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スリーブ組立式複合ロールの界面すべりに及ぼす
駆動トルクの影響と新しい設計概念の提案

連 載

はじめに

　図 1に示す熱間圧延は金属を最も効率良く製品

に加工する方法であり，大量生産に適しており，

他のどの金属加工よりも生産量が多い
1)～15)

．図 1

（a）の 4段式圧延機は，熱間圧延用として最も一

般的であり，1対のワークロールと 1対のバック

アップロールから構成される．圧延ロールに関し

て，中実式ロールが主流であるが，その構造をス

リーブ組立式に移行する考え方がある．すなわち，

1000 mmを越える胴径の大きな補強ロール 1)
や大

型 H形鋼圧延用ロール 4)5)
等では，中空円筒胴部

に軸を焼嵌める，スリーブ組立式構造（以下スリー

ブロールと呼ぶ）が試行され，一部は実用化され

てきた（図 1（b），（c）参照）．このスリーブロール

は圧延により消耗したスリーブだけの交換で，軸

は継続使用ができる．特に，コスト縮減だけでなく，

次世代ロールとして期待されている超硬ロールや

セラミックロールはスリーブ構造の採用が不可欠

であり，現状のロールの限界を超えた要求を満た

す候補とされている．

　一方で，スリーブロールには，ロール残留曲が

り
3)12)
やスリーブの円周すべりに起因するスリー

ブ割れ
8)16)
など，固有の問題がある．特に，ス

リーブの円周すべりに関しては，過大な回転トル

図 1　圧延中のスリーブ組立式薄板圧延ロール
の概略図．
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クによって一気にすべりが生じないような設計が

なされていても，スリーブすべりが生じることが

報告されており
8)16)
，要因の解明が求められてき

た．同様な現象として，転がり軸受において，軸

とインナーレース間，ハウジングとアウターレー

ス間ですべりが生じることが知られており
17)～19)

，

界面クリープ現象（軌道輪が運転中に軸またはハ

ウジングに対して移動する現象）と呼ばれている．

先の解説では，このようなスリーブロールの界面

すべりが，転がり軸受けにおける界面クリープと

同様に，同じ方向にすべりが生じる，類似の現象

であることに着目した．すなわち，このような現

象を本質的に理解するために，前回では，圧延時

のモーターの駆動トルクが 0の，自由転がりの条

件下での，スリーブロールのすべりを数値シミュ

レーションで考察した結果を説明した．

　図 1（b），（c）に，熱間圧延スタンドに使用する

圧延用スリーブロールを示す．図示するように，

モーターの駆動トルクと圧延鋼材からの摩擦力に

よる力のモーメントが釣り合っており，それらは

すべりを大幅に促進すると考えられる．よって，

本稿では，熱間圧延を，実際と同様の条件下で数

値解析した結果を紹介し，界面すべりに及ぼす駆

動トルクの影響を明確にする．熱間圧延では，転が

り軸受とは異なり，駆動トルクによって促進は重大

な事故を引き起こす可能性がある．その際，焼嵌め

率と摩擦係数はすべり抵抗に寄与するので，それら

の影響を解説する．最後に，これらの議論からスリー

ブロールの新しい設計の考え方を提案する．

「不均一すべり」の数値解析法と従
来の設計対象の「全体すべり」との
違いについて

　スリーブロールにおけるスリーブすべりの現象

は，転がり軸受分野では，「界面クリープ」と称さ

れる
20)21)
．しかし，ここでは，圧延分野のスリー

ブ組立式ロールの用例に従って，「界面クリープ」

の呼称は使用しない．また，従来の設計では，ス

リーブすべりの要因として，駆動トルクによる「全

体すべり」が想定され，それに対する対策がなさ

れてきた．それにもかかわらず，スリーブすべりの

現象が生じている．これらを考慮して，本稿では，

駆動トルクによる「全体すべり」に加えて，新たに

局所的な「不均一すべり」が影響するものと考える

（不均一すべりは図 3参照）．そして，それを数値

シミュレーションで求めた結果について解説する．

　図 1は 4段式圧延機に使われるスリーブ組立式

薄板圧延ロールの概略図を示す．図 1（a）は 4段式

圧延機のロール長さ中央軸断面，図 1（b）はロール

軸断面である．図 1に示すように，スリーブロー

ルは焼き嵌めされたスリーブとシャフトで構成さ

れる．図 1（c）は，複合スリーブロールの一般的な

例であり，遠心鋳造法により製作される．ここで，

スリーブには耐摩耗性と強靭性の双方が要求され

るため，外層にハイスや高クロム鋼などの耐摩耗

材を用い，内層にはダクタイル鋳鉄からなる，複

合スリーブで構成する．解析を簡素化し，界面す

べりを明確にするために，ここでは複合スリーブ

ロールの代わりに，単一材料スリーブロールに焦

点を当てる．

　図 2に，本研究で使用する数値シミュレーショ

ンの対象モデルを，実体ロールと関連させて示す．

ロールを回転させず，ロール表面の周方向荷重移

動でロール回転を表現する，荷重移動法を適用す

る
20)
．図 2（a）はロールが回転する実体ロールであ

る
18)19)
．図 2（b）はこれをモデル化したもので，初

期の研究で考察した，軸全体を剛体としたモデル

である
21)
．本報では，図 2（c）のように，軸中心に

剛体を導入して，ロール中心の変位と回転を拘束

するとともに，スリーブと軸の弾性変形を考慮す

る．中心の剛体寸法は結果に影響しないことを確

認した上で直径 8 mmとする．荷重移動間隔は，

解析精度と計算時間を考慮して，ϕ = 4°とする20)
．

　界面クリープの解析に用いるロールへの負荷

は，バックアップロールからスリーブへの圧下力

P，圧延材からスリーブへの圧延反力 Pと摩擦力 S

（せん断力），およびモーターから軸への駆動ト

ルク Tである．せん断力 Sと軸駆動トルク Tに

は T = SD /2が成立する（図 3（a）参照）．標準的



70                                                                                                                                                                        金属 Vol.93 (2023) No.6

連載　（続）産業用ロール・ローラの技術的課題と解決（5）                                                                                       

                                                                                                     (518)                                                                                              

な圧下力 Pを P = P0とする．また，軸のベンディ

ング力 Pbは圧下力 Pに比べて小さいので無視す

る．軸トルク Tの界面クリープへの影響に関し

て，先の研究でも考察した
21)
．ここでは，前報で

使用したトルク条件を用いて，モーターの定格ト

ルク T = Tm = 471 Nm /mmより，摩擦力（せん断

力）S = 1346 Nm /mmを求めた 21)
．メッシュ分割に

は，四辺形一次要素を用い，その総要素数は，4.6

× 104である．

　従来の設計で考慮された「全体的すべり」と区別

するために，本稿で考慮するすべりを「不均一す

べり」と呼ぶことができる．これは，負荷荷重 P

により，不均一な変形が界面に現れるためである

（後述する図 3の①参照）．従前のスリーブロール

の設計では，「全体的すべり」の対策を式（1）に基

づいて考えている．すなわち，モーターの駆動トル

クは，式（1）で定義されるすべり抵抗トルク Trより

も小さくすればよいとしていた．

T<Tr，T
d

dlr r= ξ π βµσ
2 shrinkb （Nm /mm）（1）

ここで，dはシャフトの外径（スリーブの内径と同

じ），lbはロールバレルの長さ，µ はシャフトとス

リーブの間の摩擦係数，σ rshrinkは焼嵌め応力であ

る．記号 ξ は，製造誤差を考慮した実効焼嵌め率

を示す．T<Tr以下では，「全体すべり」は防止でき

るが，「不均一すべり」が発生する可能性がある．

　スリーブ抵抗トルク Trは，係数 ξ = 1，lb = 1 mm, 

µ= 0.3，σ rshrink = −21.6 MPaと δ /d = 0.5 × 10−3の標

準条件下で，Tr = 3193 Nm /mmと計算できる（式

（3）参照）．実際のトルクは，減速比 η = 1.88222)

を使用して，Tm = 471 Nm /mmとして表すことが

できる．ここでは，η = 1として，定格トルクを

Tm = 471 Nm /mmとして，定格トルクが小さいと界

面すべりが発生する可能性があることを検証する．

　焼嵌め式のロールでは，式（2）に示すように，

ロール側のすべり抵抗トルク Trが軸駆動トルク T

よりも大きいとする．ここでα はすべりに対する

安全率である．

Tr =αT（Nm /mm）                                    （2）

T = Tm = 471 Nm /mmの定格トルクの下で，式（2）

から安全係数α = 6.77が得られる．せん断力 Sは

式（3）から求めることができる．

図 2　界面すべりの数値実験のための荷重移動法によるモデリング．



金属 Vol.93 (2023) No.6                                                                                                                                                                     71

                                                                                        連載　（続）産業用ロール・ローラの技術的課題と解決（5）

                                                                                                     (519)                                                                                              

T S
D

m =
2
（Nm /mm）                                  （3）

定格トルクが Tm = 471 Nm /mmの場合，摩擦力（=

せん断力）Sは式（3）から S = 1346 Nm /mmと求め

られる．

　軸に対するスリーブの相対移動量 uθを次のよう

に定義する．荷重が角度ϕ=0°からϕ =ϕ まで（同

時にϕ =π からϕ=（π +ϕ）まで荷重負荷があるが，

省略することがある）移動する間の，界面上の角

度 θ におけるスリーブ内面の変位を uθ
P(0)～P(ϕ )(θ )

と表示する．本研究では，スリーブと軸の弾性変

形を考慮するため，ロール回転（荷重移動）に伴っ

て位相差が生じ，弾性軸と弾性スリーブの焼嵌め

面における変位 uθ(θ )の差，すなわち，相対変位

uθ
P(0)～P(ϕ )(θ )=　   　 − 　  　 　 が焼嵌

め面における界面すべり量となる．

　表 1に，解析に用いるロールモデル寸法，機械

的性質および境界条件を示す．普通鋼板の熱間圧

延に相当する条件を想定して
7)
，ロール 1mm当た

り荷重 P = 13270 N /mmを用いる．焼嵌め代 δ を

内径 dで除した焼嵌め率δ /d = 0.5 × 10−3を用いる．

スリーブ・軸間の摩擦係数はµ = 0.3とする．

　図 2のスリーブ組立式ロールの数値解析には，

有限要素法（Finite Element Method，以降 FEMと

略称する）を用いる．有限要素法の適用例は様々報

告されており，複合材などへの適用
23)～28)

が比較

的容易であるという利点の他に，引張試験片のよ

うな単純な構造の解析
29)
から，ボルト・ナットの

ような複雑な構造の解析
30)
まで行うことができ，

汎用の FEMソフトも数多く開発されている．ここ

ではMSC，Marc/Mentat 2012を用いる．このソフ

トでは，非線形解析に完全ニュートン・ラプソー

ン法を使用しており，接触解析には，直接拘束法

を使用している
31)
．解析タイプは静的構造で平面

ひずみ解析とする．

定格トルクの下での周方向相対変
位と相対変位増加率

　スリーブが荷重移動 P(0)～P(ϕ )を受けるときの

スリーブ界面の周方向変位を uθ
P(0)～ P(ϕ )(θ )と表す．

変位 uθ
P(0)～P(ϕ )(θ )の上付き記号 P(0)～P(ϕ )は，荷

重をϕ = 0～ϕ（同時にϕ = π～（ϕ + π）にも負荷する

が省略）と移動させたとき，位置 θ におけるスリー

ブ変位 uθ(θ)を意味する20)
．

　図 3に弾性軸に作用する荷重が，① ϕ = 0（初

期荷重）から，②→ ϕ = π（半周移動），③→ ϕ

= 2π（1周移動）と移動するときの，①初期荷重に

よる変位 uθ
P(0)(θ )，②荷重が半周移動した際の変

位 uθ
P(0)～P(π )(θ )，および③荷重が 1周移動した際

の変位 uθ
P(0)～P(2π )(θ )，それぞれの分布を示す．初

期荷重ϕ = 0では，せん断力が作用する側の荷重

表 1　ロールモデルの寸法，機械的特性および境界条件．

機械的性質 スリーブ 鋼製スリーブのヤング率 Esleeve

鋼製スリーブのポアソン比 ν
210 GPa
0.28

シャフト
鋼製シャフトのヤング率 Eshaft

鋼製シャフトのポアソン比 ν
210 GPa
0.28

ロール寸法 スリーブ外径 D
スリーブ内径 d

700 mm
560 mm

焼嵌め 焼嵌め率 δ /d
シャフトとスリーブ間の摩擦係数µ

0.5 × 10−3

0.3

外力 厚さ当たりの集中力 P

厚さ当たりの摩擦力 S
厚さ当たりの駆動トルク Tm*
厚さ当たりの抵抗トルク Tr*
ベアリングからの曲げ荷重 Pb

13270 N /mm
全荷重：1.327 × 107 N
ロール幅 : 1000 mm
1346 N /mm
471 Nm /mm
3193 Nm /mm
0 N /mm
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位置（θ=0°）の両側付近での変位の絶対値は異な

り，せん断力の+方向側（θ >0）で変位の絶対値

は大きく，　　　　　　　　　　　　　である．

　図 4（a）に，弾性軸と剛体軸に関して，荷重を

2 回転させて，スリーブ変位の挙動を平均変位

　　　　と荷重回転移動角ϕ との関係を，ロール

図 3　焼嵌め界面に生じる「不均一すべり」の例．弾性軸に作用する荷重が，①ϕ = 0（初期荷重），→②ϕ = π（半周
移動），→③ϕ = 2π（1周移動）と移動するときの，①初期荷重による変位 uθ

P(0)(θ )，②荷重が半周移動した際の変位

uθ
P(0)～P(π)(θ)，および③荷重が１周移動した際の変位 uθ

P(0)～P(2π)(θ)，それぞれの不均一な θ 方向の分布（弾性ロールがモー
ターの定格トルク T=Tmで駆動される条件，T=Tm，Esleeve = 210 GPaのとき）

図 4　平均変位　　　　(ϕ)，変位増加率 d　　　　(ϕ) /dϕ と荷重回転移動角ϕ との関係（剛体軸（Eshaft→ ∞，T = Tm）

と弾性軸 Eshaft = 210 GPa，T = Tm）の比較）．
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がモーターの定格トルク T = Tmで駆動される条件

下で示す．弾性体，剛体に関わらず荷重が移動す

るにつれて平均値はほぼ線形的に増加している．2

回点目の，ϕ = 2π～4π 間では，その変化は線形と

見なしうる．図 4（b）の変位の増加率を示す図では，

ϕ = 2π 以降（荷重 1回転以降）の変位増加率が一定

になることがより明確に示される．つまり，図 4（b）

の 1回転以降の変位増加率 duθ
P(0)～P(ϕ )(ϕ )/dϕ|ϕ ≥ 2π

に注目して，界面すべりを定量的に評価すること

ができる．図 4（b）により，軸が弾性体の場合は剛

体より 4倍近く変位増加率 duθ
P(0)～P(ϕ )(ϕ )/dϕ|ϕ ≥ 2π

が大きい． 

　前解説
21)
で，自由転がり条件下における界面す

べりの生成機構を，界面でのせん断応力 τrθと摩擦

応力µσ rとの関係から説明した．具体的には①焼

嵌め面ですべり域（τ rθ |µσ r|なる応力準平衡域）

が存在することや，②すべり域を中心に不可逆変

位が生じること，③初期荷重によって界面に不均

一で不可逆的に生じた変位が，荷重移動，すなわ

ちロール回転とともに，不可逆変位の蓄積によっ

て，不均一に生じた変位の平均値が増加すること

などを解説した．図 5に荷重 1回転後のすべり域

を剛性軸と弾性軸について示す．なお，荷重 1回

転以降，すべり域は変わらない．すなわち，変位

のような不可逆変位の蓄積現象は応力に関しては

生じない．図 5（a）は荷重 1回転後における弾性

軸でのすべり域であり，せん断応力  　　，摩擦

応力　　　　の分布とともに示す．図 5（b）は剛

体軸に関してのすべり域と応力分布である．ここ

では解析の精度を考慮し，±1 MPa以内で τ rθ
P(0)

|µσ r
P(0)|となる領域をすべり域とした．図 5（a），

（b）より，負荷位置 θ = 0，θ = π の両側に τ rθ
P(0)

|µσrP(0)|となる領域（すべり域）が確認できる．

　荷重 1回転後のすべり域は，剛体軸よりも弾性

軸の方が 2倍近く大きくなる．すなわち，軸の弾

性変形によってすべり域が拡大する．このことが，

図 4に示すように，弾性軸の平均変位が大きくな

る要因となる． 

変位増加率に及ぼす軸弾性係数の
影響

　前節では，剛体軸から鋼製軸 Eshaft = 210 GPaへ

変えた場合の界面すべりへの影響を調べた．本節

では，表 2に示す実用材料を軸として用いるとき，

その変位 uθ
P(0)～P(ϕ )

への影響を調べる．軸材として

ダクタイル鋳鉄，鋼，セラミックス，サーメット

の 4材質を対象とする．

図 5　荷重 1回転後における弾性軸と剛体軸でのすべり域の比較（P(0)～P(2π)，T = Tm，µ = 0.3）．
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　図 6に変位増加率と軸の弾性係数の関係を示す．

ダクタイル鋳鉄（DCI），鋼，セラミックス，サーメッ

ト，剛体軸の順に変位増加率 duθ
P(0)～P(ϕ)(ϕ)/dϕ|ϕ ≥ 2π

が大きい．すなわち軸弾性係数が小さくなるに

したがって，変位増加率が大きくなっており，軸

の弾性変形がすべりに関与していることが分か

る．このような変位増加率の違いは，着力点 θ=0°

（360°）180°の両側で生じる「すべり領域」，すなわ

ち τ rθ
P(0)～P(2π)

｜µσ r
P(0)～P(2π)

｜を満足する領域の大き

さの違いに対応している（図 5参照）．図 7にロー

ル 1回転後のすべり領域比 lslip /πdとシャフトの弾

性係数の関係を示す．ここですべり領域比は，す

べり域 lslipの全周に対する比率である．

すべり領域比 = lslip /πd，

lslip=τrθ
P(0)～P(2π) µσr

P(0)～P(2π)
を満足する領域

                                                                      （4）

　図 7では，弾性係数が小さくなるとすべり域

lslip /πdは増加しており，その様子は図 6の変位増

加率と全く同じではないものの，同様な傾向を示

す．界面の変位はすべり域の大きさに比例するこ

とが前報
20)21)

でも示されており，図 6，7において

も同様である．

　このように，弾性係数の減少に伴って，変位増

加率が増加することは，すべり域の増加によって

説明できる．すべり域の大きさは同一スリーブ厚

さ，荷重の場合，界面での接触状態すなわち応力

状態の影響を受ける．そこで，界面での変位を拘

束するσ rP(0)～P(2π )
に注目する．軸の扁平化（だ円

化）の影響を受けて，応力σ P(0)～P(2π )
が焼嵌め応力

σ rshrinkに対して低下する領域を接触応力低下領域

lsmallと定義する．すなわち，低応力域 lsmallとは

σr
P(0)～P(2π) ≤σrshrink（Eshaft = Esleeve = 210 GPaのとき）

が成立する領域である．図 8に，1回転後の半径

方向応力σP(0)～P(2π)
の低応力域と弾性係数の関係を

示す．ここで，接触応力低下領域比は，全長πdに

表 2　シャフトのヤング率 Eshaft．

材料 シャフトのヤング率

Eshaft（GPa）名称 規格

DCI
鋼

セラミックス

サーメット

剛体

Hs52

Hv220

Si3N4

WC系

―

160

210

300

490
∞

図 6　変位増加率 d　　　　(ϕ) /dϕ と軸の弾性係数 Eshaftの関係（スリーブのヤング率 Esleeve = 210 GPaのとき）．
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対する低応力域幅 lsmallの割合であり，式（5），（6）

で表される．

接触応力低下領域比 =
l

d
small

π
（％）             （5）

　lsmall =σr
P(0)～P(2π) ≤σrshrinkとなる領域で

lsmall = θ s × d /2  （σ rshrinkは，Eshaft = Esleeve =

　 210 GPaのときの荷重 Pを負荷する前の焼

　  嵌め応力）                                              （6）

図 7　ロール 1回転後のすべり域率

lslip /πd（Slippage region ratio）とシャフ

トの弾性係数の関係（スリーブのヤン

グ率 Esleeve = 210 GPaのとき）．

図 8　ロール 1回転後の半径方向応力

σ r
P(0)～P(2π )

の低応力域と弾性係数の関係

（スリーブのヤング率 Esleeve = 210 GPa
のとき）．
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　図 8より，弾性係数の最も小さい DCI軸は，低

応力域 lsmallが大きい．低応力域幅 lsmallが大きい

ほど界面でのすべりが生じやすい．弾性係数が大

きくなるほど低応力域は小さくなるが，剛体軸に

も低応力域が存在する．これはスリーブの扁平化

によるものである．低応力域 lsmallが大きいなら，

焼嵌め状態を緩ます作用も大きく，それは扁平化

効果によって説明できる．

「不均一すべり」に及ぼす過大トル
クの影響（「不均一すべり」に基づく
新しい設計概念の構築に向けて）

　上記の説明では，圧延ロールに付加する軸ト

ルクとして，ロールが定格トルク Tmで駆動され

る場合を基準に解説してきた．しかし，実ロール

の軸には，定格トルクに加えて，減速比η，上下

ロール配分比，オーバートルク，圧延材噛み込み

時の衝撃係数など，多くの要因によって過大な軸

トルクが作用する．したがって，以下の解説では，

トルクなし条件 T = 0ならびにモータ定格トルク

T = Tmに加えて，他のトルク条件として T = 2Tm，

T = 3Tmが作用する場合も考慮する．

　図 9（a）は，定格トルクに対する駆動トル

ク T /Tm の大きさが，1 回転後の平均変位

に与える影響を示している．弾性

軸 Eshaft = 210 GPaと剛性軸 Eshaft = ∞に，標準荷

重 P = P0が作用する場合，1回転 ϕ = 2π の変位

は，T /Tmの増加に伴い大幅に増加

する．弾性軸に定格トルク T = Tmが作用する場合

の平均変位 は剛性軸の 4倍であるの

に対して，T = 3Tmが作用する場合の弾性軸の平

均変位 は，剛性軸の 9倍になる．図 

9（a）に示すように，T = 0すなわち自由転がりでも，

前解説
20)
で説明したように，「不均一すべり」が

不可逆的に生じ，荷重移動すなわちロール回転と

ともに蓄積され，平均変位 ≠ 0であ
り，スリーブすべりが発生する可能性がある．

　図 9（b）は，定格トルクに対する駆動トルク

T /Tmの大きさが，1回転後の平均変位の増加率

　   　　　　 /dϕ に与える影響を示している．弾

性軸 Eshaft = 210 GPaと剛性軸 Eshaft = ∞に，基準荷

重 P = P0が作用する場合，1回転ϕ = 2π の変位増

加率　　      　  /dϕは，T /Tmの増加に伴い大幅

に増加する．弾性軸のモーター定格トルク T = Tm

における変位増加率　  　　　　　/dϕ は剛性軸の

5倍であり，　　　 　　 　 /dϕ，T = 3Tmでの弾性

軸の値は，剛体軸の 19倍である．研究の初期段階

では，スリーブの変位に着目して剛体軸モデルを

想定した．しかし，図 9（a）と図 9（b）は，弾性軸

のモデル化が必要であることを示している．図 9

（b）で注目すべきことは，T = 0でも変位増加率が

ゼロではなく　　 　　　　 /dϕ ≠ 0となることで，

先にも解説した自由転がりT = 0下で生じるスリー

ブすべり
20)
によるものである．

　次に，トルク無条件 T = 0と標準圧延条件

P = P0，T = Tmに加えて，極端に厳しい条件

P = 3P0，T = 3Tmを考える．圧延時トラブルの状

態では，Pが Tに比例して増加すること（P ∝ T）

が知られている．よって，Pの P = 3P0，T = 3Tm

は圧延時のトラブルの状態を想定している．図 9

（c）の実線は，Pと Tの両方が比例的に増加する

場合の，平均変位　　　　　　に対する T /Tmの

影響を示している．P = 3P0，T = 3Tmでの，弾性

軸 Eshaft = 210 GPaの平均変位　　　　　　は，標

準条件 P = P0，T = Tmのそれより 20倍大きい．

また，転がり故障状態 P = 3P0，T = 3Tmでは，弾

性軸の　　　　  　は，剛体軸の場合より 8倍大

きい．一方，図 9（c）の破線は，荷重 Pを P = P0，

P = 2P0，P = 3P0のようにそれぞれの荷重で固定

して，モータートルク Tを変化させたときの，平

均変位　　　　　　を示している．P = P0固定で

は，T = 3Tmの平均変位　　　　　　は，T = Tm

の平均変位　　　　　　よりも 5倍大きい．ただ

し，T = Tmを固定すると，P = 3P0での平均変位

は，P = P0のそれの 10倍になる．この考察より，

平均変位　　　　　　に対する Pの影響が，Tの

影響よりも大きいことを示している．

　図 9（d）の実線は，Pと Tが比例して増加したと

きの界面変位　　 　　　　 /dϕ の増加率に対する
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T /Tmの影響を示している．P = 3P0，T = 3Tmで弾

性軸 Eshaft = 210 GPaの変位増加率  　　　　 　　 /

dϕは，P = P0，T = Tmのそれより 70倍大きい．また，

圧延トラブルの状態 P = 3P0，T = 3Tmでは，弾性

軸の変位増加率　　　 　　　 /dϕ は，剛体軸のそ

れより 31倍大きい．図 9（d）の破線は，荷重 Pを

P = P0，P = 2P0，P = 3P0のそれぞれに固定し，駆

動トルク Tのみを変化させた場合の変位増加率

　　　　　  　 /dϕを示している．P = P0に固定し

た場合，T = 3Tmでの変位増加率 　　　　　　 /dϕ

の値は，T = Tmでの　 　　　　　/dϕ の 10倍で

ある．逆に，T = Tmを固定して荷重 Pのみを増加

すると，P = 3P0での変位増加率　　　　　　 /dϕ，

P = P0でのそれよりも 16倍大きくなる．つまり，

圧延荷重が大きくなる影響は駆動トルクが大きく

なる影響よりも大きい．平均変位位

と比較して変位増加率　  　　　　　 /dϕ に大き

な変化が見られる．圧延トラブルが発生すると，

図 9　駆動トルク Tと圧延荷重 Pが増加するときの変位増加率の増加（弾性率 Eshaft = 210 GPaに作用する圧延荷重が 1
回転移動するときϕ = 2π）．
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 　　 　　　  /dϕ が急激に大きくなるので注意が

必要である．

　図 9（c）および図 9（d）に示すように，トルクゼ

ロ T = 0の，自由転がり条件下でも，平均変位と

　　　　　　変位増加率　　　　　　 /dϕ は，

負荷力 Pの増加に伴い顕著に増加する．これは，

自由転がり下での円周方向に不均一で不可逆的な

すべりが発生し，それが圧延荷重とともに増加す

ることから説明できる．前解説でも，トルクゼロ

の場合でも周方向すべりが生じる理由
20)
を説明し

たが，本稿の圧延荷重の影響により，トルクゼロ

の場合でもすべりが顕著に増加することから，よ

り明確となった．

焼嵌め率 δ /dが「不均一すべり」
に及ぼす影響

　焼嵌め圧延ロールでのスリーブの「全体すべり」

を防ぐには，Tr>Tとして式（1）のすべり抵抗トル

ク Trを駆動トルクよりも大きくする必要がある

が，図 3に示すような「不均一すべり」が発生す

る可能性がある．ここでは，式（1）の焼嵌め圧力

σ rshrinkを支配する焼嵌め率に着目する．すなわち，

上記の説明では，焼嵌め率 δ /d = 0.5 × 10−3を固定

して，界面のすべりに対する駆動トルク Tの影響

を解説した．δ /d = 0.5 × 10−3の場合，すべり抵抗

トルク Trは Tr = 6.77 Tmと定格トルク Tmより大

きくなる．一般的にスリーブ組立式ロールでは，

δ /d = 0.4 × 10−3～1.0 × 10−3の範囲の焼嵌め率が適

用される．このような範囲の制限は，長年の経験

に基づいており，δ /d < 0.4 × 10−3の値が小さいと

界面がすべりやすくなり，δ /d > 1.0 × 10−3の値が

大きいと界面がすべり難くなるためである
6)
．

　図 10は，焼嵌め率 δ / dを δ / d = 0～ 1.0 × 10−3

 
の範囲で変化させたときの界面変位増加率

　　　 　　　 /dϕ を示している．変位増加率

　　　　 　　 /dϕ は，焼嵌め率 δ /dが大きくなる

と減少する．これは，δ /dの増加に伴い，焼嵌め

応力σ rshrinkが増加するためである．すなわち，焼

嵌め率δ /dが増加すると，すべり抵抗が増加するこ

とで，変位増加率　  　　　　　/dϕ が減少する．

　焼嵌め率 δ / d = 0 の場合でも，変位増加率

 　　　　　　 /dϕ は無限大とならない．これ

は，一対の荷重 Pによってロールが押されるため，

軸とスリーブ界面で接触圧が発生し，接触部のす

べり抵抗を発生させるためである．一方，δ /d→ ∞

の場合，スリーブとシャフトはすべらず一体化する

ため，変位増加率はゼロに近づき，　　  　　　　

/dϕ → 0となる．

　また，基準値の焼嵌め率 δ / d = 0.5 × 10−3にお

いて，T = 3Tm，P = 3 P0のときの変位増加率

　 　 　     　/dϕ =7.0 × 10−2 mm /degは，T = Tm，

P = P0のときの 　　　　　　 /dϕ = 0.1× 10−2 mm /

deg の約 70倍大きい．なお，大きな δ /dを使用す

れば，スリーブの内部破断を防ぐことができるが，

スリーブ内面に現れる大きな周方向応力σθが破断

の原因となることに注意する必要がある．

摩擦係数μが「不均一すべり」に及
ぼす影響

　摩擦係数は，焼嵌め率と同様に，界面すべりを

防止するための主な要因である．従って，本節で

は基準値µ = 0.3を含むµ = 0.1～1.0の範囲で摩擦係

図 10　変位増加率と焼嵌め率δ /dの関係（ϕ = 2π，T = 0，

P = P0，T = Tm，P = P0，T = 3Tm，P = 3P0のとき）．
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数を変化させた結果を解説する．実験的研究では，

µ = 0.2がスリーブの内面とシャフトの外面の間の

摩擦係数として使用されている
1)
．また，鋼間の

摩擦係数としてµ = 0.4が報告されている32)
．この

ように，スリーブロール接合面ではµ =0.2～ 0.4前

後の値がよく使われている．なお，鉄鋼産業で使

用される多くの金属の中で，純金属は他の合金よ

りも摩擦係数が高いことが知られている．したがっ

て，摩擦係数µ は，純鉄に非常に近いと見なすこ

とができるアームコ鉄と組み合わせて考慮する必

要がある
33)
．次に，摩擦係数の最大値は，アーム

コ鉄 /アルミニウムの組み合わせでµ = 0.82，アー

ムコ鉄 /ニッケルでµ = 0.58，アームコ鉄 / 鉄でµ

= 0.52になる．以上から，本稿では実用的な意味

での摩擦係数の上限としてµ = 1.0を採用する．

　図 11 に摩擦係数 µ を変化させたときの変位

増加率　　　　　　 / dϕ を示す．変位増加率

　　 　　　　 /dϕ は，摩擦係数µ が大きくなるほ

ど小さくなることがわかる．使用範囲に制限はあ

るが，焼嵌め率 δ /dが大きく，摩擦係数µ が大き

いと，界面すべりを防止することができる．大きな

δ /dと大きなµは界面すべりを防ぐ可能性があるが，

圧延トラブル T = 3Tm，P = 3P0の下でそのような

δ /dとµを使用して対策することは困難である．

スリーブロールの「不均一すべり」
を考慮した新しい設計概念の提案
と「全体すべり」に基づく従来の設
計との比較

　図 12に，「全体すべり」に基づく従来の設計思

想に対して，「不均一すべり」を考慮した新しい設

計思想の必要性をまとめたものである．図 12（a）

に示すように，従来の設計法では（1）式より駆動

トルク Tが摩擦抵抗トルク Trより小さいならば，

図 11　変位増加率と摩擦係数µ の関係（ϕ = 2π，T = 0，

P =P0，T = Tm，P = P0，T = 3Tm，P = 3P0のとき）．

図 12　従来の設計とは異なるスリーブロールの新しい設計概念の提案．
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「全体すべり」が防げると考え，T <Trとしていた．

代わりに，新しい方法では，駆動トルク Tが，モー

タの定格トルク Tmよりも小さい場合でも，すな

わち，T <Tmを満足する場合でも（より正確には

駆動トルクゼロ T = 0でも圧延荷重 Pがゼロでな

い場合 P ≠ 0には），少量の界面すべりが発生する

可能性があると考える．したがって，新しい設計

では，図 12（b）に基づいて，適切なキーを設計す

るなどして界面のすべりを防ぐことになる．

おわりに

　スリーブ組立式ロールには，いくつかの利点が

あり，①シャフトの延性を保ちスリーブの耐摩耗

性を単独で向上させることや，②破損したスリー

ブを交換することで，シャフトを再利用できるこ

と，③次世代超硬ロールなどで不可欠であること

などが挙げられる．本稿では，実圧延における界

面すべりを明らかにするために駆動トルクの影響

を数値解析した結果を中心に解説した．シャフト

の弾性や，焼嵌め面の摩擦係数に加えて，圧延負

荷や駆動トルクがスリーブすべりへ及ぼす影響が

議論されており，実圧延下での通板事故を想定し

た界面すべりに対する理解の深化が期待される．

本稿で説明した内容をまとめると以下のようにな

る．

　1）初期荷重によって「不均一すべり」が不可逆

的に生じ，それが蓄積されることでスリーブすべ

りが生じる（図 3参照）．不均一なすべり変位の平

均値とその変位増加率に注目すると，たとえば，

変位増加率は，最初の 1回転で徐々に増加するが，

1回転後は一定になる．したがって，1回転後の平

均変位や 1回転後の変位増加率から，多数回転後

の界面すべり量を予測できる（図 4参照）．

　2）定格トルク T = Tmで駆動されるロールの変

位増加率は，自由転がり T = 0の場合のそれの約 5 

倍になる （図 4参照）．駆動トルクTの加速効果は，

摩擦応力とせん断応力がほぼ等しい「すべり領域」

によって説明できる．定格トルク T = Tmでは，自

由転がり T = 0に比べて「すべり領域」が大きくな

る（図 5参照）．

　3）圧延時トラブルの状態では，ロール駆動トル

ク Tと圧延荷重 Pが比例して増加すること（P ∝

T）が知られているが，このとき，変位増加率は顕

著に増加する（図 9参照）．圧延トラブルに相当す

る荷重条件 T = 3Tm，P = 3P0では，標準圧延条件

T = Tm，P=P0の 70倍の変位増加率となる（図 9参

照）．

　4）自由転がり下でも円周すべりが生じることは，

圧延荷重 Pによって軸スリーブ界面に「不均一す

べり」が不可逆的に生じ，それが蓄積されること

から説明できる．これは負荷力 Pの増加に伴い，

ゼロトルク時の変位増加率が増加するためである

（図 9（c）の P = 2P0，P = 3P0参照）．

　5）焼嵌め率 δ /dを大きくすると，変位増加率は

大幅に減少する（図 10参照）．摩擦係数µの増加に

伴い，変位増加率は大幅に減少する（図 11参照）．

また，弾性軸に対するロール駆動トルク Tの影響

は，剛性軸に比べてはるかに大きくなる（図 4（a），

（b） を参照）．

　6）従来の設計思想は「全体すべり」に基づくも

のであったため，「不均一すべり」に基づく新たな

設計概念を提案した（図 12（a），（b）参照）．すなわ

ち，従来は式（1）より駆動トルク Tが摩擦抵抗ト

ルク Trより小さいならば，「全体すべり」が防げる

と考え，T<Trならば防げると考えられていたが，

実際には，駆動トルク Tが小さい場合でも，界面

すべりが発生する可能性があることを考慮して，

キーを設けるなどの対策が必要であることを説明

した．
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