの発生要因 
転がり軸受の接触域，及びその近傍に生じる軸受トルクの発生要因について，Fig. 1.6に

示す．但し，Fig. 1.6は接触域断面の模式図であり，h [m]は油膜厚さ，p [Pa]は接触面圧，U1, 

U2 [m/s]は上下表面（上：転動体，下：転走面）における速度である．軸受トルク発生要因

は，Fig. 1.6に示す通り，大きく 3つの抵抗に分類される [10][11]． 
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Figure 1.6. Factors of rolling bearing torque; h: oil film thickness, p: contact pressure, U1: upper 

surface velocity, U2: lower surface velocity; U1 ≥ U2. 

 

 

まず 1つ目は，かくはん抵抗（agitating resistance [10]–[12]）と呼ばれており，軸受内を公

転する転動体が流体である潤滑剤を押し退ける際に生じる抗力（drag）のことである．2つ

目は，転がり粘性抵抗（rolling viscous resistance [13][14]）と呼ばれ，接触域入口部に生じる

流体力学的な作用，すなわちくさび作用によって生じる圧力に起因する抵抗である．最後に，

3つ目のすべり摩擦抵抗（sliding resistance [15]–[18]）とは，転動体と内外輪間の接触域内で

生じるしゅう動面間の速度差，例えば差動すべり [17]やスピンすべり [18]等が原因で生じ

る抵抗のことであり，特に二面間が油膜によって隔てられている場合，粘性抵抗（viscous  

resistance [19]）と呼ばれている．すべり摩擦抵抗は，他にも転動体と保持器ポケット間や接

触シールと内輪シール溝間でも生じる． 

ところで，接触域における油膜が十分ある場合，これら 3つのトルク発生要因の内，接触

域前方に生じるかくはん抵抗，及び転がり粘性抵抗の 2 つが軸受トルクの大半を占めると

考えられている [10][11]．これらの抵抗を低減するためには，例えば潤滑剤の粘度を下げる，

あるいは潤滑剤の封入量を減らす等といった手段が講じられるが，それは接触域における

油膜の破断を促し，様々な表面損傷の原因となり得る [20]–[22]．よって，転がり軸受の更

なる低トルク化を図る上で理想的な潤滑状態とは，接触域内の油膜が破断しない程度まで

可能な限り薄くした状態であると言える．ゆえに，接触域における油膜厚さ，及び油膜の破

断率は，その潤滑状態を表す指標として特に重要であることがわかる． 

 

1.1.4 ストライベック線図 
接触域の潤滑状態は，ストライベック線図（Stribeck curve [23]–[26]）を用いて大きく 3つ

の領域に分類されている．ストライベック線図について，Fig. 1.7に示す． 

agitating resistance

rolling viscous resistance sliding resistance

ball

inner ring

oil
U1

U2

p

h

x
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Figure 1.7. Stribeck curve; He: Hersey number, μ: friction coefficient. 

 

 
ここでストライベック線図とは，縦軸に摩擦係数 μ [–]，横軸にハーシー数（Hersey number 

[23][24]）He [m–1]をプロットしたグラフであり，Heは下式(1.1)のように表される． 

 

 𝐻𝑒 =
𝜂(𝑈1 − 𝑈2)

𝐹𝑧
 , 𝑈1 ≥ 𝑈2    (1. 1) 

 

ここで，η [Pa·s]は潤滑油の絶対粘度，U1, U2 [m/s]は上下表面における速度，Fz [N]は垂直

荷重である．尚，ストライベック線図の横軸は，式(1.2)に示す軸受特性数 G [–]を用いて表

現されることもある [25]．但し， �̅� [Pa]は平均接触面圧，L [m]は接触域の代表寸法である． 

 

 𝐺 =
𝜂(𝑈1 − 𝑈2)

�̅�𝐿
 , 𝑈1 ≥ 𝑈2    (1. 2) 

 
Figure 1.7より，境界潤滑（boundary lubrication [29]）領域とは，しゅう動面同士が直接接

触して荷重を支えており，μ がすべり速度に依存しないアモントン–クーロンの法則

（Amontons-Coulomb law [27][28]）が成り立つ領域である．一方，流体潤滑（hydrodynamic 

lubrication [30]）領域とは，表面粗さよりも油膜が十分厚い領域を指す．混合潤滑（m ixed 

lubrication [31]）領域は，境界潤滑と流体潤滑の遷移領域であり，直接接触部と油膜形成部

の両方で荷重を支え合っている．つまり，He は接触域における油膜厚さの大小を表してい

る．ゆえに，油膜が破断する場合，様々な表面損傷の原因となるだけでなく，混合潤滑領域

における μの増加，すなわち Fig. 1.6に示したすべり摩擦抵抗の増加にも繋がる． 

log He [m–1]
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Figure 1.8. Velocity distribution of Couette flow; τ: shear stress, h: oil film thickness, U1: upper 

surface velocity, U2: lower surface velocity; blue arrows: flow velocity of oil.  

 

 

ところで，接触域内における潤滑油の流れが Fig. 1.8 に示すクエット流れ（Couette flow 

[32]）であると仮定した場合，流体潤滑領域における μは壁面にかかるせん断応力 τ [Pa]を

接触面圧 p [Pa]で割ることで求められる．ここで，Fig. 1.8に示す U1, U2 [m/s]は上下表面に

おける速度，h [m]は油膜厚さである．また，クエット流れとは，流体の絶対粘度 η [Pa·s]が

せん断速度�̇� [s–1]に依存しないニュートン流体（Newtonian fluid）のせん断流れのことであ

る．ここで，τは�̇�に比例し，その比例定数が η なので，次式のように表される． 

 

 𝜏 = 𝜂�̇� = 𝜂
𝑈1 − 𝑈2

ℎ
, 𝑈1 ≥ 𝑈2 (1.3) 

 
よって，流体潤滑領域における摩擦係数 μ [–]は，接触面圧 p [Pa]が接触域内において一定

であると仮定した場合，下式(1.4)のように表される． 

 

 𝜇 = 𝜏/𝑝 (1.4) 

 

 実際は，Fig. 1.6に示すように pは接触域内において一定ではないので，式(1.4)に示すよ

うに単純に表すことはできない．また，η には圧力依存性 [33]があり，特に高面圧（～数

GPa）である場合，しゅう動面の弾性変形が無視できなくなるので，油膜分布が非常に複雑

になる．そこで次項では，高面圧下における流体潤滑理論について説明する． 

h

U1

U2 = 0
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1.1.5 弾性流体潤滑理論 
これまで，高面圧下における油膜形成メカニズムについて様々な研究がなされてきた 

[34]–[59]．Dowsonら [34]は，高面圧下におけるしゅう動面の弾性変形と潤滑油の粘度や密

度の上昇が，形成される油膜厚さ（形状，分布）に多大な影響を与えることを理論的に見出

した．このような潤滑状態を弾性流体潤滑（EHL, elastohydrodynamic lubrication [34]），また

その接触状態を弾性流体接触（EHD contact, elastohydrodynamic contact [35]）と呼ぶ．以下， 

EHL理論の詳細について述べる [37][38]． 

まず Fig. 1.6に示すような接触域を想定し，この時流れる潤滑油の輸送方程式として，次

式(1.5)に示すレイノルズ方程式（Reynolds equation [60]）を用いる． 

 

 
𝜕

𝜕𝑥
(

𝜌ℎ3

𝜂

𝜕𝑝

𝜕𝑥
) +

𝜕

𝜕𝑦
(

𝜌ℎ3

𝜂

𝜕𝑝

𝜕𝑦
) = 12𝑈

𝜕(𝜌ℎ)

𝜕𝑥
    (1.5) 

 

 ここで，上式中の xは転動体の転がり方向，yは転動体の転がり方向に垂直な方向におけ

る座標（Fig. 1.6の手前方向），𝜌 [g/m3]は潤滑油の密度である．また，上式(1.5)中の U [m/s]

は潤滑油の引き込み速度（entrainment speed）であり，次式(1.6)より求められる． 

 

 𝑈 =
𝑈1 + 𝑈2

2
    (1.6) 

  

また，各 xy座標におけるしゅう動面の弾性変形量 δ(x, y) [m]は，表面を半無限体と仮定す

ることで式(1.7)より求められる． 

 

 𝛿(𝑥, 𝑦) =
2

𝜋𝐸′
∫ ∫

𝑝(𝑥, 𝑦)𝑑𝑥′𝑑𝑦′

√(𝑥 − 𝑥′)2 + (𝑦 − 𝑦′)2

∞

−∞

∞

−∞
    (1.7) 

  

 但し，式(1.7)中の E' [Pa]は等価弾性係数であり，しゅう動する上下面の縦弾性係数とポ

アソン比をそれぞれ E1 [Pa]，E2 [Pa]，υ1 [–]，υ2 [–]とおくと，次式(1.8)より求められる． 

 

 
2

𝐸′
=

1 − 𝜐1
2

𝐸1
+  

1 − 𝜐2
2

𝐸2
   (1.8) 

  

よって，各 xy座標における油膜厚さ h(x, y) [m]は，初期の形状を h0(x, y) [m]とすると式

(1.9)より求められる． 

 

 ℎ(𝑥, 𝑦) = ℎ0(𝑥, 𝑦) + 𝛿(𝑥, 𝑦)   (1.9) 
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また，高面圧下における潤滑油の粘度 [33]，及び密度 [36]は以下のように表される． 

 

 𝜂 = 𝜂0exp(𝛼p𝑝)   (1.10) 

 

 𝜌 =
0.59 × 109 + 1.34𝑝

0.59 × 109 + 𝑝
𝜌0    (1.11) 

 

但し，η0 [Pa·s]は大気圧における潤滑油の絶対粘度，αp [Pa–1]は潤滑油の圧力粘度係数，𝜌0  

[g/m3]は大気圧における潤滑油の密度である．また，支えるべき垂直荷重 Fz [N]は，潤滑油

の流れによって生じる圧力と釣り合うので，次式(1.12)のように表される． 

 

 𝐹𝑧 = ∫ ∫ 𝑝(𝑥, 𝑦)𝑑𝑥𝑑𝑦
∞

−∞

∞

−∞
    (1.12) 

  

以上，式(1.5)，式(1.9)，式(1.10)，式(1.11)が式(1.12)を満足するように連立して数値計

算することで，EHD接触域内における油膜厚さ，及び圧力分布を得ることができる．Hamroc k

ら [39]は，数値解析結果を用いて EHD接触域内の最小油膜厚さ hmin [m]，及び中央油膜厚

さ hc [m]の近似式を求めた．各々の近似式について，式(1.13)，及び式(1.14)に示す．尚，以

下に示す近似式は，Hamrock-Dowsonの式（Hamrock-Dowson equation [40]）と呼ばれている． 

 

 
ℎmin

𝑟𝑥
= 3.63(

𝜂0𝑈

𝐸′𝑟𝑥

)
0.68

(𝛼p 𝐸′)
0.49

(
𝐹𝑧

𝐸′𝑟𝑥
2

)
−0.073

(1 − exp (−0.70 (
𝑟𝑦

𝑟𝑥

)
0.64

))     (1.13) 

 

 
ℎc

𝑟𝑥
= 2.69 (

𝜂0𝑈

𝐸′𝑟𝑥

)
0.67

(𝛼p𝐸′)
0.53

(
𝐹𝑧

𝐸′𝑟𝑥
2

)
−0.067

(1 − 0.61exp(−0.75 (
𝑟𝑦

𝑟𝑥

)
0.64

))    (1.14) 

 
ここで，rx [m]は転動体の転がり方向における等価曲率半径，ry [m]は転動体の転がり方向

に垂直な方向における等価曲率半径である．但し，上式は EHD接触域入口部に潤滑油が十

分存在し（fully flooded lubrication [39]），かつ入口部におけるせん断発熱の影響（shear thinning 

[41]）を無視した理想的な潤滑状態（isothermal EHL [39]）にのみ適用できる．潤滑油量の影

響を受ける枯渇潤滑（starved lubrication [42]–[46]），接触域入口部におけるせん断発熱の影響

を受ける熱弾性流体潤滑（thermal EHL [47]–[53]），急加減速 [54]や微小往復動 EHL [55]，あ

るいは衝撃荷重を受ける際に生じるスクイズ膜（squeeze film [56]–[59]，付録 A参照）等，

実際の軸受内で起こり得るこれら非定常な現象は軸受内の潤滑状態を予測困難なものにす

る．ゆえに，実際の軸受の潤滑状態をリアルタイムでモニタリングできる技術は，転がり軸

受の更なる低トルク化を図る上で非常に重要な技術であると言える． 
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1.2 EHD接触域の潤滑状態モニタリングに関する従来研究 

EHD 接触域における潤滑状態，例えば，油膜厚さや油膜の破断率等をモニタリングする

手法について，これまで多くの研究がなされてきた [61]．これらの手法は，大きく分けて光

学的手法（optical method [62]–[75]）と電気的手法（electrical method [76]–[97]）の 2つに分類

される．まず初めに，光学的手法について紹介する． 

 
1.2.1 光学的手法を用いた潤滑状態モニタリングに関する従来研究 
光学的手法 [62]–[75]は，接触域に照射する光の波長 λ [m]毎に分類することができる．可

視光線（visible light, λ = 400～700 nm）を用いる光干渉法（optical interferometry [62]–[66]），

赤外線（infrared, λ > 700 nm）を用いる赤外分光法（infrared spectroscopy [67]–[70]），紫外線

（ultraviolet, λ = 10～400 nm），あるいは可視光線を用いるラマン分光法（Raman spectroscopy 

[71]–[75]）等があり，一般的に電気的手法より得られる情報量が多いという特徴がある． 

 
1.2.1.1 光干渉法 
光干渉法は，EHD 接触域に可視光線を照射し，得られる干渉縞の色（すなわち，波長）

から油膜厚さを測定する手法である．油膜厚さを精度良く測定することができるため，これ

まで数多くの EHLに関する基礎研究に用いられてきた [62]–[66]．特に Johnstonら [62]は，

Fig. 1.9(b)に示すようにガラス製ディスク試験片に SiO2のスペーサー膜を施すことで，数 nm

の非常に薄い油膜厚さも測定できることを見出している．尚，この手法はスペーサーレイヤ

ー法（spacer layer method，第 3章参照）と呼ばれている． 

 

 

 
Figure 1.9. Optical interferometry; (a) basic interferometry method and (b) spacer layer method [62]. 
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光干渉法は，EHD 接触域内における油膜厚さの分布についても詳細に把握することがで

きるため，非定常状態における油膜測定 [55][63]や，特異な油膜形状に関する研究 [64][65]，

あるいは時間依存性のある吸着膜厚さの測定 [66]等，幅広く利用されている． 

 

1.2.1.2 赤外分光法 
赤外分光法は，フーリエ変換赤外分光法（FT-IR, Fourier transform infrared spectroscopy）の

発達と共に EHL に関する様々な基礎研究に用いられてきた [67]–[70]．但し，赤外分光法

は，Fig. 1.10 (a)に示すようなボールオンディスク型試験機の上部ディスク試験片の材料と

して，ダイヤモンド [67][68]，サファイア [69]，フッ化カルシウム [70]等の赤外透過材料を

使用する必要がある．赤外分光法は，Fig. 1.10 (b)に示すように，EHD接触域に赤外線を照

射した際の潤滑油の官能基 C–Hの伸縮振動に起因する吸収スペクトルの強度から油膜厚さ

をサブ μmオーダーで知ることができる． 

また，吸収スペクトルのピークが圧力によって高波数側へシフトする性質を利用するこ

とで，Fig. 1.10 (b)に示すような EHD 接触域内の圧力分布も同時に求めることができる 

[69][70]．また，添加剤由来の C=O 伸縮振動から添加剤濃度についても知ることができる 

[69]．つまり，赤外分光法は，1 つのスペクトルから油膜厚さだけでなく接触域の潤滑状態

に関する様々な情報をモニタリングできるという特徴がある．勿論，これら複数の情報を得

るためには，事前に各々の校正が必要となる． 

 

 

 
Figure 1.10. Infrared spectroscopy; (a) a schematic of the arrangement and (b) film thickness and 

pressure profiles obtained in an EHD sliding contact [70]. 
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1.2.1.3 ラマン分光法 
ラマン分光法は，接触域に紫外線，あるいは可視光線を照射し，得られる散乱スペクトル

のピーク強度から油膜厚さ，シフト量から圧力をそれぞれ知ることができる [71]–[74]．ラ

マン分光法は光源として可視光線を使えるので，通常のガラス試験片を使用することが可

能であり，赤外分光法と同様，EHD接触域内の化学的な情報についても得ることができる．

Scharf ら [75]は，Fig. 1.11に示すように DLN（diamond-like nanocomposite）膜をしゅう動す

る際に生じる移着膜の分子構造と摩擦係数との関係について調査している．  

ところで，ラマン分光法は，前述の赤外分光法とは本質的に別の手法であるが，両者は共

に分子の振動エネルギーを調べるという点では共通している．一般的に，ラマン分光スペク

トルで強いピークの現れる分子の振動は，赤外吸収スペクトルでは弱いピークにしかなら

ない．反対に，ラマン分光スペクトルでは弱いピークにしか現れない分子の振動は，赤外吸

収スペクトルで強いピークとなって現れる．つまり，この両者は互いに相補的な関係にある

と言える [69]． 

 

 

 
Figure 1.11. Raman spectroscopy; (a) friction coefficient and (b) in situ Raman spectra versus cycles 

for coating DLN. Insets in (a) are in situ optical images taken during sliding [75]. 
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1.2.2 電気的手法を用いた潤滑状態モニタリングに関する従来研究 
光学的手法，特に光干渉法 [62]–[66]は，EHD接触域の油膜厚さを nmオーダーで精度良

く測定することができる．しかし，当然ながら光を透過する試験片を使う必要があり，実際

の転がり軸受内における潤滑状態をモニタリングすることができない．そこで，転がり軸受

を含む導電性材料（conductive material）を対象とした手法として，電気的手法 [76]–[97]が

提案されている．具体的には，EHD 接触域に直流（あるいは，交流）電圧を印加して油膜

の破断率を測定する電気抵抗法（electrical resistance method [76]–[81]）や，接触域に生じる

静電容量から油膜厚さを定量評価する静電容量法（electrical capacitance method [84]–[88]），

または接触域に交流電圧を印加することで油膜厚さと油膜の破断率を同時に評価する電気

インピーダンス法（electrical impedance method [94]–[97]）等が挙げられる．ここでは，上記

3つの手法についてそれぞれ紹介する． 

 

1.2.2.1 電気抵抗法 
電気抵抗法は，EHD 接触域に直流（あるいは交流）電圧を印加することで，油膜が破断

した際の電気抵抗を測定する手法である [76]–[81]．そのため，しゅう動する二面間に生じ

る油膜厚さについて測定することができないが，油膜の破断率については知ることができ

る．そのため，この手法は主に混合潤滑条件下における摩擦摩耗メカニズムの解明等に用い

られている．Lugt ら [79]や Load ら [80]は，試験片の表面粗さと油膜の破断率との関係に

ついて報告している． 

尚，電気抵抗法は，油膜の破断率測定以外にも，接触域内の圧力分布や温度分布をモニタ

リングする研究等に応用されている．Figure 1.12(a)に示す金属薄膜センサー（マンガニン製 

[82]，あるいはプラチナ製 [83]）をしゅう動面に被覆し，接触域がセンサー上を通過する際

の電気抵抗の変化量から，圧力分布や温度分布（Fig. 1.12(b)参照）を測定している． 

 

 

 
Figure 1.12. Electrical resistance method; (a) platinum temperature sensor and (b) temperature rise 

along the center line in rolling-sliding-spinning conditions [83]. 
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1.2.2.2 静電容量法 
静電容量法は，しゅう動する二面間をコンデンサー（capacitor）と見なし，測定される静

電容量（capacitance）から油膜厚さを定量的に評価する手法である [84]–[88]．相原ら [85]は，

二円筒試験機のしゅう動部に交流電圧を印加してグリース潤滑における油膜測定を行って

おり，油潤滑と比較して約 0.7倍程度に薄くなることを見出している．相原らは，Fig. 1.13

に示すように，EHD接触域，及びその入口部と出口部の 3つの領域に分けて各々の静電容

量について考えている．特に，接触域の入口部はグリースの供給量が不十分である場合グリ

ースによって満たされている領域が大きく変化するので，静電容量も大きく変化する．相原

らは，ヘルツ接触半幅の約 10倍の位置までグリースによって満たされていると仮定し，入

口部における静電容量を計算している．また，出口部に生じるキャビテーション領域

（cavitation region）が静電容量に与える影響についても考慮している． 

Prashada [86]は，実際のころ軸受に交流電圧を印加した際に生じる静電容量から油膜厚さ

を測定する手法について述べている．転動体数や軌道面の曲率が静電容量に与える影響に

ついて言及しており，外輪–ころ間の静電容量の方が内輪–ころ間よりも大きくなることを

理論的に見出している． 

 

 

 

Figure 1.13. EHD contact areas and inlet lubrication conditions; (a) dry condition, (b) starved inlet, 

(c) flooded inlet and (d) partly filled inlet [85]. 
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Jackson [89][90]は，コンデンサーの電極間にはさまれた誘電体の密度や極性の大小が誘電

率に影響を与えることを指摘しており，Jablonkaら [87][88]はそれらの影響を考慮した油膜

測定法を提案している．更に，Jablonka らは前述した相原ら [85]と同様，EHD 接触域内だ

けでなく，その周辺部もコンデンサーと見なしており，光干渉法による測定結果と比較する

ことでその油膜測定精度について検証している．検証結果について，Fig. 1.14(b)に示す．但

し，丸いプロットは光干渉法による結果，実線は Hamrock-Dowsonの式 [39]から得られる理

論油膜厚さ，三角のプロットは Jablonkaらが開発した静電容量法を用いた測定結果である．

Figure 1.14(b)より，光干渉法に匹敵する油膜測定精度を有していることがわかる． 

ところで，EHD 接触域の出口部にはキャビテーション領域（潤滑剤によって満たされて

いない領域，Fig. 1.14(a)参照）が存在し，Jablonkaらは接触域周辺部の約 25%をキャビテー

ション領域と見なしている．しかし，キャビテーション領域の大きさは，試験条件の影響を

受けて大きく変化することが報告されている [91]–[93]．更に，枯渇潤滑条件下では油で満

たされていない領域が EHD 接触域前方にも存在するので [42]–[46]，EHD 周辺部は潤滑油

によって満たされていない領域が一定ではないことは明らかである．そのため，極端に EHD

接触域周辺部が潤滑油によって満たされていない条件では，油膜測定精度が低下する可能

性がある． 

また，静電容量法全般に言えることであるが，混合潤滑領域では油膜の一部が破断するた

め，この手法を適用できないという欠点がある．そこで次項では，混合潤滑領域にも適用可

能な電気インピーダンス法について紹介する． 

 

 

 
Figure 1.14. Electrical capacitance method; (a) schematic indicating the Hertzian contact area, the 

outside of contact region, and the assumed spatial distribution of oil around and (b) example of 

agreement between theoretical and experimental film thickness measurements (using a chromium-

coated glass disc) [87].  
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1.2.2.3 電気インピーダンス法 
電気インピーダンス法は，EHD 接触域に交流電圧を印加し，その応答としての複素イン

ピーダンスを測定することで，油膜厚さだけでなく油膜の破断率も同時に測定することが

できる [94]–[97]．また，油膜が破断する混合潤滑領域においても適用可能であるため，こ

の点においても静電容量法より優れていると言える． 

Schnabel ら [94]は，この手法を用いて摩擦係数との比較を行っている．しかし，油膜厚

さ，及び破断率の定量評価までには至っていない．一方，Nakanoら [95]や Manabeら [96]

は，下部試験片に水銀を用いており，その上に潤滑剤を塗布した状態で上部試験片（リング

試験片，あるいはボール試験片）を押し込んだ時の，油膜厚さ，及び破断率の同時測定を行

っている（Fig. 1.15参照）．水銀を用いることで，見掛けの接触面積はコンデンサー電極の

面積と等しいと見なすことができるので精度良く測定することが可能である．しかし，下部

試験片として水銀を用いているので，EHD接触を対象としていない． 

Nihira ら [97]は，同手法を用いて潤滑油を塗布したディスク試験片にボール試験片を衝

突させた時の油膜厚さと油膜の破断率の同時計測を行っている．しかし， EHD接触域周辺

部を潤滑油がどの程度満たしているのか不明であるため，その領域における静電容量を考

慮に入れておらず，その分測定精度が低下していると思われる． 

尚，この電気インピーダンス法は医療の分野でも活用されており，生体電気インピーダン

ス法（BIA, bioelectrical impedance analysis [98]）と呼ばれている．人体が導電性の高い組織

（conductor: 除脂肪）と低い組織（insulator: 体脂肪）で構成されていると仮定しており，人

体の体水分量と体脂肪量の同時測定が可能である． 

 

 

 
Figure 1.15. Electrical impedance method; (a) geometric model and (b) electrical model of steel-oil-

mercury system [96]. 
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1.3 本研究の目的 

光学的手法，特に光干渉法 [62]–[66]は EHD接触域の油膜厚さを精度良く測定することが

できるので，これまで様々な基礎研究に用いられてきた．しかし，光を透過する必要がある

ため，実際の転がり軸受内における潤滑状態をモニタリングすることができない．そこで，

軸受を含む導電性材料を対象とした手法として，電気的手法 [77]–[97]が提案されてきた． 

前節までに紹介した電気的手法に関する研究の一部について，Table 1.1に示す．電気抵抗

法 [77]–[80]は混合潤滑領域に適用でき，油膜の破断率を測定できるが油膜厚さを知ること

ができない．一方，静電容量法 [81]–[88]は流体潤滑領域にのみ適用でき，油膜厚さを測定

できるが，油膜の破断率を知ることができない．唯一，電気インピーダンス法 [94]–[97]の

み，その両方を同時に測定可能であり，かつ流体潤滑領域から混合潤滑領域まで適用できる．

しかし，EHD 接触域における油膜厚さを精度良く測定した研究は，未だ報告されていない

のが実状である． 

そこで本研究 [99]–[102]では，従来の電気インピーダンス法を改良し，EHD 接触域にお

ける油膜厚さと油膜の破断率を同時に，かつ精度良く測定できる手法を開発した．前述した

通り，人為的な温室効果ガス排出量の増加に伴う地球温暖化に起因した異常気象を抑制す

るため，転がり軸受には更なる低トルク化が求められている．ゆえに，転がり軸受に使用さ

れる潤滑剤の低粘度化や低油量化が避けられない状況になってきており，EHD 接触域にお

ける油膜の破断が懸念されている．従って，転がり軸受の更なる低トルク化と長寿命化の両

立を図る上で特に重要な指標である油膜厚さ，及び油膜の破断率を同時にモニタリングで

きる技術の確立が，本研究の目的である． 

 

 

Table 1.1. Past and recent in situ techniques using electrical method applied to study EHD contacts.  

 

electrical method

author(s) year apparatus input quantities

output

h
oil film thickness

α
breakdown ratio

Furey [76] 1961 ball-on-cylinder DC R: electrical resistance × ○

Lugt et al. [79] 2001 2-disc DC R: electrical resistance × ○

Load et al. [80] 2008 ball-on-disc AC R: electrical resistance × ○

Crook [84] 1961 2-disc DC C: electrical capacitance △ ×

Aihara et al. [85] 1979 2-disc AC C: electrical capacitance ○ ×

Jablonka et al. [87][88] 2012 ball-on-disc AC C: electrical capacitance ○ ×

Nakano et al. [95] 2006 ring-on-mercury AC Z: electrical impedance ○（×EHD） ○

Manabe et al. [96] 2008 ball-on-mercury AC Z: electrical impedance ○（×EHD） ○

Nihira et al. [97] 2015 ball-on-plate AC Z: electrical impedance △ ○

Schnabel et al. [94] 2016 ball-on-disc AC Z: electrical impedance △ △
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1.4 本論文の構成 

ここでは，本論文の構成について述べる．まず，第 1章では，本研究で対象とする転がり

軸受の潤滑状態モニタリングの必要性について踏まえ，それに対する本研究の意義を押さ

えた上で，本研究の目的について述べた． 

次に，第 2章では，本研究で開発した EHD接触域における油膜厚さと油膜の破断率を同

時に測定できる電気インピーダンス法の測定原理について，点接触と楕円接触の場合に分

けて説明する．尚，点接触モデルは後述する要素試験（glass/steel contacts，及び steel/steel 

contacts），楕円接触モデルは軸受試験にそれぞれ対応している． 

第 3章では，本手法の測定精度について検証するため，要素試験機を用いて従来手法であ

る光干渉法との比較を行った．尚，光干渉法を用いるため，上部試験片にはガラス製ディス

ク試験片を用いている（glass/steel contacts）． 

続いて，第 4章では，本手法を実際の転がり軸受に適用するための予備試験として，第 3

章で用いたガラス製ディスク試験片の代わりに軸受鋼製ディスク試験片を用いた要素試験

の結果について示す．ここでは，本手法を鋼同士の接触（steel/steel contacts）に適用した際

に生じる問題点，あるいは注意すべき点について確認した． 

第 5 章では，実際の転がり軸受の潤滑状態モニタリングに本手法を適用可能であるか確

認した．深溝玉軸受（呼び：608）を用いた軸受試験を行い，得られた試験結果の妥当性に

ついて考察した． 

最後に，第 6章では，本研究で得られた結論，及び今後の課題や展望について述べ，まと

めとする．  
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第2章 電気インピーダンス法の測定原理 
 
本研究 [99]–[102]では，EHD 接触域に交流電圧を印加し，その応答である複素インピー

ダンスを測定することで，接触域内の油膜厚さ，及び油膜の破断率を同時に求める電気イン

ピーダンス法を開発した．本章では，本手法による油膜厚さ，及び油膜の破断率の導出過程

について示す．まず初めに，ボールオンディスク型の要素試験機を対象とした点接触の場合

について述べ，その後軸受試験を対象とした楕円接触の場合について述べる． 

 

2.1 点接触の場合 

2.1.1 幾何モデル 
Figure 2.1 (a)は，ディスク試験片にボール試験片を押し付けた時のヘルツ接触域断面の拡

大図である．但し，Fig. 2.1 (a)は油膜を形成している領域と油膜が破断している領域が混在

する混合潤滑の場合を表している．また，説明のため Fig. 2.1 (a)の幾何モデルを Fig. 2.1 (b)

に示す．ここで，h1 [m]は EHD接触域内の油膜形成部における油膜厚さ，S1 [m2]はヘルツ接

触面積（すなわち，見掛けの接触面積），α [–]は油膜の破断率である（但し，0 ≤ α ≤ 1）．よ

って，EHD接触域内で油膜が破断している面積（すなわち，真実接触面積）は Fig. 2.1 (b)に

示すように αS1と表される．実際，潤滑油は EHD接触域のみならず，その周辺部も満たし

ている．しかし，どの程度満たされているのか不明なので，本研究ではボール試験片半径 rb 

[m]の位置まで満たされていると仮定した．Figure 2.2 は，EHD 接触域以外の領域まで示し

た幾何モデルである．本研究では，Fig. 2.2に示す xy平面上の𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝑟b
2を満たす領域ま

で潤滑油によって十分満たされていると仮定した．但し，Fig. 2.2中の h(x, y) [m]は各 xy座

標における油膜厚さ，c [m]はヘルツ接触円半径， S2 [m2]は EHD 接触域周辺部における潤

滑油によって満たされている xy平面上の投影面積である．Figure 2.2より，図中の h(x, y)は

以下の式(2.1)～式(2.3)のように表すことができる． 

 

  0,   0 ≤ 𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝛼𝑐2  (2. 1) 

 ℎ(𝑥, 𝑦) =     ℎ1 ,   𝛼𝑐2 ≤ 𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝑐2         (2. 2) 

  ℎ2 − √𝑟b
2 − (𝑥2 + 𝑦2), 𝑐2 ≤ 𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝑟b

2   (2. 3) 

 

ここで，上式(2.3)中の h2 [m]は，Fig. 2.2に示す EHD接触域の周辺部における最大油膜厚

さであり，次式より求められる． 

 

 ℎ2 = ℎ1 + √rb
2 − 𝑐2 (2.4) 
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Figure 2.1. Schematic diagrams of contact area; (a) enlarged diagram, (b) geometrical model; α: 

breakdown ratio of oil film, S1: contact area, h1: oil film thickness in lubricated area. 

 

 

 

Figure 2.2. Geometrical model of EHD point contact. 
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Figure 2.3. Electrical model of EHD point contact; R1: resistor in breakdown area, C1: capacitor in 

lubricated area within contact area, C2: capacitor in surround area completely filled with oil.  

 

 

実際のボール試験片は，荷重を受ける際に弾性変形が生じるので EHD接触域以外は厳密

には球体ではないが，本研究では式(2.3)に示すように変形後も理想的な球体であると仮定

した． 

 

2.1.2 等価回路モデル 
続いて，Fig. 2.2の等価電気回路について，Fig. 2.3に示す．但し，R1 [Ω]は油膜が破断し

ている領域における電気抵抗，C1 [F]は EHD 接触域内の油膜形成部における静電容量，C2  

[F]は EHD接触域の周辺部における静電容量である．この時，R1，C1，C2は，それぞれ以下

のように表すことができる． 

 

 𝑅1 =
𝑅10

𝛼
 (2.5) 

 

 𝐶1 =
𝜀(1 − 𝛼)𝑆1

ℎ1
=

𝜋𝜀(1 − 𝛼)𝑐2

ℎ1
 (2.6) 

 

 𝐶2 = 𝜀 ∫ ∫
𝑑𝑥𝑑𝑦

ℎ(𝑥, 𝑦)

𝑟b

𝑐

𝑟b

𝑐
 (2.7) 

Z 
=

 |Z
|e

xp
(jθ

)

C1R1 C2

breakdown area lubricated area

contact area surround area
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Figure 2.4. Time evolutions of voltage and current; V: voltage, I: current, θ: phase, t: time; red line: 

sinusoidal voltage; blue dashed line: alternating current. 

 

 

但し，ε [F/m]は潤滑油の誘電率（dielectric constant），R10 [Ω]は静的な接触状態を α = 1と

見なした時の電気抵抗であり，この接触状態における複素インピーダンス Z0 [Ω]を測定する

ことで求めることができる．ここで，式(2.3)と式(2.4)より，式(2.7)は次式(2.8)のように表

すことができる（式(2.8)の導出過程は，付録 B.1参照）． 

 

 𝐶2 = 2𝜋𝜀 (ℎ2 ln(
ℎ2

ℎ1

) + ℎ1 − ℎ2) (2.8) 

 

ここで，一般的に𝑟b ≫ 𝑐 ，𝑟b ≫ ℎ1なので，上式(2.8)は下式(2.9)のように近似できる． 

 

 𝐶2 ≈ 2𝜋𝜀𝑟b (ln (
𝑟b

ℎ1

) − 1) (2.9) 

 

 式(2.9)より，EHD接触域の周辺部における静電容量 C2は，ヘルツ接触円半径 cの影響を

ほとんど受けないことがわかる． 

 

2.1.3 複素インピーダンス解析 
Figure 2.4に，交流電圧，及び電流の経時変化について示す．但し，図中の赤色の実線は

入力としての交流電圧，青色の破線は出力としての電流を表している．この時，印加される

交流電圧 V [V]と流れる電流 I [A]は，それぞれの振幅を|V| [V]，|I| [A]（|V|と|I|は，実効値 Ve 

[V]，Ie [A]を各々√2倍した値）とおくと，式(2.10)と式(2.11)のように表される． 

V, I

t

voltage

current

θ

0
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 𝑉 = |𝑉|exp(𝑗𝜔𝑡) (2.10) 

 

 𝐼 = |𝐼|exp(𝑗(𝜔𝑡 − 𝜃)) (2.11) 

 

但し，j [–]は虚数，t [s]は時間，ω [rad/s]は交流電圧の角振動数（但し，交流周波数を f [Hz]

とおくと𝜔 = 2𝜋𝑓），θ [deg]は Fig. 2.4に示す交流電圧と電流の位相差である．よって，回路

全体の複素インピーダンス Z [Ω]は，式(2.10)と式(2.11)より次式(2.12)のように表される． 

 

 𝑍 =
𝑉

𝐼
= |𝑍|exp(𝑗𝜃) (2.12) 

 

 上式(2.12)より，複素インピーダンス Z は，Z の大きさ|Z|と位相差 θという 2つの独立変

数で構成されていることがわかる．よって，互いに独立した 2つのパラメータ，すなわち油

膜厚さ，及び油膜の破断率を同時に測定できることを意味する． 

 ここで，Fig. 2.3に示す等価回路全体の複素インピーダンス Z は，R1，C1，C2を用いるこ

とで次式(2.13)のように表される． 

 

 
1

𝑍
=

1

𝑅1
+ 𝑗𝜔(𝐶1 + 𝐶2) (2.13) 

 

つまり，式(2.12)と式(2.13)より，式(2.14)と式(2.15)が得られる． 

 

 𝑅1 =
|𝑍|

cos𝜃
 (2.14) 

 

 𝐶1 + 𝐶2 = −
sin𝜃

𝜔|𝑍|
 (2.15) 

 

 よって，式(2.5)，式(2.6)，式(2.9)より，式(2.14)と式(2.15)はそれぞれ次式のように表さ

れる． 

 

 
𝑅10

𝛼
=

|𝑍|

cos𝜃
 (2.16) 

 

 
𝜋𝜀(1 − 𝛼)𝑐2

ℎ1
+ 2𝜋𝜀𝑟b (ln (

𝑟b

ℎ1

) − 1) = −
sin𝜃

𝜔|𝑍|
 (2.17) 
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 ゆえに，式(2.16)より，求める油膜の破断率 αは，以下のように表される． 

 

 𝛼 =
𝑅10cos𝜃

|𝑍|
 (2.18) 

 

一方，式(2.17)より，h1に関する陰関数として次式が得られる． 

 

 
(1 − 𝛼)𝑐2

2𝑟bℎ1
exp (

(1 − 𝛼)𝑐2

2𝑟bℎ1

) =
(1 − 𝛼)𝑐2

2𝑟b
2 exp (1 −

sin𝜃

2𝜋𝜀𝜔𝑟b|𝑍|
) (2.19) 

 

 ここで，上式(2.19)中の h1 に関する陽関数について求めるため，ランベルト W 関数

（Lambert W function [103][104]，付録 C参照）を用いる．任意の複素数 z′に対して，ランベ

ルト W関数 𝔚(𝑧′)は，次式(2.20)のように定義される． 

 

 𝔚(𝑧′)exp(𝔚(𝑧′)) = 𝑧′ (2.20) 

 

 よって，式(2.19)と式(2.20)より h1に関する陽関数は，次式のように表される． 

 

 ℎ1 =
(1 − 𝛼)𝑐2

2𝑟b
/𝔚(

(1 − 𝛼)𝑐2

2𝑟b
2 exp(1 −

sin𝜃

2𝜋𝜀𝜔𝑟b|𝑍|
)) (2.21) 

 

通常，EHD接触域には馬蹄形と呼ばれる油膜の薄い領域 [35]が存在するが，本研究では

接触域内の平均油膜厚さℎ̅ [m]を求めた．すなわち，EHD接触域の一部で油膜の破断が生じ

る場合，求めるℎ̅は αと h1を用いて次式(2.22)より求められる． 

 

 ℎ̅ = (1 − 𝛼)ℎ1 (2.22) 

 
 よって，式(2.21)を式(2.22)に代入することで，ℎ̅に関する次式(2.23)が得られる． 

 

 ℎ̅ =
(1 − 𝛼)2𝑐2

2𝑟b
/𝔚 (

(1 − 𝛼)𝑐2

2𝑟b
2

exp (1 −
sin𝜃

2𝜋𝜀𝜔𝑟b|𝑍|
)) (2.23) 

 

以上，式(2.18)と式(2.23)より，点接触における油膜厚さ，及び油膜の破断率を理論的に

求められることを示した． 
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2.2 楕円接触の場合 

2.2.1 幾何モデル 
続いて，転がり軸受，特に深溝玉軸受の場合について考える．深溝玉軸受の内輪，及び外

輪の転走面には，転動体である鋼球を案内するための溝加工が施されているため，軸受のヘ

ルツ接触域は楕円形状になる [105]．また，内輪と外輪の曲率半径がそれぞれ異なるため，

各々のEHD接触域内に生じる油膜厚さは異なる [39]．一方，本手法を軸受に適用した場合，

軸受全体の複素インピーダンス Z しか測定できないので，内外輪の接触域について別々に

油膜厚さ，及び油膜の破断率を測定することができない． 

そこで，本研究では Fig. 2.5に示すような楕円体と平板の接触状態を考え，内外輪の接触

域に生じる油膜厚さ，及び油膜の破断率の平均値を求めることにした．但し，Fig. 2.5中の

𝑟�̅�  [m]は転動体の転がり方向（図中，x軸方向）における内外輪の平均等価曲率半径，𝑟�̅� [m]

は転動体の転がり方向に垂直な方向（図中，y軸方向）における内外輪の平均等価曲率半径
であり，𝑟�̅�と𝑟�̅�はそれぞれ次式のように表される． 

 

 𝑟�̅� =
𝑟𝑥1 + 𝑟𝑥2

2
 (2.24) 

 

 𝑟�̅� =
𝑟𝑦1 + 𝑟𝑦2

2
 (2.25) 

 
 ここで，𝑟𝑥1 [m]は x軸方向における内輪と転動体間の等価曲率半径，𝑟𝑥2 [m]は x軸方向
における外輪と転動体間の等価曲率半径，𝑟𝑦1  [m]は y 軸方向における内輪と転動体間の等

価曲率半径，𝑟𝑦2  [m]は y 軸方向における外輪と転動体間の等価曲率半径である．この時，

Fig. 2.5に示す楕円体表面（但し，南半球側）と xy平面間の距離を表す方程式 ℎ(𝑥, 𝑦) [m]は，

以下のように表される． 

 

 (
𝑥

𝑟�̅�

)
2

+ (
𝑦

𝑟�̅�

)

2

+ (
ℎ3 − ℎ(𝑥, 𝑦)

𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2

)

2

= 1 (2.26) 

 
但し，上式(2.26)中のℎ3 [m]は，Fig. 2.5に示す楕円体中心の xy平面からの高さであり，

ℎ3 ≥ ℎ(𝑥, 𝑦)を満たす．実際の軸受の接触域は，荷重を受ける際に弾性変形が生じるので EHD

接触域以外は厳密には楕円体ではないが，上式(2.26)に示すように変形後も理想的な楕円体

であると仮定した． 
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Figure 2.5. Consideration of effective radius of ball bearing. 

 

 

尚，式(2.26)中のℎ3を求めるには，まずヘルツ接触楕円の長径短径を定義する必要がある．

ここで，ヘルツ接触理論 [105]から求められるヘルツ接触楕円長径（Fig. 2.5中の y軸方向）
を a [m]，短径（x 軸方向）を b [m]とおくと，一般的に a：b ≠ 𝑟�̅�：𝑟�̅�である．これは，式

(2.26)が接触域周辺部の弾性変形 [105]を考慮していないことに起因する．より詳細に説明

するため，Fig. 2.5の幾何モデルについて，Fig. 2.6に示す．但し，Fig. 2.6中の h1 [m]は EHD

接触域内の油膜を形成している領域における油膜厚さ，𝑟b [m]は転動体の半径，S1 [m2]はヘ

ルツ接触面積，S2 [m2]は，EHD接触域の周辺部における潤滑油によって満たされている xy

平面上の投影面積，α [–]（但し，0 ≤ α ≤ 1）は油膜の破断率である． 

h

y

x
Hertzian contact area

oil

rolling direction

h1

h

y

rolling directionrb

𝑟�̅�
𝑟�̅�

𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2

h2

h3

rb

rb
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Figure 2.6. Geometrical model of elliptical EHD contact. 

 

 
Figure 2.6 より，接触域内の油膜厚さℎ1 [m]が一定であると仮定した場合，ヘルツ接触理

論から求められる接触楕円の長径：短径＝a：bを満たす楕円が式(2.26)で表される楕円体の

どの断面（但し，xy平面に平行な面）にも存在しないことがわかる．そこで，本研究では接
触面積𝑆1 [m2]が𝑆1 = 𝜋𝑎𝑏を満たし，かつ長径：短径 = 𝑟�̅�：𝑟�̅�を満たす楕円を本手法におけ

る接触楕円と定義した．新たに定義した接触楕円長径，及び短径をそれぞれ𝑎′ [m]，𝑏′ [m]と

おくと，次式のように表される． 

 

 𝑎′ = √𝑎𝑏
𝑟�̅�

𝑟�̅�
 (2.27) 

 

 𝑏′ = √𝑎𝑏
𝑟�̅�

𝑟�̅�
 (2.28) 

y
0

contact area

breakdown area: αS1

lubricated area: (1–α)S1

surround area: S2

h

h1
h2

h = h(x, y)| x = 0

oil

ball

ring
0

contact area

x

h

h =
 h(x, y)| y

= 0

y

x

h3

h
1

h
2

h
3
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 よって，式(2.27)と式(2.28)より，式(2.26)中のℎ3は次式のように表される． 

 

 ℎ3 = ℎ1 +
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2
√1 −

𝑎𝑏

𝑟�̅�𝑟�̅�
 (2.29) 

 

 更に，本研究では Fig. 2.5や Fig. 2.6に示すように，y軸方向に𝑦 = 𝑟bの位置まで二面間が

潤滑油によって完全に満たされていると仮定した．EHD 接触域の周辺部における最大油膜

厚さℎ2 [m]は， ℎ2 = ℎ(𝑥, 𝑦) = ℎ(0, 𝑟b)より，式(2.26)から次式(2.30)のように表される． 

 

 ℎ2 = ℎ3 −
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2
√1 − (

𝑟b

𝑟�̅�

)

2

 (2.30) 

 
ところで，一般的に𝑟�̅� < 𝑟bなので，x 軸方向に𝑥 = 𝑟bの位置まで二面間が潤滑油によって

満たされていると仮定することができない．そこで，Fig. 2.6 に示すように，x 軸方向には

ℎ(𝑥, 𝑦) = ℎ2を満たす距離𝑥 = 𝑟b′まで満たされていると仮定した．ゆえに，式(2.26)と式

(2.30)より，𝑟b′は次式(2.31)より求められる． 

 

 𝑟b′ =
𝑟�̅�

𝑟�̅�
𝑟b (2.31) 

 
以上，楕円接触の場合，各 xy座標における油膜厚さ h(x, y)について整理すると，式(2.32)

～式(2.34)のようになる． 

 

ℎ(𝑥, 𝑦) = 

0, 0 ≤ 𝑥2/(𝑏′/𝑎′)2 + 𝑦2 ≤ 𝛼𝑎′2  (2. 32) 

   

ℎ1 , 𝛼𝑎′2 ≤ 𝑥2/(𝑏′/𝑎′)2 + 𝑦2 ≤ 𝑎′2 (2. 33) 

ℎ3 −
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2
√1 − (

𝑥

𝑟�̅�

)
2

− (
𝑦

𝑟�̅�

)

2

,    𝑎′2 ≤ 𝑥2/(𝑏′/𝑎′)2 + 𝑦2 ≤ 𝑟b
2 (2. 34) 

 
すなわち，実際の軸受の転動体は荷重を受ける際に弾性変形が生じるので，EHD 接触域

以外は厳密には Fig. 2.5に示すような楕円体ではないが，前述した通り本研究では式(2.34)

に示すように変形後も理想的な楕円体であると仮定した． 
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2.2.2  等価回路モデル 
続いて，転がり軸受の等価電気回路について Fig. 2.7に示す．但し，Fig. 2.7中の R1 [Ω]は

油膜が破断している領域における電気抵抗，C1 [F]は EHD 接触域内の油膜形成部における

静電容量，C2 [F]は EHD 接触域の周辺部における静電容量であり，それぞれ接触域１箇所

当たりの物理量である．実際は，内輪と外輪の曲率半径は異なり，かつそれぞれの EHD接

触域内に生じる油膜厚さも異なるので，上記 R1，C1，C2も転動体の内輪側と外輪側の接触

域でそれぞれ異なるはずである [86]．しかし，本手法を軸受に適用した場合，軸受全体の複

素インピーダンス Z [Ω]しか測定できないので，内外輪の接触域に生じる複素インピーダン

スをそれぞれ知ることができない． 

そこで，本研究では Fig. 2.5に示したように，内輪－転動体間，及び外輪－転動体間の等

価曲率半径をそれぞれ平均化した楕円体と平板の接触状態を考え，各々の接触域に生じる

複素インピーダンスはどこも同じであると仮定した．つまり，Fig. 2.7に示すように，内輪

側も外輪側も同じ等価回路であり，それぞれの接触域は直列回路で接続され，かつ転動体の

数だけ並列回路になっていると仮定した．よって，本手法は全ての接触楕円の大きさが一定

である場合，すなわち転がり軸受にアキシアル荷重のみを負荷している場合にのみ適用で

きる．ラジアル荷重を負荷した場合，負荷圏と非負荷圏が存在するため，接触楕円の大きさ

が一定ではないので，本手法を適用できないことに注意する必要がある． 

ここで，Fig. 2.7中の R1，C1，C2は，それぞれ次式のように表すことができる． 

 

 𝑅1 =
𝑅10

𝛼
 (2.35) 

 

 𝐶1 =
𝜀(1 − 𝛼)𝑆1

ℎ1
=

𝜋𝜀(1 − 𝛼)𝑎𝑏

ℎ1
 (2.36) 

 

 𝐶2 = 𝜀 ∫ ∫
𝑑𝑥𝑑𝑦

ℎ(𝑥, 𝑦)

𝑟b′

𝑏′

𝑟b

𝑎′
 (2.37) 

 

但し，ε [F/m]は潤滑油の誘電率，R10 [Ω]は静的な接触状態を α = 1と見なした時の電気抵

抗であり，この接触状態における複素インピーダンス Z0 [Ω]を測定することで求めることが

できる．ここで，式(2.27)～式(2.29)，及び式(2.31)と式(2.34)より，式(2.37)は次式のよう

に表すことができる（式(2.38)の導出過程は，付録 B.2参照）． 

 

 𝐶2 = 8𝜋𝜀
𝑟�̅�𝑟�̅�

(𝑟�̅� + 𝑟�̅� )
2

(ℎ3 ln(
ℎ2

ℎ1

) + ℎ1 − ℎ2) (2.38) 
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Figure 2.7. Electrical model of ball bearing; R1: resistor in breakdown area, C1: capacitor in lubricated 

area within contact area, C2: capacitor in surround area completely filled with oil. 

 

 
一般的に，𝑟�̅� ≫ 𝑎 ，𝑟�̅� ≫ 𝑏，𝑟�̅� ≫ ℎ1なので，式(2.38)は次式(2.39)のように近似できる． 

 

 𝐶2 ≈ 4𝜋𝜀
𝑟�̅�𝑟�̅�

𝑟�̅� + 𝑟�̅�

(ln (
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2ℎ1
𝜁) − 𝜁) (2.39) 

 

 但し，上式(2.39)中の𝜁 [– ]は，下式のように表される無次元の定数である． 

 

 𝜁 = 1 − √1 − (
𝑟b

𝑟�̅�

)

2

 (2.40) 

 

 よって，式(2.39)より，EHD接触域の周辺部における静電容量 C2は，ヘルツ接触楕円長

径 a，及び短径 bの影響をほとんど受けないことがわかる． 

C1R1 C2

ball

vs

inner ring

ball

vs

outer ring

・・・ ball

Z 
=

 |Z
|e

xp
(jθ

)

breakdown area lubricated area

contact area surround area
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2.2.3 複素インピーダンス解析 
Figure 2.7に示す等価回路全体の複素インピーダンス Z は，転がり軸受 1個に含まれる転

動体数を n [–]とおくと，次式(2.41)のように表される． 

 

 
1

𝑍
=

𝑛

2
(

1

𝑅1
+ 𝑗𝜔(𝐶1 + 𝐶2)) (2.41) 

 

通常，転がり軸受は 1つの回転軸に対して少なくとも 2個以上用いられる．よって，上式

(2.41)に汎用性を持たせるため，測定対象となる転がり軸受の数を k [–]とした場合を考え

る．k 個の軸受が測定対象である場合，各々の軸受は並列に接続されるので，式(2.41)に汎

用性を持たせると次式(2.42)のように表される． 

 

 
1

𝑍
=

𝑘𝑛

𝑙
(

1

𝑅1
+ 𝑗𝜔(𝐶1 + 𝐶2)) (2.42) 

 

但し，式(2.42)中の l [–]は，転動体 1個当たりの接触点の数である．つまり，要素試験の

場合𝑙 = 1（すなわち，ボール試験片とディスク試験片間の１箇所），軸受試験の場合𝑙 = 2（す

なわち，転動体と内外輪間の 2箇所）である．本章では，要素試験も対象とした一般式を導

くため，式(2.42)を用いることにする．勿論，複数の軸受を測定対象とする場合，全ての軸

受，及び全ての接触域における平均値を求めることになる． 

ここで，式(2.12)と式(2.42)より，式(2.43)と式(2.44)が得られる． 

 

 𝑅1 =
𝑘𝑛|𝑍|

𝑙cos𝜃
 (2.43) 

 

 𝐶1 + 𝐶2 = −
𝑙sin𝜃

𝑘𝑛𝜔|𝑍|
 (2.44) 

 

 よって，式(2.35)，式(2.36)，式(2.39)より，式(2.43)と式(2.44)はそれぞれ次式のように

表される． 

 

 
𝑅10

𝛼
=

𝑘𝑛|𝑍|

𝑙cos𝜃
 (2.45) 

 

 
𝜋𝜀(1 − 𝛼)𝑎𝑏

ℎ1
+ 4𝜋𝜀

𝑟�̅�𝑟�̅�

𝑟�̅� + r�̅�

(ln (
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2ℎ1
𝜁) − 𝜁) = −

𝑙sin𝜃

𝑘𝑛𝜔|𝑍|
 (2.46) 
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 式(2.45)より，求める油膜の破断率 αは，次式のように表される． 

 

 𝛼 =
𝑙𝑅10cos𝜃

𝑘𝑛|𝑍|
 (2.47) 

 

一方，式(2.46)より，h1に関する陰関数として次式が得られる． 

 

 

(1 − 𝛼)𝑎𝑏

4ℎ1

(
1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

) exp (
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

4ℎ1

(
1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

))

=
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

2𝑟�̅�𝑟�̅�𝜁
exp (𝜁 −

𝑙sin𝜃

4𝜋𝑘𝑛𝜀𝜔|𝑍|
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

)) 
(2.48) 

 

 h1に関する陽関数は，式(2.20)を用いることで以下のように表される． 

 

 ℎ1 =
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

4
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

) /𝔚 (
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

2𝑟�̅�𝑟�̅�𝜁
exp (𝜁 −

𝑙sin𝜃

4𝜋𝑘𝑛𝜀𝜔|𝑍|
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

))) (2.49) 

 

よって，転がり軸受内の全接触域における平均油膜厚さℎ̅ [m]は，式(2.49)を式(2.22)に代

入した次式(2.50)より求められる． 

 

 ℎ̅ =
(1 − 𝛼)2𝑎𝑏

4
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

) /𝔚 (
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

2𝑟�̅�𝑟�̅� 𝜁
exp(𝜁 −

𝑙sin𝜃

4𝜋𝑘𝑛𝜀𝜔|𝑍|
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

))) (2.50) 

 

以上，式(2.47)と式(2.50)より，楕円接触における油膜厚さ，及び油膜の破断率を理論的

に求められることを示した．尚，点接触の場合（すなわち，𝑎 = 𝑏 = 𝑐，𝑟�̅� = 𝑟�̅� = 𝑟b，𝑘 = 𝑙 =

𝑛 = 1），上式(2.50)は式(2.23)と等しくなるので，式(2.50)は本研究で開発した電気インピー

ダンス法の油膜厚さに関する一般式であると言える． 

 以上，本章では，接触域に交流電圧を印加し，その応答である複素インピーダンスを測定

することで，EHD 接触域（点接触，あるいは楕円接触）における油膜厚さと油膜の破断率

を理論的に求められることを示した．次章では，電気インピーダンス法の測定精度について

検証した結果を示す． 
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第3章 電気インピーダンス法の測定精度検証 
 

3.1 試験方法 

3.1.1 試験装置 
本研究で開発した電気インピーダンス法の油膜測定精度について検証するため，ボール

オンディスク型の要素試験機を用い，従来手法である光干渉法 [62]を用いた実測値，及び

Hamrock-Dowsonの式 [39]から導かれる理論値と比較した．また，油膜の破断率は摩擦係数

と比較することで検証した．本研究で用いた要素試験機の模式図について，Fig. 3.1に示す． 

 

 

 

Figure 3.1. Schematic diagram of ball-on-disc-type apparatus for glass/steel contacts. 
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本試験機は，ガラス製ディスク試験片の下方よりボール試験片を押し付ける構造であり，

各々の試験片はそれぞれ別のモーターで独立して回転させることができる．また，ボール試

験片を回転させることで，オイルバスから接触域に潤滑油を供給することができる．尚，ガ

ラス製ディスク試験片の表面には，スパッタ法（sputtering）を用いて Cr 半透過膜，及び ITO

（indium tin oxide）膜を被膜した．ITO膜は光を透過できる導電性材料なので，電気インピ

ーダンス法と光干渉法の同時測定が可能となる． 

光干渉法を用いる場合，白色光を EHD接触域に照射して得られる干渉縞を観察する必要

がある．本研究では，2台の高速度カメラを用いて EHD接触域の分光像（モノクロ画像）

と干渉像（カラー画像）を同時に撮影した．尚，Fig. 3.1に示す顕微鏡の対物レンズは，倍

率 10倍の長作動距離対物レンズである． 

一方，電気インピーダンス法を用いる場合，ボール試験片とディスク試験片間にのみ交流

電圧を印加する必要があるため，それぞれの回転軸を支持する軸受の転動体にセラミック

球を使用した．また，モーターと絶縁した状態で回転軸に動力を伝えるため，ゴム製のタイ

ミングベルトを用いた．各々の回転軸にはスリップリングが接続されており，LCR メータ

からの交流電圧を印加した．更に，データロガーを搭載した高速度カメラを用いることで，

分光像と干渉像，及び|Z|と位相 θを同時に取得した． 

また，EHD接触域内に生じる摩擦係数 μも測定するため，ディスク試験片の回転軸にト

ルクメータを接続した．ディスク試験片の回転軸とトルクメータは，ゴム製のカップリング

を介して絶縁している． 

 
3.1.2 光干渉法の測定原理 
ここでは，光干渉法 [62]–[75]，特にスペーサーレイヤー法 [62]の測定原理について述べ

る [106]．Figure 3.2は，Cr 半透過膜，及び ITOスペーサー膜を施したガラス製ディスク試

験片の下方よりボール試験片を押し付けた時の静的，及び動的な接触状態について示す． 

 

 

 
Figure 3.2. Enlarged diagrams of contact area; (a) stationary contact and (b) dynamic contact. 
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但し，図中の hsp [m]はスペーサー膜の厚さ，hgap [m]は試験片の表面粗さにより形成され

る隙間，hoil [m]は EHD接触域における油膜厚さである（尚，図中の Z0 [Ω]，及び Z [Ω]は静

的，及び動的な接触状態における複素インピーダンスであり，電気インピーダンス法を適用

する際に測定する必要がある）．この時，Cr 半透過膜で反射する光とボール試験片表面で反

射する光が干渉するので，Fig. 3.3に示すような干渉縞を観察することができる．また，分

光器を用いてこの干渉縞を観測すると，Fig. 3.4に示す分光像が得られる． 

 

 

 
Figure 3.3. Interference fringe images of contact area and its vicinity; (a) stationary contact and (b) 

dynamic contact; red arrows: rotational direction of steel ball specimen. 

 

 

 

Figure 3.4. Spectroscopic images of contact area and its vicinity; (a) stationary contact, (b) dynamic 

contact. 
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ここで，Fig. 3.4の縦軸は Fig. 3.3に示す EHD接触域中心部を通る y軸方向の座標であり，

横軸は分光された光の波長を表す．また，Fig. 3.4中の明縞（bright fringe）が強め合ってい

る波長であり，暗縞（dark fringe）が弱め合っている波長である．ここで，静的な接触状態

における任意の明縞の波長を λ1 [m]，それと隣り合う暗縞の波長を λ2 [m]（但し，λ2 > λ1）と

おくと，明縞，及び暗縞の光学的光路差（OPL, optical path length）は，Fig. 3.2(a)よりそれぞ

れ次式のように表される． 

 

 2(𝑛oilℎgap + 𝑛spℎsp) = (𝑚 +
1

2
) 𝜆1     (3.1) 

 

 2(𝑛oilℎgap + 𝑛spℎsp) = 𝑚𝜆2    (3.2) 

 

 但し，ボール試験片表面を反射した光は，密度が疎（潤滑油）から密（鋼）で反射するた

め，上式は明縞と暗縞の位相が半波長ずれていることに注意が必要である．また，上式中の

noil [–]は潤滑油の屈折率（refractive index），nsp [–]はスペーサー膜の屈折率，m [–]は m = 0か

ら始まる正の整数であり，縞次数（fringe order）と呼ばれている．ここで，式(3.1)と式(3.2)

より，mを消去すると次式が得られる． 

 

 𝑛oilℎgap + 𝑛spℎsp =
1

4
(

1

𝜆1
−

1

𝜆2

)
−1

    (3.3) 

 

同様に，Fig. 3.2(b)より，動的な接触状態における明縞，及び暗縞の光路差は，それぞれ

の波長を λ3 [m]，λ4 [m]（但し，λ4 > λ3）とおくと，式(3.4)と式(3.5)が導かれる． 

 

 2(𝑛oilℎgap + 𝑛oil ℎoil + 𝑛spℎsp) = (𝑚 +
1

2
) 𝜆3     (3.4) 

 

 2(𝑛oilℎgap + 𝑛oilℎoil + 𝑛spℎsp) = 𝑚𝜆4     (3.5) 

  

 よって，式(3.4)と式(3.5)より，mを消去すると次式が得られる． 

 

 𝑛oilℎgap + 𝑛oilℎoil + 𝑛spℎsp =
1

4
(

1

𝜆3
−

1

𝜆4

)
−1

    (3.6) 

 

 ゆえに，式(3.6)から式(3.3)を引くことで次式(3.7)が得られ，EHD接触域における油膜厚

さ hoilを求めることができる． 
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 ℎoil =
1

4𝑛oil

((
1

𝜆3
−

1

𝜆4

)
−1

− (
1

𝜆1
−

1

𝜆2

)
−1

)    (3.7) 

 

上式(3.7)より，nsp，hsp，hgapは不要であることがわかる．更に，非常に薄い油膜厚さ（hoil 

< 50 nm）を測定する場合，少なくとも一対の明縞と暗縞の波長を得るためにはある程度の

光路差が必要であり，そのためにスペーサー膜が必要であることもわかる．以上，スペーサ

ーレイヤー法を用いる場合，まず静的な接触状態における明縞と暗縞の波長（λ1，λ2）を測

定し，その後動的な接触状態における波長（λ3，λ4）を測定することによって，式(3.7)より

油膜厚さ hoilを測定できることを示した． 

ところで，式(3.3)や式(3.6)に示すように，一対の明縞と暗縞の波長を用いて膜厚を測定

する手法は，ピークバレー法（PV法，peak-valley method [107]）と呼ばれている．PV法は，

任意の隣り合う明縞と暗縞の波長を用いて計算することができ，かつ縞次数 m を知る必要

がないというメリットがある．但し，静的な接触状態において，少なくとも一対の明縞と暗

縞の波長が必要となるため，スペーサー膜はある程度の厚さ（hsp > 0.5 μm）が必要となる． 

 

3.1.3 試験片 
本研究に用いた試験片の諸元について，Table 3.1に示す．ボール試験片（diameter: 25.4 mm，

arithmetic average roughness: Ra1 = 8.2 nm, root mean square roughness: Rq1 = 13.9 nm）の材質は，

52100 steel（Young’s modulus: 207 GPa, Poisson’s ratio: 0.30）である．一方，ガラス製ディス

ク試験片（diameter: 100 mm, thickness: 10 mm，roughness: Ra2 = 4.4 nm, Rq2 = 5.4 nm）の材質

は，BK7ガラス（Young’s modulus: 73.1 GPa, Poisson’s ratio: 0.23）である．ガラス製ディスク

試験片に施した Cr 半透過膜の厚さは約 5 nm であり，その上に可視光を透過し，かつ導電

性も有するスペーサー膜として ITO膜（refractive index: 2.12 [108]）を約 0.7 μm 被膜した．  

 
3.1.4 試験油 
本研究では，Table 3.2に示す粘度の異なる 2種類の PAO（poly-α-olefin, viscosity at 40°C: ν 

= 30 and 396 mm2/s）を試験油として用いた．尚，添加剤は使用していない．PAOの屈折率

noil [–]は，屈折率計を用いて測定し，粘度に関わらず noil ≈ 1.46であることを確認した． 

一方，PAOの比誘電率 εoil [–]は，鉄製容器内（diameter: 38 mm, depth: 0.3 mm）に潤滑油を

満たした状態で，交流電圧（RMS amplitude: Ve = 1 V）を印加することで測定した．交流周

波数 f = 30 Hz～1.0 MHz の範囲で εoil ≈ 2.10 であり，粘度による違いはほとんどなかった

（付録 D参照）．よって，どちらの粘度の PAOも誘電率 ε = εoil ε0 = 2.10 ε0 F/mとした．但

し，真空の誘電率 ε0 = 8.85·10–12 F/mである．尚，マクスウェル方程式（Maxwell equations 

[109]）より，比誘電率と屈折率の間には以下に示す関係式が導かれる． 

 

 𝜀oil = 𝑛oil
2     (3.8) 
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Table 3.1. Test specimen specifications for glass/steel contacts. 

  ball disc 

radius, mm 12.7 50 

thickness, mm – 10 

material 52100 steel BK7 + Cr + ITO 

Young’s modulus, GPa 207 73.1 

Poisson’s ratio 0.3 0.23 

surface roughness, nmRa 8.2 4.4 

surface roughness, nmRq 13.9 5.4 

 

 

Table 3.2. Oil properties for ball-on-disc tests. 

oil poly-α-olefin oil 

additive – 

density, g/mm3 0.826 0.85 

kinematic viscosity at 40°C, mm2/s 30  396 

pressure-viscosity coefficient at 25°C, GPa–1 12.5 16.3 

refractive index 1.46 

relative permittivity 2.10 

 

 

Table 3.3. High-speed camera specifications. 

image pickup device CMOS 

number of pixels, pixels 1024 × 1024 

frame rate, frames/s 2000 

 

 

Table 3.4. LCR meter specifications for glass/steel contacts.  

RMS amplitude, V 1.0 

frequency, MHz 1.0 
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3.1.5 試験手順 
本研究における試験温度は，全て室温（約 25°C）にて行った．試験を行う前に，石油ベ

ンジンを用いてオイルバス，ボール試験片，ディスク試験片を洗浄した．洗浄後，オイルバ

ス，及び各試験片を試験機に取り付け，ボール試験片に潤滑油を塗布した状態で，ディスク

試験片に押し当てた．そして，この静的な接触状態における EHD接触域の干渉像，及び分

光像について，高速度カメラ（frame rate: 2 kHz）を用いて同時に撮影した．高速度カメラの

撮影条件について，Table 3.3に示す．得られた分光像を画像解析することによって，干渉縞

の明縞の波長 λ1 [m]，及びそれと隣り合う暗縞の波長 λ2 [m]を求めた． 

また，光干渉法と同時に電気インピーダンス法も適用するため，この静的な接触状態（す

なわち，α = 1）における複素インピーダンス Z0 [Ω]も測定した．LCRメータ（sampling rate: 

20 kHz）を用いて接触域に交流電圧（RMS amplitude: Ve = 1.0 V, frequency: f  =1.0 MHz，Table 

3.4参照）を印加し，静止時（すなわち，α = 1）における複素インピーダンスの大きさ|Z0| [Ω]，

及び位相 θ0 [deg]を測定することで，次式(3.9)より式(2.18)中の R10について求めた． 

 

 𝑅10 =
|𝑍0|

cos𝜃0
 (3.9) 

 
 その後，ボール試験片をディスク試験片から離し，試験片を回転させた状態で再び接触さ

せた．この動的な接触状態における干渉像，分光像を撮影し，明縞の波長 λ3 [m]，及びそれ

と隣り合う暗縞の波長 λ4 [m]を測定した．また，複素インピーダンスの大きさ|Z| [Ω]，位相

θ [deg]，及び摩擦係数 μ [–]も同時に測定した．摩擦係数 μ は Fig. 3.1 に示すトルクメータ

（sampling rate: 10Hz）を用いて測定した．尚，光干渉法を用いた油膜厚さは式(3.7)より，

電気インピーダンス法を用いた油膜厚さは式(2.23)より求めた． 

 

3.2 試験結果 

3.2.1 引き込み速度 Uの影響 
まず初めに，引き込み速度 Uを U = 0.005～0.5 m/s まで変化させた時のℎ̅，α，及び μにつ

いて測定した結果について，Fig. 3.5に示す（Z の測定結果は，付録 E.1参照）．但し，試験

油として PAO（viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s）を用いており，垂直荷重 Fz = 10 Nで一定と

した．また，ボール試験片のみ回転させ（すなわち，すべり率 Σ = 2.0），U = 0.5 m/s から段

階的に減速させた．ここで，すべり率 Σ [–]は次式(3.10)のように定義されるパラメータであ

り，式(3.10)中の U1 [m/s]はボール試験片の周速，U2 [m/s]はディスク試験片の周速である． 

 

 𝛴 =
𝑈1 − 𝑈2

𝑈
=

2(𝑈1 − 𝑈2)

𝑈1 + 𝑈2
 (3.10) 
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尚，Fig. 3.5中の赤いプロットは電気インピーダンス法を用いた結果，青いプロットは光

干渉法を用いた結果，黒色の破線は Hamrock-Dowsonの式 [39]から得られる理論値（但し，

中央油膜厚さ）である．Figure 3.5より，電気インピーダンス法を用いて測定したℎ̅は，理論

値だけでなく，光干渉法による実測値（但し，中央油膜厚さ）ともほぼ一致することを確認

した．また，U ≤ 0.02 m/s の範囲では α，μ共に上昇していることから，この速度域は混合

潤滑領域であることが示唆された．つまり，αも定量的に評価できることが示唆された．  

ところで Fig. 3.5より，光干渉法による油膜測定結果が低速度域において理論値から多少

ばらついていることがわかる．このばらつきの原因について確認するため，U = 0.005 m/s，

及び U = 0.5 m/s における干渉縞を観察した．観察結果について，Fig. 3.6に示す．Figure 3.6(a)

より，U = 0.005 m/s の場合，EHD接触域における干渉縞の色が均一ではないことを確認し

た（U = 0.5 m/s の場合も均一ではないが，これは馬蹄形 [39]による）． 

 

 

 

Figure 3.5. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying entrainment speed U under glass/steel contacts; oil: PAO (viscosity 

at 40°C: ν = 30 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in top 

and middle graphs: measured values by electrical method; blue crosses in top graph: measured values 

by optical method; black dashed line in top graph: theoretical prediction by Hamrock and Dowson.  
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続いて，Fig. 3.6の油膜プロファイルについて，Fig. 3.7に示す．但し，EHD接触域中心を

通る y 軸方向の断面である．Figure 3.7(a)より，油膜が薄い個所と厚い個所が混在している

ことがわかり，摩耗が生じていることが示唆された．つまり，低速度域において摩耗が生じ

たため，光干渉法による油膜測定結果が理論値より多少ばらついたと考えられる． 

 

 

 

Figure 3.6. Interference fringe images of contact area and its vicinity for ν = 30 mm2/s, Fz = 10 N, and 

Σ = 2; (a) U = 0.005 m/s and (b) U = 0.5 m/s; red arrows: directions of U1 (rotating steel ball) under 

U2 = 0 (stationary glass disc). 

 

 

 

Figure 3.7. Measured oil film profiles perpendicular to rotation direction of ball specimen (y-axis) for 

ν = 30 mm2/s, Fz = 10 N, and Σ = 2; (a) U = 0.005 m/s and (b) U = 0.5 m/s.  

ro
ta

tio
n

200 μm

ro
ta

tio
n

y

x

(a) (b)
y

x

200 μm

0

100

200

300

400

-200 -100 0 100 200

h
 [

n
m

]

y [μm]

–200 –100

0

100

200

300

400

-200 -100 0 100 200

h
 [

n
m

]

y [μm]

–200 –100

(a) (b) 



 

 

42 

 

3.2.2 すべり率 Σの影響 
次に，U = 0.5 m/s で一定とし，Σのみを変化させた時の試験結果について，Fig. 3.8に示

す．但し，式(3.10)より，ボール試験片の周速 U1がディスク試験片の周速 U2より速い場合，

Σ > 0となる．Figure 3.8より，Σを変化させても，本手法を用いて測定したℎ̅は，Hamrock-

Dowsonの式 [39]から得られる理論値だけでなく，光干渉法による実測値ともほぼ一致する

ことを確認した．この時，μは Σの影響を大きく受けていることがわかる．更に，αの測定

結果より，本試験条件は流体潤滑領域であることもわかる．つまり，本研究で開発した電気

インピーダンス法は，流体潤滑領域において油膜がせん断を受ける状態であっても，油膜測

定精度に影響を及ぼさないことがわかった． 

 

 

 

Figure 3.8. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying slide-to-roll ratio Σ under glass/steel contacts; oil: PAO (viscosity 

at 40°C: ν = 30 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and entrainment speed: U = 0.5 m/s; red open circles 

in top and middle graphs: measured values by electrical method; blue crosses in top graph: measured 

values by optical method; black dashed line in top graph: theoretical prediction by Hamrock and 

Dowson. 
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3.2.3 垂直荷重 Fzの影響 
続いて，U = 0.5 m/s で一定とし，Fz = 1.4～59 Nまで変化させた時の試験結果について，

Fig. 3.9に示す．式(2.23)より，ℎ̅はヘルツ接触円半径 cの影響を受ける．しかし，Fig. 3.9よ

り，cが変化しても油膜厚さを精度良く測定できることを確認した．Jablonka [87][88]らは，

潤滑油の密度が誘電率に与える影響について言及しており，密度は圧力の関数 [34]である．

しかし，本試験で行った接触面圧の範囲（pmax = 0.18～0.62 GPa）では，接触面圧が誘電率に

与える影響は小さかったことが示唆された．また，全ての荷重条件下において α ≈ 0 であ

ったことから，流体潤滑領域であることが示唆された．この時，Fzを増やすほど，μが増加

している．これは，EHD接触域内における潤滑油の高圧粘度 [33]が増加したからである． 

 

 

 

Figure 3.9. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying normal load Fz under glass/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 30 mm2/s), entrainment speed: U = 0.5 m/s, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles 

in top and middle graphs: measured values by electrical method; blue crosses in top graph: measured 

values by optical method; black dashed line in top graph: theoretical prediction by Hamrock and 

Dowson. 
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3.2.4 粘度 νの影響 
最後に，高粘度 PAO（viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s）を用いて U = 0.005～0.5 m/s まで変

化させた時の試験結果について，Fig. 3.10に示す．U ≤ 0.1 m/s の範囲において，本手法を

用いて測定したℎ̅は Hamrock-Dowsonの式 [39]から得られる理論値だけでなく，光干渉法に

よる実測値ともほぼ一致することを確認した． 

一方，U ≥ 0.2 m/s の範囲において，本手法を用いて測定した ℎ̅は理論値よりも薄くなっ

ているが，光干渉法による実測値とほぼ一致していることがわかった．Figure 3.11に，接触

域を観察した結果を示す．Figure 3.11 (b)より，U を増加させることで枯渇潤滑（starved 

lubrication [42]–[46]）が生じていることを確認した．つまり，EHD接触域周辺部において潤

滑油で満たされている領域が変化しても，本手法は油膜厚さを精度良く測定できることを

確認した． 

  

  

 

Figure 3.10. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying entrainment speed U under glass/steel contacts; oil: PAO (viscosity 

at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in top 

and middle graphs: measured values by electrical method; blue crosses in top graph: measured values 

by optical method; black dashed line in top graph: theoretical prediction by Hamrock and Dowson. 
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Figure 3.11. Interference fringe images of contact area and its vicinity for ν = 396 mm2/s, Fz = 10 N, 

and Σ = 2; (a) U = 0.005 m/s and (b) U = 0.5 m/s; red arrows: directions of U1 (rotating steel ball) 

under U2 = 0 (stationary glass disc). 

 

 

また，Fig. 3.10より，この高速度域（U ≥ 0.2 m/s）では μが上昇していることもわかっ

た．これは，第 1章の式(1.3)より，油膜厚さが薄くなると EHD接触域内における流体のせ

ん断速度（速度勾配）が増加するので，壁面に掛かるせん断応力が増加したからであると考

えられる．Aliら [12]も，枯渇潤滑条件下において μが上昇することを確認している． 

 

3.3 考察 

3.3.1 油膜厚さの妥当性 
本研究で開発した電気インピーダンス法は，Fig. 2.3に示すように EHD接触域の周辺部に

おける静電容量 C2も考慮に入れたことが特徴である．そこで，C2が本手法の油膜測定精度

に与える影響について考察した．C2を考慮しない油膜厚さは，式(2.15)に C2 = 0 F を代入し

た次式より求められる． 

 

 ℎ̅ = −
𝜋(1 − 𝛼)2𝑐2𝜀𝜔|𝑍|

sin𝜃
 (3.11) 

 

Figure 3.12は，Fig. 3.5に示した結果に上式(3.11)から得られる油膜厚さを追加した結果で

ある．但し，Fig. 3.12 中の赤い破線のプロットが，式(3.11)より得られる油膜厚さである．

尚，油膜の破断率 αは，C2を考慮しない場合でも式(2.18)と同じである． 
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Figure 3.12. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying entrainment speed U under glass/steel contacts; oil: PAO (viscosity 

at 40°C: ν = 30 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in top 

and middle graphs: measured values by electrical method; red open dashed circles in top graph: 

measured values by electrical method not considering effect of C2; blue crosses in top graph: measured 

values by optical method; black dashed line in top graph: theoretical prediction by Hamrock and 

Dowson. 

 

 
Figure 3.12 より，C2 を考慮しない油膜厚さは理論値や光干渉法による実測値よりも薄く

算出され，油膜が厚くなるほどその誤差が大きくなることがわかった．つまり，C2を考慮す

ることで油膜測定精度が向上することを確認した．但し，油膜が薄い場合，理論値との乖離

が小さくなっていることがわかる．その理由について考察するため，式(2.6)，及び式(2.9)

を用いて実際の油膜厚さ hが変化した時の C1，及び C2について計算した．計算結果につい

て，Fig. 3.13に示す．但し，ε = 2.10 ε0 F/m，c = 0.12 mm，𝑟b = 12.7 mm とし，流体潤滑領域

（すなわち，α = 0）であると仮定した．Figure 3.13より，h < 44 nm である場合，C1 > C2と

なることがわかった．つまり，油膜が薄くなると C1が支配的になるため，C2を考慮しなく

ても油膜厚さを精度良く測定できることがわかった． 
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Figure 3.13. Effect of oil film thickness on capacitance under Fz = 10 N with no breakdown area (i.e., 

α = 0); h: true oil film thickness, C1: capacitor in lubricated area within contact area, C2: capacitor in 

surround area completely filled with oil; red line: theoretical prediction of C1; blue line: theoretical 

prediction of C2; black dashed line: h = 44 nm. 

 

 

 
 

Figure 3.14. Schematic diagram of contact area and its vicinity; α: breakdown ratio, β: air entrainment 

ratio in surround area, S1: contact area, S2: surround area. 
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ところで，本研究では C2 が潤滑油によって完全に満たされていると仮定して，式(2.23)

を導出した．一方，Fig. 3.11 (b)に示す枯渇潤滑が生じる場合，ボール試験片は潤滑油によっ

て完全に満たされていないことは明らかである．仮に十分潤滑であっても，Fig. 3.11 (a)に示

すように，EHD 接触域後方でキャビテーションが生じているので，潤滑油によって完全に

満たされていないのは明らかである．そこで，Fig. 3.14に示すように EHD接触域周辺部の

一部が空気によって満たされていると仮定した場合，式(2.23)より導かれる油膜厚さにどの

ような影響を及ぼすのかについて考察した．但し，Fig. 3.14中の S1 [m2]はヘルツ接触面積，

S2 [m2]は EHD接触域周辺部の面積，α [–]は油膜の破断率，β [–]は EHD接触域周辺部を占め

る空気の割合である（但し，0 ≤ β ≤ 1）．また，Fig. 3.14の等価回路について，Fig. 3.15に示

す．ここで，R1 [Ω]は油膜が破断している領域における電気抵抗，C1 [F]は EHD接触域内に

おいて油膜が存在する領域における静電容量，C2oil [F]は EHD接触域周辺部が潤滑油によっ

て満たされている領域における静電容量，C2air [F]は EHD接触域周辺部が空気によって満た

されている領域における静電容量である．Figure 3.15より，C2oilと C2airはそれぞれ次式のよ

うに表すことができる． 

 

 𝐶2oil = 𝜀(1 − 𝛽) ∫ ∫
𝑑𝑥𝑑𝑦

ℎ(𝑥, 𝑦)

𝑟b

𝑐

𝑟b

𝑐
 (3.12) 

 

 𝐶2air = 𝜀0𝛽 ∫ ∫
𝑑𝑥𝑑𝑦

ℎ(𝑥, 𝑦)

𝑟b

𝑐

𝑟b

𝑐
 (3.13) 

 

ここで，ε [F/m]は潤滑油の誘電率，ε0 [F/m]は真空の誘電率（≈ 空気の誘電率）であり， 

𝜀 = 𝜀oil𝜀0（但し，𝜀oil [–]は潤滑油の比誘電率）である．よって，EHD 接触域周辺部におけ

る全静電容量 C2 [F]は，式(3.12)と式(3.13)を用いて次式(3.14)より求められる． 

 

 𝐶2 = 𝐶2oil + 𝐶2air = 𝛽′𝜀 ∫ ∫
𝑑𝑥𝑑𝑦

ℎ(𝑥, 𝑦)

𝑟b

𝑐

𝑟b

𝑐
 (3.14) 

 

但し，式(3.14)中の𝛽′ [–]は，𝛽′ = 1 − (1 − 1/𝜀oil)𝛽である．以降，第 2章の式(2.13)以下

と同様に解いて，求める平均油膜厚さℎ̅は下式(3.15)のように表される． 

 

 ℎ̅ =
(1 − 𝛼)2𝑐2

2𝛽′𝑟b
/𝔚 (

(1 − 𝛼)𝑐2

2𝛽′𝑟b
2 exp(1 −

sin𝜃

2𝜋𝛽′𝜀𝜔𝑟b|𝑍|
)) (3.15) 

 

 尚，油膜の破断率 αは，βを考慮した場合でも式(2.18)と同じである． 
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Figure 3.15. Equivalent electrical circuit considering air entrainment in surround area; R1: resistor in 

breakdown area, C1: capacitor in lubricated area within contact area, C2oil: capacitor in surround area 

filled with oil, C2air: capacitor in surround area filled with air. 

 

 

 

Figure 3.16. Effect of air entrainment into surround area on measured oil film thickness under Fz = 10 

N with no breakdown area (i.e., α = 0); h: true oil film thickness, h': theoretical measured oil film 

thickness obtained by electrical method, β: air entrainment ratio in surround area. 
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Figure 3.16に，実際の油膜厚さ hと式(3.15)より求められる油膜厚さ h'との関係について

示す．但し，f  = 1.0 MHz，ε = 2.10 ε0 F/m，c = 0.12 mm，𝑟b = 12.7 mm とし，流体潤滑領域（α 

= 0より，h' = ℎ̅ = h1，θ = –90 deg）であると仮定して，0 ≤ β ≤ 1の範囲で計算した．Figure 

3.16より，式(3.15)より求められる油膜厚さ h'は，EHD接触域近傍に占める空気の割合 βが

大きくなるほど厚くなることがわかった． 

一方，実際の油膜厚さ hが薄くなるほど，本手法に与える空気の影響が小さくなることも

わかった．これは，Fig. 3.13の結果からも明らかである．すなわち，油膜が薄くなるほど C1

が支配的になり，C2 に含まれる空気の割合が本手法に与える影響が小さくなることがわか

った． 

以上の考察結果から，本研究で開発した電気インピーダンス法が枯渇潤滑においても精

度良く油膜厚さを測定できたのは（Fig. 3.10参照），枯渇潤滑における油膜厚さが一般的に

薄いからであり，その結果 EHD接触域近傍に占める空気の割合が本手法の油膜測定精度に

あまり影響を及ぼさなくなったからである． 

 

3.3.2 油膜の破断率の妥当性 
本研究では，引き込み速度，すべり率，垂直荷重，粘度をそれぞれ変化させた試験を通し

て，本手法の油膜測定精度について確認した．本研究で行ったこれら全ての試験条件におけ

る油膜測定結果から，油膜厚さと表面粗さの比である油膜パラメータ Λ [–]を計算し，油膜

の破断率 αとの関係について調べた．ここで，Λは次式より求められる [20]． 

 

 
𝛬 =

ℎ̅

√𝑅q1
2

+ 𝑅q2
2
 

(3.16) 

 
但し，式(3.16)中のℎ̅ [m]は本手法を用いて測定した平均油膜厚さ，Rq1 [m]，Rq2 [m]は無負

荷時におけるボール，及びディスク試験片表面の二乗平均粗さである．Λと αの関係につい

て，Fig. 3.17に示す．Figure 3.17より，Λ < 3の範囲において油膜が破断していることがわ

かった．Tallian [20]は，転がり軸受を用いて Λと転がり疲れ寿命との関係について調査して

おり，Λ < 1.5である場合，流体潤滑における計算寿命よりも短くなることを指摘している．

Bair ら [110]や Nishikawaら [111]は，Λと摩擦係数の関係について試験を行っており，Λ < 

1.5～3.0の場合，しゅう動表面の凹凸の影響を受けて摩擦係数が増加することを示している．

Gueganら [112]は，Λ < 5である場合，摩擦係数が上昇して混合潤滑となることを指摘して

いる．また，Gueganら [113]は，接触面が完全に分離されていても表面粗さが接触面圧とせ

ん断速度に影響を及ぼす，いわゆるマイクロ EHLによる効果が生じるため，摩擦係数が上

昇しうると述べている． 
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Figure 3.17. Relationship between film parameter Λ and breakdown ratio α under glass/steel contacts, 

oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 30 and 396 mm2/s), entrainment speed: U = 0.005 to 0.5 m/s, normal 

load: Fz = 1.4 to 59 N, and slide-to-roll ratio: Σ = –1.6 to 2.0; black dashed line: Λ = 3. 

 

 

 

Figure 3.18. Relationship between breakdown ratio α and friction coefficient μ under glass/steel 

contacts, oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s), entrainment speed: U = 0.005 to 0.5 m/s, normal 

load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; black dashed line: fitted curve by quadratic function.  
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Figure 3.17 に示す結果は，これら過去に指摘されてきた混合潤滑領域の範囲 [20], [110]– 

[113]に含まれることがわかる．つまり，本研究で開発した電気インピーダンス法は，αも定

量的に評価できることが示唆された．更に，Fig. 3.5より，油膜の破断率が上昇すると同時

に摩擦係数も上昇していることから，本試験は Guegan ら [112][113]が指摘するマイクロ

EHLによる摩擦係数の増加ではなく，金属接触によるものであることが示唆された． 

続いて，Fig. 3.5の試験結果を用いて αと μの関係についてプロットした結果を Fig. 3.18

に示す．Figure 3.18より，αの増加に伴い μが二次関数的に増加することがわかる．Bowden

ら [114][115]は，乾燥摩擦における摩擦係数 μは見掛けの接触面積によらず，真実接触面積

に比例すると述べている．すなわち，μは次式(3.17)のように表される． 

 

 𝜇 =
𝜏1𝛼𝑆1

𝐹𝑧
 (3.17) 

 
但し，上式中の τ1 [Pa]は，ヘルツ接触域内の凝着部におけるせん断強さである．つまり，

油膜が破断している領域における τ1が一定である場合，μと αは線形関係にあることを意味

する．しかし，Fig. 3.18より，μは αの増加に伴って二次関数的に増加している．勿論，Fig. 

3.18 は乾燥摩擦ではなく混合潤滑における試験結果なので，油膜形成部のせん断による摩

擦（すなわち，粘性抵抗）も生じている．但し，αの増加に伴って μに占める粘性抵抗の割

合は減少するので，二次関数的に増加する理由にはならない．よって，式(3.17)より，αの

増加に伴って τ1も増加する，つまり τ1自身も αの関数であることが示唆された．すなわち，

しゅう動表面の真実接触部に生じる摩擦係数 μ は，油膜の破断率 α と次式に示すような関

係にあると考えられる． 

 

 𝜇 ∝
𝛼𝜏1𝛼𝑆1

𝐹𝑧
=

𝜏1𝛼2𝑆1

𝐹𝑧
 (3.18) 

 
τ1自身も αの関数となるのは，真実接触部で生じる junction growth [116]に伴って，活性な

しゅう動表面同士が凝着するからであると考えられる． 

 

3.4 まとめ 

本章では，本研究で開発した電気インピーダンス法の油膜測定精度について検証するた

め，ボールオンディスク型の要素試験機（glass/steel contact）を用い，本手法と光干渉法によ

る油膜厚さの同時測定を行った．更に，本手法は EHD接触域内における油膜の破断率も同

時測定が可能であり，油膜厚さや摩擦係数の測定結果と比較した．本章で得られた知見につ

いて，以下に示す． 
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1. 油膜が破断している領域を電気抵抗，EHD 接触域内において油膜が存在する領域，及

び EHD接触域周辺部が潤滑油によって満たされている領域をコンデンサーと見なした

等価回路を仮定し，測定される複素インピーダンスから油膜厚さと油膜の破断率を理

論的に求める電気インピーダンス法を開発した． 

2. 本手法の測定精度について確認するため，ボールオンディスク型の要素試験機を用い，

従来手法である光干渉法による油膜測定結果との比較を行った．本研究では，ガラス製

ディスク試験片にスペーサー膜として ITO 膜を被膜し，電気インピーダンス法と光干

渉法の同時に測定できるよう工夫した． 

3. 引き込み速度，すべり率，垂直荷重を変化させた試験を行い，いずれの試験でも電気イ

ンピーダンス法による平均油膜厚さは，光干渉法や Hamrock-Dowsonの式による中央油

膜厚さとほぼ一致することを確認した．すなわち，本研究で開発した電気インピーダン

ス法は，光干渉法に匹敵する精度で油膜厚さを測定できることがわかった． 

4. 本手法は，EHD接触域周辺部もコンデンサーと見なした点が特徴である．EHD接触域

周辺部を考慮しない場合，油膜厚さが薄く算出され，油膜が厚くなるほどその誤差が大

きくなることがわかった．油膜が薄い場合，その誤差は小さくなるが，これは油膜が薄

くなることで EHD 接触域内の静電容量が EHD 接触域周辺部の静電容量よりも大きく

なることが原因である． 

5. 粘度を変化させた試験を行った結果，高速度域で枯渇潤滑が生じていることを確認し

た．但し，枯渇潤滑条件下における油膜厚さも，本手法と光干渉法の両方の測定結果が

ほぼ一致することを確認した．これは，枯渇潤滑における油膜厚さが一般的に薄くなる

ことに起因する．つまり，油膜が薄くなると，EHD 接触域周辺部において潤滑油で満

たされていない領域（つまり，空気によって満たされている領域）が，本手法の油膜測

定精度にあまり影響を及ぼさなくなることを理論的に見出した．すなわち，本研究で開

発した電気インピーダンス法は，枯渇潤滑であっても EHD接触域における油膜厚さを

従来手法である光干渉法に匹敵する精度で測定できることがわかった． 

6. 油膜パラメータ Λと油膜の破断率の関係から，Λ < 3の範囲で破断率が上昇することを

確認した．これは，過去に指摘された混合潤滑領域と定義される範囲に含まれる．つま

り，本研究で開発した電気インピーダンス法は，油膜の破断率も定量的に評価できるこ

とが示唆された．また，Λ < 3の範囲で油膜の破断率と同時に摩擦係数も上昇したこと

から，マイクロ EHLによる摩擦の増加ではなく，表面粗さ突起先端同士の直接接触に

よるものであることが示唆された． 

7. 混合潤滑条件下における油膜の破断率と摩擦係数の関係から，破断率の増加に伴い，摩

擦係数が二次関数的に増加することがわかった．このことから，直接接触部におけるせ

ん断強さ自身も油膜の破断率の影響を受けることが示唆された． 
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第4章 鋼/鋼接触における潤滑状態モニタリング 
 

4.1 試験方法 

4.1.1 試験装置 
本手法を実際の転がり軸受に適用するための予備試験として，第 3 章で用いたガラス製

ディスク試験片の代わりに軸受鋼製ディスク試験片を用いた要素試験を実施した．本章で

は，鋼同士の接触（steel/steel contacts）に本手法を適用した際に生じる問題点，あるいは注

意すべき点について確認することが目的である．本章で用いた要素試験機の模式図につい

て，Fig. 4.1に示す． 

 

 

 

Figure 4.1. Schematic diagram of ball-on-disc-type apparatus for steel/steel contacts. 
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第 3 章で用いた要素試験機と基本的に同じ仕様であるが，軸受鋼製ディスク試験片を用

いたので，光干渉法による油膜測定は実施できない．そこで本章では，電気インピーダンス

法を用いた油膜厚さを Hamrock-Dowson の式 [39]から導かれる理論油膜厚さと比較するこ

とで，本手法の油膜測定精度について確認した． 

 

4.1.2 試験片 
本研究に用いた試験片の諸元について，Table 4.1に示す．ボール試験片（diameter: 25.4 mm，

arithmetic average roughness: Ra1 = 8.2 nm, root mean square roughness: Rq1 = 13.9 nm）の材質は，

52100 steel（Young’s modulus: 207 GPa, Poisson’s ratio: 0.30）である．一方，軸受鋼製ディス

ク試験片（diameter: 100 mm, thickness: 10 mm, roughness: Ra2 = 0.6 nm, Rq2 = 2.2 nm）の材質も，

ボール試験片同様，52100 steelである．軸受鋼製ディスク試験片の表面には鏡面仕上げを施

してあり，第 3章で使用したガラス製ディスク試験片（Table 3.1参照）よりも表面粗さが小

さかった． 

 
4.1.3 試験油 
本研究では，第 3章と同様，粘度の異なる 2種類の PAO（viscosity at 40°C: ν = 30 and 396 

mm2/s）を試験油として用いた（Table 3.2参照）．よって，どちらの粘度も PAOの誘電率 ε = 

εoil ε0 = 2.10 ε0 F/mとして油膜厚さを求めた．但し，真空の誘電率 ε0 = 8.85·10–12 F/mである． 

 

 

Table 4.1. Test specimen specifications for steel/steel contacts. 

  ball disc 

radius, mm 12.7 50 

thickness, mm – 10 

material 52100 steel 52100 steel 

Young’s modulus, GPa 207 207 

Poisson’s ratio 0.3 0.3 

surface roughness, nmRa 8.2 0.6 

surface roughness, nmRq 13.9 2.2 

 

 

Table 4.2. LCR meter specifications for steel/steel contacts.  

RMS amplitude, μA 50 

frequency, MHz 1.0 
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4.1.4 試験手順 
本研究における試験温度は，全て室温（約 25°C）にて行った．前章の glass/steel contacts

の要素試験と同様，試験を行う前に石油ベンジンを用いてオイルバス，ボール試験片，ディ

スク試験片を洗浄した．洗浄後，オイルバス，及び各試験片を EHL試験機に取り付け，ボ

ール試験片に潤滑油を塗布した状態で，ディスク試験片に押し当てた．そして，LCR メー

タを用いて，この静的な接触状態（すなわち，α = 1）における初期値（|Z0| [Ω]，θ0 [deg]）を

測定し，式(3.9)より R10 [Ω]を求めた．その後，ボール試験片をディスク試験片から離し，

試験片を回転させた状態で再び接触させ，動的な接触状態における複素インピーダンスの

大きさ|Z| [Ω]，及び位相θ [deg]を測定することで，平均油膜厚さと油膜の破断率を計算した．

更に，本研究では EHD接触域内に生じる摩擦係数 μも測定した．本手法を用いて得られた

平均油膜厚さは，Hamrock-Dowsonの式 [39]から導かれる理論油膜厚さ（但し，中央油膜厚

さ）と比較し，本手法の油膜測定精度について検証した． 

尚，前章では glass/steel contacts に交流電圧（RMS amplitude: Ve = 1.0 V, frequency: f  =1.0 

MHz, Table 3.4参照）を印加したが，ガラス製ディスク試験片に比べ軸受鋼製ディスク試験

片の Z0が小さいため，油膜厚さが薄くなると絶縁破壊が生じる可能性がある（交流電圧の

影響は，付録 F 参照）．そこで，本章では EHD接触域に流す交流電流（RMS amplitude: Ie = 

50 μA, frequency: f  =1.0 MHz, Table 4.2参照）を一定とし，油膜厚さが薄くなってもそれに応

じて印加する交流電圧が小さくなるよう工夫した．また，本試験で用いたデータロガーの最

小分解能が 10 Ωであったため，外部抵抗（RE = 0.33 kΩ，付録 G参照）を接続することで精

度良く測定できるよう工夫した． 

 

4.2 試験結果 

4.2.1 引き込み速度 Uの影響 
まず初めに，引き込み速度 Uについて U = 0.005～0.5 m/s まで変化させた時のℎ̅，α，及び

μを測定した結果について，Fig. 4.2に示す（Z の測定結果は，付録 E.2参照）．但し，試験

油として PAO（viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s）を用いており，垂直荷重 Fz = 10 Nで一定と

した．また，ボール試験片のみ回転させ（すなわち，すべり率 Σ = 2.0），U = 0.5 m/s から段

階的に減速させた．Fig. 4.2中の赤色のプロットは，電気インピーダンス法を用いた測定結

果であり，黒色の破線は Hamrock-Dowsonの式 [39]から得られる理論値（但し，中央油膜厚

さ）である．Figure. 4.2より，流体潤滑領域（すなわち，𝛼 ≈ 0）では，本手法を用いて測定

したℎ̅は理論値とほぼ一致することを確認した．一方，U ≤ 0.02 m/s にすることで α，μ共

に上昇していることから，この速度域は混合潤滑領域であることが示唆された．つまり，本

手法は steel/steel contacts でも αを定量的に評価できることが示唆された．しかし，この混合

潤滑領域におけるℎ̅は，理論値よりも厚く算出された．特に，一番低速の条件である U = 0.005 

m/s の場合，ℎ̅ ≥ 10–5 m ≈ 10 μmと非常に厚く算出されたことがわかった． 
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Figure 4.2. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying entrainment speed U under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity 

at 40°C: ν = 30 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in top 

and middle graphs: measured values by electrical method; black dashed line in top graph: theoretical 

prediction by Hamrock and Dowson. 

 

 
4.2.2 すべり率 Σの影響 
続いて，U = 0.5 m/s で一定とし，Σのみを変化させた時の試験結果について，Fig. 4.3に

示す．Figure 4.3より，本手法を用いて測定したℎ̅は，Σを変化させても理論値とほぼ一致す

ることを確認した．この時，μは Σの影響を大きく受けることがわかる．また，αの測定結

果より，本試験は流体潤滑領域で測定した結果であることがわかった．つまり，本研究で開

発した電気インピーダンス法は，流体潤滑領域において潤滑油がせん断を受ける状態であ

っても油膜測定精度に影響を及ぼさないことを，steel/steel contacts でも確認することができ

た． 

ところで，Fig. 4.2より，本手法を用いて測定したℎ̅が，Σ = 2，かつ混合潤滑領域において

理論値よりも非常に厚く測定されることがわかっている．そこで，Σの影響について詳細に

調査するため，U = 0.005～0.5 m/s まで変化させた時の Σ = 0におけるℎ̅，及び αを測定した．  
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Figure 4.3. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying slide-to-roll ratio Σ under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 30 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and entrainment speed: U = 0.5 m/s; red open circles in 

top and middle graphs: measured values by electrical method; black dashed line in top graph: 

theoretical prediction by Hamrock and Dowson. 

 

 
Figure 4.4に，Σ = 0における試験結果（図中，赤色のプロット）について示す．但し，図

中黒色のプロットは Σ = 2における試験結果であり，Fig. 4.2に示した赤色のプロットと同

じである．Figure 4.4より，Σ = 0の場合，本手法を用いて測定したℎ̅は，混合潤滑領域にお

いても理論値とほぼ等しくなる結果が得られた．また，Σ = 0における αは，Σ = 2の場合よ

りも小さくなることがわかった．つまり，Σ = 2の場合，しゅう動面において摩耗によるな

じみ（running-in wear [117][118]）が生じ，真実接触面積が増加したのではないかと考えられ

る．そこで，光干渉顕微鏡を用いて試験後のディスク試験片の表面粗さについて測定した結

果を，Fig. 4.5に示す．Figure 4.5 (a)より，Σ = 2の場合，摩耗により表面粗さが大きくなっ

ていることを確認した．つまり，EHD 接触域において摩耗が生じる場合，本手法を用いて

測定されるℎ̅は，理論油膜厚さよりも厚く評価されることが示唆された． 
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Figure 4.4. Measured values of oil film thickness h (top) and breakdown ratio α (bottom) by electrical 

method for varying entrainment speed U under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 

30 mm2/s), and normal load: Fz = 10 N; red open circles in graphs: measured values under pure rolling 

contacts (i.e., Σ = 0); black open circles in graphs: measured values under pure sliding contacts (i.e., 

Σ = 2); black dashed line in top graph: theoretical prediction by Hamrock and Dowson.  

 

 

 

Figure 4.5. Surface roughness images of steel disc specimens for ν = 396 mm2/s, U = 0.005 to 0.5 m/s, 

and Fz = 10 N; (a) surface roughness image at Σ = 2 and (b) surface roughness image at Σ = 0; red 

arrows: rotational directions of steel ball specimens. 
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4.2.3 垂直荷重 Fzの影響 
次に，U = 0.5 m/s で一定とし，Fz = 1.4～59 Nまで変化させた時の試験結果について Fig. 

4.6に示す．Figure 3.9に示した glass/steel contacts における試験結果と同様，Fz（すなわち，

ヘルツ接触円半径 c [m]）が変化しても本手法は油膜厚さを精度良く測定できることを

steel/steel contacts でも確認することができた． 

ところで，Fig. 4.6の結果は Fig. 3.9と比較して摩擦係数 μが大きくなっていることがわ

かる．どちらの試験も荷重条件（Fz = 1.4～59 N）は同じであるが，ガラス製ディスク試験片

を用いた接触面圧（pmax = 0.18～0.62 GPa）よりも，軸受鋼製ディスク試験片を用いた接触

面圧（pmax = 0.29～0.98 GPa）の方が大きいので，μが増加したのは接触域における潤滑油の

高圧粘度 [33]が増加したからであると考えられる． 

 

 

 

Figure 4.6. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying normal load Fz under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 30 mm2/s), entrainment speed: U = 0.5 m/s, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles 

in top and middle graphs: measured values by electrical method; black dashed line in top graph: 

theoretical prediction by Hamrock and Dowson. 
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 続いて，様々な垂直荷重条件下（Fz = 1.4 N，10 N，59 N）における，引き込み速度を変化

させた時の油膜厚さℎ̅ [m]と油膜の破断率 α [–]について測定した．但し，Fig. 4.4より，鋼同

士の接触（steel/steel contacts），かつ混合潤滑領域（すなわち，α ≥ 0）では，本手法を用いて

測定したℎ̅は理論値よりも非常に厚くなることがわかっているので，摩耗が生じにくい条件

（すなわち，Σ = 0）で試験を行った．試験結果について，Fig. 4.7に示す．但し，図中青色

のプロットは Fz = 1.4 N，緑色のプロットは Fz = 10 N，赤色のプロットは Fz = 59 Nにおけ

る結果である．Figure 4.7より，Fz = 1.4～59 Nまで変化させても，油膜厚さℎ̅にほとんど影

響を及ぼさないことを確認した．但し，僅かではあるが，Fz が大きいほどℎ̅が薄くなること

がわかった．これは，式(1.14)に示した Hamrock-Dowsonの式 [39]より，ℎ ∝  𝐹𝑧
−0.067という

関係から明らかである． 

一方，油膜の破断率 α は，Fzの影響を大きく受けることがわかった．すなわち，Fz が大

きくなるほど，ℎ̅は薄くなり α は大きくなることがわかった．この α の荷重依存性は，Fig. 

4.7の混合潤滑領域（α ≥ 0）において Fig. 4.4に示すようなℎ̅の増大が確認されていないこと

から， 摩耗が原因ではないと考えられる． 

 

 

 

Figure 4.7. Measured values of oil film thickness h (top) and breakdown ratio α (bottom) by electrical 

method for varying entrainment speed U and normal load Fz under steel/steel contacts; oil: PAO 

(viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s), and slide-to-roll ratio: Σ = 0; red open circles in graphs: measured 

values at Fz = 59 N; green open circles in graphs: measured values at Fz = 10 N; blue open circles in 

graphs: measured values at Fz = 1.4 N; dashed lines corresponding to each color of Fz in top graph: 

theoretical predictions by Hamrock and Dowson. 

1

10

100

1000

0.001 0.01 0.1 1 10

h
 [

m
]

rotation number: N [rpm]

0

0.25

0.5

0.75

1

0.001 0.01 0.1 1 10

α
 [

–]

U [m/s]

10–6

10–7

10–8

10–9

10–3 10–2 10–1 100 101



 

 

62 

 

4.2.4 粘度 νの影響 
最後に，高粘度 PAO（viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s）を使用して U = 0.005～0.5 m/s まで

変化させた試験を行った．試験結果について，Fig. 4.8 に示す．U ≤ 0.1 m/s の範囲におい

て，本手法を用いて測定したℎ̅は，理論値とほぼ一致することを確認した． 

一方，U ≥ 0.2 m/s の範囲において，本手法を用いて測定したℎ̅は，Fig. 3.10と同様，理論

値よりも薄くなることがわかった．更に，μが U ≥ 0.2 m/s の範囲において，Fig. 3.10と同

様に増加していることも確認した．今回，ガラス製ディスク試験片の代わりに軸受鋼製ディ

スク試験片を上部試験片として使用しているため，EHD 接触域の直接観察はできなかった

が，この高速度域ではℎ̅が減少して μが増加していることから，枯渇潤滑（starved lubrication 

[42]–[46]）が生じていると予想される．第 1章の式(1.3)より，枯渇潤滑により油膜厚さが薄

くなると，壁面に掛かるせん断応力が増加することがわかる． 

 

 

 

Figure 4.8. Measured values of oil film thickness h (top), breakdown ratio α (middle), and friction 

coefficient μ (bottom) for varying entrainment speed U under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity 

at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in top 

and middle graphs: measured values by electrical method; black dashed line in top graph: theoretical 

prediction by Hamrock and Dowson. 
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4.3 考察 

4.3.1 油膜厚さの妥当性 
Figure 4.4より，本手法を用いて測定したℎ̅が，Σ = 2，かつ混合潤滑領域（α ≥ 0）において

理論値よりも非常に厚い結果が得られた．一方，Σ = 0の場合，全ての速度域において理論

値とほぼ等しくなることがわかった．また，Σ = 2における低速度域の αは，Σ = 0の場合よ

りも大きく，EHD接触域における摩耗に原因があることが示唆された（Fig. 4.5 (a)参照）．

つまり，接触域内に生じた摩耗が，本手法の油膜測定精度に何らかの影響を及ぼしたと考え

られる．式(2.23)より，本手法を用いて得られる油膜厚さは潤滑油の誘電率の影響を受ける

ことから，接触域内で生じた摩耗粉が潤滑油の誘電率に影響を及ぼしたのではないかと考

えられる．本来，試験に用いた潤滑油に含まれる鉄粉濃度と比誘電率の関係について調査す

るべきであるが，比誘電率を測定する際に鉄粉が沈殿するため，グリースで代用した．市販

グリース（base oil: mineral oil, thickener: Li-sorp, base oil viscosity at 40°C: ν = 100 mm2/s, worked 

penetration: 280）に，鉄粉（material: cementite, particle diameter: 70～150 μm, hardness: HV870）

を添加した時のグリースの比誘電率について測定した結果を，Fig. 4.9 に示す．但し，𝜑Fe  

[vol%]はグリース中に占める鉄粉の体積分率，εgrease [–]はグリースの比誘電率である．Figure 

4.9より，𝜑Feが増加すると εgreaseも単調増加することがわかった．これは，導体である鉄粉

がグリース中に分散することで見掛けの誘電率が増加することを意味する． 

 

 

 

Figure 4.9. Relationship between volume fraction of iron particles in grease φFe and relative 

permittivity of Li-soap grease εgrease; black dashed line: fitted curve by linear function. 
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式(2.23)より，潤滑油の誘電率 ε' [F/m]が変化した時の本手法より得られる油膜厚さ h' [m]

をシミュレーションした結果について，Fig. 4.10に示す．但し，f  = 1.0 MHz，ε = 2.10 ε0 F/m，

c = 0.09 mm，𝑟b = 12.7 mm とし，流体潤滑領域（α = 0より，h = ℎ̅ = h1 = 100 nm，θ = –90 

deg）であると仮定した．Figure 4.10より，ε'が増加するほど h'が指数関数的に増加すること

がわかった． 

以上，Fig. 4.9と Fig. 4.10の結果より，本手法を用いて得られたℎ̅について，Σ = 2，かつ

混合潤滑領域（α ≥ 0）において理論値よりも非常に厚い結果（Fig. 4.4参照）が得られたの

は，EHD 接触域内において摩耗が生じており，潤滑油の見掛けの誘電率が増加したからで

あることが示唆された．Fig. 4.4 より，ℎ̅と α がどちらも増加するという結果は明らかに不

自然であり，このような結果が得られた場合，接触域において摩耗が生じていると判断でき

ると考えている．そこで，Fig. 4.4の Σ = 2における実際の油膜厚さが Σ = 0における試験結

果と同じであると仮定して，Σ = 2における潤滑油の見掛けの誘電率 ε' [F/m]について推定し

た．シミュレーション結果について，Fig. 4.11に示す．但し，図中 ε [F/m]は潤滑油の誘電率

であり，ε = 2.10 ε0 F/mである．Fig. 4.11より，低速度域において ε' は上昇し，特に U = 0.005 

m/s の場合，摩耗（Fig. 4.5 (a)参照）により潤滑油の見掛けの誘電率が約 10倍上昇している

ことがわかった．すなわち，低速度にするほど EHD接触域にて摩耗が生じ，潤滑油中に摩

耗粉が混入していたことが示唆された． 

 

 

 

Figure 4.10. Effect of dielectric constant on measured oil film thickness under Fz = 10 N with no 

breakdown area (i.e., α = 0); ε: true dielectric constant of oil (ε = 2.10 ε0 F/m), ε': estimated dielectric 

constant of oil, h: true oil film thickness (h = 100 nm), h': theoretical measured oil film thickness 

obtained by electrical method; black dashed vertical line: ε' = ε, black dashed horizontal line: h' = h. 
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Figure 4.11. Estimated values of dielectric constant of oil ε' under pure sliding steel/steel contacts for 

varying entrainment speed U; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s), and normal load: Fz = 10 N; 

black dashed line: ε' = ε = 2.10 ε0 F/m. 

 

 
 ところで，glass/steel contact の場合（Fig. 3.5参照），Σ = 2，かつ混合潤滑領域（α ≥ 0）に

も関わらず，本手法は精度良く油膜厚さを測定できることを確認している．すなわち，実際

の油膜厚さ（光干渉法による結果や理論値）よりも厚く評価されることはなかった．これは，

glass/steel contact の場合，異種材間の接触なので steel/steel contact ほどの凝着摩耗が生じず 

[119]，結果的に本手法の油膜測定精度にあまり影響を及ぼさなかったからであると考えら

れる．あるいは，ITO 膜の方が軸受鋼よりも導電性が低いため（ITO の抵抗率 ρ'ITO ≈ 10－2 

Ω·mに対して，鉄の低効率 ρ'Fe ≈ 10－7 Ω·m [120]），ITO膜の摩耗粉による見掛けの誘電率の

上昇が鉄粉ほど生じなかった可能性も考えられる． 

 
4.3.2 油膜の破断率の妥当性 
続いて，Fig. 4.7 に示す油膜厚さの測定結果から式(3.16)を用いて Λ を計算し，steel/steel 

contacts における油膜の破断率 α との関係について調査した．Λ と α の関係について，Fig. 

4.12に示す．Figure 4.12より，Λ > 3である場合，Fzによらず油膜がほとんど破断していな

いことがわかった．一方，Λ < 3である場合，混合潤滑領域であることが示唆された．これ

は，Fig. 3.17に示す glass/steel contacts における試験結果と同様である．Johnsonら [121]は，

直接接触する表面粗さの突起数が油膜厚さに応じてポアソン分布で与えられると仮定し，

理論的に Λ < 3で油膜が破断することを見出している．よって，本手法は steel/steel contacts

においても αを定量的に評価できることが示唆された． 
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Figure 4.12. Relationship between film parameter Λ and breakdown ratio α under steel/steel contacts, 

oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s), entrainment speed: U = 0.005 to 0.5 m/s, and slide-to-roll 

ratio: Σ = 0; red open circles: measured values at Fz = 59 N; green open circles: measured values at Fz 

= 10 N; blue open circles: measured values at Fz = 1.4 N; black dashed line: Λ = 3. 

 

 
更に，Λ < 3である場合，同じ Λでも Fzが大きいほど αが大きくなることがわかった． 

また，Fig. 4.7に示すℎ̅の測定結果（Σ = 0）より，混合潤滑領域（α ≥ 0）において Fig. 4.4に

示すようなℎ̅の増大は確認されなかった．つまり，Fig. 4.12に示す αの荷重依存性は，摩耗

が原因ではないことが示唆された．この荷重依存性は，荷重が大きいほど直接接触部におけ

る弾性変形量（あるいは，塑性変形量）が大きくなったことが原因であると考えている．

Johnsonら [121]は，粗面同士の接触状態における EHL膜と表面粗さ突起先端の直接接触部

の荷重分担割合について理論的に導いており，EHL 膜は表面粗さの突起よりも剛性が極め

て高いことを見出している．つまり，表面粗さの突起先端は容易に変形し得ることを指摘し

ており，このことが αの荷重依存性が得られた原因ではないかと考えている．但し，荷重が

大きいほどヘルツ接触円が大きくなるので絶縁破壊が生じやすくなり，αが実際よりも大き

く評価された可能性も考えられる．この荷重依存性が生じた原因については，今後も検討が

必要である（絶縁破壊の影響は，付録 A，及び付録 F 参照）． 

最後に，Fig. 4.2の試験結果を用いて αと μの関係についてプロットした結果を，Fig. 4.13

に示す．但し，図中の黒いプロットは，第 3章の Fig. 3.18に示した結果（glass/steel contacts）

である．Figure 4.13より，glass/steel contacts の結果と同様，αの増加に伴い μが二次関数的

に増加することがわかった．つまり，steel/steel contacts でも αの増加に伴って直接接触を生

じる領域におけるせん断強さも増加していることが示唆された．  
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Figure 4.13. Relationship between breakdown ratio α and friction coefficient μ, oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 30 mm2/s), entrainment speed: U = 0.005 to 0.5 m/s, normal load: Fz = 10 N, and slide-to-

roll ratio: Σ = 2; red open circles: measured values under steel/steel contacts; black open circles: 

measured values under glass/steel contacts; dashed lines: fitted curves by quadratic function.  

 

 
ところで，Fig. 4.13より，steel/steel contacts の方が α < 0.25の範囲では μが大きいのに対

して，α が大きくなるほどその勾配は glass/steel contacts より緩やかになっていることがわ

かる．steel/steel contacts の方が α < 0.25の範囲では μが大きかった理由としては，鋼同士の

接触であるため凝着が生じ，直接接触部におけるせん断強さが glass/steel contacts よりも大

きかったことが原因であると考えられる．一方，勾配が glass/steel contacts よりも steel/steel 

contacts の方が小さくなる理由については，しゅう動表面のなじみが挙げられる．Figure 4.5 

(a)や Fig. 4.11より，steel/steel contacts，かつ Σ = 2の場合，U = 0.005 m/s において摩耗によ

るなじみの発生が示唆されており，その結果 μ が減少し勾配が小さくなったのではないか

と考えている．つまり，なじみにより直接接触を生じている突起にかかる接触面圧が低下し，

μと αの関係に影響を及ぼしたのではないかと考えている． 

 

4.4 まとめ 

本章では，本研究で開発した電気インピーダンス法を実際の転がり軸受に適用するため

の予備試験として，第 3 章で用いたガラス製ディスク試験片の代わりに軸受鋼製ディスク

試験片を用いた要素試験を実施し，鋼同士の接触（steel/steel contacts）にも本手法を適用可

能であるか確認した．本章で得られた知見について，以下に示す． 
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1. 引き込み速度，すべり率，垂直荷重，粘度を変化させた試験を行い，電気インピーダン

ス法によって測定された油膜厚さと Hamrock-Dowsonの式による理論値を比較した．そ

の結果，摩耗が生じる条件，あるいは枯渇潤滑が生じる条件では理論値との乖離が生じ，

それ以外の条件では理論値とほぼ一致することを確認した．つまり，上記 2つの条件を

除き，本手法は steel/steel contacts でも EHD接触域における油膜厚さを精度良く測定で

きることを確認した． 

2. EHD 接触域内において摩耗が生じる場合，本手法を用いて得られる油膜厚さは理論値

よりも遥かに厚く算出されることがわかった．これは，潤滑油中に摩耗粉が混入するこ

とで潤滑油の見掛けの誘電率が増加したことに原因があると考えている．言い換える

と，本手法を用いることで摩耗発生の有無についてもモニタリングできることが示唆

された．具体的には，油膜厚さと油膜の破断率が同時に上昇する結果が得られた場合，

EHD接触域内において摩耗が生じている可能性があると判断できると考えている． 

3. 高粘度油を用いた場合，高速度域で油膜厚さが理論値よりも薄くなる結果が得られた．

この時，摩擦係数が上昇していることから，EHD 接触域において枯渇潤滑が生じてい

ることが示唆された．これは，本手法を用いて理論値よりも薄い油膜厚さが得られた結

果を支持するものである． 

4. 油膜パラメータ Λと油膜の破断率の関係から，Λ < 3の範囲で油膜の破断率が上昇する

ことを確認した．これは，glass/steel contacts における試験結果と同様である．また，Λ 

< 3 の範囲で油膜の破断率と摩擦係数が同時に上昇したことから，本手法は steel/steel 

contacts でも油膜の破断率を定量的に評価できることが示唆された． 

5. 垂直荷重が大きいほど，Λ < 3の範囲で油膜の破断率が上昇することを確認した．荷重

が大きいほど，表面粗さ突起先端の直接接触部における弾性変形量（あるいは，塑性変

形量）が大きくなり，それに伴い油膜の破断率が増加したのではないかと考えている． 

6. 混合潤滑条件下における油膜の破断率と摩擦係数の関係から，破断率の増加に伴い，摩

擦係数が二次関数的に増加することがわかった．これは，glass/steel contacts における試

験結果と同様である．しかし，steel/steel contacts の場合，摩擦係数がしゅう動面の摩耗

によるなじみの影響を受け，油膜の破断率と摩擦係数の関係に影響を及ぼすことが示

唆された． 
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第5章 転がり軸受の潤滑状態モニタリング 
 

5.1 試験方法 

5.1.1 試験装置 
本章では，本研究で開発した電気インピーダンス法を実際の転がり軸受の潤滑状態モニ

タリングに適用可能であるか確認した．本章で用いた軸受試験機の模式図について，Fig. 5.1

に示す．本試験機の測定対象となる軸受は深溝玉軸受 2個であり，これらの軸受にばねを用

いてアキシアル荷重 Fa [N]のみを負荷させた．尚，本試験機は，内輪回転数 N [min–1]を変化

させた時の平均油膜厚さℎ̅ [m]と油膜の破断率 α [–]だけでなく，軸受外輪温度 T [°C]と軸受

トルク M [N·m]も同時に測定可能である． 

 

 

 
Figure 5.1. Schematic diagram of ball bearing test rig. 

LCR meter

AC servomotor

rubber belt

axial load

carbon brush

test bearings (608)

T: outer ring temp. 

M: bearing torque

h: oil film thickness

α: breakdown ratio

spring
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Figure 5.1に示す軸受試験機に本手法を適用するため，軸受内輪の回転軸に押し付けたカ

ーボンブラシと軸受ハウジング間に LCRメータからの交流電圧を印加した．また，回転軸

にはゴム製のタイミングベルトを用いることで，モーターと絶縁した状態で動力を伝えた．

尚，軸受外輪温度は熱電対を直接軸受外輪に取り付けて測定した．また，軸受トルクは軸受

ハウジングに取り付けてある紐をロードセルで引っ張ることで測定した． 

 

 

Table 5.1. Test bearing specifications. 

test bearing 608 

inner diameter, mm 8 

outer diameter, mm 22 

width, mm 7 

number of balls 7 

material 52100 steel 

Young’s modulus, GPa 207 

Poisson’s ratio 0.3 

 

 

Table 5.2. Oil properties for bearing tests. 

oil poly-α-olefin oil 

additive – 

density, g/mm3 0.82 

kinematic viscosity at 40°C, mm2/s 19  

pressure-viscosity coefficient at 25°C, GPa–1 11.7 

relative permittivity 1.97 

 

 

Table 5.3. LCR meter specifications for bearing tests. 

RMS amplitude, V 1.5 

frequency, MHz 1.0 
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5.1.2 試験片 
試験軸受の諸元について，Table 5.1 に示す．用いた試験軸受は，深溝玉軸受 608（inner 

diameter: 8 mm, outer diameter: 22 mm, width: 7 mm）であり，材質は 52100 steel（Young’s modulus: 

207 GPa, Poisson’s ratio: 0.30）である．尚，保持器は樹脂製であり，シールは金属製である． 

 
5.1.3 試験油 
本試験では，Table 5.2に示す低粘度 PAO（viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s）を用いた．この

PAOの比誘電率 εoil [–]は，交流電圧（RMS amplitude: Ve = 1 V）の周波数 f = 30 Hz～1.0 MHz

の範囲で εoil ≈ 1.97であったので，ε = εoil ε0 = 1.97 ε0 F/mとして油膜厚さを計算した（付録 D

参照）．但し，真空の誘電率 ε0 = 8.85·10–12 F/mである． 

 
5.1.4 試験手順 
本研究における試験温度は，全て室温（約 25°C）にて行った．試験を行う前に，石油ベ

ンジンを用いて試験軸受を洗浄し，潤滑油を 40 mg封入後，金属製シールを装着した．試験

軸受 2個を回転軸に取り付け，Fig. 5.1に示すばねを用いてアキシアル荷重のみを負荷した

状態で，回転軸と軸受ハウジング間に交流電圧（RMS amplitude: Ve = 1.5 V, frequency: f  =1.0 

MHz, Table 5.3参照）を印加した． 

ところで，Table 5.3に示すように，試験軸受に印加する交流電圧は Table 3.4に示す要素

試験の場合よりも大きくした．これは，軸受が複数の転動体を有しているので 1つの接触域

に流れる電流が小さくなり，LCR メータの確度が低下するのを防ぐためである．試験を行

う際，まず初めに静的な接触状態（すなわち，α = 1）における複素インピーダンス Z0 [Ω]を

測定した．この Z0より，次式(5.1)を用いて式(2.47)中の電気抵抗 R10 [Ω]を求められる． 

 

 𝑅10 =
𝑘𝑛|𝑍0|

𝑙cos𝜃0
 (5.1) 

 

 但し，式(5.1)中の|Z0| [Ω]，θ0 [deg]は，Z0の大きさと位相であり，k [–]は測定対象となる

転がり軸受の数，l [–]は転動体 1個当たりの接触点の数，n [–]は試験軸受 1個に含まれる転

動体数である．続いて，試験軸受内輪を回転させ，動的な接触状態における|Z|，θ，T，Mの

4つのパラメータについて同時に測定を行った（sampling rate: 1 Hz）．尚，本研究では試験軸

受の内輪回転数 N = 50 min–1から 40 min毎に速度を増加させ，最終的に N = 6000 min–1で試

験を行った（全試験時間: 10 h）．また，本章で示す試験結果は全て試験軸受 2個分の平均値

であり，電気インピーダンス法を用いて得られる平均油膜厚さは，Hamrock-Dowson の式 

[39]から導かれる理論油膜厚さ（但し，内外輪と転動体間に生じる中央油膜厚さの平均値）

と比較した．更に，軸受を用いた場合|Z0|が比較的小さかったので外部抵抗（RE = 0.03 kΩ，

付録 G参照）を接続し，精度良く測定できるよう工夫した． 
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5.2 試験結果 

5.2.1 回転数 Nの影響 
試験軸受の内輪回転数 N = 50～6000 min–1まで変化させた時の平均油膜厚さℎ̅ [m]，油膜

の破断率 α [–]，軸受外輪温度 T [°C]，軸受トルク M [N·m]を測定した結果について，Fig. 5.2

に示す（Z の測定結果は，付録 E.3参照）．但し，各プロットは各回転数で試験を行った 40 

min後の測定結果であり，かつ 4回試験を行った平均値である（図中の誤差範囲は，標準偏

差）．尚，赤色のプロットは，本手法を用いて得られた結果を示す．また，油膜厚さの測定

結果を示すグラフ内の黒色の破線は，室温（約 26°C）における理論油膜厚さ [39]である．

軸受外輪温度の測定結果に示す黒色の破線は，室温を表す． 

Figure 5.2より，本手法を用いて得られたℎ̅は，低速度域では室温における理論値とほぼ一

致することがわかった．一方，高速度域では理論値よりも薄くなっており，この時 T が上昇

していることから，潤滑油のせん断発熱による粘度低下が原因であると考えられる．N = 

6000 min–1で M が減少したのも，同様な理由であると考えられる．更に，本手法を用いて得

られた αは，低速度域において M と共に上昇していることから，定量評価できていること

が示唆された．また，全ての速度域において ℎ̅の誤差範囲は M と比較して非常に小さいこ

とから，再現性に優れていることがわかった． 

 

 

 

Figure 5.2. Measured values of oil film thickness h (left top), breakdown ratio α (right top), outer ring 

temperature T (left bottom), and bearing torque M (right bottom) for varying rotational speed N; oil: 

PAO (viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s) and axial load: Fa = 30 N; red open circles in graphs: measured 

values by electrical method; black dashed line in left top graph: theoretical prediction at room 

temperature (26°C) by Hamrock and Dowson; black dashed line in left bottom graph: T = 26°C. 
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続いて，N = 50 min–1における経時変化について，Fig. 5.3に示す（Z の測定結果は，付録

E.3参照）．ℎ̅の測定結果より，試験開始直後は理論値よりも厚かったが時間と共に薄くなり，

最終的におおよそ理論値と等しくなることがわかった．試験開始直後，理論値よりも厚い油

膜厚さが測定されたことから，第 4章の Fig. 4.4に示したように，EHD接触域内において摩

耗が生じていた可能性が示唆された．また，ℎ̅と αは時間と共に減少していることから，接

触域における摩耗が減少し，なじみが完了していったと考えられる． 

次に，N = 100 min–1における経時変化について，Fig. 5.4に示す．ℎ̅の測定結果より，時々

僅かに薄くなるが理論値とほぼ等しい油膜厚さであることを確認した．すなわち，この速度

域では EHD接触域内において摩耗があまり生じていないことが示唆された．一方，αと M

の結果から，お互いに似たような挙動を示していることがわかった．つまり，直接接触が生

じると軸受トルクが増加することがわかった． 

最後に，N = 6000 min–1における経時変化について，Fig. 5.5に示す．αの測定結果より，

流体潤滑領域であることがわかった．また，ℎ̅と M の結果から，互いに似た挙動を示してい

ることを確認した．つまり，油膜が増加すると軸受トルクも増加することがわかった．これ

は，軸受内の潤滑油が転走面の走行跡に再流入（replenishment [122]–[124]）することで，か

くはん抵抗や転がり粘性抵抗が増加したからであると考えられる（Fig. 1.6参照）．また，Fig. 

5.5より，T が時間と共に上昇していることも確認した． 

 

 

 

Figure 5.3. Time evolutions of measured oil film thickness h (left top), breakdown ratio α (right top), 

outer ring temperature T (left bottom), and bearing torque M (right bottom); oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 19 mm2/s), rotational speed: N = 50 min–1, and axial load: Fa = 30 N; red lines in graphs: 

measured values by electrical method; black dashed line in left top graph: theoretical prediction at 

room temperature (26°C) by Hamrock and Dowson. 
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Figure 5.4. Time evolutions of measured oil film thickness h (left top), breakdown ratio α (right top), 

outer ring temperature T (left bottom), and bearing torque M (right bottom); oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 19 mm2/s), rotational speed: N = 100 min–1, and axial load: Fa = 30 N; red lines in graphs: 

measured values by electrical method; black dashed line in left top graph: theoretical prediction at 

room temperature (26°C) by Hamrock and Dowson. 

 

 

 

Figure 5.5. Time evolutions of measured oil film thickness h (left top), breakdown ratio α (right top), 

outer ring temperature T (left bottom), and bearing torque M (right bottom); oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 19 mm2/s), rotational speed: N = 6000 min–1, and axial load: Fa = 30 N; red lines in graphs: 

measured values by electrical method. 
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続いて，光学顕微鏡を用いて，N = 50～6000 min–1まで試験した後の内輪転走面を観察し

た結果について，Fig. 5.6(b)に示す．Figure 5.6(b)より，試験後の走行跡が茶色に変色してお

り，明らかに摩耗していることを確認した．続いて，光干渉顕微鏡を用いて，内輪転走面の

表面粗さを測定した結果について，Fig. 5.7に示す．但し，図中の y軸（横軸）は内輪回転

方向に垂直な向きである．Figure 5.7(b)より，試験後はしゅう動表面において摩耗が生じ，

表面粗さが大きくなっていることを確認した．一方で，Fig. 5.3より，α は時間と共に減少

していることも確認している．つまり，摩耗により表面粗さが大きくなっているにも関わら

ず，真実接触面積が減少していることが示唆された． 

 

 

 

 

Figure 5.6. Photographs of inner rings for ν = 19 mm2/s, N = 50 to 6000 min–1, and Fa = 30 N; (a) 

photograph of inner ring before experiments and (b) photograph of inner ring after experiments; red 

arrow: rotation direction of inner ring. 

 

 

  
 

Figure 5.7. Surface roughness profiles of inner rings for ν = 19 mm2/s, N = 50 to 6000 min–1, and Fa 

= 30 N; y-axis: coordinate across rotation direction of inner ring; f(y): height of surface roughness; (a) 

measured profile before experiments and (b) measured profile after experiments.  
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5.2.2 アキシアル荷重 Faの影響 
次に，様々なアキシアル荷重条件下（Fa = 30 N，60 N，90 N）において，試験軸受の内輪

回転数を N = 50～6000 min–1まで変化させた時のℎ̅ [m]，α [–]，T [°C]，M [N·m]について測

定を行った．試験油は，PAO（viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s）である．試験結果について，

Fig. 5.8に示す．但し，図中青色のプロットは Fa = 30 N（Fig. 5.2参照），緑色のプロットは

Fa = 60 N，赤色のプロットは Fa = 90 Nの結果である．また，油膜厚さの測定結果を示すグ

ラフ内の黒色の破線は，室温（約 25°C）における理論油膜厚さ [39]であり，Fa = 30～90 N 

の範囲ではほぼ同じ油膜厚さだったので Fa = 60 Nのみ示す．尚，軸受外輪温度の測定結果

に示す黒色の破線は，室温を表す． 

Figure 5.8より，Fa = 30～90 Nまで変化させても，本手法を用いて得られるℎ̅はほぼ同じ

であるが，低速度域では Fa = 90 Nの場合のみ若干薄くなることを確認した．また，T の測

定結果より，高速度域において全ての荷重条件で同様に上昇することを確認した．この時，

ℎ ̅が全ての荷重条件において理論値よりも薄くなっていることから，軸受内のせん断発熱に

よる潤滑油の粘度低下が原因で油膜が減少したと考えられる．また，T の荷重依存性が明確

に確認されなかったことから，軸受内部に存在する潤滑油を転動体がかくはんする際に生

じる抵抗，すなわちかくはん抵抗（Fig. 1.6参照）が発熱の主要因ではないかと予想される． 

 

 

 

Figure 5.8. Measured values of oil film thickness h (left top), breakdown ratio α (right top), outer ring 

temperature T (left bottom), and bearing torque M (right bottom) for varying rotational speed N; oil: 

PAO (viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s); blue open circles in graphs: measured values at Fa = 30 N; 

green open circles in graphs: measured values at Fa = 60 N; red open circles in graphs: measured 

values at Fa = 90 N; black dashed line in left top graph: theoretical prediction at Fa = 60 N under room 

temperature (25°C) by Hamrock and Dowson; black dashed line in left bottom graph: T = 25°C. 
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一方，本手法を用いて得られた αは，低速度域において Faが大きいほど上昇することが

わかった．更に，M についても Faが大きいほど低速度域で増加していることがわかった．

つまり，低速度域は混合潤滑領域であり，αと M は荷重依存性があることを確認した．  

 

5.3 考察 

5.3.1 油膜厚さの妥当性 
Figure 5.2より，本手法を用いて得られたℎ̅は，低速度域では室温における理論油膜厚さと

ほぼ一致している（僅かに厚いが摩耗によると考えられる）が，高速度域では理論値よりも

薄くなることがわかった．高速度域では軸受外輪温度 T [°C]が上昇していることから，せん

断発熱による粘度低下，すなわち熱弾性流体潤滑（thermal EHL [47]–[52]）であったと考え

られる．そこで，接触域近傍における潤滑油の温度は T に等しいと仮定した時の理論油膜

厚さについて，Fig. 5.9に示す．但し，図中の赤い破線のプロットが軸受外輪温度を考慮し

た理論油膜厚さである．Figure 5.9より，T を考慮した理論値（破線のプロット）よりも，本

手法を用いて得られたℎ̅（実線のプロット）の方が更に薄いことがわかった．つまり，接触

域近傍における潤滑油の温度は，軸受外輪温度 T よりも高温であることが示唆された． 

 

 

 
Figure 5.9. Theoretical predictions of oil film thickness considering outer ring temperature T; oil: 

PAO (viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s) and axial load: Fa = 30 N; red open circles in top graph: 

measured values by electrical method; red dashed circles in top graph: theoretical prediction at outer 

ring temperature T by Hamrock and Dowson; black dashed line in top graph: theoretical prediction at 

room temperature (26°C) by Hamrock and Dowson; black dashed line in bottom graph: T = 26°C. 
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ところで，Fig. 5.5より，高速度域ではℎ̅と M が互いに似た挙動を示していることを確認

している．そこで，N = 6000 min–1におけるℎ̅と M の関係について，Fig. 5.10に示す．Figure 

5.10より，この高速度域ではℎ̅と M との間に正の相関があることがわかった．これは，潤滑

油が接触域から排除されて油膜が薄くなりトルクが減少する，あるいは接触域に再流入し

油膜が厚くなることでトルクが増大することを意味する．つまり，接触域において潤滑油の

枯渇（starvation）と再流入（replenishment）が繰り返し生じていることが示唆された．よっ

て，この高速度域では熱弾性流体潤滑（thermal EHL）と枯渇潤滑（starved lubrication）の両

方が生じており，その結果本手法を用いた油膜厚さは理論値よりも薄くなったと考えられ

る．また，Fig. 5.2より，N = 6000 min–1で M が減少したのも同様な理由である． 

一方，低速度域では，Fig. 5.3に示した通り，初めは理論値よりも非常に厚かったが時間

と共に薄くなり，最終的に理論値とほぼ等しくなることを確認した．試験開始初期において

理論値よりも厚い油膜厚さが測定されたことから，EHD 接触域内において摩耗が生じてい

たことが示唆された．実際に試験軸受の内輪が摩耗していることを，Fig. 5.6，及び Fig. 5.7

より確認している．そこで，どのようにこの摩耗が進行したのか確認するため，測定された

油膜厚さと理論油膜厚さを比較して，想定される潤滑油の見掛けの誘電率 ε'について計算し

た．Figure 5.11より，時間と共に見掛けの誘電率が減少しており，潤滑油中に含まれる摩耗

粉の濃度が減少していったことが示唆された．以上の結果から，本手法は実際の軸受を用い

ても摩耗のモニタリングが可能であることが示唆された． 

 

 

 

Figure 5.10. Relationship between oil film thickness h and bearing torque M; oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 19 mm2/s), rotational speed: N = 6000 min–1, axial load: Fa = 30 N, and t = 40 min; dashed 

line: fitted curve by linear function. 
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Figure 5.11. Time evolution of estimated dielectric constant of oil ε'; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 

19 mm2/s), rotational speed: N = 50 min–1, and normal load: Fz = 10 N; black dashed line: ε' = ε = 2.10 

ε0 F/m. 

 

 

5.3.2 油膜の破断率の妥当性 
Fig. 5.4より N = 100 min–1の場合， ℎ̅の測定結果がほぼ理論値と等しかったことから，あ

まり摩耗が生じていなかったと考えられる．この時，Fig. 5.12に示すように，αと M との間

に正の相関があることがわかった．これは，直接接触の面積が増えるほど，軸受トルクが増

加することを意味する．Bowden ら [114][115]は，真実接触面積が増えるほど接触域内で生

じる摩擦力が増加することを指摘している．よって，混合潤滑領域の場合，真実接触面積が

増えるほど接触域で生じる摩擦力が増加して軸受トルクが増加した，すなわち，軸受トルク

に占めるすべり摩擦抵抗の割合が大きいことが示唆された． 

続いて，本手法を用いて得られる αの妥当性について調査するため，Fig. 5.8に示す荷重

を変化させた試験結果について考察した．アキシアル荷重 Faを変化させた時の油膜パラメ

ータ Λと油膜の破断率 αの関係について，Fig. 5.13に示す．Λ < 3の場合，Λが減少するほ

ど αが増加することがわかった．これは，Fig. 3.17や Fig. 4.12に示す試験結果と同様であ

り，かつ過去の研究結果 [121]とも一致する．つまり，本手法は実際の転がり軸受を用いて

も αを定量的に評価できることが示唆された． 

一方，Λ < 3である場合，明確な荷重依存性はないが，同じ Λでも Faが大きいほど αが大

きくなる傾向にあることを確認した．これは，Fig. 4.12に示す結果と同様である．すなわち，

荷重が大きくなるほど直接接触部における弾性変形量（あるいは，塑性変形量）が大きくな

り，それに伴い油膜の破断率が増加したと考えられる． 
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Figure 5.12. Relationship between breakdown ratio α and bearing torque M; oil: PAO (viscosity at 

40°C: ν = 19 mm2/s), rotational speed: N = 100 min–1, axial load: Fa = 30 N, and t = 40 min; dashed 

line: fitted curve by logarithmic function. 

 

 

 

Figure 5.13. Relationship between film parameter Λ and breakdown ratio α for varying axial load Fa; 

oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s); blue open circles: measured values at Fa = 30 N; green 

open circles: measured values at Fa = 60 N; red open circles: measured values at Fa = 90 N; black 

dashed line: Λ = 3. 
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Figure 5.14. Relationship between breakdown ratio α and bearing torque M for varying axial load Fa; 

oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s); blue open circles: measured values at Fa = 30 N; green 

open circles: measured values at Fa = 60 N; red open circles: measured values at Fa = 90 N; black 

dashed line: fitted curve by linear function. 

 

 

最後に，Fig. 5.8より得られるアキシアル荷重 Faを変化させた時の αと M の関係につい

て，Fig. 5.14に示す．αと M は正の相関にあることがわかったが，明確な荷重依存性につい

て確認することができなかった．また，第 4章の Fig. 4.13に示した要素試験結果より，αと

μ は非線形関係（二次関数）にあったのに対して，軸受試験の場合 α と M は線形関係にあ

ることがわかった．これは，軸受トルクの発生要因が，すべり摩擦抵抗だけでなく，かくは

ん抵抗や転がり粘性抵抗を含むことに原因があると考えられる．Aramaki [10]や Matsuyama

ら [11]は，かくはん抵抗と転がり粘性抵抗には，軸受内に存在する潤滑油の流動特性 [122]–

[126]が大きく関与していると述べている．すなわち，Fig. 5.14に示すような αと M につい

て荷重依存性のない線形関係が得られた理由について詳細に考察するためには，油膜の破

断率だけでなく，軸受内の潤滑油の流動特性についても理解する必要があると考えている．

そのためには，例えば CAE（computer aided engineering [126]）解析や SPH（smoothed particle 

hydrodynamics [127]）法を用いた流体解析等を行う必要があり，これらを用いたシミュレー

ション結果との比較検証については今後の課題である．但し，Fig. 4.13と Fig. 5.14より，ど

ちらも正の相関なので，少なくとも混合潤滑領域においては軸受トルクに占めるすべり摩

擦抵抗の割合が，他のかくはん抵抗や転がり粘性抵抗の占める割合よりも大きいことが示

唆された． 
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5.4 まとめ 

本章では，本研究で開発した電気インピーダンス法を実際の転がり軸受の潤滑状態のモ

ニタリングに適用可能であるかを確認した．具体的には，本手法を用いて得られる油膜厚さ

と油膜の破断率だけでなく，軸受外輪温度，軸受トルクについても同時に測定し，それらを

比較することで本手法の測定精度について検証した．本研究で得られた知見について，以下

に示す． 

 

1. 試験軸受の内輪回転数を変化させた試験を行い，それぞれの回転数における 40 min後

の油膜厚さを測定した結果，低速度域では電気インピーダンス法による平均油膜厚さ

と Hamrock-Dowsonの式による中央油膜厚さはほぼ一致することがわかった． 

2. 一方，高速度域では本手法を用いて得られた油膜厚さは理論値よりも薄くなることが

わかった．軸受外輪温度や軸受トルクの測定結果から熱弾性流体潤滑（thermal EHL）

と枯渇潤滑（starved lubrication）が同時に生じていることが示唆され，これは理論値よ

りも油膜厚さが薄くなることを支持する結果である． 

3. 低速度における油膜厚さは試験開始直後，理論油膜厚さより非常に厚い値が測定され

た．これは，潤滑油中に摩耗粉が混入することで潤滑油の見掛けの誘電率が増加したこ

とに原因があると考えている．実際に軸受内輪が摩耗していたことから，本手法を用い

ることで実際の軸受における摩耗発生の有無についてもモニタリングできることが示

された． 

4. 油膜の破断率 Λと油膜の破断率の関係から，Λ < 3の範囲で油膜の破断率が上昇するこ

とを確認した．これは，要素試験（glass/steel contacts，及び steel/steel contacts）と同様

な結果である．また，Λ < 3の範囲で油膜の破断率だけでなく，軸受トルクも同時に上

昇したことから，本手法は実際の軸受を用いても油膜の破断率を定量的に評価できる

ことが示唆された． 

5. Λ < 3の範囲において，アキシアル荷重が大きいほど油膜の破断率が上昇することを確

認した．つまり，荷重が大きいほど表面粗さ突起先端の直接接触部における弾性変形量

（あるいは，塑性変形量）が大きくなり，それに伴い油膜の破断率が増加したと考えら

れる． 

6. 混合潤滑条件下における油膜の破断率と軸受トルクの関係から，破断率の増加に伴い，

軸受トルクが単調増加することがわかった．つまり，混合潤滑領域においては，軸受ト

ルクに占めるすべり摩擦抵抗の割合が大きいことが示唆された． 
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第6章 結論 
 

6.1 本研究のまとめ 

本研究では，EHD 接触域に交流電圧を印加し，その応答である複素インピーダンスを測

定することで，油膜厚さと油膜の破断率を同時にモニタリングできる電気インピーダンス

法を開発した．本手法は電気的手法であるため，実際の転がり軸受にも適用可能である．本

研究で得られた知見について，以下にまとめる． 

 

1. 油膜が破断している領域を電気抵抗，EHD 接触域内において油膜が存在する領域，及

び EHD接触域周辺部が潤滑油によって満たされている領域をコンデンサーと見なした

等価回路を仮定し，測定される複素インピーダンスから油膜厚さと油膜の破断率を理

論的に求める電気インピーダンス法を開発した． 

2. 本手法の測定精度について確認するため，ボールオンディスク型の要素試験機を用い，

従来手法である光干渉法による油膜測定結果との比較を行った．本研究では，ガラス製

ディスク試験片にスペーサー膜として ITO 膜を被膜することで，電気インピーダンス

法と光干渉法の同時測定を可能にした． 

3. 引き込み速度，すべり率，垂直荷重，粘度を変化させた要素試験を行い，いずれの試験

条件においても本手法は光干渉法に匹敵する油膜測定精度を有していることを確認し

た．特に粘度を大きくした場合，高速度域において枯渇潤滑が生じたが，それでも光干

渉法による測定結果とほぼ一致した．これは，枯渇潤滑の場合，一般的に油膜厚さが薄

くなることに起因する．つまり，油膜が薄い場合，EHD 接触域周辺部において潤滑油

によって満たされていない領域（すなわち，空気によって満たされている領域）が，本

手法の油膜測定精度にあまり影響を及ぼさないことを理論的に示した． 

4. 油膜パラメータ Λと油膜の破断率の関係から，Λ < 3の範囲で油膜の破断率が上昇する

ことを確認した．また，Λ < 3の範囲で油膜の破断率と摩擦係数が同時に上昇したこと

から，本手法は油膜の破断率を定量的に評価できることを確認した． 

5. 本手法を実際の転がり軸受に適用するための予備試験として，ガラス製ディスク試験

片の代わりに，軸受鋼製ディスク試験片を用いた要素試験を行った．その結果，鋼同士

の接触でも摩耗が生じない場合，本手法は油膜厚さを精度良く測定できることを確認

した． 

6. 鋼同士の接触において，摩耗が生じる場合，本手法を用いて得られる油膜厚さは理論値

よりも遥かに厚く算出されることがわかった．これは，潤滑油中に摩耗粉が混入するこ

とで潤滑油の見掛けの誘電率が増加したことに原因があると考えている．言い換える

と，本手法は摩耗発生の有無についてもモニタリングできることが示唆された． 
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7. 本手法を実際の転がり軸受に適用した結果，せん断発熱を生じない低速度域では油膜

厚さを精度良く測定できることを確認した．一方，高速度域では，せん断発熱だけでな

く，枯渇潤滑も同時に生じている結果が得られ，理論油膜厚さとの比較検証はできなか

った．但し，軸受トルクが油膜厚さや油膜の破断率と連動する結果が得られ，すなわち

本手法は軸受内の潤滑状態を定量的にモニタリングできることが示唆された． 

 

以上の結果から，本手法は実際の転がり軸受を用いた潤滑状態モニタリングへ適用可能

であり，転がり軸受の更なる低トルク化と長寿命化の両立を図る上で，欠かすことのできな

い技術であると言える． 

 

6.2 今後の課題 

本研究では，油膜厚さと油膜の破断率を同時に測定できる電気インピーダンス法を開発

し，その測定精度について検証した．しかし，本手法の測定精度について確認不足な点や，

本手法の改良すべき点等，いくつか課題が残されている．ここでは，それら課題について，

以下にまとめる． 

 
1. 本手法を実際の転がり軸受に適用した結果，せん断発熱を生じない低速度域では油膜

厚さを精度良く測定できることを確認したが，軸受の回転数を大きくするとせん断発

熱，及び枯渇潤滑による影響が同時に発生していることが示唆され，理論油膜厚さとの

比較検証はできなかった．よって，ITO膜を被膜したガラス製の軸受外輪を作成し，光

干渉法を用いた実測値との比較が必要である． 

2. 本研究では，Fig. 2.3の等価回路に示すように，潤滑油によって満たされている領域は

コンデンサーのみ（すなわち，C1や C2）で構成されていると仮定した．しかし，実際

の転がり軸受では，高電圧が印加される環境下では電食 [128][129]と呼ばれる損傷が生

じている．すなわち，厳密にはコンデンサー成分だけでなく電気抵抗成分も存在するこ

とを意味する．今後，このことを考慮した油膜方程式を導出することで，電食発生メカ

ニズムの解明にも貢献できるのではないかと考えている． 

3. 本研究では，αの荷重依存性が観測されたが，これは荷重が大きいほどヘルツ接触面積

が大きくなるので，EHD 接触域における絶縁破壊が生じやすくなったことを反映した

結果である可能性も考えられる．今後，印加電圧が油膜の破断率の測定精度に与える影

響について，詳細に調査する必要がある．また，摩耗が生じる際，R10がそもそも変化

している可能性が考えられ，αの測定精度に影響を与えていないかについても注意が必

要である． 

4. 本研究で用いた深溝玉軸受は，実用上アキシアル荷重のみで使用される例は少なく，ラ

ジアル荷重のみ，あるいはそれら複合荷重条件下で使用されることが多い．しかし，本
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手法はヘルツ接触円の大きさが全て一定である場合のみを対象としているため，新し

い理論（負荷圏―非負荷圏が存在する場合）の構築が必要である．また，ころ軸受や円

錐ころ軸受等，線接触を対象とした理論の構築も行う必要がある． 

5. 一般的に，転がり軸受は油潤滑よりもグリース潤滑 [130]で使用されることの方が多く，

更に市販グリースには様々な添加剤が含まれている．よって，増ちょう剤や添加剤が本

手法の測定精度に与える影響について調査する必要がある． 

6. 本研究では無極性の潤滑油 PAOを試験油として用いたが，極性を持つ潤滑油の誘電率

は交流電圧の周波数依存性 [131][132]を有することが報告されている．よって，そのよ

うな油種でも本手法は適用可能か確認する必要がある．また，誘電率の周波数依存性，

すなわち誘電緩和 [131]–[136]（付録 D参照）から得られる情報についても今後検討す

る必要がある． 

7. 軸受トルクと油膜の破断率の関係について，荷重依存性のない線形関係が得られたメ

カニズムについて検証するためには，すべり摩擦だけでなく，かくはん抵抗，及び転が

り粘性抵抗についても詳細に理解する必要がある．そのためには，軸受内の潤滑油の流

動特性について把握する必要がある．例えば，CAE [125]や SPH [127]等の数値解析を行

うことで流動特性をある程度予想できるが，それらの解析精度について未だ不明瞭な

点が多い．そこで，本研究で開発した電気インピーダンス法は，これら数値解析の精度

検証にも利用できると考えている．具体的には，数値解析を用いて接触域近傍のメニス

カス長さ [43]を計算し，そこから得られる理論油膜厚さと，本手法より得られる油膜

厚さを比較することで解析精度の検証ができるのではないかと考えている． 

 

6.3 今後の展望 

本研究で開発した電気インピーダンス法は，実際の転がり軸受の潤滑状態をリアルタイ

ムでモニタリングすることができる．よって，従来転がり軸受の寿命試験（焼付き寿命，及

びはく離寿命等）は数百～数千時間という膨大な時間を要するが，本手法を用いることで寿

命に至るまでのプロセスを把握することができ，寿命に至る前に評価を終えることができ

るのではないかと考えている．すなわち，軸受の新商品開発期間を大幅に短縮できる可能性

があると考えている．あるいは，風力発電や工作機械等に使用されている軸受のモニタリン

グ，いわゆる IoT（internet of things）に適用することで，予期しない機械の故障を未然に防

ぐことができ，経済的損失を大幅に削減できる可能性がある．また，本手法は光干渉法に匹

敵する精度で EHD接触域における油膜厚さを測定できるので，トライボロジーに関する学

術的な基礎研究全般にも利用できると考えている． 

今後は，本研究で開発した電気インピーダンス法を様々な製品開発や基礎研究の分野に

普及させ，間接的ではあるが地球温暖化問題の解決に貢献していきたいと考えている． 
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付録A スクイズ膜のプロファイル測定 
 

A.1 目的 

本研究で開発した電気インピーダンス法 [99]–[102]は，EHD 接触域内の平均油膜厚さと

油膜の破断率を同時に測定する手法である．本手法の油膜測定精度については，第 3章に示

した通り，従来手法である光干渉法 [62]–[75]との比較により確認できたが，油膜の破断率

については摩擦係数や軸受トルクとの比較しか実施していない． 

そこで本章では，スクイズ膜のプロファイル測定を行うことで油膜の破断率の測定精度

について，より詳細に検証した．本手法は，油膜厚さと油膜の破断率を同時に測定すること

が可能であるため，衝撃荷重条件下で生じるスクイズ膜 [56]–[58]のように接触域の一部で

油膜が破断している場合，そのプロファイルを予想することができる．すなわち，油膜厚さ

だけでなく油膜の破断率も高精度に測定できなければ，光干渉法による油膜プロファイル

と一致しない．よって，本章では衝撃荷重条件下で生じるスクイズ膜の油膜プロファイルを

測定し，光干渉法と比較したので，以下に示す． 

 

A.2 スクイズ膜プロファイルの測定原理 

スクイズ膜の幾何モデルについて，Fig. A.1に示す．但し，Fig. A.1中の h1 [m]は EHD接

触域内の油膜を形成している箇所における油膜厚さ，α [–]は油膜の破断率（但し，0 ≤ α ≤ 1），

h(x, y)は 2間の油膜厚さを表す関数，c [m]はヘルツ接触円半径，rb [m]はボール試験片の半

径，S1 [m2]はヘルツ接触面積（すなわち，見掛けの接触面積），S2 [m2]は EHD接触域周辺部

における潤滑油によって満たされている xy 平面上の投影面積である．この時，h(x, y)は式

(A. 1)～式(A. 3)のように表すことができる． 

 

  ℎ1 ,   0 ≤ 𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝛼𝑐2  (A. 1) 

 ℎ(𝑥, 𝑦) =     0,   𝛼𝑐2 ≤ 𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝑐2         (A. 2) 

  ℎ2 − √𝑟b
2 − (𝑥2 + 𝑦2), 𝑐2 ≤ 𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝑟b

2   (A. 3) 

 

ここで，上式(A. 3)中の h2 [m]は，Fig. A.1に示す EHD接触域の周辺部における最大油膜

厚さであり，第 2 章の式(2.4)より求められる．本研究では，衝撃荷重によって潤滑油が閉

じ込められている領域は Fig. A.1に示すように円錐形であると仮定した．すなわち，スクイ

ズ膜の最大油膜厚さ hmax [m]は，幾何学的に次式(A. 4)より求められる． 

 

 ℎmax = 3ℎ1 (A. 4) 
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Figure A.1. Geometrical model of squeeze film in EHD point contact. 

 

 
 但し，式(A. 4)中の h1 [m]は，第 2章の式(2.21)より求められる．よって，本手法を用いて

得られる hmaxと α から油膜プロファイルを求め，光干渉法による結果と比較することで α

の測定精度について検証した．前述した通り，本手法を用いて得られる油膜厚さだけでなく

油膜の破断率の測定精度も高くなければ，光干渉法を用いて得られるスクイズ膜のプロフ

ァイルと一致しないのは明らかである． 

ところで，式(A. 3)，及び Fig. A.1より，EHD接触域以外の領域が全体的に h1だけ上に浮

いているような形状を仮定した．これは，式(2.7)より，EHD接触域の外縁部（𝑥2 + 𝑦2 = 𝑐2

を満たす位置）で h(x, y) = 0とすると C2を計算できないためである．しかし，第 3章の Fig. 

3.13に示すように，油膜が薄い場合は C2の影響が小さくなることを見出している．従って，

Fig. A.1に示すような仮定が本手法を用いて得られるスクイズ膜の最大油膜厚さ hmaxに与え

る影響は小さいと考えている． 
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A.3 試験方法 

本試験では，Fig. 3.1に示す要素試験機を用いて衝撃荷重を掛けた際に生じるスクイズ膜

の最大油膜厚さ hmax [m]について測定した．第 3章と同様，電気インピーダンス法と光干渉

法を用いて同時に油膜厚さを測定した．具体的には，高粘度 PAO（viscosity at 40°C: ν = 396 

mm2/s）を塗布したガラス製ディスク試験片に対し，ボール試験片を 2 mm 離した位置より

初速度 0 m/s，加速度 9.8 m/s2で衝突させた際に生じるスクイズ膜を測定した．尚，電気イ

ンピーダンス法，及び光干渉法共に試験時間 t = 25 min後の油膜厚さを基準（すなわち，hmax 

= 0 nm，α = 1）とした．印加した交流電圧の実効値は，第 3章の試験条件と同じ Ve = 1 Vで

ある． 

 

A.4 試験結果と考察 

Figure A.2に，干渉縞を観察した結果を示す．但し，Fig. A.2 (a)は t = 1 s 後，Fig. A.2(b)は

t = 25 min後の観察結果である．Figure A.2(a)より，試験開始直後（すなわち，t = 1 s 後），衝

撃荷重によって接触域にスクイズ膜が形成されているが，十分時間が経った t = 25 min後に

はスクイズ膜が消滅していることがわかった．続いて，光干渉法と電気インピーダンス法を

用いて油膜プロファイルを同時に測定した結果について，Fig. A.3 に示す．Figure A.3(a)よ

り，どちらの手法を用いても試験開始直後のスクイズ膜の最大油膜厚さ hmax ≈ 100 nmであ

ることがわかった． 

次に，hmaxと αの経時変化について，Fig. A.4に示す．電気インピーダンス法を用いて測

定した hmaxは，光干渉法を用いた測定結果とほぼ一致することを確認した．よって，本手法

は，衝撃荷重を受ける条件下においても光干渉法に匹敵する油膜測定精度を有しているこ

とが示唆された．また，Fig. A.4下図より，スクイズ膜が薄くなるほど，αが増加すること

も確認した． 

ところで，Fig. A.3(a)中の光干渉法用いた結果より，t = 1 s 後はどこも接触していないよ

うに見える．このような結果が得られた理由としては，2つ考えられる．1つは，実際は接

触しているにも関わらず，光干渉では油膜が存在しているように見えている可能性である．

第 3章の Fig. 3.7(a)より，U = 0.005 m/s の場合，光干渉法を用いた油膜プロファイルからは

まだ接触していないように見えるが，Fig. 3.5の αと μの結果より明らかに混合潤滑領域で

あることが示唆されている．もう 1つは，油膜の薄い領域にて絶縁破壊が生じ，電気インピ

ーダンス法が金属接触していると誤って判断している可能性である． 

そこで，交流電圧の実効値 Ve [V]を Ve = 0.05～1.5 Vの範囲で変化させた時の t = 1 s 後に

おける hmaxと αの測定を行った．試験結果について，Fig. A.5に示す．Figure A.5上図の油

膜測定結果より，Ve = 1.5 V以外は光干渉法の結果とほぼ一致した．一方，Fig. A.5下図よ

り，油膜の破断率は Ve ≤ 0.75 Vの範囲で急激に減少し，かつ一定値になることがわかった．



 

 

98 

 

t = 1 s における αは光干渉法の結果より α = 0であったとすると，Ve が小さい方ほど光干渉

法の結果に近くなることがわかった．よって，本手法を用いる場合，できる限り印加する交

流電圧を小さくするべきであることが示唆された．但し，Veが小さすぎると，LCR メータ

の確度が低下するので注意が必要である（付録 F.1参照）． 

 

 

 

Figure A.2. Interference fringe images of squeeze film for ν = 396 mm2/s, Fz = 10 N, and Ve = 1 V; 

(a) t = 1 s and (b) t = 25 min. 

 

 

  

Figure A.3. Measured squeeze film profiles in y-axis for ν = 396 mm2/s, Fz = 10 N, and Ve = 1 V; (a) 

t = 1 s and (b) t = 25 min. 
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Figure A.4. Time evolutions of measured maximum squeeze film thickness hmax (top) and breakdown 

ratio α (bottom); oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and RMS 

amplitude: Ve = 1 V; red open circles in graphs: measured values by electrical method; blue crosses in 

top graph: measured values by optical method. 

 

 

 

Figure A.5. Measured values of maximum squeeze film thickness hmax (top) and breakdown ratio α 

(bottom) at t = 1 s for varying RMS amplitude Ve; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s) and 

normal load: Fz = 10 N; red open circles in graphs: measured values by electrical method; blue crosses 

in graphs: measured values by optical method. 
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Figure A.6. Measured values of modulus |Z| (top) and phase θ (bottom) at t = 1 s for varying RMS 

amplitude Ve; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s) and normal load: Fz = 10 N. 

 

 

一方，Ve が大きい場合，EHD接触域内にて絶縁破壊が生じている可能性がある（付録 F.2

参照）．Figure A.5の測定を行った際の|Z|と θについて，Fig. A.6に示す．Veを大きくするこ

とで|Z|が小さくなり θ ≈ 0 degになる，すなわち接触域にて絶縁破壊を生じていることが示

唆された．つまり Fig. A.5上図より，Ve = 1.5 Vにおける油膜測定結果が異常に厚くなった

のは接触域内の大部分において絶縁破壊が生じ，油膜の部分はコンデンサーと見なした本

手法の前提条件（Fig. 2.3参照）が崩れたからであると考えている．よって，本手法は印加

する電圧が小さすぎても大きすぎても測定に支障が出ることから，適切な印加電圧の範囲

が存在することがわかった（印加電圧の上限値について，付録 F.2参照）． 

最後に，Ve = 0.05 Vにおける t = 1 s 後の油膜プロファイルについて，Fig. A.7(a)に示す．

本手法を用いた油膜厚さは光干渉法の結果よりも全体的に若干薄いものの，油膜プロファ

イルの形状は Fig. A.3(a)よりも似た形状となった．参考までに，Fig. A.7(a)の光干渉法を用

いた結果は最小油膜厚さ hmin = 14 nm であったので，全体的に 14 nm差し引いた結果を Fig. 

A.7(b)に示す．本手法と光干渉法の結果は，ほぼ等しいプロファイルになることがわかった．

つまり，Fig. 3.5の αと μの結果からも示唆されているように，本手法の方が光干渉法より

も正確に油膜の破断率を測定している可能性がある．なぜなら，光干渉法は油膜測定時の空

間分解能（xy方向）が高速度カメラの解像度に依存しており，本来接触している微細な表面

形状が平均化されて，その情報が失われる可能性があるからである． 
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Figure A.7. Measured squeeze film profiles in y-axis for ν = 396 mm2/s, Fz = 10 N, and Ve = 0.05 V; 

(a) hmin = 14 nm and (b) hmin = 0 nm. 

 

 

A.5 まとめ 

本章では，電気インピーダンス法による油膜の破断率の測定精度について検証するため，

衝撃荷重条件下で生じるスクイズ膜の油膜プロファイルについて測定し，光干渉法を用い

た結果と比較した．得られた知見について，以下に示す． 

 

1. 本研究では，衝撃荷重によって潤滑油が閉じ込められている領域を円錐形であると仮

定し，電気インピーダンス法を用いてスクイズ膜の最大油膜厚さを求めた．更に，本手

法は最大油膜厚さだけでなく油膜の破断率も求めることができるため，スクイズ膜の

油膜プロファイルについても測定可能であることを示した． 

2. 本法を用いて測定した最大油膜厚さは，光干渉法を用いた測定結果とほぼ一致するこ

とを確認した．また，スクイズ膜が薄くなるほど油膜の破断率が増加することから，油

膜の破断率を定量的に評価できることが示唆された． 

3. 印加する交流電圧を小さくするほど，光干渉法より得られた油膜プロファイルに近づ

くことがわかった．すなわち，交流電圧が小さいほど油膜の破断率の測定精度が向上す

ることが示唆された． 

4. 光干渉法で測定している油膜厚さの空間方向の分解能は用いるカメラの解像度に依存

するため，印加する交流電圧が小さい場合，本手法の方がより正確に油膜の破断率を測

定できている可能性が示唆された． 
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付録B EHD接触域周辺部の静電容量 C2の導出 
 

B.1 点接触の場合 

ここでは，式(2.7)から式(2.8)を導出する過程について示す．式(2.3)を式(2.7)に代入する

と，EHD接触域周辺部の静電容量𝐶2 [F]は，以下のように表される． 

 

 𝐶2 = 𝜀 ∫ ∫
𝑑𝑥𝑑𝑦

ℎ2 − √𝑟b
2 − (𝑥2 + 𝑦2)

𝑟b

𝑐

𝑟b

𝑐
 (B. 1) 

 

 ここで，Fig. 2.2 より𝑐2 ≤ 𝑥2 + 𝑦2 ≤ 𝑟b
2 の範囲でボール試験片は球体であるので，高さ

ℎ(𝑥, 0)，円周2𝜋𝑥，微小幅𝑑𝑥の薄い円筒状のコンデンサーを考え，𝑐 ≤ 𝑥 ≤ 𝑟bの範囲で積分

することで C2 を求めることができる（すなわち，バームクーヘン積分）．つまり，式(B.1)

の重積分は，下式のように書き換えることができる． 

 

 𝐶2 = 𝜀 ∫
2𝜋𝑥

ℎ2 − √𝑟b
2 − 𝑥2

𝑑𝑥
𝑟b

𝑐
 (B. 2) 

 

 ここで，𝑥 = 𝑟b sin 𝜙とおくと，𝑑𝑥 = 𝑟b cos 𝜙𝑑𝜙なので， 

 

 𝐶2 = 2𝜋𝜀 ∫
𝑟b

2 sin 𝜙 cos 𝜙

ℎ2 − 𝑟b cos 𝜙
𝑑𝜙

𝜋
2

arcsin
𝑐

𝑟b

 (B. 3) 

 

 更に，ℎ = ℎ2 − 𝑟b cos 𝜙とおくと，𝑑𝛾 = 𝑟b sin 𝜙𝑑𝜙なので， 

 

 𝐶2 = 2𝜋𝜀 ∫
ℎ2 − ℎ

ℎ
𝑑ℎ

ℎ2

ℎ1

= 2𝜋𝜀[ℎ2 lnℎ − ℎ]
ℎ1

ℎ2 = 2𝜋𝜀 (ℎ2 ln(
ℎ2

ℎ1

) + ℎ1 − ℎ2) (B. 4) 

 

 よって，式(2.8)が導出された．尚，式(B. 1)について，ヤコビ行列を用いることで極座標

変換より式(2.8)を同様に導出できるが，その詳細については次節 B.2にて解説する． 
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B.2 楕円接触の場合 

ここでは，式(2.37)から式(2.38)を導出する過程について示す．式(2.34)を式(2.37)に代入

すると，EHD接触域周辺部の静電容量𝐶2 [F]は，以下のように表される． 

 

 
𝐶2 = 𝜀 ∫ ∫

𝑑𝑥𝑑𝑦

ℎ3 −
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2
√1 − (𝑥

𝑟�̅�
)

2

− (
𝑦
𝑟�̅�

)
2

𝑟b′

𝑏′

𝑟b

𝑎′
 (B. 5) 

 
 ここで，上記直交座標系(𝑥, 𝑦)を極座標系(𝑟, 𝜙)に変換する．𝑥 = 𝑟�̅�𝑟cos𝜙，𝑦 = 𝑟�̅� 𝑟sin𝜙とお

くと，ヤコビ行列 𝐽(𝑟, 𝜙)は，以下のようになる． 

 

 𝐽(𝑟, 𝜙) = det ||

𝜕𝑥

𝜕𝑟

𝜕𝑥

𝜕𝜙

𝜕𝑦

𝜕𝑟

𝜕𝑦

𝜕𝜙

|| = 𝑟�̅�𝑟�̅� 𝑟 (B. 6) 

 

よって，式(2.27)，式(2.28)，式(2.31)，式(B. 6)より，上式(B. 5)は下式(B.7)のように表す

ことができる． 

 

 

𝐶2 = 𝜀 ∫ ∫
𝐽(𝑟, 𝜙)

ℎ3 −
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2 √1 − 𝑟 2

𝑑𝑟𝑑𝜙

𝑟b
𝑟𝑦̅̅ ̅

√
𝑎𝑏

𝑟𝑥̅̅̅𝑟𝑦̅̅ ̅

2𝜋

0
        

= 𝜀𝑟�̅�𝑟�̅� ∫ ∫
𝑟

ℎ3 −
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2 √1 − 𝑟 2

𝑑𝑟𝑑𝜙

𝑟b
𝑟𝑦̅̅ ̅

√
𝑎𝑏

𝑟�̅̅̅�𝑟𝑦̅̅ ̅

2𝜋

0

= 𝜀𝑟�̅�𝑟�̅� ∫
2𝜋𝑟

ℎ3 −
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2
√1 − 𝑟 2

𝑑𝑟

𝑟b
𝑟𝑦̅̅ ̅

√
𝑎𝑏

𝑟�̅̅̅�𝑟𝑦̅̅ ̅

 

 

 

 

 

 

 
(B. 7) 

 

上式(B. 7)は，前節の式(B. 2)と同様なので，以降の導出過程は省略する． 
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付録C ランベルトW関数 
 

C.1 関数の特徴 

ここでは，ランベルトW関数（Lambert W function [103][104]）の特徴について述べる．

式(2.20)より，逆関数𝔚−1(𝑧′)は任意の複素数𝑧′に対して下式のように表される． 

 

 𝑧′exp(𝑧′) = 𝔚−1(𝑧′) (C.1) 

 

つまり，上式(C. 1)の左辺に示すように指数関数の係数と指数に同じ変数𝑧′が存在する場

合，𝔚(𝑥)を用いることで𝑧′に関する陽関数を導くことができることを意味する．尚，式(C. 1)

中の𝑧′が実数 xである場合，𝔚(𝑥)は𝑥 ≥ −exp(−1)を満たす範囲でのみ定義される．𝑦 = 𝔚(𝑥)

のグラフについて，Fig. C.1 に示す．𝔚(𝑥)は，𝔚(−exp(−1)) = −1，𝔚(0) = 0，及び

𝔚(exp(1)) = 1の 3点を通る関数である．また，開区間(–exp (–1), –1)上で二価の関数となる．

y ≥ –1なる上の枝を主枝𝔚0(𝑥)と呼び，y ≤ –1なる下の分枝を𝔚−1(𝑥)と呼ぶ．勿論，油膜厚

さは正の実数なので，本研究では𝔚0(𝑥)を用いた．主枝𝑦 = 𝔚0(𝑥)について，対数目盛で表

示したグラフを Fig. C.2に示す．Figure C.2より，勾配が非常に小さい関数であることがわ

かる．本研究では，特に断らない限りランベルト W 関数の主枝について𝔚(𝑥)と記載する． 

 

 

 
Figure C.1. Lambert W function y = 𝔚(x) for x ≥ –exp(–1); black dashed vertical line: x = 0, black 

dashed horizontal line: y = 0. 
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C.2 漸近展開 

ランベルトW関数は逐次近似より求める必要があるため，計算がやや複雑になる（付録

C.3参照）．そこで，ランベルトW関数𝔚(𝑥)の漸近展開（asymptotic expansion）について，

以下に示す [104]． 

 

 

        𝔚(𝑥) = 𝐿1 − 𝐿2 +
𝐿2

𝐿1
+

𝐿2(−2 + 𝐿2)

2𝐿1
2 +

𝐿2(6 − 9𝐿2 + 2𝐿2
2)

6𝐿1
3 + ⋯

= 𝐿1 − 𝐿2 + ∑ ∑
(−1)𝑖 [𝑖 + 𝑚

𝑖 + 1
]

𝑚!
𝐿1

−𝑖−𝑚𝐿2
𝑚

∞

𝑚=1

∞

𝑖=0

 

 

 

(C.2) 

 
但し， 𝐿1 = ln(𝑥)，𝐿2 = ln(ln(𝑥))であり，上式中の[𝑖 + 𝑚

𝑖 + 1
]は非負の第一種スターリング数

（Stirling number）である．Figure C.3 (a)に，上式(C. 2)右辺の第 2～5項まで漸近展開した式

を用いた計算結果について示す．但し，図中の赤色の実線は，Fig. C.2に示したランベルト

W関数である．Figure C.3 (a)より，𝑥 ≥ exp(1)の範囲では第 3項の展開（𝔚(𝑥) ≈ 𝐿1 − 𝐿2 +

𝐿2/𝐿1）以降，比較的精度良く近似できていることがわかる．しかし，𝑥 < exp(1)の範囲では

いずれも値が発散していることから，式(C. 2)による近似は𝑥 ≥ exp(1)の範囲でのみ成立す

ることがわかった． 

 

 

 

Figure C.2. Lambert W function y = 𝔚(x) expressed as logarithmic scale; black dashed vertical line: 

x = exp(1), black dashed horizontal line: y = 1. 
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続いて，第 2章の式(2.23)に上式(C. 2)を適用した結果について，Fig. C.3 (b)に示す．但し，

グラフの横軸は真の油膜厚さ hであり，縦軸は式(C. 2)を適用した油膜厚さ h'と真の油膜厚

さ hとの比である．h'は，f  = 1.0 MHz，ε = 2.10 ε0 F/m，c = 0.12 mm，𝑟b = 12.7 mm とし，流

体潤滑領域（α = 0より，h' = ℎ̅ = h1，θ = –90 deg）であると仮定して計算した．Figure C.3 

(b)より，h > 559 nmの範囲で誤差が非常に大きくなることがわかった．h > 559 nmは十分あ

り得る油膜厚さなので，直接ランベルトW関数を用いて計算した方が良いことがわかった．

次節では，ランベルトW関数の逐次近似について示す． 

 

C.3 逐次近似 

ニュートン法（Newton’s method）を用いたランベルトW関数 𝔚(𝑥)の逐次近似は，次式

(C. 3)のように表される． 

 

 𝔚(𝑥)𝑖+1 = 𝔚(𝑥)𝑖 −
𝔚(𝑥)𝑖 exp(𝔚(𝑥)𝑖 ) − 𝑥

exp(𝔚(𝑥)𝑖 ) + 𝔚(𝑥)𝑖 exp(𝔚(𝑥)𝑖 )
 (C. 3) 

 
但し，i [–]は i = 0から始まる正の整数であり，𝔚(𝑥) 𝑖は i回だけ数値計算を行った結果で

ある．Corless ら [104]は，ハレー法（Halley’s method [137]）を用いた逐次近似を求めている． 

 

 

   

Figure C.3. Asymptotic expansion of Lambert W function; (a) approximation by asymptotic 

expansion and (b) effect of asymptotic expansion on measurement accuracy of electrical method; h: 

true oil film thickness, h': theoretical measured oil film thickness obtained by electrical method using 

asymptotic expansion; black dashed vertical line in (a): x = exp(1), black dashed horizontal line in (a): 

y = 1, black dashed vertical line in (b): h = 559 nm, black dashed horizontal line in (b): h' = h. 
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𝔚(𝑥)𝑖+1 = 𝔚(𝑥)𝑖 −
𝔚(𝑥)𝑖 exp(𝔚(𝑥)𝑖 ) − 𝑥

(𝔚(𝑥)𝑖 + 1)exp(𝔚(𝑥)𝑖 ) −
(𝔚(𝑥)𝑖 + 2)(𝔚(𝑥)𝑖 exp(𝔚(𝑥)𝑖 ) − 𝑥)

2𝔚(𝑥)𝑖 + 2

 
(C. 4) 

 
一般的に，ハレー法の方がニュートン法よりも早く収束することが知られている [104]．

これは，ニュートン法は 2 次の収束であるのに対して，ハレー法は 3 次の収束であること

による．よって，本研究では上式(C. 4)に示す逐次近似を採用した． 
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付録D 誘電緩和 
 

D.1 誘電緩和について 

電場（electric field）に対する分子の応答性に関する模式図 [133]を，Fig. D.1に示す．分

子内に電気双極子（electric dipole）がある誘電体（dielectric）において，電場が印加されて

いない状態では Fig. D.1①のように分子は配向しておらず，すなわち分極は生じない．この

状態から電場を印加すると，Fig. D.1②のように分極し始めるが瞬時には分極しない．自由

な方向を向いていた分子は電場から遅れて配向し始め，十分時間が経った後，Fig. D.1③の

ように分極が完了する．その後，電場を取り除くと熱運動等により分子は次第に配向しなく

なる（Fig. D.1④参照）．この現象を誘電緩和（dielectric relaxation）と呼ぶ．また，分極の大

きさが exp(–1)になるまでに必要な時間を緩和時間（relaxation time）tr [s]と呼び，分子配向性

の指標となる． 

 

 

 

Figure D.1. Molecular response in electric field [133]. 
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ところで，誘電体の分極が印加電場と線形関係にある場合，誘電体の誘電率を ε [F/m]と

おくと，次式(D. 1)が得られる． 

 

 𝐷 = 𝜀𝐸  (D. 1) 

 

但し，上式(D. 1)中の D [C/m2]は誘電体に発生する電束密度（electric flux density），E [V/m]

は誘電体に印加される電場である．誘電体に交流電圧（電場）を印加する場合，分極を生じ

る誘電体は印加電場と同時に電束密度は発生せず，Fig. D.1に示すように緩和時間 trだけ遅

れて発生するので，交流電場における Dと E はそれぞれの振幅を|D| [C/m2]，|E| [V/m]とお

くと次式のように表される． 

 

 𝐷 = |𝐷|exp (𝑗𝜔(𝑡 − 𝑡r)) (D. 2) 

 

 𝐸 = |𝐸|exp(𝑗𝜔𝑡) (D. 3) 

 

但し，j [–]は虚数，t [s]は時間，ω [rad/s]は交流電圧の角振動数である．よって，式(D. 2)

と式(D. 3)を式(D. 1)に代入することで，ε は次式(D. 4)のように表される． 

 

 𝜀 =
𝐷

𝐸
=

|𝐷|exp (𝑗𝜔(𝑡 − 𝑡r))

|𝐸|exp(𝑗𝜔𝑡)
=

|𝐷|

|𝐸|
exp(−𝑗𝜔𝑡r) =

|𝐷|

|𝐸|
(cos(𝜔𝑡r) − 𝑗sin(𝜔𝑡r)) (D. 4) 

 

上式(D. 4)より，ε は複素数なので複素誘電率（complex dielectric constant）と呼ばれ，次式

(D. 5)のように表される． 

 

 𝜀 = 𝜀∗ − 𝑗𝜀∗∗ (D. 5) 

 

ここで，ε* [F/m]は誘電率（dielectric constant），ε** [F/m]は誘電損率（dielectric loss factor）

と呼ばれており，ε*は分極の大きさを，ε**は分極の遅れを表している．上式(D. 5)の各項には

それぞれ周波数依存性があり，厳密には ε の周波数依存性を誘電分散（dielectric dispersion），

ε*の周波数依存性を誘電緩和，ε**の周波数依存性を誘電損失（dielectric loss）と呼ぶ．しか

し，これらは全て同じ現象に対する呼び名である．また，各々の周波数依存性について測定

する実験手法の総称を誘電分光（dielectric spectroscopy [134]）と呼ぶ． 

ところで，上式(D. 5)中の実部と虚部の比について求めると，以下のようになる． 

 

 
𝜀∗∗

𝜀 ∗ =
sin(𝜔𝑡r)

cos(𝜔𝑡r)
= tan(𝜔𝑡r) = tan𝛿′ (D. 6) 
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ここで，式(D. 6)中の δ' [deg]は損失角（loss angle），tanδ' [–]は誘電正接（loss tangent）と

呼ぶ．理想的なコンデンサーの場合，外部から与えられた電荷を損失なく蓄え，そして損失

なく放出できるが，実際のコンデンサーでは電極の電気抵抗成分や電極間の漏れ電流，誘電

体の構成分子の熱振動による誘電損失等が生じ，電荷のやりとりをする際のエネルギー損

失となる．よって，tanδ'はそのような誘電体内に生じるエネルギー損失の度合いを表す指標

として用いられている [133]．尚，ε**は次式より求められる． 

 

 𝜀∗∗ =
𝜎′

𝜔
=

𝜎′

2𝜋𝑓
=

1

2𝜋𝑓𝜌′
 (D. 7) 

 

但し，上式(D. 7)中の𝜎′ [Ω–1·m–1]は電気伝導率（electric conductivity），𝜌′ [Ω·m]は𝜎′の逆数

である電気抵抗率（electrical resistivity）であり，𝜎′は電気の流れやすさを，𝜌′は電気の流れ

にくさを表す指標である [135]． 

ところで，誘電体に交流電圧を印加して誘電緩和が生じる場合，周波数 f  [Hz]の増加に伴

って内部の電気双極子が電場の変化に追随できなくなるため，誘電率 ε*が低下し，同時に電

気伝導度𝜎′が増加，誘電損失 ε**がピークを示す（Fig. D.2 参照）．この時，低周波数側で見

られる誘電率 ε*の最大値 εS [F/m]と高周波数側で見られる最小値 ε∞ [F/m]との差は，緩和強

度 Δε [F/m]と呼ばれている． 

 

 

 

Figure D.2. Dielectric relaxation phenomena [135]. 
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また，ε**のピークを与える周波数 fm [Hz]から緩和時間 tr [s]について，次式より求めるこ

とができる． 

 

 𝑡r =
1

2𝜋𝑓m
 (D. 8) 

 
上式より求められる tr は，前述した通り交流電圧を印加した際の誘電体が有する分子配

向性に関する指標となる． 

 

D.2 潤滑油の交流周波数依存性 

本研究では，粘度の異なる 3種類の PAO（viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s，30 mm2/s，396 

mm2/s）を試験油として用いた．これらの比誘電率 εoil [–]は，鉄製容器内（diameter: 38 mm, 

depth: 0.3 mm）に潤滑油を満たした状態で，交流電圧（RMS amplitude: Ve = 1 V）を印加する

ことで測定した．これら 3 種類の PAO を用いた比誘電率 εoilの交流周波数依存性について

調査した結果を，Fig. D.3に示す．但し，図中の赤色のプロットは ν = 396 mm2/s at 40°C，緑

色のプロットは ν = 30 mm2/s at 40°C，青色のプロットは ν = 19 mm2/s at 40°Cの PAOを用い

た結果である． 

 

 

 
Figure D.3. Measured relative permittivity of oil εoil for varying frequency of sinusoidal voltage f; oil: 

PAO; RMS amplitude: Ve = 1 V; red open circles: ν = 396 mm2/s at 40°C; green open circles: ν = 30 

mm2/s at 40°C; blue open circles: ν = 19 mm2/s at 40°C. 
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Figure D.3より，交流周波数 f  = 30 Hz～1.0 MHzの範囲において，εoil は粘度によらずほぼ

一定であることから，本研究で用いた PAOの比誘電率に周波数依存性がないことがわかっ

た．つまり，この周波数の範囲では粘度によらず緩和時間 tr ≈ 0 s であることから，Fig. D.1

に示すような分極がほとんど生じていないことがわかった．ここで，式(D. 4)に tr = 0 s を代

入すると式(D. 5)から𝜀 = 𝜀∗が得られるので，本研究で使用した PAOの誘電率 ε は実数であ

ることがわかった． 

参考までに，2種類の市販グリース（Li石けんグリース，ウレアグリース）を用いて比誘

電率 εgrease [–]を測定し，これらの周波数依存性について調査した．測定結果について，Fig. 

D.4 に示す．但し，図中赤色のプロットは Li石けんグリース，青色のプロットはウレアグ

リースの測定結果である．Figure D.4 より，Li石けんグリースには周波数依存性があるが，

ウレアグリースにはないことがわかった．これら 2 種類の市販グリースの基油動粘度はほ

ぼ同じ（base oil viscosity at 40°C: ν = 25～30 mm2/s）であるが，増ちょう剤や基油，あるいは

添加剤の種類等が異なるので，このような周波数依存性が得られた原因については，今後詳

細に調査する予定である． 

ところで，Fig. D.4より，測定に用いた Li石けんグリースは，交流周波数を変化させた際

に誘電緩和が生じることがわかった．そこで，この Li石けんグリースの誘電率 ε* [F/m]だけ

でなく，電気伝導率𝜎′ [Ω–1·m–1]についても測定し，式(D. 7)より誘電損率 ε** [F/m]を計算し

た．得られた結果について，Fig. D.5に示す． 

 

 

 
Figure D.4. Measured relative permittivity of grease εgrease for varying frequency of sinusoidal voltage 

f; RMS amplitude: Ve = 1 V; red open circles: Li-sorp grease (base oil viscosity at 40°C: ν = 24 mm2/s); 

blue open circles: urea grease (base oil viscosity at 40°C: ν = 31 mm2/s). 

2.5

3

3.5

4

4.5

1 100 10000 1000000 100000000

ε g
re

as
e

[–
]

f [Hz]

100 102 104 106 108



 

 

113 

 

但し，Fig. D.5中の ε*と𝜎′は，前述した鉄製容器内を満たすグリースがコンデンサー成分

と電気抵抗成分の並列回路より構成されていると仮定した次式より求められる． 

 

 𝜀∗ = −
𝑑sin𝜃

𝑆𝜔|𝑍|
= −

𝑑sin𝜃

2𝜋𝑆𝑓|𝑍|
 (D. 9) 

 

 𝜎′ =
1

𝜌′
=

𝑑cos𝜃

𝑆|𝑍|
 (D. 10) 

 

ここで，上式中の d [m]は鉄製容器内の電極間距離（すなわち，容器の深さ），S [m2]はこ

の容器内の電極面積である．尚，Fig. D.5上図の ε*は，Fig. D.4に示した Li石けんグリース

の比誘電率 εgreaseに真空の誘電率 ε0 = 8.85·10–12 F/mを掛けた結果と同じである． 

 

 

 

Figure D.5. Measured values of dielectric constant ε** (top), electric conductivity σ' (middle), and 

dielectric loss factor ε** (bottom) for varying frequency of sinusoidal voltage f; grease: Li-sorp grease; 

RMS amplitude: Ve = 1 V; fm in bottom graph: frequency of sinusoidal voltage at peak of ε**. 
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Figure D.5より，Fig. D.2と同様，周波数 f の増加に伴って誘電率 ε*が低下し，同時に電気

伝導度𝜎′が増加，誘電損失 ε**がピークを示すことがわかった．また，Fig. D.5下図より，ε**

のピークを与える周波数 fm ≈ 54 kHzであったので，式(D. 8)より緩和時間 tr ≈ 3 μs であるこ

とがわかった．この緩和時間は，分子配向性の指標となるため，今後様々な潤滑剤について

も調査する予定である． 

尚，Fig. D.5中の ε**に関する結果より，低周波数側で ε**が非常に大きくなっていること

がわかる．この理由について考察するため，式(D. 6)から得られる誘電正接 tanδ'について計

算した．計算結果について，Fig. D.6に示す．Figure D.6より，tanδ'が低周波数側で非常に大

きくなっていることがわかった．つまり，この低周波数帯では理想的なコンデンサーとして

挙動しておらず，エネルギー損失が大きくなっていることがわかった．このエネルギー損失

は，電極の電気抵抗成分や電極間の漏れ電流等が原因で生じるが，PAOの比誘電率 εoilを測

定した Fig. D.3より低周波数帯において εoilが一定であったため，測定器側に原因はないと

考えられる．よって，Fig. D.6より，低周波数帯でエネルギー損失が大きくなったのは，こ

の試験グリースに由来する誘電損失が増加したことに原因があると考えられる．しかし，一

般的に誘電損失は高周波数帯で生じるため [135]，低周波数帯で誘電損失が増加した理由に

ついては今後更に検討する必要がある． 

最後に，この Li 石けんグリースの複素インピーダンス Z [Ω]を測定した結果について，

Fig. D.7に示す．Figure D.7に示す複素インピーダンスの大きさ|Z| [Ω]，及び位相差 θ [deg]か

ら，Fig. D.5に示す結果が得られている． 

 

 

 
Figure D.6. Measured loss tangent tanδ' for varying frequency of sinusoidal voltage f; grease: Li-sorp 

grease; RMS amplitude: Ve = 1 V. 
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Figure D.7. Measured values of modulus |Z| (top) and phase θ (bottom) varying frequency of 

sinusoidal voltage f; grease: Li-sorp grease; RMS amplitude: Ve = 1 V. 

 

 

 Figure D.7より，交流周波数 f を大きくするほど|Z|は小さくなるが，θは θ ≈ –90 degでほ

ぼ一定であることがわかった．θが一定，かつ誘電緩和が生じない（すなわち，ε*が一定）

場合，式(D. 9)より f の増加量と|Z|の減少量が等しいことがわかる．一方，Fig. D.5より，誘

電緩和が生じる場合，f を大きくするほど ε*が小さくなっている．つまり，誘電緩和が生じ

る場合，f の増加量に対して|Z|の減少量が小さいことがわかった．これは，fが大きくなるほ

ど，Li石けんグリース内の電気双極子が電場の変化に追随できなくなることに起因する． 

 

D.3 誘電緩和の測定方法 

Figure D.8 は，様々な周波数帯における各種測定方法についてまとめた図である [136]．

誘電緩和（あるいは，誘電分散），すなわち物質中の電気双極子が関係する測定法は，LCR

メータ，インピーダンスアナライザー，ネットワークアナライザー，TDR（time domain 

reflectometry [136]）等を用いて行う複素インピーダンス測定と，赤外線，可視光線，紫外線

の吸収を用いた測定の 2種類がある．各々の測定方法がカバーできる周波数帯は Fig. D.8に

示した通りであるが，年々技術の進歩と共にその適用範囲が拡がってきている． 

本研究では LCRメータを用いたが，誘電緩和が本手法に与える影響についてより詳細に

調査するためには，TDRを用いた測定が必要であると考えている（通常，TDRはケーブル

やプリント基板の配線等の電気インピーダンス特性について測定する際に用いられてい

る）．今後，より高周波数帯（数 GHz）での試験を実施する予定である．  
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Figure D.8. Frequency and measurement methods [136].  
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付録E 複素インピーダンス Zの測定例 
 

E.1 要素試験（glass/steel contacts） 

ここでは，複素インピーダンス Z の測定結果の一例について示す．まず初めに，ガラス製

ディスク試験片を用いた要素試験の結果について示す．Figure E.1は，引き込み速度U = 0.005

～0.5 m/s まで変化させた時の複素インピーダンス Z [Ω]の測定結果である．但し，Fig. E.1に

示すプロットは各速度 Uで測定した 1000点の平均値であり，サンプリングレートは 20 kHz

である．尚，各測定結果の標準偏差は，平均値の約 1%以内であった．本研究では，Fig. E.1

に示す測定結果から，Fig. 3.5に示した油膜厚さと油膜の破断率が得られた．また，U = 0.005 

m/s の場合，複素インピーダンスの大きさ|Z| = 1.53 kΩ，位相 θ = –26.2 deg，一方 U = 0.5 m/s

の場合，|Z| = 8.16 kΩ，θ = –86.3 degであった．尚，試験開始前の複素インピーダンス Z0は，

|Z0| = 0.62 kΩ，θ0 = –1.3 degであった． 

 

 

 

Figure E.1. Measured values of modulus |Z| (top) and phase θ (bottom) for varying entrainment speed 

U under glass-steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and 

slide-to-roll ratio: Σ = 2. 
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E.2 要素試験（steel/steel contacts） 

続いて，軸受鋼製ディスク試験片を用いて要素試験を行った結果について示す．Figure E.2

は，引き込み速度 U = 0.005～0.5 m/s まで変化させた時の steel/steel contacts における複素イ

ンピーダンス Z [Ω]の測定結果である．但し，Fig. E.1と同様，Fig. E.2に示すプロットは各

速度 Uで測定した 1000点の平均値であり，サンプリングレートは 20 kHzである．尚，各

測定結果の標準偏差は，平均値の約 1%以内であった．本研究では，Fig. E.2に示す結果から

Fig. 4.2に示した油膜厚さと油膜の破断率が得られた．また，U = 0.005 m/s の場合，複素イ

ンピーダンスの大きさ|Z| = 0.91 kΩ，位相 θ = –2.7 deg，一方 U = 0.5 m/s の場合，|Z| = 9.18 

kΩ，θ = –79.4 degであった．尚，試験開始前の複素インピーダンス Z0は，|Z0| = 0.33 kΩ，θ0 

= –0.7 degであった． 

Fig. 4.2より，Uが小さい場合，油膜厚さℎ̅が理論値よりも非常に厚くなることがわかって

いる．一方，Fig. E.2より，Uを小さくするほど|Z|は単調減少し，それに伴い θは単調増加

している．つまり，Fig. E.2より，一見すると Uが小さくなるほどℎ̅が薄くなっているよう

に見える．しかし，第 2章の式(2.23)からわかるように，θが 0 degに近づくほど sinθが非

常に小さくなるためℎ̅は|Z|に敏感になることが理解できる．これは，EHD接触域内に生じる

摩耗粉濃度を敏感にモニタリングできることを意味する． 

 

 

 

Figure E.2. Measured values of modulus |Z| (top) and phase θ (bottom) for varying entrainment speed 

U under steel-steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 30 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and 

slide-to-roll ratio: Σ = 2. 
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E.3 軸受試験 

最後に，実際の軸受を用いた試験結果について示す．Figure E.3は，試験軸受の内輪回転

数 N = 50～6000 min–1まで変化させた時の複素インピーダンス Z [Ω]の測定結果である．但

し， Fig. E.3に示すプロットは各回転数 Nにおける 40 min後の値であり，試験軸受 2個分

の結果である．また，Fig. 5.2に示した油膜厚さと油膜の破断率の結果は全部で 4回試験を

行った平均値についてプロットしているが，Fig. E.3に示すプロットはその内の 1回目に行

った結果である．Figure E.3より，N = 50 min–1の場合，複素インピーダンスの大きさ|Z| = 0.12 

kΩ，位相 θ = –9.6 deg，一方 N = 6000 min–1の場合，|Z| = 1.61 kΩ，θ = –84.7 degであること

がわかった．尚，本試験開始前の複素インピーダンス Z0は，|Z0| = 0.03 kΩ，θ0 = 6.5 degであ

った． 

続いて，N = 50 min–1で複素インピーダンス Z を 40 min間測定した結果について，Fig. E.4

に示す．尚，サンプリングレートは 1 Hzである．Figure E.4に示す測定結果も，全部で 4回

試験を行った内の 1回目に行った試験結果であり，この結果から Fig. 5.3に示した油膜厚さ

と油膜の破断率に関する結果が得られている．Figure E.4より，試験を開始して約 5 min間

は θ > 0 degであることがわかった．この時，Fig. 5.3より，油膜厚さℎ̅は非常に厚い値にな

り，油膜の破断率 αは 1よりも大きな値になっていることがわかる．つまり，θ > 0 degで

ある場合，本手法は精度良く測定できないことがわかった．θ > 0 degとなったのは，軸受試

験の初期値が|Z0| = 0.03 kΩと比較的小さかったからであり，回路に生じているコイル成分，

すなわちインダクタンス（inductance）成分を無視できなかったことが原因であると考えて

いる．第 2 章の Fig. 2.7 に示したように，本手法はインダクタンスを想定していないので，

今後それも考慮に入れた理論の構築が必要である． 

尚，静的に接触した状態でインダクタンス成分を無視できない場合，外部抵抗 REを接続

することで初期の位相 θ0を 0 degに近づけることができる．但し，REが大きすぎると，本

手法の測定精度が低下する恐れがあるので注意が必要である．詳細については，付録 G に

て解説する． 
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Figure E.3. Measured values of modulus |Z| (top) and phase θ (bottom) for varying rotational speed 

N in practical ball bearing; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 19 mm2/s) and axial load: Fa = 30 N. 

 

 

 

Figure E.4. Time evolutions of measured modulus |Z| (top) and phase θ (bottom); oil: PAO (viscosity 

at 40°C: ν = 19 mm2/s), rotational speed: N = 50 min–1, and axial load: Fa = 30 N. 
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付録F 交流電圧が本手法に与える影響 
 

F.1 低電圧の場合 

ここでは，印加する交流電圧の実効値 Ve [V]が本手法に与える影響について述べる．まず，

低電圧の場合について評価を行った．第4章のFig. 4.8に示す試験と同様な試験条件下（PAO，

ν = 396 mm2/s at 40°C，U = 0.01～0.5 m/s，Fz = 10 N，Σ = 2，steel/steel contacts）において，

Ve = 0.1 Vの場合と Ve = 1 Vの場合で比較した．但し，この試験条件の場合，Fig. 4.8より U 

≥ 0.2 m/s の範囲で枯渇潤滑が生じることがわかっている．|Z|と θを測定した結果について，

Fig. F.1に示す．図中赤色のプロットは Ve = 0.1 V，黒色のプロットは Ve = 1 Vの測定結果で

ある．Figure F.1より，Ve = 0.1 Vの場合，Ve = 1 Vと比較して測定される複素インピーダン

ス Z のばらつきが大きくなることがわかった． 

続いて，Fig. F.1 に示す結果から得られる平均油膜厚さℎ̅ [m]，及び油膜の破断率 α [–]に

ついて Fig. F.2に示す．Figure F.2より，Ve = 0.1 Vの場合，おおよそ Ve = 1 Vと同じ油膜厚

さであったが，ばらつきが Fig. F.1と同様，大きくなることがわかった．つまり，印加電圧

が低すぎると流れる電流が小さくなりすぎるため，LCR メータを用いて測定される複素イ

ンピーダンスの確度が低下し，油膜測定精度が悪くなることがわかった． 

 

 

 
Figure F.1. Measured values of modulus |Z| (upper) and phase θ (lower) for varying entrainment speed 

U under steel-steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and 

slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in graphs: measured values at Ve = 0.1 V; black open circles 

in graphs: measured values at Ve = 1 V. 
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F.2 高電圧の場合 

Figure F.1に示した試験と同じ条件（PAO，ν = 396 mm2/s at 40°C，U = 0.01～0.5 m/s，Fz = 

10 N，Σ = 2，steel/steel contacts）で，今度は Ve = 5 Vにおける試験を行った．|Z|と θを測定

した結果について，Fig. F.3に示す．但し，図中の赤色のプロットは Ve = 5 V，黒色のプロッ

トは Fig. F.1と同じ Ve = 1 Vの測定結果である．Figure F.3より，Ve = 5 Vの場合，低速度域

と高速度域において，|Z| ≈ 0 Ω，かつ θ > 0 degとなることがわかった．θ > 0 degとなった理

由は，EHD 接触域内にて絶縁破壊が生じ， |Z|が極端に小さくなったことで，コイル成分，

すなわちインダクタンス成分を測定したからであると考えられる． 

続いて，Fig. F.3 に示す結果から得られる平均油膜厚さℎ̅ [m]，及び油膜の破断率 α [–]に

ついて Fig. F.4に示す．Figure F.4より Ve = 5 Vにすることで，ℎ̅ < 150 nmの範囲においてℎ̅

と αを算出できないことがわかった．この範囲では θ > 0 degとなっており，本手法がイン

ダクタンスを想定していないことに原因があると考えられる．つまり，印加電圧が大きい場

合，油膜厚さが薄くなることで絶縁破壊が生じ，本手法を適用できないことがわかった．そ

こで，第 4章では接触域に流す交流電流を一定とし，油膜厚さに応じて印加電圧が変化する

よう工夫した．尚，ℎ̅ > 150 nm の範囲では，電圧によらず油膜厚さはほぼ同じであること

がわかった．油膜厚さについて電圧依存性がないのは，式(2.23)からも明らかである． 

 

 

 
Figure F.2. Measured values of oil film thickness h (top) and breakdown ratio α (bottom) for varying 

entrainment speed U under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal 

load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in graphs: measured values at Ve = 0.1 

V; black open circles in graphs: measured values at Ve = 1 V; black dashed line in top graph: theoretical 

prediction by Hamrock and Dowson. 
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Figure F.3. Measured values of modulus |Z| (upper) and phase θ (lower) for varying entrainment speed 

U under steel-steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, and 

slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in graphs: measured values at Ve = 5 V; black open circles 

in graphs: measured values at Ve = 1 V. 

 

 

 
Figure F.4. Measured values of oil film thickness h (top) and breakdown ratio α (bottom) for varying 

entrainment speed U under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal 

load: Fz = 10 N, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in graphs: measured values at Ve = 5 V; 

black open circles in graphs: measured values at Ve = 1 V; black dashed line in top graph: theoretical 

prediction by Hamrock and Dowson. 
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Table F.1. Electrical breakdown characteristics of various materials [141]. 

 
 

 

ところで，高電圧が印加された際に生じる絶縁破壊は，電界が絶縁破壊電界強度（electrical 

breakdown strength [138][139]）Eb [V/m]を超える際に生じると考えられている．尚，Ebは絶

縁耐力 [140][141]とも呼ばれている．ここで，Ebは次式(F. 1)より求められる． 

 

 𝐸b =
𝑉e

ℎ1
 (F.1) 

 

但し， Ve [V]は印加する交流電圧の実効値，h1 [m]は EHD接触域内の油膜形成部におけ

る油膜厚さである．Figure F.4より，Ve = 5 Vの場合，ℎ̅ < 150 nm の範囲で絶縁破壊が生じ

ていると考えられるので，式(F. 1)より Eb ≈ 33.3 kV/mmであることがわかった． 

一方，付録 Aの Fig. A.5に示すスクイズ膜を測定した結果より，Ve ≥ 1 V の範囲で絶縁破

壊が生じていることが示唆されている．この時，スクイズ膜の最大油膜厚さ hmax ≈ 100 nm

であり，式(A. 4)から h1 ≈ 33.3 nm となるので，やはり Eb ≈ 33.3 kV/mmであることがわかっ

た．すなわち，潤滑油として高粘度 PAO（viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s）を用いた場合，

Eb ≈ 33.3 kV/mmであることが示唆された（Table F.1より，鉱油は Eb = 28 kV/mm なので，

おおよそ同じオーダーである）．よって，この Ebから絶縁破壊が生じない印加電圧の上限値

を求めることができる．例えば，Fig. 3.1に示す要素試験機を用いて h1 < 10 nm のオーダー

まで本手法を用いた油膜測定を実施したい場合，Ve < 0.33 Vに設定するべきである．参考ま

でに，印加電圧の上限値について汎用性を持たせるため，軸受試験も対象とした場合につい

て考える．絶縁破壊が生じない Ve [V]の上限値は，次式(F. 2)より求められる． 

 

 𝑉e < 𝑙𝐸bℎ1 (F.2) 

  

但し，l [–]は転動体１個当たりの接触点数（つまり，要素試験の場合𝑙 = 1，軸受試験の場

合𝑙 = 2）である．すなわち，軸受試験の場合𝑙 = 2なので，要素試験における印加電圧の 2倍

まで増加させても絶縁破壊が生じないことが示唆された．  
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付録G 外部抵抗 REがある場合の一般式 
 

G.1 等価回路モデル 

第 3章では，ガラス製ディスク試験片にスペーサー膜として ITO膜を約 0.7 μm被膜した．

この試験片を用いた時の静的な接触状態における複素インピーダンス Z0は，|Z0| = 0.62 kΩ，

であった（付録 E.1参照）．一方，第 4章，及び第 5章で用いた試験片の材料は軸受鋼（52100 

steel）であり，|Z0|はどちらも数～数 10 Ωと非常に小さい値であった．特に，要素試験に用

いたデータロガーの最小分解能は 10 Ωであったため，外部抵抗を接続することで精度良く

測定できるよう工夫した．転がり軸受に外部抵抗 RE [Ω]を直列に接続した時の等価回路に

ついて，Fig. G.1に示す．次節より，REを考慮した一般式の導出過程について示す． 

 

 

 

Figure G.1. Electrical model of ball bearing with external resistor RE; R1: resistor in breakdown area, 

C1: capacitor in lubricated area within contact area, C2: capacitor in surround area completely filled 

with oil. 
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G.2 複素インピーダンス解析 

Figure G.1より，外部抵抗を RE [Ω]とおくと，等価回路全体の複素インピーダンス Z は，

第 2章の式(2.42)を参考にして，下式(G.1)のように表される． 

 

 
1

𝑍 − 𝑅E
=

𝑘𝑛

𝑙
(

1

𝑅1
+ 𝑗𝜔(𝐶1 + 𝐶2)) (G. 1) 

  

但し，k [–]は測定対象となる転がり軸受の数，l [–]は転動体１個当たりの接触点数（つま

り，要素試験の場合𝑙 = 1，軸受試験の場合𝑙 = 2），n [–]は転がり軸受１個に含まれる転動体

数である．ここで，第 2章の式(2.12)と上式(G.1)より，以下に示す式(G.2)と式(G. 3)が得ら

れる． 

 

 𝑅1 =
𝑘𝑛

𝑙
(

(|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E)2 + (|𝑍| sin 𝜃)2

|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E

) (G. 2) 

 

 𝐶1 + 𝐶2 = −
𝑙

𝑘𝑛𝜔
(

|𝑍| sin 𝜃

(|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E)2 + (|𝑍| sin 𝜃)2
) (G. 3) 

 

 よって，第 2章の式(2.35)，式(2.36)，式(2.39)，式(2.40)より，式(G. 2)と式(G. 3)はそれ

ぞれ次式のように表される． 

 

 
𝑅10

𝛼
=

𝑘𝑛

𝑙
(

(|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E)2 + (|𝑍| sin 𝜃)2

|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E

) (G. 4) 

 

 

𝜋𝜀(1 − 𝛼)𝑎𝑏

ℎ1
+ 4𝜋𝜀

𝑟�̅�𝑟�̅�

𝑟�̅� + 𝑟�̅�

(ln (
𝑟�̅� + 𝑟�̅�

2ℎ1
𝜁) − 𝜁)

= −
𝑙

𝑘𝑛𝜔
(

|𝑍| sin 𝜃

(|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E)2 + (|𝑍| sin 𝜃)2
) 

(G. 5) 

 

 ところで，静的な接触状態（すなわち，α = 1）における電気抵抗 R10は，|Z0|，θ0を用いて

次式(G. 6)のように表される． 

 

 𝑅10 =
𝑘𝑛

𝑙
(

(|𝑍0| cos 𝜃0 − 𝑅E)2 + (|𝑍0| sin 𝜃0)2

|𝑍0| cos 𝜃0 − 𝑅E

) (G. 6) 
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 よって，式(G. 4)と式(G. 6)より，油膜の破断率 α [–]は下式(G.7)より求められる． 

 

 𝛼 =
(|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E)((|𝑍0| cos 𝜃0 − 𝑅E)2 + (|𝑍0| sin 𝜃0)2)

(|𝑍0| cos 𝜃0 − 𝑅E)((|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E)2 + (|𝑍| sin 𝜃)2)
 (G. 7) 

 

上式より，油膜の破断率 αは，測定対象となる転がり軸受の数 k [–]，転動体 1個当たり

の接触点数 l [–]，転がり軸受 1個当たりの転動体数 n [–]に依存しないことがわかる． 

一方，式(G. 5)より h1に関する陰関数として，次式が得られる． 

 

 

(1 − 𝛼)𝑎𝑏

4ℎ1

(
1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

) exp (
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

4ℎ1

(
1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

))

=
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

2𝑟�̅�𝑟�̅�𝜁
exp (𝜁 −

𝑙

4𝜋𝑘𝑛𝜀𝜔|𝑍∗|
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

)) 
(G. 8) 

 

但し，上式(G. 8)中の|𝑍∗| [Ω]は，次式(G. 9)のように表される． 

 

 |𝑍∗| =
(|𝑍| cos 𝜃 − 𝑅E)2 + (|𝑍| sin 𝜃)2

|𝑍| sin 𝜃
 (G. 9) 

 
 よって，式(G. 8)より，h1に関する陽関数は，式(2.20)を用いて以下のように表される． 

 

 ℎ1 =
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

4
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

) /𝔚 (
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

2𝑟�̅�𝑟�̅�𝜁
exp (𝜁 −

𝑙

4𝜋𝑘𝑛𝜀𝜔|𝑍∗|
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

))) (G. 10) 

 

ゆえに，平均油膜厚さℎ̅ [m]は，式(G. 10)を式(2.22)に代入した次式(G.11)より求められる． 

 

 ℎ̅ =
(1 − 𝛼)2𝑎𝑏

4
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

) /𝔚 (
(1 − 𝛼)𝑎𝑏

2𝑟�̅�𝑟�̅�𝜁
exp (𝜁 −

𝑙

4𝜋𝑘𝑛𝜀𝜔|𝑍∗|
(

1

𝑟�̅�
+

1

𝑟�̅�

))) (G. 11) 

 

ここで，式(G. 7)と式(G. 11)に外部抵抗 RE = 0 Ωを代入すると，それぞれ式(2.47)と式(2.50)

に等しくなる．よって，式(G. 7)と式(G. 11)は，外部抵抗 REも考慮した電気インピーダンス

法の一般式であると言える． 
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G.3 外部抵抗 REの影響 

ここでは，外部抵抗 REが本研究で開発した電気インピーダンス法の測定精度に与える影

響について考察する．具体的には，第 4章の Fig. 4.1に示す要素試験機を用いて流体潤滑領

域における試験（PAO，ν = 396 mm2/s at 40°C，U = 0.1 m/s，Fz = 10 N，Σ = 2，steel/steel contacts）

を行い，4種類の外部抵抗（RE = 0.33 kΩ，0.70 kΩ，1.70 kΩ，4.00 kΩ）をそれぞれ用いた時

の油膜厚さℎ̅ [m]と油膜の破断率 α [–]について測定した．但し，外部抵抗を使用しない場合

（すなわち，RE = 0 Ωの場合），静的に接触させた状態における複素インピーダンスは|Z0| = 

0.09 kΩ，θ0 = –1.4 degであり，U = 0.1 m/s で動的に接触させた状態では|Z| = 10.29 kΩ，θ = –

90 degであった．印加した交流電圧は Ve = 1.5 Vであり，交流周波数 f  = 1 MHzである．ま

た，Fig. 4.8より，U ≥ 0.2 m/s の範囲で枯渇潤滑が生じることがわかっているので，上記試

験条件下では十分潤滑であったと考えられる．REを変化させた時の油膜厚さℎ̅，及び油膜の

破断率 αを測定した結果について，Fig. G.2に示す． 

 

 

 

Figure G.2. Measured and theoretical values of oil film thickness h (top) and breakdown ratio α 

(bottom) for varying external resistor RE under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 

396 mm2/s), normal load: Fz = 10 N, entrainment speed U = 0.1 m/s, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red 

open circles in graphs: measured values by electrical method considering effect of RE; blue open circles 

in graphs: measured values by electrical method not considering effect of RE; red lines in graphs: 

theoretical values by electrical method considering effect of RE; blue lines in graphs: theoretical values  

by electrical method not considering effect of RE; black dashed line in top graph: theoretical prediction 

by Hamrock and Dowson. 
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但し，図中赤色のプロットは REを考慮した式(G. 7)，及び式(G. 11)を用いた実測値，青色

のプロットは REを接続しているにも関わらず，その影響について考慮しなかった（すなわ

ち，式(G. 7)，及び式(G. 11)に RE = 0 Ωを代入した）実測値である．また，Fig. G.2中赤色の

実線は REを考慮した理論値，青色の実線は REを考慮していない（すなわち，式(G. 7)，及

び式(G. 11)に RE = 0 Ωを代入した）理論値である．尚，これら実線で示した理論値は，前述

した外部抵抗を使用しない場合（すなわち，RE = 0 Ωの場合）における複素インピーダンス

の測定結果を参考にして求めた．具体的には，Fig. G.3の等価回路に示すように，外部抵抗

RE = 0 Ωにおける複素インピーダンスの大きさを|Zc| [Ω]，及び位相を θc [deg]とおくと，等

価回路全体の|Z| [Ω]，θ [deg]はそれぞれ次式のように表されるので，これらの計算結果を用

いて油膜厚さと油膜の破断率の理論値を求めた． 

 

 |𝑍| = √(|𝑍c| cos 𝜃c + 𝑅E)2 + (|𝑍c| sin 𝜃c)2 (G. 12) 

 

 𝜃 = arctan(
|𝑍c| sin 𝜃c

|𝑍c| cos 𝜃c + 𝑅E

) (G. 13) 

 

 

 
Figure G.3. Electrical model of EHD contact with external resistor RE; R1: resistor in breakdown area, 

C1: capacitor in lubricated area within contact area, C2: capacitor in surround area completely filled 

with oil. 
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Figure G.2より，ℎ̅と αはどちらも RE < 1 kΩの範囲であれば，REを考慮しなくても測定精

度に影響を及ぼさないことがわかった．これは，|Zc|と比較して REが十分小さい場合，REを

考慮した式を用いる必要がないことを意味する．特に，ℎ̅は図中黒色の破線で示した

Hamrock-Dowson の式 [39]から得られる理論油膜厚さとほぼ一致していることを確認した． 

一方，RE ≥ 1 kΩの範囲では，REを考慮しない場合，ℎ̅と αのどちらも理論値よりも大き

く評価することがわかった．但し，REを考慮しない場合，αは実測値（青色のプロット）と

理論値（青色の実線）がほぼ一致しているのに対して，ℎ̅は実測値が理論値よりも大きくな

ることがわかった．更に，ℎ̅は REを考慮した実測値（赤色のプロット）でさえ理論値（赤色

の実線）よりも大きく評価していることがわかった．Figure G.4に，REを変化させた時の|Z|

と θについて，LCRメータを用いた実測値（プロット）と，式(G.12)，及び式(G. 13)より導

かれる理論値（実線）について示す．REを大きくするほど実測値の|Z|は理論値よりも大きく

なり，実測値の θは理論値より 0 degに近づいている．つまり，Fig. G.3の等価回路で想定

していない電気抵抗成分が存在していることが示唆された．本研究では，油膜の部分はコン

デンサー成分のみで構成されていると仮定しているが，厳密には電気抵抗成分も存在する．

つまり，油膜の部分をコンデンサーと電気抵抗の並列回路であると仮定することで，この実

測値と理論値の乖離が修正される可能性があり，これについては今後の課題である． 

 

 

 

Figure G.4. Measured and theoretical values of modulus |Z| (top) and phase θ (bottom) for varying 

external resistor RE under steel/steel contacts; oil: PAO (viscosity at 40°C: ν = 396 mm2/s), normal 

load: Fz = 10 N, entrainment speed U = 0.1 m/s, and slide-to-roll ratio: Σ = 2; red open circles in 

graphs: measured values using LCR meter; red lines in graphs: theoretical values considering effect 

of RE. 
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尚，第 4章と第 5章で用いた試験片の材料は軸受鋼（52100 steel）であり，|Z0|がどちらも

数～数 10 Ωと非常に小さかった．特に軸受試験の場合，θ0 > 0 degとなり，コイル成分，す

なわちインダクタンス成分を検出していることがわかった．インダクタンス成分を検出し

た原因は，接触域の抵抗 R10が非常に小さく，配線部分の抵抗が無視できなくなったことが

原因であると考えられる（つまり，配線はなるべく短くする方が望ましい）．本研究で開発

した電気インピーダンス法は，Fig. 2.7に示したようにインダクタンスを想定していないの

で，外部抵抗 REを接続することで初期の位相 θ0をできる限り θ0 = 0 degに近づけるよう工

夫した． 

ところで，第 4章の要素試験に用いたデータロガーは，最小分解能が 10 Ωであったため，

外部抵抗の影響を考慮した式(G. 7)，及び式(G. 11)を用いるとデータロガーの分解能による

問題をクリアできなくなる．ゆえに，第 4章の要素試験では外部抵抗を使用したにも関わら

ず，式(G. 7)，及び式(G. 11)に RE = 0 Ωを代入して油膜厚さ，及び油膜の破断率を測定した．

但し，第 4章の要素試験に用いた外部抵抗は RE = 0.33 kΩであり，Fig. G.2より RE < 1 kΩを

十分満たすので，ℎ̅と αの測定精度にあまり影響を及ぼさなかったと考えられる． 

一方，第 5章の軸受試験に用いたデータロガーは，最小分解能が 1 mΩと十分小さかった

ので，式(G. 7)，及び式(G. 11)に RE = 0.03 kΩを代入してℎ̅と αを算出した． 
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Nomenclature   
 

a semimajor axis of contact ellipse [m] 

a' estimated semimajor axis of contact ellipse expressed as 𝑎′ = √𝑎𝑏
𝑟𝑦̅̅ ̅

𝑟𝑥̅̅̅
 [m] 

b semiminor axis of contact ellipse [m] 

b' estimated semiminor axis of contact ellipse expressed as 𝑏′ = √𝑎𝑏
𝑟�̅̅̅�

𝑟𝑦̅̅ ̅
 [m] 

c radius of contact circle [m] 

d distance between electrodes [m] 

f frequency of sinusoidal voltage [Hz] 

fm frequency of sinusoidal voltage at peak of ε** [Hz] 

f(y) height of surface roughness in y-axis direction [m] 

h oil film thickness [m] 

ℎ̅ mean oil film thickness expressed as ℎ̅ = (1 − 𝛼)ℎ1 [m] 

h' theoretical measured oil film thickness obtained by electrical method [m] 

h0 rigid body displacement [m] 

h1 oil film thickness in lubricated area [m] 

h2 maximum oil film thickness in surround area expressed as       

ℎ2 = ℎ3 −
𝑟�̅̅̅�+𝑟𝑦̅̅ ̅

2
√1 − (𝑟b

𝑟𝑦̅̅ ̅
)

2

 

[m] 

h3 coordinate of ellipsoid center from x-y plane expressed as       

ℎ3 = ℎ1 +
𝑟�̅̅̅�+𝑟𝑦̅̅ ̅

2 √1 −
𝑎𝑏

𝑟�̅̅̅�𝑟𝑦̅̅ ̅
 

[m] 

hc central oil film thickness calculated by Hamrock-Dowson equation [m] 

hgap gap formed by surface roughness [m] 

hmin minimum oil film thickness calculated by Hamrock-Dowson equation [m] 

hmax maximum thickness of squeeze film expressed as ℎmax = 3ℎ1 [m] 

hoil measured oil film thickness by optical method [m] 

hsp thickness of spacer layer [m] 

i integer [–] 

j imaginary unit [–] 

k number of bearings [–] 

l number of contact points of rolling element [–] 
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m integer [–] 

n number of rolling elements of bearing [–] 

noil refractive index of oil [–] 

nsp refractive index of spacer layer [–] 

𝑝 contact pressure [Pa] 

�̅� mean contact pressure [Pa] 

𝑝max maximum contact pressure [Pa] 

𝑟 polar radius expressed as 𝑟 =
𝑥

𝑟𝑥̅̅̅cos𝜙
=

𝑦

𝑟𝑦̅̅ ̅sin𝜙
 [–] 

𝑟b radius of ball specimen [m] 

𝑟b′ estimated radius of rolling element in rotation direction expressed as   

𝑟b′ =
𝑟�̅̅̅�

𝑟𝑦̅̅ ̅
𝑟b 

[m] 

𝑟𝑥  effective radius in rotation direction of rolling element [m] 

𝑟�̅�  mean effective radius in rotation direction expressed as 𝑟�̅� = (𝑟𝑥1 + 𝑟𝑥2)/2 [m] 

𝑟𝑥1 effective radius in rotation direction between rolling element and inner ring [m] 

𝑟𝑥2 effective radius in rotation direction between rolling element and outer ring [m] 
𝑟𝑦 effective radius perpendicular to rotation direction of rolling element [m] 
𝑟�̅� mean effective radius perpendicular to rotation direction expressed as  

𝑟�̅� = (𝑟𝑦1 + 𝑟𝑦2)/2 
[m] 

𝑟𝑦1  effective radius perpendicular to rotation direction between rolling element 

and inner ring 

[m] 

𝑟𝑦2  effective radius perpendicular to rotation direction between rolling element 

and outer ring 

[m] 

t time [s] 

tr relaxation time [s] 

x coordinate in rotation direction [m] 

y coordinate across rotation direction [m] 

z' complex number [–] 

C1 capacitor in lubricated area within contact area [F] 

C2 capacitor in surround area completely filled with oil [F] 

C2air capacitor in surround area partially filled with air [F] 

C2oil capacitor in surround area partially filled with oil [F] 

E electric field expressed as 𝐸 = |𝐸|exp(𝑗𝜔𝑡) [V/m] 

|E| modulus of electric field [V/m] 

Ee electrical breakdown strength of oil film [V/m] 
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E' reduced modulus of elasticity expressed as 2

𝐸′
=

1−𝜐1
2

𝐸1
+  

1−𝜐2
2

𝐸2
   [Pa] 

E1 elastic modulus of upper specimen [Pa] 

E2 elastic modulus of lower specimen [Pa] 

D electric flux density expressed as 𝐷 = |𝐷|exp (𝑗𝜔(𝑡 − 𝑡r)) [C/m2] 

|D| modulus of electric flux density [C/m2] 

Fa axial load [N] 

Fz normal load [N] 

G bearing characteristic number expressed as 𝐺 =
𝜂(𝑈1 −𝑈2)

�̅�𝐿
 [–] 

He Hersey number expressed as 𝐻𝑒 = 𝜂(𝑈1 − 𝑈2)/𝐹𝑧 [m–1] 

I alternating current (AC) expressed as 𝐼 = |𝐼|exp(𝑗(𝜔𝑡 − 𝜃)) [A] 

|I| amplitude of alternating current [A] 

Ie RMS amplitude of alternating current expressed as 𝐼e =
1

√2
|𝐼| [A] 

𝐽 Jacobian matrix  

L representative length in contact area [m] 

L1 logarithmic function expressed as 𝐿1 = ln(𝑥)   

L2 logarithmic function expressed as 𝐿2 = ln(ln(𝑥))  

M bearing torque [N·m] 

N rotational speed [min–1] 

R1 resistor in breakdown area under dynamic contact condition [Ω] 

R10 resistance of the breakdown area at α = 1 [Ω] 

𝑅a1 arithmetic average roughness of ball specimen [m] 
𝑅q1 root mean square roughness of ball specimen [m] 

𝑅a2 arithmetic average roughness of disc specimen [m] 
𝑅q2 root mean square roughness of disc specimen [m] 

RE external resistor [Ω] 

S electrode area [m2] 

S1 Hertzian contact area [m2] 

S2 surround area of EHD contact [m2] 

T outer ring temperature of bearing [°C] 

U entrainment speed expressed as 𝑈 = (𝑈1 + 𝑈2)/2 [m/s] 

U1 upper surface velocity [m/s] 

U2 lower surface velocity [m/s] 

V sinusoidal voltage expressed as 𝑉 = |𝑉|exp(𝑗𝜔𝑡) [V] 
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|V| amplitude of sinusoidal voltage [V] 

Ve RMS amplitude of sinusoidal voltage expressed as 𝑉e =
1

√2
|𝑉| [V] 

𝔚 Lambert W function  

𝔚0 principal branch of Lambert W function  

𝔚−1 branch of Lambert W function  

Z complex impedance expressed as 𝑍 = 𝑉/𝐼 = |𝑍|exp(𝑗𝜃) [Ω] 

Zc complex impedance without external resistor expressed as 

𝑍c = |𝑍c|exp(𝑗𝜃c) 

[Ω] 

|Z| modulus of complex impedance under dynamic contact condition [Ω] 

|Z*| modulus of complex impedance expressed as |𝑍∗| =
(|𝑍| cos 𝜃−𝑅E)2+(|𝑍| sin 𝜃)2

|𝑍| sin 𝜃
 [Ω] 

|Z0| modulus of complex impedance under stationary contact condition [Ω] 

|Zc| modulus of complex impedance without external resistor [Ω] 

α breakdown ratio of oil film [–] 

αp pressure-viscosity coefficient [Pa–1] 

β air entrainment ratio in surround area [–] 

β' dimensionless constant expressed as 𝛽′ = 1 − (1 − 1/𝜀oil)𝛽 [–] 

�̇� shear rate expressed as �̇� = (𝑈1 − 𝑈2)/ℎ [s–1] 

δ displacement of elastic deformation [m] 

δ' loss angle [deg] 

ε complex dielectric constant of oil expressed as 𝜀 = 𝜀oil𝜀0 = 𝜀∗ − 𝑗𝜀∗∗ [F/m] 

ε* dielectric constant expressed as 𝜀∗ =
|𝐷|

|𝐸|
cos(𝜔𝑡r) [F/m] 

ε** dielectric loss factor expressed as 𝜀 ∗∗ =
|𝐷|

|𝐸|
sin(𝜔𝑡r) [F/m] 

ε' estimated dielectric constant of oil [F/m] 

ε0 dielectric constant of vacuum [F/m] 

ε∞ minimum dielectric constant at high frequency [F/m] 

εgrease relative permittivity of grease [–] 

εoil relative permittivity of oil [–] 

εS maximum dielectric constant at low frequency [F/m] 

Δε dielectric strength expressed as ∆𝜀 = 𝜀S − 𝜀∞ [F/m] 

𝜁 dimensionless constant expressed as 𝜁 = 1 − √1 − (𝑟b/𝑟�̅� )
2
 [–] 

η viscosity of oil expressed as 𝜂 = 𝜂0exp(𝛼p𝑝) [Pa·s] 
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η0 viscosity of oil at atmospheric pressure [Pa·s] 

θ phase of complex impedance under dynamic contact condition [deg] 

θ0 phase of complex impedance under stationary contact condition [deg] 

θc phase of complex impedance without external resistor [deg] 

𝜆 wave length of light [m] 

𝜆1 wave length of dark fringe [m] 

𝜆2 wave length of bright fringe [m] 

μ friction coefficient [–] 

ν kinematic viscosity of oil [mm2/s] 

ρ density of lubricant expressed as 𝜌 =
0.59×109+1.34𝑝

0 .59×109+𝑝
𝜌0    [g/m3] 

ρ0 density of lubricant at atmospheric pressure [g/m3] 

ρ' electrical resistivity [Ω·m] 

ρ'Fe electrical resistivity of iron [Ω·m] 

ρ'ITO electrical resistivity of ITO [Ω·m] 

𝜎′ electric conductivity expressed as 𝜎′ =
1

𝜌′
   [Ω–1·m–1] 

τ shear stress expressed as 𝜏 = 𝜂�̇� [Pa] 

τ1 shear strength of junction [Pa] 

υ1 Poisson’s ratio of upper specimen [–] 

υ2 Poisson’s ratio of lower specimen [–] 

𝜑Fe  volume fraction of iron particles in grease [vol%] 

ω angular frequency of AC voltage expressed as 𝜔 = 2𝜋𝑓 [rad/s] 

Λ film parameter expressed as 𝛬 = ℎ̅/√𝑅q1
2 + 𝑅q2

2 [–] 

Σ slide-to-roll ratio expressed as 𝛴 = (𝑈1 − 𝑈2)/𝑈 [–] 

𝜙 polar angle [deg] 
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海外の大学の先生や研究機関の方々と顔見知りになることができました．この繋がりは，今

後も大切にしていきたいと考えております． 

更に，本研究を進めるに当たり，一緒に実験を行い，議論を重ねた弊社前田成志殿にも感

謝申し上げます．本論文を作成するに当たり，色々相談にも乗って頂きました．また，私が

国内の学会に参加できない際には，共同研究者として代わりに学会発表もして頂きました．

心より，御礼申し上げます． 

本論文は，ここに書ききれなかった多くの方々のご協力もあって，完成に辿り着くことが

できました．関係者の皆様に，この場を借りて厚く御礼申し上げます．最後に，私を育てて

くれた父純司と母俊子，そしていつもお世話になっている妻真美に感謝致します． 

 

 

平成 31年 2月 6日 

日本精工株式会社社内にて 

 


