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In accordance with recent trends of miniaturized, multifunctional, and high-performance 

technology, considerable research has been conducted on finepitch flip-chip applications that use 

copper (Cu) pillar technology. The development of 3-dimensional (3D) packaging technology, such 

as the multi-chip package (MCP), the importance of certain technologies, such as a Cu pillar or 

through silicon via (TSV) technologies, has been highly noted. Some advantages of using these 

technologies is low latency, high performance, lower power consumption, increased bump density 

of the single footprint, and increased bandwidth due to short interconnections between semiconductor 

chips. CPB is a next-generation interconnect technology. The Cu pillar flip-chip interconnect has 

complications such as a lower mechanical strength and bridging between solder bumps due to a low 

standoff height compared to the conventional flip-chip interconnect. Nevertheless, CPB has many 

advantages, which enables a more aggressive die-to- package design rule or smaller package footprint. 

The extreme fine pitch on silicon package is lowered to 40 lm for TSV and chip-on-chip. Nonetheless, 

even these microelectronic packaging assemblies cannot avoid the issue of thermomechanical 
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reliability. Owing to the aforementioned reasons, microelectronic packaging assemblies typically 

face thermal excursion that ultimately damages joints while packing structures are fabricated, 

assembled, and used. As a result, a coefficient of thermal expansion (CTE) mismatch occurs between 

various materials. To mitigate and resolve this issue, in this study, a hole was drilled in a CPB. 

Because the Drilled hole Cu pillar bump (DCPB) had a larger junction area than the original CPB, 

the ductile part of the solder, which was not covered by the intermetallic compound, was expected 

to block the spread of the crack, even if there was an initial crack. Moreover, a decrease was expected 

in the shearing stress while an increase was expected in solder quantity. This alteration in junction 

structure realistically has many more advantages than switching materials of the thermomechanical 

design. This is because an excessive amount of time and cost is required for switching materials, as 

it involves developing new materials and examining their properties of matter. Therefore, even 

though various materials may conflict, this study altered the junction structure of the CPB to increase 

its thermomechanical reliability. 

 Accordingly, the elasto-plastic and viscoplasticity behaviors of the two structures were 

subsequently compared through finite element analysis. In particular, this study demonstrated 

thermo-mechanical characteristics through elasto-plastic analysis. Furthermore, this study applied 

the Anand model in order to verify viscoplasticity, which addresses both plastic strain and creep 

strain, as well as a submodeling technique to increase the accuracy of the analysis and decrease the 

analysis time. In addition, this study confirmed the superiority of the thermomechanical reliability of 

drilled Cu pillar bump (DCPB) through a hysteresis loop, which showed the equivalent stress versus 

equivalent inelastic strain of the solder joint interfaces. Moreover, the study compared the inelastic 

strain energy density values. The results demonstrated that the drilled copper pillar bump does indeed 

have a smaller inelastic range and a lower inelastic strain energy density. 
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1장 서론 

1.1 연구배경 

1.1.1 최근 전자산업에서 미세화에 따른 신뢰성 문제 

“반도체 산업은 곧 무어의 법칙(Moore’s law)을 따르는 것을 포기 할 것이다.” 

- 네이처(Nature) 2016.2.9 [5]  

‘무어의 법칙’은 1965년 캘리포니아 새너제이(San Jose, California)에 위치한 

페어차일드(Fairchild) 반도체 회사의 연구 책임자로 있던 고든 무어(Gordon Moore)의 

기고문에 처음 소개 되었다. 이는 앞으로 선보일 개인용 컴퓨터, 디지털 손목시계, 

자동화 자동차(automatic cars) 및 개인 휴대용 통신기기(personal portable communications 

equipment)의 도래 전망과 $1000 가격의 반도체 집적회로 성능이 앞으로 24개월마다 

2배로 증가한다는 예측이다. [1] 이 법칙은 1975년 한번 수정되었고[2], 그 이후 

18개월로 다시 재수정 되었다. 실제로 이 법칙에 따라 컴퓨터의 처리속도와 메모리의 

양이 예측한 기간에 맞춰 항상 2배로 증가하였고, 비용은 상대적으로 떨어지는 효과를 

가져왔다. 

하지만 무어의 법칙은 현재 새로운 전환점에 직면하고 있다. Fig. 1.1 (a)는 시대에 

따른 트렌지스터의 집적도 및 CPU(Central Processing Unit)의 클록속력(clock speed)을 

보여준다. 앞서 언급한 그림에서 2004년부터 CPU의 클록속력은 이미 정체상태에 

놓여있으며, 트랜지스터의 수는 18개월이 아닌 2년마다 두 배로 늘고 있음을 알 수 

있다. 이러한 문제의 주된 이유로는 발열 및 설계 등의 문제로 예전보다 코어 하나의 

집적도를 더 이상 향상시키기 어렵기 때문이다. 

이와 관련하여 Fig. 1.2 (b)에 시대에 따른 컴퓨터의 변천(transition of computing 

device)을 나타내었다. 1970년대 조악한 형태의 미니컴퓨터(mini computer)가 등장한 데 

이어 1980년대와 1990년대에 PC와 랩톱 컴퓨터(laptop computer)가 시대적으로 

등장하였다. 결국 이런 기술을 토대로 오늘날의 고속 인터넷과 스마트폰이 개발되기에 

이르렀다. 하지만 이 모든 것이 기술 발전에 따른 자연적인 추세에 의하여 발전한 

것이 아니었다. 
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네이처(Nature International weekly journal of science)[5]에 따르면 최근까지 

반도체업체들이 무어의 법칙을 인위적으로 따라가는 전략을 택해왔다고 주장한다. 

다시 말해서 기업들은 사업 목표를 18개월마다 칩의 성능을 두 배로 정하고 이를 

따라가려고 했다는 의미이다. [3,4] 하지만 최근 반도체 선도기업들이 점차 기존의 

사업전략을 수정하려는 움직임이 나타나고 있다. 

패스트컴퍼니(Fast Company & Inc) [6]는 이러한 원인을 크게 두가지 이유, 즉 물리적인 

이유와 경제적인 이유 때문이라고 분석했다. 물리적인 이유로는 반도체 회로 크기가 

점차 소형화 된다는 점이다. 현재는 14nm가 주류를 이루고 있는 반도체는 점차 

작아지는 기판에 보다 많은 회로가 집적됨으로써 발열량이 이전보다 증가하고 있다. 

이러한 문제는 데스크탑PC나 노트북에서는 비교적 방열하는 것이 수월 하였다. 

하지만 더욱 소형화된 스마트폰이 등장하여 상황이 좀 더 복잡하게 되었다. 왜냐하면 

휴대용 기기들은 기존의 기기와 달리 방열 팬과 같은 방열대책을 간구하기 힘들기 

때문이다. 이는 무어의 법칙대로 계속 18개월마다 두 배만큼 늘려갈 경우에는 더욱 

발열 문제를 해결하기 어렵다는 의미이다. 

‘무어의 법칙’을 포기하게 된 이유로는 경제적인 문제도 큰 역할을 하였다. 실리콘 

칩의 성능을 높이기 위해서는 좁은 공간에 많은 트랜지스터를 실장 되어야 한다. 

하지만 칩이 더 작아지고 트랜지스터 수가 증가하면 증가할수록 그만큼 제작비용도 

증가한다. 왜냐하면 새로운 설계의 생산 설비를 구축해야 하기 때문이다. 이 경우 각 

생산 공장마다 수십 억 달러의 비용이 투입되는데 이를 지속적으로 투자 할 수 있는 

기업들은 많지 않다. 따라서 이러한 이유로 인해 결국 반도체 업계는 최근 무어의 

법칙을 따르는 것을 포기하게 되었다. 
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(a) Moore’s law 

 

(b) Transition of computing device 

Fig. 1.1 Moore’s law and transition of computing device  

(Source: (a) Intel; (b) SIA/SRC; ©nature) [5] 
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1.1.2 최근의 전자부품 기술동향 

최근 인텔의 연례 보고서(annual report filing/ latest 10-K)[7]에서 기존의 사업전략인 틱-

톡 전략(Tick-Tock’ strategy)이 PAO(Process-Architecture-Optimization)로 변경되었다. Fig. 1.2 

(a)에서 나타내는 ‘틱-톡 전략’이란 매 2년 마다 생산주기를 변경하는 전략이다. 이러한 

인텔의 사업전략에 따라 Table 1.1에서 보인 바와 같이 인텔은 2006년 콘로/모할렘 

아키텍처 이후 ‘펜린 아키텍처(틱)-네할렘 아키텍처(톡): 45nm 처리노드’, ‘웨스트메어 

아키텍처(틱)-샌디브릿지 아키텍처(톡): 32nm 처리노드’, ‘아이비브릿지 아키텍처(틱)-

하즈웰 아키텍처(톡): 22nm 처리노드’의 형태로 틱-톡 모델을 지속해왔다. 하지만 

그런데 인텔이 2014년에 내놓기로 했던 14nm 공정의 브로드웰 프로세서가 충분한 

생산 수율(yield)을 내지 못하면서 그간 틱-톡 전략을 유지하는 데 어려움을 겪어 왔다. 

결국 인텔은 2016년 연례 보고서를 통해 지난 10여년 동안 유지해온 틱-톡 전략을 

대체하는 PAO 전략을 공식 언급하였다. 

최근 인텔은 14nm 공정을 적용한 5세대 코어 프로세서에 이어, 같은 공정을 

기반으로 하는 새로운 마이크로아키텍처인 6세대 스카이레이크를 출시했다. 

예정대로라면 다음은 10nm 기반의 프로세서가 출시하여야 했다. 하지만 인텔은 연례 

보고서에서 다음 프로세서인 카비레이크 역시 14nm 공정으로 출하될 것이라고 밝히며 

6세대 코어 프로세서의 성능을 최적화 할 것이라고 발표하였다. 따라서 Fig. 1.2 (b)에서 

나타낸 바와 같이 인텔 프로세서 개발 주기는 ‘공정-아키텍처-최적화’ 3단계의 PAO로 

바뀌게 되었다. 이와 관련하여 인텔이 향후 10nm 처리노드인 ‘케논레이크' 출시 

연기를 공식화 함에 따라 18개월 주기로 트렌지스터 수가 2배 증가한다는 무어의 

법칙은 당분간 지켜지기 힘들게 되었으며 또한 이와 같은 신제품 출시 지연으로 

인하여 당분간 소비자들의 구매욕구 상승효과 역시 기대할 수 없게 됨으로써 현재 

새로운 대안들을 마련할 시기에 봉착하고 있다. 
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(a) Tick tock model 

 

(b) PAO model 

Fig. 1.2 Strategy model of Intel in microprocessor process [7] 
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Table 1.1 Intel's Tick-Tock Cadence 

Microarchitecture  Process Node Tick or Tock Release Year 

Conroe/Merom 65nm Tock 2006 
Penryn 45nm Tick 2007 
Nehalem 45nm Tock 2008 
Westmere 32nm Tick 2010 
Sandy Bridge 32nm Tock 2011 
Ivy Bridge 22nm Tick 2012 
Haswell 22nm Tock 2013 
Broadwell 14nm Tick 2014 
Skylake 14nm Tock 2015 
Kaby Lake 14nm *Tock(optimization) 2016 

 

1.1.3 연구동향 및 문제정의 

오늘날 전자제품의 급속한 발달의 이유로는 반도체 기술, 반도체 패키징 기술, 

소프트웨어 등을 대표적으로 꼽을 수 있다. 반도체 기술은 마이크로 이하 나노단위의  

선폭(linewidth), 셀(cell), 고속작동(high speed operation), 방열(heat dissipation) 등으로 

급속하게 발달하여 왔지만 상대적으로 반도체 패키징 분야에서 발생하는 여러가지 

기술적 난제로  인하여 반도체의 전기적 성능이 반도체 자체의 성능 보다 패키징 

기술에 의존되고 있다. 따라서 패키징 공정 분야에서는 항상 새로운 패키징 기술과 

실장 방법이 연구개발되고 있으며 이를 일부 소개하고자 한다. [8-11] 

Fig 1.3 (a), (b)는 TSV(through silicon via)을 적용하여 다기능의 칩을 3차원으로 적층 

하는 기술인 MCP (multi-chip package) 와 SiP (system in package) 기술을 보여준다. 이는 

기존 패키지에 비해 부피와 무게를 줄일 수 있을 뿐만 아니라 고기능화, 저전력소비 

고성능 및 고밀도 의 장점이 있어 최근 연구에 대한 관심이 증폭되고 있다. [12-15] 

또한 기존 적층구조(stacked structure)의 형성을 위한 칩과 기판의 직접 연결에는 

솔더범프 또는 칩과 칩(chip-to-chip)기술을 이용한 플립칩 접합(flip-chip bonding)이 널리 

이용 되어왔다.  

플립칩 기술은 반도체 칩과 회로기판(circuit board) 간의 접속 거리가 비교적 짧아 
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전기적 특성 및 성능이 우수하고, 신호지연(signal delay) 완화 및 패키지의 면적이 

감소됨으로 인해 널리 사용되었지만 최근 패드의 피치 사이즈가 감소하여 인접 범프 

간의 접합 시 범프 브리징(bump bridging)이 발생하는 문제가 발생하고 있다. 또한, 

미세 패드의 적용에 따른 범프의 직경 및 단면적이 감소하여 패키지 내부의 전류밀도 

증가로 인하여 일렉트로마이그레이션(electromigration) 문제로 인한 전기적 단선을 

야기한다. [16,17] 따라서 이와 같은 문제점을 해결하기 위하여 기존보다 적은 양의 

솔더를 사용하는 미세범프 제조기술이 주목받고 있으며 최근 관련 연구가 활발히 

진행되고 있다. [18-22]  

이러한 반도체패키징 기술의 발전과 더불어 기존의 전자제품시장에서 핵심 목표를 

달성해왔다. 전자제품 시장에서의 핵심 목표란 고성능, 오랜 수명의 신뢰성, 휴대성, 

편리성을 가지는 전자제품이다. [23] 하지만 최근 완성품 업계에서는 이와 관련하여 

여러 장애요소들이 생기고 있으며, 이에 따라 신제품의 신뢰성에 대한 관심이 점차 

증대되고 있다.  

그 대표적인 이유로는 시스템이나 제품의 소형화와 기능이 복잡화 되어 점차 

고장의 기회 또한 증대 된다는 점이다. 최근 삼성 갤럭시 노트7의 폭발 사례로 인한 

문제가 대표적인 예이다. 유력한 원인으로는[24] 배터리 충전 중이나 과부하로 사용 

중에 일부 부품이 부풀어 오르는 문제, 비좁은 공간에 많은 성능을 탑재한 부품을 

넣으면서 발생하는 문제, 하드웨어 설계 오류로 열을 정상적으로 방출하지 못하는 

문제 등을 꼽을 수 있으며 이러한 문제로 인하여 기업들은 더이상 전자제품의 

신뢰성을 보증하기가 힘들어 지고 있다. 따라서 그만큼 신뢰성에 관한 관심 또한 

증대되고 있으며 특히 이와 관련하여 열-기계적 신뢰성에 관한 연구도 활발하게 

이루어 지고 있다. [25-27] 

또 다른 이유로는 앞서 설명하였던 관련업계의 사업전략의 변화로 인한 신제품의 

출시가 늦어지고 있는 현상이 발생함에 따라 전자산업에서 경제학에서 말하는 소위 

밴드웨건 효과(bandwagon effect)[28]를 기대할 수 없게 되었다. 밴드웨건 효과란 

상품시장에서는 어떤 상품이 유행함에 따라 그 상품의 소비가 촉진되는 현상을 

가리키는데 신제품 출시지연등의 상황은 자연적으로 얼리 어댑터(early adopter)들로 

인한 구매여론을 감소시킴으로써 소비자들의 구매욕구감소와 구매주기지연으로 
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이어지고 있다. 이에 스마트폰 시장에서 새로운 대안으로 방수나 방진 기능 등 기기에 

신뢰성에 관련된 기능을 추가함으로써 고성능 기능을 가진 제품 홍보효과를 

대신하려는 움직임이 이에 따른 결과라고 볼 수 있다. 

 

(a) MCP applied for TSV (source: SK hynix INC.) 

 

(b) SiP (source: SAMSUNG electro-mechanics) 

Fig. 1.3 Various structures of semiconductor package  

1.2 열-기계적 신뢰성 성능 향상을 위한 최적의 범프구조 

1.2.1 Cu pillar bump(CPB) 구조 

증가하는 다이(die)의 복잡성으로 인하여 차세대 통신기기를 위한 미세피치 플립칩 

기술의 요구가 점차 증가하고 있다. [29] CPB(Cu pillar bump)는 주로 CPU의 플립칩 

패키징와 GPU(Graphics Processing Unit) ICs, 레이저 다이오드 그리고 SOA(semiconductor 

optical amplifiers)에 이용되며 기존 솔더범프와 달리 훌륭한 전기적 경로(electrical 
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path)와 기계적 연결(mechanical connection)을 제공한다. 그 밖의 장점으로는 다음과 

같다. [30]  

첫 번째로 피치사이즈를 한 열에서 30μm까지 감소시키고, 40μm / 80μm 교차배열을 

가능하게 한다. 또한 기판층 수(substrate layer counts) 감소 인한 비용절감 효과와 높은 

안전전류량(current carrying capacity)으로 인한 우수한 일렉트로마이그 

레이션(electromigration)성능과 웨이퍼 레벨에서의 우수한 전기적 시험성능의 FPFC(fine 

pitch flip chip) 실현으로 인하여 Au 스터드 범프에 비하여 높은 범프 집적을 가능케 

한다. 두 번째로 별도의 리-페시베이션(re-passivation) 없이 공정이 가능하며 차세대 

실리콘노드 저유전율 유전체(advanced silicon node Low-κ devices)에도 대응 가능하게 

한다. 세 번째로 언더필 공정시 작은 필렛 요구치로 인하여 보다 엄격하지 않은 

설계가 반영되어 풋프린트(footprint)를 줄일 수 있게 되었다. 또한 TSV와 CoC(Chip-On-

Chip)위한 20μm이하의 초미세피치를 가능하게 한다.  

이러한 많은 장점을 가진 CPB에 비해 기존까지는 볼 범핑 방식(ball bumping 

method)을 많이 이용하였다. Fig. 1.4는 기존의 볼 범핑 방식을 적용한 모식도이다. 

이러한 솔더 범프는 근래에 소형화를 위하여 접속부의 피치가 점진적으로 줄어들어 

솔더 범프의 크기가 감소하고 있는 추세이다. 따라서 이와 관련하여 플립칩 공정에 

미세피치 솔더범프(fine-pitch solder bump)를 사용함에 따라 칩과 기판 사이의 거리가 

감소되어 언더필 공정이 용이하지 않는 문제점이 유발되고 있다. [31] 또한 솔더범프의 

미세 피치화로 인하여 솔더 리플로우시 인접 솔더사이에 솔더 브리징(solder bridging)이 

발생하는 문제점이 있다. [32,33] 하지만 이와 대조적으로 CPB를 사용한 플립칩 공정은 

칩과 기판 사이의 거리를 감소시키지 않으면서 보다 미세한 칩 접속이 가능하다. 또한 

Cu의 전기전도도 및 열전도도가 솔더 재료에 비해 보다 우수하기 때문에, CPB를 

사용한 전자 패키지의 전기적 특성과 열적 특성을 보다 향상시킬 수 있는 장점이 

있다. [34] 또한 CPB는 칩의 표면이나 다른 전기부품(electrical component)에 고체상태의 

열펌프(solid-state heat pumps) 역할을 가능하게 함으로써 국부적으로 열관리 기능(thermal 

management functionality)의 역할을 한다.   

Fig. 1.5는 앞서 언급한 현상을 잘 보여준다. 다층의 금속 배선이 지나가는 멀티-

레이어 메탈 트레이스(multi-layer metal traces)는 보통 복잡한 IC에 주로 이용된다.   
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이러한 금속 층은 회로에서 열을 필러범프로 방출하게 하게 하며 이에 따라 열 

수축저항(thermal constriction resistance)을 감소시킨다. 따라서 CPB를 이용한 플립칩 

공정에서는 칩과 기판 간의 간격을 줄이지 않으면서도 미세피치로의 칩 접속이 

가능하기 때문에, CPB를 이용한 플립칩공정을 고속신호접속기술(High-speed Signal 

Interconnection Technologies), 전기차 부품(Automotive Electronic Component), 레이더 

그리고 RF (radio-frequency) 패키지에 적용 및 응용하기 위한 연구들이 활발하게 

진행되고 있다. [35-37]  

 

 
Fig. 1.4 Bonding process of ball bumping method 
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Fig. 1.5 Schematic image of heat flow through a CPB 

 

1.2.2 Drilled hole Cu pillar bump (DCPB) 구조 

본 연구에서는 앞서 설명하였던 CPB를 기반으로 이를 일부 구조변경함으로써 

접합부 신뢰성 향상 시킬 수 있는 개선접합구조를 제안하였다.  

개선접합구조는 기존의 CPB에 홀을 형성시켜 기존의 접합구조에 비하여 접합면적을 

늘리고 접합부의 솔더량을 증가 시킨 구조이다. 본 연구에서는 이러한 제안접합구조를 

DCPB(Drilled hole Cu pillar bump)라 명명하였으며 Fig. 1.6은 CPB와 DCPB의 

접합메커니즘을 보여주는 그림이다. Fig. 1.6 (a)의 CPB는 일반적으로 필러범프 위에 

솔더가 생성되어 있는 형태로서 플립칩 형태로 수직으로 열 압착 되어 접합되어진다. 

따라서 Fig. 1.5 (b) DCPB 또한 그림과 같이 유사한 메커니즘을 통하여 접합 될 것으로 

예상된다. 

DCPB의 예상되는 장점으로는 접합면적의 증가로 인한 전단응력의 감소와 솔더량이 

증가하여 금속간화합물의 부피분율이 감소할 것으로 예상된다. Fig. 1.7는 앞서 설명한 

내용을 나타내며 CPB의 경우에는 초기 균열이 생기는 부분은 공정 중에 결함이 

없다고 가정하였을 경우 솔더의 외곽에서 발생할 가능성이 높다고 볼 수 있다. 
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왜냐하면 응력이 집중 되는 부위는 모델의 형상이 기하학적으로 불연속한 부분에서 

발생하기 때문이다. 게다가 열이 이 모델에 가해졌을 때 하부 지지조건으로 인하여 

수직으로 변위가 발생할 것이다. 따라서 주요 균열전파 방향은 최대전단응력으로 

인하여 계면에서 수평방향으로 진행할 것으로 예상된다. 하지만 이러한 

제안접합구조는 현재까지 개발된 접합 장비의 정렬오차와 Cu 범프에 홀 형성 기술 및 

공정의 최적화 등이 난제임을 예상해 본다. 따라서 앞으로 DCPB의 맞춤형 공정개발 

및 최적화가 실제 산업 상용화 가능성의 과제로 남는다. 
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(a) CPB 

 

(b) DCPB 

Fig. 1.6 Bonding mechanism of the CPB and the DCPB 
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1.3 논문의 목적 및 구성 

소형화, 다기능화 및 고성능화 추세에 발맞춰 개발된 CPB(Cu pillar bump)가 가진 

많은 장점에도 불구하고 여러 재료들로 이루어진 구조의 특징으로 인하여 이 역시 열-

기계적 신뢰성의 문제를 피할 수 없다. 따라서 CPB의 열-기계적 신뢰성 향상을 

목표로 CPB에 홀을 형성시킨 DCPB(drilled hole Cu pillar bump) 구조 형상을 제안하여 

CPB와 DCPB 구조의 열-기계적 거동을 유한요소해석을 통한 수치해석을 이용하여 

이를 비교하였다.  

1장에서는 현재 대두되고 있는 ‘무어의 법칙의 위기론’을 통하여 앞으로 도래할 

반도체 시장에서의 ‘신뢰성 분야의 중요성’ 대하여 논의하였다. 또한 전자패키징 

분야의 연구동향과 CPB구조의 장점 및 적용분야에 대하여 조사하였다. 끝으로 

CPB구조를 일부 변경함으로써 솔더접합부의 열-기계적 신뢰성을 보다 향상 시킬 수 

있는 개선접합구조, 즉 DCPB 구조를 제안하여 기대되는 장점과 예상되는 문제점 등을 

다루었다.  

2장에서는 CPB와 DCPB의 열-탄소성 거동을 설명하기 위한 열-탄소성 기본 이론과 

온도에 따른 재료 물성 및 주기적인 열사이클 동안의 재료의 특성, 즉 Bauschinger 

효과를 고려하기 위한 이동경화(kinematic hardening) 이론에 대하여 기술 하였다. 또한 

유한요소해석을 위한 모델링 및 해석조건과 열사이클 동안의 CPB와 DCPB 구조의 

응력 및 변형률 특성, CPB 솔더접합부의 2차원 이상화, 기계학적 관점의 고체역학적 

특성과 재료학적 관점의 전위론 특성의 유사성에 대하여 논의하였다. 

3장에서는 CPB와 DCPB의 점소성 거동을 설명하기 위한 점소성 기본 이론과 

열사이클 동안 시간에 독립 및 의존적인 변형률 즉 비탄성변형률 특성을 구현하기 

위한 통합 점소성 구성모델(unified viscoplasticity constitutive model)인 Anand모델에 

대하여 기술하였다. 또한 CPB와 DCPB의 열-기계적 신뢰성을 비교하기 위한 등가응력 

대 등가비탄성변형률 히스테리시스 루프 및 비탄성에너지밀도를 이용하여 이 두 

구조간의 점소성거동 특성을 논의하였다. 

4장은 본 논문의 각 장의 결론 및 전체적인 요약과 결과를 통한 DCPB의 열-기계적 

신뢰성의 우수함을 밝혔다. 
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2장 CPB와 DCPB 솔더접합부의 열탄소성 거동 

2.1 열-탄소성 해석 

2.1.1 탄소성 기초이론 

모든 물체는 외력을 받으면 변형한다. 그 변형이 가역적이고, 시간에 의존하지 

않으며 외력이 제거되는 순간 곧바로 사라지는 변형을 탄성변형(elastic 

deformation)이라고 한다. 하지만 변형이 비가역적인 경우, 즉, 영구히 남는 경우를 

소성변형(plastic deformation)이라고 한다. 따라서 탄소성 해석(elastoplastic analysis)이란 

항복점을 넘는 외력을 받는 재료의 탄성 및 소성거동을 다룬다.  

일반적으로 사용 중의 전자패키지에서의 솔더접합부는 항복강도를 상회하는 

열적환경을 반복적으로 겪는다. 따라서 솔더접합부의 열-기계적 거동은 각각의 탄성 

및 소성거동의 세심한 고려가 필요하다. 특히 접합계면에서는 국부적으로 솔더 재료의 

항복점이 넘어가는 응력상태를 받을 가능성이 높으므로 솔더부와 그 접합계면의 

응력상태를 해석하고 이를 설계에 반영하여야 패키지의 신뢰성을 보증할 수 있다.     

𝜀𝜀𝑇𝑇 = 𝜀𝜀𝑒𝑒 + 𝜀𝜀𝑝𝑝     (Eq. 2-1) 

Eq. 2-1은 탄소성해석에서의 전변형률(total strain)을 나타내는 식이다. 여기서 𝜀𝜀𝑇𝑇, 𝜀𝜀𝑒𝑒 

그리고 𝜀𝜀𝑝𝑝  는 각각 전변형률, 탄성변형률 그리고 소성변형률을 나타낸다. 탄소성거동은 

Eq. 2-1에서 보인 바와 같이 시간에 독립된 각 변형률 항의 대수합으로 나타낸다.  

재료의 탄소성변형을 간단하고 명확하게 관찰할 수 있는 방법은 

단축인장시험이다. 단축인장시험에서는 하중방향 즉, 시편의 길이방향으로만 

인장응력이 작용한다. 시편은 길이방향으로는 늘어나지만, 폭방향으로는 줄어드는 

변형거동을 보인다. 이 실험으로 응력-변형률 곡선을 포함하여 탄소성변형의 

기본거동과 다양한 재료상수들을 얻을 수 있다. 단축인장시험에서 초기 단면적과 

표점길이가 각각 0A 와 0l 인 시편에 하중 P 가 작용한다고 하면 공칭응력(nominal 

stress), σ̂ 와 공칭변형률(nominal strain), ε̂ 은 각각 다음과 같이 정의된다. [1] 
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또한 전형적인 솔더재료의 ˆσ̂ ε−   선도를 Fig. 2.1에 나타내었다. 응력수준이 A에 

도달하기 전까지의 응력과 변형률의 관계는 선형적이므로, 점 A를 비례한도 

(proportional limit)라고 하며 OA구간은 Hooke의 법칙으로 수식화 할 수 있다. 다만 

연강과 다르게 솔더재료와 같은 연성재료에서는 항복점을 정의하기 어렵기 때문에 0.2% 

오프셋(offset)을 이용하여 일반적으로 항복점을 정의한다. 

 

Fig. 2.1 Stress-strain curve of typical solder materials  

Fig. 2.1에서 비례한도인 점 A까지 탄성변형을 지속한다. 점 A에서 응력을 계속 

증가시키면, 재료는 경화되면서 극한응력,𝜎𝜎�𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈𝑈 점 U에 도달할 때까지 응력이 증가한다. 

이후에는 공칭응력이 감소하여도 변형률이 증가하는, 불안정성 (instability)이라는 

거동을 보이며 구간 AU를 가공경화(work hardening) 혹은 변형경화(strain hardening) 

구간이라고 한다. 따라서 다음과 같은 재료는 AU구간 전체에서 소성변형을 받는다. 이 

영역내의 한 점에서 시편에 가해지던 하중을 제거하면 원래의 탄성 가중경로 구간 

OA와 평행한 경로를 따라서 응력이 감소한다. 그 결과로 전체 변형률의 일부인 

탄성변형률, 𝜀𝜀𝑒𝑒 만이 회복되고, 나머지 영구변형률 즉, 소성변형률, 𝜀𝜀𝑝𝑝 는 시험편에 



- 22 - 

 

그대로 남는다. 따라서, 탄소성영역에서 겪었던 총 변형률은 Eq. 2-1와 같다.  

 

2.1.2 응력-변형률 선도에서 재료의 온도 의존성 효과 

온도도 변형률속도(strain rate)처럼 재료상수에 큰 영향을 준다. 온도가 증가하면 

금속의 연성은 취성거동에서 연성거동으로 바뀐다. 실온에서 연성인 금속도 훨씬 낮은 

온도에서는 취성을 보이고, 실온에서 취성인 금속이라도 고온에서는 연성이 된다. 

온도와 변형률속도가 금속의 연성에 미치는 효과를 Fig. 2.2에 나타내었다. 

그림으로부터, Cu의 인장강도가 변형률속도가 빨라질수록 증가하고 온도가 증가할수록 

감소하는 특성을 보이는데 이는 소재의 연성이 온도나 변형률속도에 따라 바뀌는 

성질 임을 알 수 있다.  

 

Fig. 2.2 Effects of temperature and strain rate on the strength of copper [2]  

온도가 응력-변형률 곡선의 모양에 미치는 영향을 개략적으로 Fig. 2.3에 나타내었다. 

낮은 온도에서는 응력-변형률 곡선의 위치가 높고 짧아지는데, 이는 온도가 낮을수록 

재료는 강해지는 반면 연성은 저하된다는 것을 의미한다. 
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Fig. 2.3 Influence of temperature in stress-strain curve (𝑇𝑇1>𝑇𝑇2>…>𝑇𝑇5;𝑇𝑇: temperature) 
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2.2 열탄소성 해석을 위한 유한요소 모델링 및 해석조건 

2.2.1 유한요소 모델링 및 재하조건 

본 연구에서는 CPB에 홀이 생성되어 있는 DCPB를 이용한 솔더접합부 구조의 

제안과 기존의 CPB를 이용한 솔더접합부와의 열-기계적 신뢰성을 유한요소해석을 

통하여 비교하여 보았다. 또한 본 모델의 열-탄소성 거동(thermo-elastoplastic behavior)을 

계산하기 위하여 상용 프로그램인 ANSYS Workbench를 이용하였으며 전체해석모델의 

제원은 Fig. 2.4와 같다. 

 

 

(a) Entire model 
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(b) Dimension of Cu bump  

 

Fig. 2.4 Configuration of FE analysis model for numerical simulation 

전체해석 모델은 두께 500㎛ Si 웨이퍼 위에 16개의 높이 30㎛의 필러범프(pillar 

bump)가 두께 2㎛의 96.5Sn3.5Ag 솔더로 접합 되었으며 각 범프간의 피치사이즈(pitch 

size)는 80㎛이다. 자세한 범프의 제원은 Fig. 1 (b)에 나타내었다. DCPB는 직경 30㎛인 

CPB에 직경 20㎛, 깊이 10㎛인 홀을 형성하였다. 홀의 직경 및 깊이의 제원결정은 

중요한 문제이지만 본 연구의 목적은 홀의 직경 및 깊이에 따른 솔더접합부의 신뢰성 

평가가 아닌 Cu 필러범프의 홀의 유•무에 따른 솔더접합부의 열-기계적 거동을 

고찰하는 것이기 때문에 홀의 직경과 깊이를 조작변인(operational variable)으로 두지 

않았다. 다만 접합공정시 플립칩본더(filp-chip bonder)를 통하여 열압착 되어진다고 

가정하였기 때문에 접합시 CPB에 소성변형으로 인한 손상(damage)이 일어나지 않는 

범위에서 홀의 제원을 선정하였다. 또한 DCPB를 적용하였을 경우 약 53% 접합면적 

증가와 약 5배의 솔더량 증가를 확인할 수 있었다. 따라서 CPB에 비해 DCPB의 넓은 

접합면적은 여러가지 열적 사용조건 하의 전단응력을 줄여 장기적인 열-기계적 신뢰성 

향상을 기대할 수 있다. 
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(b) Solder of CPB type 

 

(a) Rough-meshed model  (c) Solder of DCPB type 

Fig. 2.5 FE mesh division of analysis model.((a): Global model, (b)(c): Submodel ) 

Fig. 2.5는 유한요소해석을 위한 격자분할(mesh division)을 보여주는 그림이다. 본 

연구에서는 해석시간을 줄이고 솔더접합부의 해석결과의 정확도를 올리기 위하여 

서브모델링기법(submodeling technique)을 사용하였다. Fig. 2. (a)의 전역모델(global 

model)을 보여주는 그림으로 전역모델의 해석 후에 얻은 변위결과를 Fig. 2. (b) (c)와 

같은 서브모델의 경계(boundary)에 제한조건(constraints)으로 적용된다. [3]  
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Fig. 2.6 Heat input condition in thermal cycle. 

해석을 위한 입열조건은 Fig. 2.6에 나타내었다. 또한 이 경우 주기적인 사이클 

동안 응력-변형률(stress-strain)이 평형에 도달될 수 있도록 3번의 사이클을 해석 하였다. 

본 해석의 입열조건으로는 JEDEC A104D[4]에 의거한 온도범위 -40~125℃, 승강 및 

하강 시간(Ramped time) : 15 ℃/min, 유지시간(Dwell time): 15min을 적용하여 1사이클을 

해석진행 하였고 실온(room temperature)은 22℃으로 선정하였다. 또한 패키지의 자중에 

의한 영향을 반영하기 위하여 각 해석 시간단계(time step)에 z방향 성분으로 -

9.8066m/s²의 중력가속도를 고려하였다. 
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2.2.2 유한요소 해석을 위한 물리적 및 열적 물성 

열적 재하(Thermal loading)상태 하에서 재료의 탄소성 거동을 표현하기 위하여 

물리적 물성(physical property), 열적 물성(thermal property), 탄성 물성(elastic property) 

그리고 소성 물성(plastic property)이 필요하다.  

먼저 해석모델의 계에서 열적 특징을 반영하기 위하여 물리적 물성과 열적 

물성이 요구된다. 이러한 물성치 중에서 열-탄소성 해석을 위하여 필요한 물성은 

물리적 물성인 질량,ρ와 열적 물성인 열팽창계수(CTE; Coefficient of Thermal Expansion), 

α , 열전도도(thermal conductivity), λ  그리고 비열, c이다. 하지만 본 해석에서는 입열이 

해석모델 전체에서 Fig. 2.6와 같은 열사이클을 따른다고 가정하였다. 따라서 열적 물성 

중에 열팽창계수만이 해석에 적용 되었다. 그 이유로는 본 해석모델의 제원은 Fig. 2.4 

(a), (b)에 나타낸 바와 같이 매우 작다. 따라서 해석을 실험적으로 구현한다면 

열사이클시험 챔버(thermal cycle testing chamber)안에서의 대기온도(atmospherical 

temperature)가 모델에 열전달 되어 임의의 상태의 온도분포를 이루는 가에 대한 

염려일 것이다. 하지만 앞서 언급한 바와 같이 모델의 제원이 아주 작기 때문에 챔버 

안의 온도이력(temperature profile)와 실제 모델에서의 온도분포의 차이는 미미하다. 

물론 이 모두를 고려하여 열전달 해석 후 구조해석을 진행할 수도 있겠지만 이는 

해석이 보다 복잡해지고 들이는 시간에 비하여 결과에 큰 차이를 주지 못한다고 

보이기 때문에 이 경우에는 합리적이지 않다고 생각된다. 한편 Table 2.1에 본 해석에 

사용한 물리적 물성인 밀도 ρ 와 열적 물성인 열팽창계수, α를 나타내었다. 
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Table 2.1 Physical and thermal properties for FEA [5-10] 

 

 

 

2.2.3 Bauschinger효과와 이동경화 이론 

어떤 재료가 인장이나 압축을 받아서 소성역에 도달한다면 하중을 제거한 후, 

시편에 반대방향으로 하중을 가하여 다시 항복을 일으키는 경우, 처음 하중방향에서의 

항복응력보다 상당히 낮은 항복응력에서 항복을 일으킴이 실험적으로 관찰된다. 이 

현상을 Bauschinger효과라고 한다. [11] Fig 2.7은 이러한 현상을 잘 나타낸다. 

Bauschinger효과는 단결정(single crystal)이나 다결정(poly crystal)의 금속재료에서 모두 

관찰된다. 이러한 현상은 이전 가중시에 생겼던 전위장(dislocation field)의 

이방성(anisotropy)으로 설명된다.  

materials  𝛒𝛒 (kg/𝑚𝑚3) 𝛂𝛂 (ppm/℃)  

Si -40℃@2330.9 

0℃@2330.3  

125℃@2327.8  

 

-40℃@18.97 

0℃@23.596  

125℃@32.403 

 
Cu -40℃@8966.2 

0℃@8948.9  

125℃@8894.8 

 

-40℃@15.88 

0℃@16.45  

125℃@17.67 

 

96.5Sn3.5Ag -40℃@7354 

0℃@7350  

125℃@7338 

-40℃@20.93 

0℃@21.85 

125℃@24.39 
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(a) Cyclic loading diagram 

 

(b) Stress-strain curve of uniaxial cyclic test 

Fig. 2.7 Bauschinger effect at cyclic loading process [12] 

Fig. 2.7 (a)와 같은 주기적 재하(cyclic loading)를 받는 단축반복시험(uniaxial cyclic 

test)에서 등방경화(isotropic hardening)는 Fig. 2.7 (b)의 실선 OABCDE를 따른 거동을 

보일 것이다. 하지만 대부분의 재료들은 반복적인 하중 하에서 Bauschinger효과의 
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영향을 받기 때문에 등방경화모델(isotropic hardening model)로는 이러한 재료의 특성을 

반영하지 못한다. 따라서 반복적인 하중에서의 응력-변형률 곡선은 파선 OABC’D’E의 

양상을 보일 것이다. Eq. 2-4는 Bauschinger 효과를 고려한 이동경화(kinematic 

hardening)를 나타낸다. 

f = f�𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖 ,𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖� = 𝜎𝜎𝑒𝑒𝑒𝑒�𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖 − 𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖� − 𝜎𝜎𝑠𝑠  (Eq. 2-4)  

여기서 𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖는 후방응력(back stress; shift stress) 불리우며 2계 텐서(2nd order tensor)이다.  

𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖 = 𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖(𝜖𝜖𝑘𝑘𝑘𝑘
𝑝𝑝 )    (Eq. 2-5) 

𝜎𝜎𝑠𝑠는 하중을 받기 이전의 항복강도이며, Eq. 2-4는 소성유동(plastic flow) 이후의 

상태를 나타낸다. 또한 차후에 등가응력, 𝜎𝜎𝑒𝑒𝑒𝑒는 𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖을 대신하여 𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖 − 𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖로 계산 되며 

Fig. 2.8은 항복면(yield surface)의 이동을 보여준다.  

 

Fig. 2.8 Example of kinematic hardening (von Mises case) 

Eq. 2-4의 후방응력을 정의하는 구성방정식에는 Prager가 제안한 Eq. 2-6[13]와 

Ziegler가 제안한 Eq. 2-7[14]이 있다. 
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d𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖 = 𝑐𝑐(𝑘𝑘)𝑑𝑑𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖
𝑝𝑝   Prager’s model    (Eq. 2-6) 

d𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖 = 𝑑𝑑𝑑𝑑�𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖 − 𝛼𝛼𝑖𝑖𝑖𝑖�  Ziegler’s model     (Eq. 2-7) 

𝑐𝑐(𝑘𝑘)는 재료의 특성을 나타내는 상수이다. 만약 여기에서 이동경화상수 𝑐𝑐(𝑘𝑘)대신에 

등방경화에 관한 재료상수 𝑐𝑐(𝑖𝑖)를 이용한다면 등방경화를 나타낼 수 있다. 그리고 𝑑𝑑𝑑𝑑 =

𝑑𝑑𝑑𝑑(𝑑𝑑𝑑𝑑𝑖𝑖𝑖𝑖
𝑝𝑝  )는 소성변형률의 기울기(increment)를 나타내는 함수이다. 이 또한 재료의 

특성을 반영하는 함수이다. 

 

Fig. 2.9 Prager and Ziegler kinematic hardening shown in a Tresca case 

 

Fig. 2.8에서 Ziegler의 모델에서 얻어진 후방응력을 편차응력(deviatoric stress)으로 

표시하면 Prager의 모델에 의한 응력이 된다는 것을 의미한다. 따라서 이는 

소성변형률에는 영향을 미치지 않으므로, von Mises 항복조건에서는 두 가지의 모델 

간의 본질적인 차이가 없다. 하지만 Fig. 2.9 의 Tresca의 항복조건에서는 Prager 와 

Ziegler 모델의 차이점을 나타낸다. 
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2.2.4 유한요소해석을 위한 기계적 물성 

본 연구에서의 탄성역의 거동을 표현하기 위하여 온도에 의존적인 

탄성계수(Young’s modulus), E와 Poisson의 비 (Poisson’s ratio),ν가 필요하며 이를 Table 

2.2에 정리하였다.  

Table 2.2 Elastic properties for FEA [15] 

materials  𝐄𝐄(GPa) 𝛖𝛖   

Si -40℃@195 

22℃@188  

140℃@175  

 

-40℃@0.28 

22℃@0.27  

140℃@0.26 

 
Cu -40℃@130.11 

0℃@127.53 

125℃@120.08 

 

-40℃@0.336 

0℃@0.335  

125℃@0.3349 

 
96.5Sn3.5Ag -40℃@59.562 

0℃@52.11  

125℃@28.823 

-40℃@0.347 

0℃@0.353 

125℃@0.375 

 

Fig. 2.6와 같은 주기적 입열조건을 받는 솔더접합부에서는 Bauschinger효과로 인해 

등방경화모델을 사용하는 것이 어렵다. 따라서 본 연구에서는 Bauschinger효과를 

표현할 수 있는 운동경화모델을 사용하여 소성거동을 구현하였다.  

Darveaux[16]의 연구에 따르면 솔더재료의 시간의 의존하지않는 𝜀𝜀𝑝𝑝 를 구하기 

위하여 Eq. 2-8와 같은 식과 상수를 제안하였다.  

𝜀𝜀𝑝𝑝 = 𝐶𝐶𝑝𝑝𝜎𝜎𝑚𝑚   (Eq. 2-8) 

      여기서 𝐶𝐶𝑝𝑝와 𝑚𝑚은 상수이며 각각의 값은 𝟏𝟏.𝟐𝟐𝟐𝟐 × 𝟏𝟏𝟏𝟏−𝟏𝟏𝟏𝟏 𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝−𝑚𝑚와 𝟒𝟒. 𝟑𝟑𝟑𝟑 이다. 

Fig. 2.10은 Eq. 2-8을 Mathlab(software of MathWorks)을 이용하여 그래프로 나타낸 

그림이며 𝐶𝐶𝑝𝑝와 𝑚𝑚은 Darveaux의 상수 값을 따랐다.  
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Fig. 2.10 Plastic strain curve of 96.5Sn3.5Ag applied for Darveaux’s constant 

하지만 이는 다양한 열적환경의 소성거동을 구현할 수 없다. 왜냐하면 온도에 

따른 항복강도와 인장강도의 변화로 인하여 정확한 소성변형률을 계산할 수 없기 

때문이다.  Fig. 2.11은 온도에 따른 96.5Sn3.5Ag 솔더재료의 항복강도와 인장강도의 

변화를 보여준다. 
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(a) Yield strength of 96.5Sn3.5Ag 
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(b) Tensile strength of 96.5Sn3.5Ag 

Fig. 2.11 Yield and tensile strength of temperature dependency [17] 
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이 그래프를 통하여 해석온도인 -40~125℃내에서 항복강도와 인장강도는 각각 

23MPa와 35MPa의 비교적 큰 차이를 확인할 수 있다. 따라서 본 해석에서는 온도에 

따른 항복강도와 인장강도를 고려하였고, 이들의 곡선맞춤(curve fitting) 을 통해 Fig 

2.12와 같은 응력-소성변형률 곡선을 얻을 수 있었다.   

 

 

Fig. 2.12 Multi-linear stress-plastic strain curve of temperature dependency 
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2.3 결과 및 논의 

2.3.1 CPB 및 DCPB 솔더접합부의 등가 및 전단응력 

 

(a) CPB solder 

 

(b) DCPB solder 

Fig. 2.13 Position of data plot for CPB and DCPB solder 
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최근 구조의 안전성을 판단하기 위한 기준으로 등가응력(Equivalent stress)를 

선호하고 있다. 이유로는 등가응력 값은 스칼라 형태를 가지고 있기 때문에 응력의 각 

방향성분을 고려하지 않아도 되기 때문이다. 하지만 이는 설계에서의 설계기준이나 

항복조건을 판단하는데 유용하지만 보다 높은 수준의 파괴기전(fracture mechanism)을 

파악하는 것에는 유효하지 않다. 

열사이클 동안에 솔더 계면의 등가응력은 각각의 위치와 시간에 따라 다르게 

발생한다. 따라서 Fig. 2.13에 데이터를 플롯(plot)하기 위한 위치를 정의하였다. CPB 

솔더계면의 위치는 가장자리와 중앙부를 각각 point A, B 또한 DCPB는 각각의 계면에 

따라 point 1,2,3 라고 정의하였다.  

Fig. 2.14는 앞서 정의한 위치에서의 열사이클 동안의 과도등가응력(transient 

equivalent stress)을 나타낸 그래프이다. 
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(a) CPB solder 
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(b) DCPB solder 

Fig. 2.14 Transient equivalent stress under thermal cycling 

Fig. 2.14 (a)의 CPB 솔더에서의 등가응력은 point A에서 44.13MPa로 가장 큰 값을 

보이며, 이는 첫 번째 사이클 시간 기준으로 2044~2872s이고 온도로는 -40℃의 

저온구간이다. 또한 이 결과를 통하여 고온 유지온도 보다 저온 유지온도에서의 

등가응력값이 34.25MPa 수준의 높은 값을 가짐을 확인하였다. 이는 저온에서의 Cu와 

솔더간의 열팽창계수 불일치(CTE mismatch)의 차이가 보다 크기 때문이라 생각된다.    

또한 솔더 계면의 중앙 위치인 point A는 point B와 비교하였을 때 저온구간에서 

19.9MPa 고온구간에서 2.8MPa의 등가응력 값의 차이를 보였다. 또한 CPB와 DCPB의 

솔더에서의 등가응력을 비교해 보면 point A와 1 그리고 point B와 3이 비교 대상이 될 

수 있다. 최대등가응력(Maximum equivalent stress)을 기준으로 point A와 1이 각각 

44.13MPa와 44.02MPa로 근소한 차이로 값을 보이지만, point B와 3은 각각 24.23MPa와 

30.81MPa로 DCPB에서 큰 값을 가짐을 알 수 있다. 하지만 각 지점의 등가응력 

결과만으로 구조의 신뢰성을 판단하는 것은 섣부른 판단이다. 왜냐하면 구조의 

신뢰성을 판단하기 위하여서는 전단응력, 소성변형률 그리고 응력분포 등을 

종합적으로 고찰 하여야 하기 때문이다. 솔더접합부에서 전단응력이 해석모델과 같은 
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구조에 가장 악영향을 줄 가능성이 있는 경우로는 솔더 계면을 따라 전단 시키려는 

경우일 것이다. 그 이유로는 일단 초기균열(initial crack)이 발생 하는 곳은 

솔더접합부에서 가장 취약한 솔더 계면일 가능성이 높고, 일반적으로 균열의 거시적인 

성장은 솔더계면을 따라 발생하기 때문이다.  

전단응력에 따른 영향을 고찰하기 위하여 Fig. 2.15에 응력성분을 도시였다. 

해석결과 CPB의 point A에서 최대전단응력(maximum shear stress)의 크기가 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 > 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥 >

𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥   임을 알 수 있었다. 특히 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥  , 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥   모두 1MPa 이하의 전단응력범위를 가지며 각각 

10−2  MPa, 10−1  MPa 수준의 값이었다.  point B 역시 최대전단응력의 크기가 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 >

𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥 > 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥   임을 보이지만 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 의 값이 최대 25.5MPa 최소 5.7MPa로 다른 성분들과 

비교하여 보았을 때 비교적 큰 전단응력 값이 관찰 되었다. 

 

Fig. 2.15 Stress components on CPB and DCPB solder interface 

(left: CPB solder, right: DCPB solder)  

 

2.3.2 평면응력상태 하의 주응력 및 방향 

응력은 벡터의 물리량을 가진 힘과 달리 텐서의 물리량을 가지고 있다. 이것은 

벡터 해석과 비교하여 보았을 때 기하학적 방법의 해석이 쉽지 않다는 의미이다. 

일반적으로 응력은 벡터 성분과 같이 방향을 화살표로 표현한다. 응력의 

크기(magnitude)와 방향을 화살표로 표현하지만 이를 연산할 때에는 평행사변형 

법칙(Parallelogram law)으로 조합되지 않기 때문에 이를 유의하며 다루어야 한다. [18]    
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요소의 회전에 관계없이 응력을 받고 있는 한 점은 고유한 응력상태(state of 

stress)를 갖는다. 물체 내의 같은 점에서 서로 방향이 다른 응력요소의 면에 작용하는 

응력은 다르지만 이들 요소는 이 점에 존재하는 같은 응력상태를 표현한다. 때문에 각 

방향의 응력으로만 구조의 안전성을 나타내는 것은 섣부른 판단일 수 있다. 예를 들면 

부재의 단면에 계산된 수직응력(normal stress)이나 전단응력 보다 임의의 

경사면(inclined section)에서 더 큰 응력이 발생할 수 있기 때문이다.  

 

Fig. 2.16 Shear stress of point A in CPB 

Fig. 2.16은 CPB의 point A 위의 전단응력을 보여준다. 여기서 가장 큰 특징은 τ𝑦𝑦𝑦𝑦를 

제외한 다른 성분의 전단응력이 ± 1MPa 이내의 범위의 비교적 작은 값을 갖는다는 

점이다. 따라서 x방향의 수직응력인 𝜎𝜎𝑥𝑥를 무시하고 τ𝑥𝑥𝑥𝑥  , τ𝑥𝑥𝑥𝑥를 0로 가정한다면 y-z 

평면에서의 평면응력상태로 고려해 볼 수 있다.  
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Fig. 2.17 Stress element of plane stress on z-y plane in CPB and DCPB 

Fig. 2.17은 CPB 및 DCPB 솔더 모델에서 발생하는 수직응력, 전단응력 및 

주응력(principal stress)의 방향을 도시하기 위한 그림이다. Point A에서 발생하는 

주응력을 구하기 위하여 τ𝑦𝑦𝑦𝑦가 가장 높은 시간인 2044s을 선정하였으며 이때의 온도는 

저온 유지온도인 -40℃이다. Point A에서 시간 2044s 때의 응력성분은 각각 

σ𝑦𝑦=43.813MPa, σ𝑧𝑧=43.587MPa 그리고 τ𝑦𝑦𝑦𝑦=25.489MPa이다.   

𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚,𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 𝜎𝜎1,2 = 𝜎𝜎𝑦𝑦+𝜎𝜎𝑧𝑧
2

+ ��𝜎𝜎𝑦𝑦−𝜎𝜎𝑧𝑧
2

�
2

+ τ𝑦𝑦𝑦𝑦2   (Eq. 2-9) 

tan2𝜃𝜃𝑝𝑝 = 2τ𝑦𝑦𝑦𝑦
𝜎𝜎𝑦𝑦−𝜎𝜎𝑧𝑧

  (Eq. 2-10) 

Eq. 2-9와 2-10은 y-z 평면에서의 최대 및 최소 주응력의 값과 방향을 구하기 위한 

식이며 𝜃𝜃𝑝𝑝는 주응력이 작용하는 주평면(principal plane)의 방향을 나타낸다. [19] 

Eq. 2-9를 통하여 계산한 결과 최대주응력, 𝜎𝜎1값은 69.189MPa였으며 최소주응력의 

값은 18.21MPa이다. 또한 주평면 방향인 𝜃𝜃𝑝𝑝를 결정하기 위하여 Eq. 2-10을 이용하여야 

한다.  이를 통하여 계산한 결과 𝜃𝜃𝑝𝑝는 44.87°와 135.26°이었다. 하지만 이 두 개의 평면 

방향 중 어느 값이 𝜎𝜎1인지 알 수 없으므로 이를 결정하기 위하여 Eq. 2-11을 통하여 

검토 하였다. 

𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚,𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 𝜎𝜎1,2 = 𝜎𝜎𝑦𝑦+𝜎𝜎𝑧𝑧
2

+ 𝜎𝜎𝑦𝑦−𝜎𝜎𝑧𝑧
2

cos2θ + τ𝑦𝑦𝑦𝑦𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠2𝜃𝜃  (Eq. 2-11)  
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Eq. 2-11 통하여 𝜎𝜎1 = 69.189  MPa일 때 주평면이 44.87°, -135.26°임을 알 수 있었고 

이를 Fig. 2.18에 나타내었다. 

 

Fig. 2.18 Principal stress orientation on point A of CPB under plane stress state 

 

주응력의 방향은 항상 한 값은 0°와 180°사이에 있고 다른 한 값은 180° 차이로 

180°와 360°사이에 있다.  

지금까지 논의한 문제는 솔더 계면의 한 지점을 2차원 평면응력상태로 가정한 

경우이기 때문에 이를 3차원 응력 상태에서 살펴볼 필요가 있다. 이유로는 point A에서 

수직응력 σ𝑥𝑥 의 값이 무시하지 못할 정도의 값이기 때문에 실제 주방향(principal 

direction)이 x축의 방향을 따라 영향을 받을 수 있기 때문이다.  
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2.3.3 3차원 응력상태 하의 주응력 및 방향 

Fig. 2.19는 CPB에서 각 방향의 수직응력인σ𝑥𝑥, σ𝑦𝑦, σ𝑧𝑧를 나타낸 그래프이다. 여기서 

각 방향의 수직응력은 서로 일치할 정도로 상당히 유사한 값을 보인다. 또한 이전에 

언급한 대로 σ𝑥𝑥가 0이 아닌 나머지 σ𝑥𝑥 , σ𝑦𝑦값과 상응할 정도의 큰 값을 가지고 있음을 

살펴볼 수 있다. 하지만 이번 논의에서 중요한 점은 평면응력상태로 가정한 즉 

2차원적 값과 3차원 응력상태에서의 주응력의 크기와 방향의 차이를 비교하는 것이다. 

따라서 지금부터 3차원 응력상태에서 이를 비교해 보고자 한다. 이 경우 

평면응력상태와 마찬가지로 3차원 응력상태 또한 2044s의 동일한 지점에서의 

응력성분을 이용할 것이다. 하지만 평면응력상태와 다르게 이전에 사용하지 않았던 σ𝑧𝑧 , 

𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥 , 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥와 같은 나머지 응력성분(stress component)들이 추가로 적용된다. 
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(c) 𝜎𝜎𝑧𝑧 

Fig. 2.19 Normal stress of x, y and z of point A in CPB 
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주응력과 주축(principal axis)의 방향의 텐서표기(tensor notation)는 Eq. 2-12와 같다.  

�𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖 − 𝛿𝛿𝑖𝑖𝑖𝑖𝑆𝑆�𝑎𝑎𝑗𝑗 = 0 (𝑖𝑖, 𝑗𝑗 = 𝑥𝑥,𝑦𝑦, 𝑧𝑧) (Eq. 2-12) 

여기서 𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖는 응력성분, 𝛿𝛿𝑖𝑖𝑖𝑖는 크로네커 델타(Kronecker delta), 𝑆𝑆는 주응력, 𝑎𝑎𝑗𝑗는 

주축과 각 x, y 그리고 z 좌표축 간의 방향여현(direction cosine)이다. 여기서 크로네커 

델타, 𝛿𝛿𝑖𝑖𝑖𝑖는 Eq. 2-13과 같이 정의되는 하나의 기호이다. [20-21]  

 𝛿𝛿𝑖𝑖𝑖𝑖 = �1,     𝑖𝑖 = 𝑗𝑗
0     𝑖𝑖 ≠ 𝑗𝑗     (Eq. 2-13) 

즉 𝛿𝛿𝑖𝑖𝑖𝑖는 3차원 응력성분에서 Eq. 2-14와 같이 정의할 수 있다. 

𝛿𝛿𝑥𝑥𝑥𝑥 = 𝛿𝛿𝑦𝑦𝑦𝑦 = 𝛿𝛿𝑧𝑧𝑧𝑧 = 1  

𝛿𝛿𝑥𝑥𝑥𝑥 = 𝛿𝛿𝑦𝑦𝑦𝑦 = 𝛿𝛿𝑥𝑥𝑥𝑥 = 𝛿𝛿𝑧𝑧𝑧𝑧 = 𝛿𝛿𝑦𝑦𝑦𝑦 = 𝛿𝛿𝑧𝑧𝑧𝑧 = 0   (Eq. 2-14) 

Eq. 2-12을 연립방정식 형태로 변환하면 Eq. 2-15형태로 나타내어진다. 

(𝜎𝜎𝑥𝑥 − 𝑆𝑆)𝑎𝑎𝑥𝑥 + 𝜎𝜎𝑥𝑥𝑥𝑥𝑎𝑎𝑦𝑦 + 𝜎𝜎𝑥𝑥𝑥𝑥𝑎𝑎𝑧𝑧 = 0  

𝜎𝜎𝑦𝑦𝑦𝑦𝑎𝑎𝑥𝑥 + �𝜎𝜎𝑦𝑦 − 𝑆𝑆�𝑎𝑎𝑦𝑦 + 𝜎𝜎𝑦𝑦𝑦𝑦𝑎𝑎𝑧𝑧 = 0     (Eq. 2-15) 

𝜎𝜎𝑧𝑧𝑧𝑧𝑎𝑎𝑥𝑥 + 𝜎𝜎𝑧𝑧𝑧𝑧𝑎𝑎𝑦𝑦 + (𝜎𝜎𝑧𝑧 − S)𝑎𝑎𝑧𝑧 = 0  

Eq. 2-12 또는 Eq. 2-15는 방향여현, 𝑎𝑎𝑗𝑗의 계수의 행렬식(determinant)이 0가 되어야만 

해가 존재하므로 Eq. 2-16와 같이 나타낼 수 있다. 

�𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖 − 𝑆𝑆𝛿𝛿𝑖𝑖𝑖𝑖� = 0     (Eq. 2-16) 

Eq. 2-16을 행렬식으로 나타낸 형태는 Eq. 2-17와 같으며 𝜎𝜎𝑥𝑥𝑥𝑥 = 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥, 𝜎𝜎𝑥𝑥𝑥𝑥 = 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥 , 𝜎𝜎𝑦𝑦𝑦𝑦 =

𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦으로 대치하여 나타낼 수 있다.   

�
(𝜎𝜎𝑥𝑥 − 𝑆𝑆) 𝜎𝜎𝑥𝑥𝑥𝑥 𝜎𝜎𝑥𝑥𝑥𝑥
𝜎𝜎𝑦𝑦𝑦𝑦 �𝜎𝜎𝑦𝑦 − 𝑆𝑆� 𝜎𝜎𝑦𝑦𝑦𝑦
𝜎𝜎𝑧𝑧𝑧𝑧 𝜎𝜎𝑧𝑧𝑧𝑧 (𝜎𝜎𝑧𝑧 − S)

� = �
(𝜎𝜎𝑥𝑥 − 𝑆𝑆) 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥
𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 �𝜎𝜎𝑦𝑦 − 𝑆𝑆� 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦
𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧 (𝜎𝜎𝑧𝑧 − S)

� = 0     (Eq. 2-17) 

Eq. 2-17은 Sarrus법칙(rule of Sarrus)을 이용하여 나타내면 Eq. 2-18과 같이 3차 

방정식 형태로 나타낼 수 있다. [22-24] 
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𝑆𝑆3 − 𝐼𝐼1𝑆𝑆2 − 𝐼𝐼2𝑆𝑆 − 𝐼𝐼3 = 0        (Eq. 2-18) 

𝐼𝐼1 = 𝜎𝜎𝑥𝑥 + 𝜎𝜎𝑦𝑦 + 𝜎𝜎𝑧𝑧  

𝐼𝐼2 = −�𝜎𝜎𝑥𝑥𝜎𝜎𝑦𝑦 + 𝜎𝜎𝑦𝑦𝜎𝜎𝑧𝑧 + 𝜎𝜎𝑧𝑧𝜎𝜎𝑥𝑥�+ �𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥2 + 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦2 + 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧2 �  

𝐼𝐼3 = 𝜎𝜎𝑥𝑥𝜎𝜎𝑦𝑦𝜎𝜎𝑧𝑧 + 2𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧 − (𝜎𝜎𝑥𝑥𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦2 + 𝜎𝜎𝑦𝑦𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧2 + 𝜎𝜎𝑧𝑧𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥2 )  

여기서 Eq. 2-18의 해 𝑆𝑆가 주응력, 𝜎𝜎1, 𝜎𝜎2, 𝜎𝜎3이 되므로 Eq. 2-19를 유도할 수 있다. 

(𝜎𝜎1 − 𝑆𝑆)(𝜎𝜎2 − 𝑆𝑆)(𝜎𝜎3 − 𝑆𝑆) = 0   (Eq. 2-19) 

이 경우에 Eq. 2-19를 Eq. 2-18에 기반하여 𝐼𝐼1, 𝐼𝐼2, 𝐼𝐼3를 나타내면 Eq. 2-20으로 간단히 

나타낼 수 있다. 

𝐼𝐼1 = 𝜎𝜎1 + 𝜎𝜎2 + 𝜎𝜎3  

𝐼𝐼2 = −(𝜎𝜎1𝜎𝜎2 + 𝜎𝜎2𝜎𝜎3 + 𝜎𝜎3𝜎𝜎1)      (Eq. 2-20) 

𝐼𝐼3 = 𝜎𝜎1𝜎𝜎2𝜎𝜎3  

주응력은 좌표계 변환과 관계없이 항상 같은 값을 가진다. 따라서 Eq. 2-20은 

좌표계 변환과 관계없이 항상 같은 주응력 값을 나타내어야 한다. 이러한 이유로 𝐼𝐼1 , 

𝐼𝐼2, 𝐼𝐼3는 좌표변환과 무관하며 이를 응력텐서의 불변량(invariant)이라 부른다. [25] 

 

Fig. 2.20 3 dimensional state of stress on point A of CPB  

at 2044s in thermal cycling 
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Fig. 2.20에 CPB의 2044s일 때 point A에서 발생하는 3차원 응력성분을 나타내었다. 

이를 행렬형태로 나타내면 Eq. 2-21와 같다. 

[σ] = �
𝜎𝜎𝑥𝑥 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥 𝜏𝜏𝑥𝑥𝑥𝑥
𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 𝜎𝜎𝑦𝑦 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦
𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧 𝜎𝜎𝑥𝑥

� = �
43.733 3.65 × 10−3 −0.25

3.65 × 10−3 43.813 25.489
−0.25 25.489 43.587

�𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌𝐌 (Eq. 2-21) 

일단 주응력의 크기를 구하기 위해서 Eq. 2-17로부터 Eq. 2-18와 같은 3차방정식 

형태로 나타낼 수 있으며 이 때 Eq. 2-18에 의하여 불변량(invariant)인 𝐼𝐼1 , 𝐼𝐼2 , 그리고 

𝐼𝐼3를 구할 수 있다. 따라서 불변량을 고려한 3차방정식은 Eq. 2-22와 같다. 

𝑆𝑆3 − 𝐼𝐼1𝑆𝑆2 − 𝐼𝐼2𝑆𝑆 − 𝐼𝐼3 = 𝑆𝑆3 − 131.133𝑆𝑆2 + 5082.18𝑆𝑆 − 55,100.116 = 0   (Eq. 2-22) 

Eq. 2-22의 해인 즉 𝑆𝑆의 값은 𝜎𝜎1 , 𝜎𝜎2  그리고 𝜎𝜎3로 그 크기에 따라 각각의 명칭을 

최대, 중간, 최소주응력(maximum, middle, minimum principal stress)이라고 부른다. 이 때 

Eq. 2-22으로부터 구한 𝜎𝜎1 , 𝜎𝜎2  그리고 𝜎𝜎3 의 해는 각각 69.19MPa, 43.733MPa, 

18.209MPa이며 이는 2차원 평면응력에서의 최대주응력 값인 69.189MPa과 비교하였을 

때 그 크기가 일치함을 알 수 있었다. 하지만 이것 만으로 2차원 평면응력으로 가정할 

수 있다는 것은 섣부른 판단일 수 있다. 왜냐하면 지금까지의 논의로는 주응력의 

방향인 주방향의 차이를 고찰해 보지 않았기 때문이다. 하지만 만약 평면응력상태와 

3차원 응력 성분에 의한 최대주응력의 정량적인 값이 일치 한다면 주방향도 크게 

다르지 않을 것임을 유추해 볼 수 있다. 그 이유로는 벡터 성분으로 표현된 이 두 

값의 정량적인 차이가 생긴다면 응력의 방향성분도 차이가 발생할 수 있기 때문이다. 

 

2.3.4 해석적 방법을 통한 3차원 주방향 계산 

3차원 응력성분들로부터 주방향을 결정하기 위하여 Eq. 2-15를 이용하여야 한다. 

앞서 구한 𝜎𝜎1을 𝑆𝑆로 대치하여 나타내면 Eq. 2-23와 같이 나타낼 수 있다. 

−25.457𝑎𝑎𝑥𝑥 + (3.65 × 10−3)𝑎𝑎𝑦𝑦 − 0.25𝑎𝑎𝑧𝑧 = 0 

(3.65 × 10−3)𝑎𝑎𝑥𝑥 − 25.377𝑎𝑎𝑦𝑦 + 25.489𝑎𝑎𝑧𝑧 = 0     (Eq. 2-23) 

−0.25𝑎𝑎𝑥𝑥 + 25.489𝑎𝑎𝑦𝑦 − 25.603𝑎𝑎𝑧𝑧 = 0 
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이 때 나타내어지는 𝑎𝑎𝑥𝑥 , 𝑎𝑎𝑦𝑦 , 𝑎𝑎𝑧𝑧는 주응력 벡터의 방향여현이다. 일단 Eq. 2-23은 

3원 제차연립방정식(homogeneous simultaneous system) 형태임을 알 수 있다. 일단 Eq. 2-

23의 3개의 방정식 중 2개의 방정식이 서로 독립적이므로 𝑎𝑎𝑥𝑥 , 𝑎𝑎𝑦𝑦 , 𝑎𝑎𝑧𝑧의 해를 구하기 

위해서는 방향여현의 성질인 Eq. 2-24가 필요하다.  

𝑎𝑎𝑥𝑥2 + 𝑎𝑎𝑦𝑦2 + 𝑎𝑎𝑧𝑧2 = 1    (Eq. 2-24) 

이 때 Eq. 2-24는 방향여현의 성질이며 결국은 Eq. 2-23의 방정식 3개와 Eq. 2-

24까지 도합 4개의 방정식을 연립하여야 방향여현(direction cosine)을 구할 수 있다. 

하지만 이의 해를 구하는 것이 쉽지 않다. 위와 같은 계는 비선형성을 포함하기 

때문이다. 물론 수치해석을 통한 근사해(approximate solution)를 구할 수도 있겠지만 이 

때에는 별도의 상용프로그램의 추가패키지를 구입하거나 별도의 부호화(coding)가 

필요하는 등의 어려운 문제가 발생한다. 따라서 본 연구에서는 위와 같은 주방향의 

방향여현을 구하기 위하여 주응력과 평행한 벡터를 이용한 주응력 벡터의 방향여현을 

해석적 방법(analytical method)을 통하여 해결하고자 한다.  [26]   

하지만 다음과 같은 계에서 포함하는 비선형의 문제를 피하기 위해 Eq. 2-25와 

같은 벡터를 정의해 볼 수 있다. 

𝑁𝑁��⃑ = 𝑁𝑁 ∙ 𝑛𝑛� = 𝑁𝑁�𝑎𝑎𝑥𝑥𝚤𝚤̂+ 𝑎𝑎𝑦𝑦𝚥𝚥̂+ 𝑎𝑎𝑧𝑧𝑘𝑘�� = (𝑁𝑁𝑎𝑎𝑥𝑥)𝚤𝚤̂+ �𝑁𝑁𝑁𝑁𝑦𝑦�𝚥𝚥̂+ (𝑁𝑁𝑎𝑎𝑧𝑧)𝑘𝑘� = 𝑁𝑁𝑥𝑥𝚤𝚤̂+ 𝑁𝑁𝑦𝑦𝚥𝚥̂+ 𝑁𝑁𝑧𝑧𝑘𝑘�  

                                                                     (Eq. 2-25) 

Eq. 2-25에서 𝑁𝑁��⃑ 은 주응력과 평행한 벡터이며 𝑛𝑛� 은 주방향의 단위벡터(unit 

vector)이다. 또한 𝑁𝑁��⃑의 크기 𝑁𝑁는 Eq. 2-26와 같이 나타낼 수 있으며 𝑁𝑁𝑥𝑥 , 𝑁𝑁𝑦𝑦 , 𝑁𝑁𝑧𝑧는 Eq. 2-

27와 같이 표현 가능하다. 

𝑁𝑁 = �𝑁𝑁��⃑ � = �𝑁𝑁𝑥𝑥2 + 𝑁𝑁𝑦𝑦2 +𝑁𝑁𝑧𝑧2                (Eq. 2-26) 

𝑁𝑁𝑥𝑥 = 𝑁𝑁 ∙ 𝑎𝑎𝑥𝑥  →  𝑎𝑎𝑥𝑥 =
𝑁𝑁𝑥𝑥
𝑁𝑁  

𝑁𝑁𝑦𝑦 = 𝑁𝑁 ∙ 𝑎𝑎𝑦𝑦  →  𝑎𝑎𝑦𝑦 =
𝑁𝑁𝑦𝑦
𝑁𝑁  

𝑁𝑁𝑧𝑧 = 𝑁𝑁 ∙ 𝑎𝑎𝑧𝑧  →  𝑎𝑎𝑧𝑧 = 𝑁𝑁𝑧𝑧
𝑁𝑁

                   (Eq. 2-27) 
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다음 단계로 Eq. 2-23에 𝑁𝑁을 좌∙우항에 곱하면 Eq. 2-28와 같이 나타낼 수 있다. 

𝑁𝑁{−25.457𝑎𝑎𝑥𝑥 + (3.65 × 10−3)𝑎𝑎𝑦𝑦 − 0.25𝑎𝑎𝑧𝑧} = 𝑁𝑁 ∙ (0)= 0 

𝑁𝑁�(3.65 × 10−3)𝑎𝑎𝑥𝑥 − 25.377𝑎𝑎𝑦𝑦 + 25.489𝑎𝑎𝑧𝑧� = 𝑁𝑁 ∙ (0) = 0     (Eq. 2-28) 

𝑁𝑁�−0.25𝑎𝑎𝑥𝑥 + 25.489𝑎𝑎𝑦𝑦 − 25.603𝑎𝑎𝑧𝑧� = 𝑁𝑁 ∙ (0) = 0 

Eq. 2-28은 Eq. 2-27의 정의에 의하여 Eq. 2-29와 같이 나타낼 수 있으며, 이를 행렬 

형태로 나타내면 Eq. 2-30와 같다. 

−25.457𝑁𝑁𝑥𝑥 + (3.65 × 10−3)𝑁𝑁𝑦𝑦 − 0.25𝑁𝑁𝑧𝑧 = 0 

(3.65 × 10−3)𝑁𝑁𝑥𝑥 − 25.377𝑁𝑁𝑦𝑦 + 25.489𝑁𝑁𝑧𝑧 = 0     (Eq. 2-29) 

−0.25𝑁𝑁𝑥𝑥 + 25.489𝑁𝑁𝑦𝑦 − 25.603𝑁𝑁𝑧𝑧 = 0 

 

�
−25.457 3.65 × 10−3 −0.25

3.65 × 10−3 −25.377 25.489
−0.25 25.489 −25.603

��
𝑁𝑁𝑥𝑥
𝑁𝑁𝑦𝑦
𝑁𝑁𝑧𝑧
� = �

0
0
0
�   (Eq. 2-30) 

 

𝑁𝑁��⃑ 의 성분 중 한 개를 0 보다 큰 임의의 값(arbitrary value)으로 선택하고 이 때 

얻은 2개의 성분의 연립을 통해 세 성분인 𝑁𝑁𝑥𝑥  , 𝑁𝑁𝑦𝑦  , 𝑁𝑁𝑧𝑧를 구할 수 있다. 하지만 이 

경우 유의할 점으로는 위에서 구한 성분들이 전체 방정식 계에서 𝑁𝑁��⃑ 의 성분에 

만족하는지 확인하여야 한다. 만약 이를 충족한다면 Eq. 2-29의 세 성분들로부터 

방향여현을 구할 수 있다.  

Eq. 2-29로부터 첫 번째와 두 번째 방정식에서 𝑁𝑁𝑥𝑥 = 1을 선택하여 나머지 두 

성분을 구하여 보면 𝑁𝑁𝑥𝑥  , 𝑁𝑁𝑦𝑦  , 𝑁𝑁𝑧𝑧이 각각 1, -103.799, -103.343 임을 알 수 있었다. 이 때 

Eq. 2-26에 의하여 𝑁𝑁��⃑의 크기인 𝑁𝑁을 구하여 보면 146.475이다. 따라서 이를 통하여 Eq. 

2-27에 대입한 결과인 방향여현과 이를 통하여 구한 𝜃𝜃𝑥𝑥 , 𝜃𝜃𝑦𝑦 , 𝜃𝜃𝑧𝑧 를 Table 2.2에 

나타내었다. 
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Table 2.3 Direction cosine and principal angle on point A of CPB at 2044s 

 

 

Table 2.3 로부터 3차원에서의 주방향을 알 수 있고 이를 3차원 공간의 벡터로 

표현한 결과가 Fig. 2.21이다. 

 

Fig. 2.21 3 dimensional vectors of maximum principal stress on point A of CPB  

at 2044s in thermal cycling 

Direction 
cosine 

𝑎𝑎𝑖𝑖 = cos𝜃𝜃𝑖𝑖, 𝑖𝑖 = 𝑥𝑥,𝑦𝑦, 𝑧𝑧  
Principal 

angle 
𝜃𝜃𝑖𝑖 = 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐−1𝑎𝑎𝑖𝑖, 𝑖𝑖 = 𝑥𝑥,𝑦𝑦, 𝑧𝑧 

𝑎𝑎𝑥𝑥 0.00682  𝜃𝜃𝑥𝑥 89.6° 

𝑎𝑎𝑦𝑦 -0.709  𝜃𝜃𝑦𝑦 135.15° 

𝑎𝑎𝑧𝑧 -0.706  𝜃𝜃𝑧𝑧 134.91° 
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이 논의를 통하여 Fig. 2.18와 같은 2차원 평면응력상태에서의 최대주응력의 방향 

및 크기가 3차원에서도 일치함을 알 수 있다. Fig. 2.21에서의 최대주응력 벡터는 y-z 

평면과 평행하다. 이는 x-y 평면으로 최대주응력 벡터를 투영(projection)한 결과를 

보아도 알 수 있다. 물론 여기에서 θ𝑥𝑥가 ± 0.4°만큼의 미소한 차이를 보이지만 이는 x-

y 평면 상에서 point A가 x축와 정확하게 일치하지 않아서 발생하는 오차일 것으로 

사료된다. 결국 이 문제는 열사이클 동안의 재하조건을 알 수 있다면 CPB의 

솔더계면의 응력상태를 2차원 평면응력 상태로 가정할 수 있음을 알 수 있다. 

 

2.3.5 CPB 솔더접합부의 2차원 이상화  

지금까지의 논의는 특정 시간대의 결과를 바탕으로 내린 결론이다. 따라서 이는 

전체 열사이클 동안 확장하여 생각해 보아야 한다. 왜냐하면 특정 시간대의 응력성분 

중 하나가 두드러져서 최대주방향이 y-z 평면에 평행하지 않을 수 있기 때문이다. 

이런 문제가 발생한다면 지금까지 평면응력상태로의 가정은 수정되어야 할 것이다. 

하지만 이러한 염려는 Fig. 2-16와 2-19를 통하여 해소 할 수 있다. 열사이클 동안 point 

A의 각 방향의 수직응력은 시간에 따라 서로 같고 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦만 두드러진 값을 가짐을 살펴 

볼 수 있다. 따라서 최대주응력의 방향은 항상 y-z 평면에 평행할 것이다. 또한 이는 

열사이클 동안의 해석 결과의 관찰에서도 확인 할 수 있다. Point A에서의 

최대주응력방향은 시간에 따라 변화하지만 이는 승강 및 하강온도 구간 동안 이었고 

결국은 Fig. 2.21의 벡터와 직교하는 방향으로 125℃의 고온구간에서는 

압축응력(compressive stress) 형태를, -40℃의 저온구간에서는 Fig. 2.21의 벡터 방향과 

같이 인장응력(tensile stress) 형태로 교번(alternation)하고 있음을 알 수 있었다. 
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Fig. 2.22 Maximum shear stress plane of point A 

 

다음 번 논의로 최대전단응력면은 주평면과 항상 45°을 이룬다고 알려져 있다. 

따라서 최대주응력면은 2차원으로 가정할 때 Fig. 2.22의 좌표계에서 z축와 평행하거나 

y축에 평행하는 두 가지의 중 한 경우일 것이다. 이를 손쉽게 판단하기 위해서는 

관계식을 이용한 방법이 있지만 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚와 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧를 고찰함으로 관계식을 사용하지 않고도 

생각해 볼 수 있다. 
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Fig. 2.23 Maximum shear stress, 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 vs. 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧 on point A 
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Fig. 2.23은 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚와 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦를 시간에 따라 나타낸 그래프이다. 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚와 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧를 비교하는 

이유로는 만약 솔더 계면의 방향인 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧와 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚값이 서로 일치한다면 최대전단응력면이 

솔더계면과 평행함을 증명하기 때문이다. 하지만 이 결과는 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚와 𝜏𝜏𝑧𝑧𝑧𝑧가 고온 구간과 

승강 및 하강온도 구간의 일부에서 일치 하지 않음으로 일치하지 않는 구간의 시간 

동안 최대전단응력면이 다른 방향에서 발생한다고 생각할 수 있다. 하지만 이는 

𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚와 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦가 일치하지 않은 시간에서의 두 값들을 비교하여 보면 두 값의 절댓값이 

서로 일치함을 알 수 있다. 또한 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦는 고온에서는 음의 값을 저온에서는 양의 값을 

가지고 있는데 이는 전단면이 변화함을 의미하는 것이 아닌 전단의 방향이 바뀜을 

유의하여야 한다. 이를 전위론 관점에서 설명해 본다면 전단면 상으로 

최대전단응력으로 인한 나선 전위의 회전 방향이 변화함을 뜻한다. 하지만 주방향이 

바뀌더라도 최대전단응력면에 영향을 주지 않음으로 전단면은 항상 x-y 평면과 평행한 

계면 방향이거나 수직한 방향임을 생각해 볼 수 있다. 
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2.3.6 CPB 솔더접합부의 소성변형 발생기전 

 

 

(a) Perfect crystal 

 

(b) Crystal with dislocation 

Fig. 2.24 The Burgers circuit for a dislocation in a screw orientation [28] 
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이번 절에서는 앞서 밝힌 응력상태에서 CPB가 가진 기하학적 및 열-구조적 

특징들로 인하여 발생하는 소성변형의 발생 기구를 재료학 및 기계학적 관점에 

유사점을 상호비교하여 설명하고자 한다.  

결정질 고체의 전위(dislocation)은 격자 뒤틀림이 어떤 선 주변에 집중되게 하는 

결함이다. [27] 또한 주변에 있는 원자의 변형거리 및 방향을 슬립(slip), 또는 burgers 

벡터, 𝑏𝑏�⃑ 라고 한다. Fig. 2.23은 나선 전위와 burgers 벡터가 발생하는 이유를 설명하는 

그림이다. Fig. 2.24 (a)와 같이 결함이 없는 결정(crystal)에서 그림과 같은 화살표로 

표시한 변위 벡터가 발생했을 때 시작점과 끝점이 같으므로 변위벡터의 합(resultant)은 

0가 발생하게 되어 나선전위에 영향을 줄 수 없을 것이다. 

하지만 (b)와 같이 결정에 전위가 발생함으로써 𝑏𝑏�⃑와 같은 변위가 발생하게 된다. 

𝑏𝑏�⃑와 같은 방향의 연장선을 나선벡터선(screw vector line)이라고 부르며 이와 같은 선과 

같은 방향으로 소성변형을 발생시켜 결국 선결함(line defect)을 생성한다.   

Fig. 2.22에서 나타낸 바와 같이 최대전단응력면은 x-y 평면과 평행한 계면방향 

또는 90°를 이루는 평면이다. 이를 양의 최대전단응력(positive maximum shear stress);𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚  

또는 음의 최대전단응력(negative maximum shear stress);𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚이라고 부르는데 이는 서로 

수직을 이루고 두 값의 절댓값은 같고 부호의 차이만 있다. 한편 최대전단응력설로 

알려진 Tresca의 항복조건식은 다축응력상태에서 최대전단응력 성분들 중 어느 하나가 

전단항복응력 보다 크면 항복을 일으킨다고 본다. 또한 von Mises의 항복 조건식은 

다축응력 상태에서 비틀림에너지밀도(maximum distortion energy theory)가 단축응력 

상태의 항복에너지 밀도보다 크면 항복이 일어난다는 가정에서 출발한다. 
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Fig. 2.25 Tresca and von Mises criteria under biaxial stress [29,30] 

 

Fig. 2.25는 앞서 두 가지 항복조건과 실험값을 보여준다. 이 두 가지 설의 핵심은 

Tresca의 항복이론와 von Mises의 항복이론이 각각 최대전단응력과 비틀림에너지밀도가 

항복에 관계된다는 점이다. 또한 Fig. 2.25의 실험값들로 알 수 있는 점은 연성재료의 

항복은 von Mises 항복이론이 Tresca의 항복이론 보다 근접한 값을 갖는다는 점이다. 

이와 관련하여 본 연구에서는 이 두가지 설과 재료학 상의 전위론과 연관 지어 

설명하고자 한다. 

 

(a) Burgers circuit and state of stress 
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(b) Mechanism on occurrence of burgers vector 

Fig. 2.26 The Burgers circuit at point A in CPB 

 

Fig. 2.26 (a)는 앞서 다루었던 Fig. 2.13의 point A의 2044s에서의 응력상태와 Burgers 

회로를 나타낸 그림이다. Fig. 2.26 (a)의 왼쪽 그림의 Burgers 회로가 닫힌 상태가 아니기 

때문에 이는 𝑏𝑏�⃑ 를 발생시킨다. 이러한 회로가 y-z평면에서 나타난다고 가정하면 𝑏𝑏�⃑ 는 

x축과 평행한다고 볼 수 있으며 결국 나선전위선 또한 x축과 일치함을 알 수 있다. Fig. 

2.26 (b)의 왼쪽 그림의 응력상태로부터 표시하지 않은 각각의 수직응력들이 Fig. 2.19와 

같이 열사이클 동안 서로 상이하지 않음을 알 수 있다. 이러한 수직응력은 요소의 

체적의 변화에 기여할 것으로 사료된다. 또한 이는 von Mises 항복이론의 

체적변화에너지(volumemetric change energy) 관련하여 생각해 볼 수 있다. [31]  

한편 전단응력은 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦에서 두드러진 값을 보이는데 이를 Fig. 2.26 (a)에서 붉은색 

화살표로 표시하였다. 따라서 체적변화에 관계될 것으로 보이는 수직응력들을 

무시한다면 전단응력은 Fig. 2.26 (b) 의 왼쪽 그림과 같이 나타낼 수 있다. 여기서 

𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 는 25.489MPa로 이는 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚   값이다. 또한 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 은 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 와 90°를 이루고 부호는 

반대이다. 결국 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚는 Fig. 2.26 (b)의 오른쪽 그림과 같이 요소를 회전시키는 우력의 

모멘트(moment of couple)를 발생시킬 것이다. 이러한 비틀림은 결국 이론적인 항복응력 

보다 낮은 항복응력에서 항복하는 현상을 연관하여 생각해 볼 수 있는데 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 가 

발생시키는 우력은 결국 burgers 벡터를 발생시키고 이는 결국 이론 항복응력값보다 
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낮은 응력에서 소성변형을 발생시킨다. 결국 이는 재료학 상의 전위론과 기계학상의 

항복이론의 유사점을 잘 보여준다. 

 

2.3.7 DCPB 솔더접합부의 열-기계적 특성 

이번 절에서는 DCPB의 열사이클 동안의 탄소성 해석 특성을 고찰해 보고자 한다. 

DCPB 솔더는 CPB 솔더에 비하여 기하학적 특성이 단순하지 않음으로 2차원 

이상화가 쉽지 않을 것으로 예상된다. 따라서 본 연구에서는 DCPB 솔더의 3차원적 

열-기계적 특성을 다루었다. 해석결과 DCPB 안에 생성된 계면 즉 Fig. 2.27의 Interface 1, 

3에서는 CPB 솔더 계면에 비교하여 볼 때 주방향의 차이가 발생함을 알 수 있었다. 

하지만 interface 3에서는 CPB의 계면과 상당히 유사함을 발견할 수 있었는데 이는 

CPB와 DCPB의 솔더의 일부 기하학적 유사함에서 찾을 수 있다. 

 

 

Fig. 2.27 Solder interfaces named of DCPB  
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열사이클을 받는 원통형(cylindrical) 기하형상에서는 주방향을 x-y 평면에서 

관찰한다면 승강 및 하강온도시간을 제외하고 동심원상으로 향하거나 아니면 반대 

방향으로 향하는 특성을 보인다. 승강 및 하강온도시간 동안은 주방향이 바뀌는 

단계이므로 예외의 경우이지만 125℃의 고온 유지온도시간와 -40℃의 저온 

유지온도시간에서는 interface 3의 어느 지점에서나 Fig. 2.28와 같이 동심원으로 

향한다는 것을 알 수 있으며 이는 CPB 솔더의 계면의 주방향과 상당히 유사하다. 

 

        Fig. 2.28 Schematic direction of principal stress on interface 3  

in DCPB solder 

 

하지만 DCPB의 interface 2에서는 주방향의 일정한 경향을 찾기 어렵다. 특히 

interface 2와 3의 경계에서는 이러한 불규칙한 현상이 더욱 두드러지며 Fig. 2.29은 이를 

나타낸다. 하지만 이를 제외한 다른 부분에서 주방향이 계면과 약 45°를 이룬다는 

것을 알 수 있는데 이는 interface 2에서도 계면을 따라 최대전단응력이 발생한다는 

것을 나타내는 증거이다.  
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(a) Time: 592s, Temp.:125℃ 

 

(b) Time: 2044s, Temp.:-40℃ 

Fig. 2.29 Principal direction of interface 2 in DCPB solder 
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Fig. 2.30 Maximum shear stress at point 2 on interface 2 in DCPB solder  

(Refer to Fig. 2.13) 

Fig. 2.30의 그래프에서 나타낸 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 와 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 은 interface 2 위의 point 2에서의 

전단응력이다. (Fig. 2.13 참고) 이는 최대전단응력이 interface 2의 계면을 따라 

발생한다는 것을 보여준다 만약 𝜏𝜏𝑦𝑦𝑦𝑦 와 𝜏𝜏𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚   같지 않다면 이는 최대전단응력면이 

interface 2의 계면이 아닌 다른 면에서 생긴다는 의미이다.  
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2.4 결론 

1) CPB와 DCPB의 열-탄소성 해석을 위한 재료의 문헌조사 및 곡선맞춤(curve 

fitting)을 통하여 본 해석에 적용된 Sn-3.5Ag의 응력-소성변형률 선도(stress-

plastic strain curve)를 얻을 수 있었다. 이는 차후 다른 모델의 유한요소해석에 

이용될 수 있을 것이다.   

2) CPB와 DCPB의 열-탄소성 해석결과 기하학적 특성이 유사한 위치인 CPB의 

point A와 DCPB point 1의 등가응력을 비교 하였을 때 최댓값이 유사하였으며, 

point B와 3을 비교하였을 때 오히려 DCPB에서 다소 높은 등가응력 값을 

확인할 수 있었다. 따라서 각 지점의 등가응력 결과만으로 열-구조 신뢰성을 

판단하는 것은 자칫 잘못된 결론을 유도할 수 있으며 이를 합리적으로 

판단하기 위해서는 소성변형률, 비탄성변형률, 비탄성에너지밀도 등을 

종합적으로 고찰하여야 한다. 

3) CPB의 해석 좌표계 상의 특수한 응력상태로 인하여 2차원 평면응력 상태로의 

이상화가 가능하다고 판단하여 주응력와 주방향을 계산하였고, 이를 3차원 

응력해석을 통하여 비교해 본 결과 두 결과 모두 유사한 결과를 얻을 수 

있었다. 이는 열사이클과 같은 재하상태의 모델도 수치해석이 아닌 해석적 

방법(analytical method)의 접근 가능성을 보여준다.  

4) 주방향으로부터 최대전단응력과 최대전단응력면을 계산하였다. 결과로부터 

CPB 최대전단응력면은 CPB와 솔더부 사이의 계면임을 알 수 있었다. 이는 

솔더접합부가 연성파괴의 경향을 보일 경우 솔더 계면을 따라 파손이 

이루어질 가능성이 높음을 의미한다. 

5) DCPB의 경우 CPB 솔더에 비하여 기하학적 특성이 단순하지 않음으로 2차원 

이상화가 쉽지 않을 것으로 예상된다. 따라서 해석결과 주방향의 일정한 

패턴을 찾기 어려웠으며, 특히 interface 2와 3의 경계에서는 이러한 불규칙한 

현상이 더욱 두드러짐을 알 수 있다. 

6) 앞서 밝힌 응력상태에서 CPB가 가진 기하학적 및 열-구조적 특징들로 인하여 

발생하는 소성변형률의 발생 기구를 재료학 및 기계학적 관점에 유사점을 
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상호비교하여 설명하였으며 이를 통하여 소성변형이 일어날 방향을 예측할 수 

있었다. 
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3장 CPB와 DCPB 솔더접합부의 점소성 거동 

3.1 솔더재료의 수명예측을 위한 구성 모델 

 3.1.1 솔더접합부의 열-기계적 신뢰성 설계  

열-기계적 신뢰성 설계(thermo-mechanically reliable design)는 많은 비용과 시간이 

소요된다. 최근 현장실무지침(industrial practice)에서는 이러한 열-기계적 신뢰성 설계의 

정의를 빌딩(building) 및 시제품(prototype system)조립을 하는 것뿐만 아닌 이러한 

시제품을 광범위하게 보증시험(qualification test)하는 것까지 포함되는 광의의 의미로 

쓰이고 있다. 비록 이러한 빌드-시험 접근방법(build-and-test approach)이 기존의 

시스템에서는 유효했지만 오늘날 사실상 이러한 방식을 유지하는데 상당한 문제점이 

발생하고 있다. 왜냐하면 새로운 설계 및 재료가 개발됨에 따라 이전의 경험적 

축적자료들이 설계지침으로 사용할 수 없어졌기 때문이다. 따라서 기존의 접근방법을 

통한 초기 시제품들은 종종 잘못된 결과를 가져왔으며 이 같은 실험에 기반한 시제품 

절차와 시험 절차의 가장 큰 문제점은 완료되기 까지 최소 수주가 소요된다는 점이다. 

따라서 잘못된 설계의 선택은 제품의 출시지연과 개발비용 증가의 가장 큰 요인이다. 

[1] 특히 전형적으로 서로 다른 여러 가지 재료들로 이루어져 있는 미세전자 패키징 

조립품(Microelectronic packaging assemblies)은 패키징 구조가 제작, 조립, 사용 되어질 때 

재료들간의 열팽창계수의 불일치(CTE mismatch)로 인한 열적 손상(Thermal excursion)이 

발생하여 접합부 계면에서 파손이 발생하게 된다. 그러므로 이러한 열적손상으로 인한 

파괴기전(fracture mechanism)을 설계자는 항상 염두 하여야 하며 항상 이를 최소화 할 

수 있도록 많은 관심을 가져야 한다.  

미세전자 패키징 조립품을 설계할 때에는 접합부의 재료의 선택과 구조적 형상이 

가장 중요한 변수이다. 하지만 현실적으로 재료를 개발하고 신뢰성을 검증하는 것은 

아주 어렵다. 왜냐하면 재료의 신뢰성은 현재까지 실험에 많이 의존하기 때문이다. 

따라서 비용 대비 효율로 가장 좋은 설계를 이끌어 내기 위하여 쉽게 선택할 수 있는 

방법은 구조적 형상을 최적화 시키는 방법을 고려할 수 있다. 솔더접합부에서 구조적 

형상 최적화는 다음과 같다. 첫 번째로 응력 집중부를 피하는 구조이다. 응력집중은 

특히 시스템 내부의 결함이나 구조적 형상이 불연속한 부분에서 발생한다. 일단 설계 
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시 이러한 점을 염두하지 않는다면 패키지를 구성하는 재료의 신뢰성이 아무리 높다 

하더라도 수명에 영향을 끼칠 것이다. 두 번째로는 열 방출이 유리한 구조이다. 열 

방출이 유리한 구조란 상대적으로 열 방출이 유리한 재료들을 조합 및 배치함으로써 

달성된다. 서론에 소개되었던 CPB의 구조가 가장 대표적인 예로 열적 방출의 유리한 

구조의 채택만으로도 패키지의 열-기계적 신뢰성 향상을 기대할 수 있다.  

하지만 앞서 다루었던 열-기계적 신뢰성에 유리한 구조 형상의 최적화 또한 

시험을 통한 신뢰성의 검증이 반드시 필요하다는 반론이 있을 수 있다. 하지만 최근 

여러 솔더재료들의 열적 및 기계적 거동을 고려한 다양한 구성모델(constitutive 

model)들의 개발과 이를 유한요소 소프트웨어에 적용 및 구현한 시뮬레이션을 통하여 

이를 어느정도 해결할 수 있게 되었다. 

3.1.2 솔더재료의 열탄성 및 비탄성 변형거동 

솔더합금(solder alloy)에 열이 가해지거나 냉각될 때, 그 재료는 탄성, 소성 그리고 

크립거동의 가능성이 있다. 비교적 낮은 온도범위, 즉 재료의 녹는점 50%이하 온도의 

열적환경 하의 솔더재료는 탄성변형거동으로만 논의가 가능할 수 있지만 극심한 

열적환경 하에서는 소성변형거동도 함께 고려하여야 한다. 

일반적인 탄성론에 의거한 등방탄성물성(isotropic elastic property)들은 탄성계수 E와 

poisson의 비, ν로 표현 할 수 있다. 하지만 열적환경의 고려할 온도범위가 보다 

넓어져 온도 의존성을 반영하여야 한다면 E는 Eq. 3-1와 같이 표현되며, 여기서 T는 

절대온도(absolute temperature)이다. 

𝐸𝐸 = 𝐸𝐸0 − 𝐸𝐸1𝑇𝑇  (Eq. 3-1) 

𝐸𝐸0 와 𝐸𝐸1 는 상수이며 솔더나 일반적인 금속재료에서는 온도가 올라갈수록 

상변화에 따라 분자간의 인력이 작아진다. 따라서 이와 같은 계에서 온도가 

상승할수록 E의 값이 점진적으로 작아질 것이다. 따라서 앞서 설명한 이유로 𝐸𝐸1은 

양의 값을 보일 것이며 여기서 몇 가지의 솔더합금의 온도에 따른 탄성상수(elastic 

constant)를 Table 1.2에 나타내었다. 

 

 



- 71 - 

 

Table 3.1 Elastic constants for solder alloy [2-4] 

 

하지만 하중에 제거된 후에도 영구변형(permanent deformation)이 남는다면 이를 

비탄성 변형(inelastic deformation)이라고 부르며, 이를 순간소성변형(instantaneous plastic 

deformation component)와 시간의존성 크립변형(time-dependent creep deformation)으로 

구분할 수 있다. 시간독립성 소성변형(time-independent plastic deformation)은 Eq. 3-2와 

같이 나타낼 수 있다. 

𝜀𝜀𝑝𝑝𝑝𝑝 = (𝜎𝜎
𝐴𝐴

)
1
𝑛𝑛 (Eq. 3-2) 

여기서 𝜀𝜀𝑝𝑝𝑝𝑝은 시간독립성 소성변형률, 𝜎𝜎는 전단응력, 𝐴𝐴는 단조강도계수(monotonic 

strength coefficient) 그리고 𝑛𝑛은 강도 경화지수(strength hardening exponent)를 나타낸다. [5] 

이러한 소성모델은 여러가지 형태로 존재하는데 대표적인 경화모델로는 

이선이동경화(bilinear kinematic hardening), 다선경화(multilinear hardening) 와 다선 

등방경화(multilinear isotropic hardening) 모델 등이 있다. 이선경화모델은 각각의 선이 

탄성영역와 소성영역 내의 탄성계수와 접선계수(tangent modulus)를 따른다. 접선계수는 

소성변형이 일어 났을 때 응력-변형률 선도에서 항복강도를 지나는 소성영역의 

기울기로 표현한다. 다선이동경화모델은 이선이동경화모델보다 조금 더 엄밀한 

표현방법이다. 이 방법은 이선이동경화에서 소성영역을 한 개의 분할선(segment)으로 

표현하는 것과 달리 이를 여러 개의 분할선으로 표현하기 때문이다. 

Solder 𝑬𝑬𝟎𝟎,GPa 𝑬𝑬𝟏𝟏,GPa/K Specimen type 

 
95.5Sn3.9Ag0.6Cu 

 

 
53 
 

 
0.08 

 

 
Bulk specimen 

 

95.5Sn3.9Ag0.6Cu 
 

18.6 
 

0.0206 
 

0.18mm thick solder joints deformed in nominal shear 
 

96.5Sn3.5Ag 
 

19.3 
 

0.06895 
 

Soldered assemblies employing  
both shear and tensile loading 
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Fig. 3.1 Generalized multilinear model of elastic-plastic behavior in solder alloy 

 

Fig. 3.1은 솔더재료에서 탄소성거동의 전형화 된 다선모델(multilinear model)을 

보여주는 그림이다. 이 그림에서는 탄소성 거동은 3개의 직선으로 표현하였으며, 가능 

하다면 많은 절편으로 나누어 정확도를 높일 수 있다. 여기에서는 첫 번째 (0,0)에서 

(𝜀𝜀1,𝜎𝜎1)을 잇는 직선 구간은 탄성거동을 나타내며 두 번째 직선 (𝜀𝜀1 ,𝜎𝜎1)에서 (𝜀𝜀2, 𝜎𝜎2)는 

초기소성(initial plasticity) 세 번째 ( 𝜀𝜀2,𝜎𝜎2)에서 (𝜀𝜀3 ,𝜎𝜎3)의 직선은 포화소성(saturated 

plasticity)을 각각 나타낸다. 

이동경화에서는 항복면의 크기가 일정 하지만 항복면이 이동하게 된다. 이러한 

이유로 하중을 받는 방향에 따라 재료가 영구변형을 일으키기 쉽다. 이와 관련하여 

한번 항복점 이상의 하중을 가한 금속에 다시 반대방향의 하중을 가하면 항복점이 

처음보다 떨어지게 되어 하중을 가하자마자 점성변형(viscous deformation)을 일으키게 

된다. 이러한 현상은 bauschinger 효과라고 알려 졌으며 일반적으로 이러한 솔더재료의 

거동은 이동경화를 통해 나타낸다. 반면에 등방경화는 항복점을 넘어 응력이 작용하면 

항복면의 면적이 일정하게 증가한다. 다시 말해 이는 더 이상 새로운 항복응력 

수준(yield stress level)이 발생하기 이전까지 항복이 발생하지 않는다는 의미이며 때문에 

등방경화모델은 bauschinger 효과를 고려할 수 없다. 

지금까지 설명한 소성변형은 시간에 독립적인 재료의 거동을 나타낼 때 쓰인다. 
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하지만 재료가 장시간 동안 열적환경에 노출되는 경우에는 시간 의존적인 

비탄성변형을 고려 하여야 한다. 이러한 경우에는 크립거동을 고려한 구성모델이 

필요하며 Fig. 3.2에 시간에 따라 3가지 단계의 특징을 보이는 크립거동의 특성을 

나타내었다.  

 

Fig. 3.2 Typical creep strain rate curve [6] 

Fig. 3.2는 전형적인 크립변형률속도곡선(creep strain rate curve)을 보여준다. 첫 번째 

1단계 크립영역(primary creep regime)에서는 재료가 변형률경화(strain hardening)를 겪고 

이에 따른 결과로 시간에 따라 변형률속도가 감소한다. 정상상태크립(steady-state 

creep)으로 알려진 두 번째 단계의 2단계 크립영역(secondary creep regime)에서는 

기본적으로 크립속도(creep rate)가 일정하다. 세 번째의 3단계 크립영역(tertiary creep 

regime)에서는 변형률속도가 시간에 따라 증가하는 형태를 보여 결국 재료의 파손이 

발생한다. 보통 솔더재료는 전형적인 열-기계적 재하상태하에서 정상상태크립영역, 즉 

2단계 크립영역의 특징을 보인다. 

시간에 독립적인 소성변형과 시간에 의존적인 크립변형은 전위의 움직임(dislocation 

motion) 같은 기초적 기전에 의하여 발생한다. 반면에 앞서 소개하였던 구성모델은 
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이를 동시에 표현할 수 없다. 따라서 이러한 소성변형과 크립변형을 동시에 표현할 수 

있는 구성모델의 여러 개발 노력이 있었으며 이들 중에 가장 많이 사용되는 모델은 

재료의 온도와 변형률속도의 현상학적(phenomenological) 특성을 기반으로 개발된 

Anand모델이다. [7,8]       

 

3.1.3 통합 점소성 구성모델 

열-기계적인 재하상태하의 솔더재료는 필연적으로 탄성 또는 비탄성변형을 겪는다. 

탄성변형은 회복적이나 시간에 의존하지 않는 소성변형과 시간에 의존적인 

크립변형으로 구성되는 비탄성변형은 회복적이지 않다. 특히 다른 금속과 달리 

솔더재료는 비교적 낮은 온도에서의 상응온도(Homologous temperature)가 0.5이상 (𝑇𝑇ℎ =
𝑇𝑇
𝑇𝑇𝑚𝑚

> 0.5 )에서 두드러지는 크립속도를 보여주기 때문에 시간과 온도에 의존하는 

크립변형에 대한 세심한 고려가 필요하다. [9] 

𝜀𝜀𝑇𝑇 = 𝜀𝜀𝑒𝑒 + �𝜀𝜀𝑝𝑝 + 𝜀𝜀𝑐𝑐� = 𝜀𝜀𝑒𝑒 + 𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 (Eq. 3.3) 

Eq. 3.3은 열-기계적인 재하상태하의 솔더접합부의 열-기계적 신뢰성을 평가하기 

위한 고려되어야 할 변형률 항을 보여준다. 𝜀𝜀𝑇𝑇은 전변형률, 𝜀𝜀𝑝𝑝는 소성변형률 그리고 

𝜀𝜀𝑐𝑐 는 크립변형률을 나타낸다. 여기서 𝜀𝜀𝑝𝑝 와 𝜀𝜀𝑐𝑐 의 합은 비탄성변형률이라고 부르며 

최근까지 비탄성변형률을 구하기 위한 다양한 구성방정식들이 연구발표 되고 있다. 

솔더합금의 비탄성 거동을 계산하기 위하여 기존의 소성론에 기초한 소성변형률과 

크립구성모델을 이용하여 대수적인 합으로 비탄성변형률을 구할 수도 있지만 본 

연구에서는 소성변형률과 크립변형률을 함께 표현한 Anand모델을 사용하였다. Anand[6] 

와 Brown[7]에 의하여 제안된 이 통합 점소성구성모델(Unified visco-plasticity constitutive 

model)은 두 가지 특징을 갖는다. 첫 번째로 명확한 항복조건과 재하 및 비재하 

조건(loading/unloading criterion)이 필요하지 않다. 이는 작은 응력에서 발생된 측정할 수 

없을 정도의 작은 소성유동률(rate of plastic flow)에서도 0이 아닌 응력값을 가지면 

소성변형률이 발생 되는 것으로 가정된다. 두 번째로 변형저항(deformation resistance)을 

나타내는 ISV(single internal state variable) [8], s는 단일 스칼라형태로 응력의 차원을 

가지며 비탄성변형률경화(inelastic strain hardening)의 등방저항(isotropic resistance)의 
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수치적 표현이다. Anand 구성방정식은 물리적인 현상인 변형률속도와 온도 

민감도(temperature sensitivity)를 변형률속도이력 효과(strain rate history effects), 변형률 

경화(strain hardening)와 동적회복(dynamic recovery)의 반환과정(restoration process)으로 

나타낸다. 결과적으로 변형저항을 의미하는 ISV, s 는 Eq. 3.4와 같이 등가응력과 

비례하게 나타내어진다. 

𝜎𝜎𝑒𝑒𝑒𝑒 = c ∙ s; c < 1 (Eq. 3.4) 

여기서 c는 일정 변형률속도 시험에서 구한 재료매개변수(material parameter)이며 

이를 정의하면 Eq. 3.5와 같이 나타내어진다. 

c = 1
𝜉𝜉

sinh−1[�𝜀̇𝜀𝑝𝑝
𝐴𝐴
𝑒𝑒𝑄𝑄 𝑅𝑅𝑅𝑅⁄ �

𝑚𝑚
] (Eq. 3.5) 

여기서 𝜀𝜀𝑝̇𝑝는 비탄성변형률속도이고 𝐴𝐴는 선지수인자(pre-exponential factor), 𝑄𝑄는 

활성화에너지(activation energy), m은 변형률속도민감도(strain rate sensitivity), 𝜉𝜉는 응력의 

곱수(multiplier of stress), 𝑅𝑅은 기체상수 그리고 𝑇𝑇는 절대온도를 각각 나타낸다. 

𝜀𝜀𝑝̇𝑝 = 𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴 �− 𝑄𝑄
𝑅𝑅𝑅𝑅
� [sinh(𝜉𝜉 𝜎𝜎

𝑠𝑠
)]1 𝑚𝑚⁄  (Eq. 3.6) 

Eq. 3.6은 비탄성변형률속도를 나타내는 유동방정식(flow equation)이며 온도의존성에 

대한 반영은 전통적인 Arrhenius항을 사용하여 나타내어졌다. 

 

𝑠̇𝑠 = �ℎ0 �1 −
𝑠𝑠
𝑠𝑠∗
�
𝑎𝑎
∙
1− 𝑠𝑠

𝑠𝑠∗

�1− 𝑠𝑠
𝑠𝑠∗�
� 𝜀𝜀𝑝̇𝑝𝑎𝑎 > 1 (Eq. 3.7)  

𝑠𝑠∗ = 𝑠̂𝑠[𝜀̇𝜀𝑝𝑝
𝐴𝐴
𝑒𝑒(𝑄𝑄 𝑅𝑅𝑅𝑅⁄ )]𝑛𝑛 (Eq. 3.8) 

 𝑠𝑠의 점진적인 변화(evolution)는 Eq. 3.7와 Eq. 3.8로부터 주어진다. 여기서 ℎ0는 

경화/연화 상수(hardening/softening constant) 이고 𝑎𝑎 는 경화/연화의 변형률속도 

민감도(strain rate sensitivity)이다.  𝑠𝑠∗ 의 양은 주어진 온도와 Eq. 3.6에서 나타낸 

변형률속도와 관계된 s의 포화값(saturation value)으로 나타내어지며 𝑠̂𝑠 는 

포화계수(coefficient of saturation), 𝑛𝑛은 변형 저항(deformation resistance)의 포화값을 위한 
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변형률속도민감도 이다. 앞서 설명한 모델에서 알 수 있듯이 결론적으로 

비탄성변형률을 구하기 위해서는 𝐴𝐴 , 𝑄𝑄 , 𝜉𝜉 , 𝑚𝑚 , ℎ0 , 𝑠̂𝑠 , 𝑛𝑛 , 𝑎𝑎  그리고 변형저항의 초기값 

𝑠𝑠0까지 총 9가지의 재료상수가 필요하다. 
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3.2 점소성 거동의 해석조건 및 결과 

3.2.1 Anand상수의 매개변수 결정 

앞서 언급한 Anand상수들을 결정하기 위해서는 Fig. 3.3 및 3.4에 나타낸 온도와 

변형률속도(strain rate)에 따른 인장시험 결과가 필요하다. [10,11] Anand상수들을 

결정하는 방법을 간략히 설명하면 첫 번째로 𝐴𝐴, 𝑄𝑄 , 𝑚𝑚 , 𝑛𝑛, 𝑠̂𝑠/𝜉𝜉가 포함된 Eq. 3.9를 Fig. 

3.3 (a), (b) 즉 각 온도 별 및 일정하게 유지된 변형률속도 인장시험값의 그래프를 

비선형 최소자승근사법(method of least squares)을 이용하여 이들 상수 값을 구한다. 

여기서 𝜎𝜎∗는 포화응력(saturation stress)이다.   

𝜎𝜎∗ = 𝑠̂𝑠
𝜉𝜉

[𝜀̇𝜀
𝑝𝑝

𝐴𝐴
exp � 𝑄𝑄

𝑅𝑅𝑅𝑅
�]𝑛𝑛𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠ℎ−1[�𝜀̇𝜀

𝑝𝑝

𝐴𝐴
exp � 𝑄𝑄

𝑅𝑅𝑅𝑅
��

𝑚𝑚
] (Eq. 3.9) 

𝜎𝜎� = 𝜎𝜎�∗ − [(𝜎𝜎�∗ − 𝜎𝜎�0)(1−𝑎𝑎) + (𝑎𝑎 − 1){(𝑐𝑐ℎ0)(𝜎𝜎�∗)−𝑎𝑎}𝜀𝜀̇𝑝𝑝]
1

1−𝑎𝑎 (Eq. 3.10) 

두 번째로 Eq. 3.10의 결합된 형태의 상수 𝑐𝑐ℎ0 , 𝑐𝑐𝑐𝑐0와 𝑎𝑎를 Fig. 3.4 (a), (b)와 같은 

응력-변형률속도 그래프의 곡선을 최소자승근사법을 이용하여 구한 후 Eq. 3.7의 

변형률속도 민감도 𝑎𝑎 를 개별 시험조건을 통하여 얻은 후 평균값을 구한다. 𝑎𝑎 가 

정해졌다면 다시 Eq. 3.10에 대입한 후 최종적으로 𝑐𝑐ℎ0와 𝑐𝑐𝑐𝑐0를 결정한다.  

세 번째로 이미 구한 𝐴𝐴 , 𝑄𝑄  및 𝑚𝑚와 매개변수인 𝜉𝜉를 Eq. 3.5에 대입하여 𝑐𝑐가 

구해졌다면 Eq. 3.4의 관계식으로 각각의 시험 결과들이 일치하는 여부를 확인한다. 

앞서 과정들로부터 Eq. 3.5의 𝑐𝑐가 정해졌다면 Fig. 3.4의 (a), (b)를 이용하여 두 번째 

과정을 반복하여 결정한다. 최종적으로 앞서 설명한 첫 번째, 세 번째 과정을 통하여 

𝑠̂𝑠를 구할 수 있다. 
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(a) Stress vs. temperature at strain rate=0.02𝑠𝑠−1 

 

(b) Stress vs. strain rate at temperature=125℃ 

Fig. 3.3 Relationship of saturation stress versus temperature and strain rate [10] 
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(a) At constant strain rate and different Temperature 

 

(b) At constant temperature and different strain rate 

Fig. 3.4 Stress-strain curves of 96.5Sn3.5Ag [10] 
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3.2.2 유한요소 모델 및 해석조건  

본 연구에서는 점소성거동을 계산하기 위하여 ANSYS 코드에서 제공된 

통합소성구성모델(unified plasticity constitutive model)을 사용하였다. 또한 이전 

탄소성해석와 동일하게 CPB에 홀이 생성되어 있는 DCPB 솔더접합부 구조와 기존의 

CPB 솔더접합부와의 점소성거동을 유한요소해석을 통하여 비교하여 보았다. 때문에 

전체해석모델의 제원은 2장의 Fig. 2.4와 동일하며 전역모델의 해석 후에 얻은 

변위결과를 서브모델의 경계에 제한조건으로 적용 되어지는 서브모델링 기법 또한 

동일하다. 입열조건으로는 JEDEC A104D[12]에 의거한 온도범위 -40~125℃, Ramped time : 

15 ℃/min, Dwell time: 15min을 적용하여 3사이클 동안 해석 하였고 실온은 22℃으로 

선정하였다. 

하지만 입열조건을 선택하는 것은 세심하게 고려 되어야 한다. 왜냐하면 각 기기 

및 현장에 맞는 환경이 각기 다르고 필요조건 또한 다르기 때문이다. 따라서 본 

연구에서는 입열조건을 선정하는 과정에서 경제성 및 신뢰성 측면의 접점을 찾기 

위하여 다양한 열적환경 따른 고려를 하였다.  

결론적으로 본 연구의 최종 목표는 DCPB가 CPB에 비하여 솔더접합부의 열-

기계적 성능의 우수함을 밝히는 것이다. 하지만 경제성 측면으로 볼 때 DCPB는 

CPB에 비해 몇 가지의 잠재적인 문제점을 가질 것으로 예상된다. 

첫 번째로 Cu 필러범프에 홀을 형성하기 위해서는 몇 가지 추가 공정이 필요할 

것이다. 따라서 추가 공정을 위한 장비 및 운용 등의 추가공정에 따른 경제성 문제가 

발생할 수 있다. 두 번째로 솔더의 양이 증가함으로써 발생하는 추가비용 문제이다. 

물론 최적의 홀의 깊이와 직경 선택으로 이를 감소 시킬 수 있겠지만 실질적으로 

추가 비용이 발생할 것으로 예상된다. 이러한 이유 등으로 인해 DCPB는 경제성 보다 

신뢰성이 더 중요하게 고려되는 분야에서 먼저 적용될 가능성이 크다. 하지만 

서론에서 밝힌 신뢰성 향상이 앞으로 가까운 미래에 소비자의 수요를 더 이끌 수 

있는 잠재력이 클 것으로 예상되기 때문에 이처럼 표면적으로 드러난 한계를 연구 

초기단계에서 고려한다는 것은 아직 시기상조이다.   
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Table 3.2 Thermal excursion ranges for selected field use condition [13,14] 

Applications Thermal excursion range, ℃ 

Consumer electronics 
Computers 
Telecommunications 
Commercial aircraft 
Military aircraft 
Space 
Automotive-passenger 
Automotive-under the hood 
Implantable medical electronics 

0 ~ 60 
15 ~ 60 
-40 ~ 85 
-55 ~ 95 
-55 ~ 125 
-40 ~ 85 
-55 ~ 65 
-55 ~ 150 
37 ~ 40 

 

이와 관련하여 Table 3.2는 각 사용 현장 따른 열적환경을 나타낸 표이다. Table 

3.2에 나타내어진 열적환경은 -55℃부터 150℃까지 다양한 비교적 넓은 온도범위를 

보여준다. 본 연구에서는 열사이클 온도범위를 JEDEC A104D 규정의 시험조건 G에 

의거한 것이다. 이는 -40℃부터 125℃의 온도범위로 가전기기, 컴퓨터, 통신기기, 

상업용 항공기, 우주환경 및 체내삽입용 의료 전자기기를 모두 포함함으로써 연구에서 

선정한 열사이클 조건이 다양한 열적환경에서 대응함을 보여준다.  

한편 점소성 해석에서 사용 된 Anand상수 및 탄성계수 및 poisson의 비를 Table 3.1, 

3.2, 3.3에 각각 나타내었다. 

 

 

 

 

 

 

 



- 82 - 

 

Table 3.3 Anand’s model constants of 96.5Sn3.5Ag[15] 

Constant Value 

A, 𝑠𝑠−1 177,016 
Q, J/mol  85,459 

ξ 7 
m 0.207 

ℎ0, MPa 27,782 
𝑠̂𝑠, MPa 52.4 

n 0.0177 
a 1.6 

𝑠𝑠0 -0.0673T+28.6 [T: kelvin, K] 
 

 
 

Table 3.4 Young’s modulus and Poisson’s ratio of Cu [16-20] 

Temperature 

(℃) 
𝐄𝐄 

(GPa) 
𝛎𝛎 

-40 130.05 0.33612 
-20 128.81 0.33596 
0 127.47 0.33544 
20 126.02 0.33505 
40 124.81 0.3346 
60 123.7 0.3342 
80 122.58 0.3338 
100 121.45 0.3334 
120 120.31 0.333 
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Table 3.5 Young’s modulus and Poisson’s ratio of 96.5Sn-3.5Ag [21] 

Temperature 

(℃) 
𝐄𝐄 

(GPa) 
𝛎𝛎 

-40 53.55 0.3477 
-20 52.24 0.3504 
0 50.88 0.3532 
20 49.4 0.3562 
40 48 0.3595 
60 46.47 0.3628 
80 44.88 0.3663 
100 43.23 0.37 
120 41.53 0.374 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



- 84 - 

 

3.2.3 CPB 및 DCPB 솔더의 비탄성 변형률 

비탄성변형률,  𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖이란 앞서 설명하였던 바와 같이 𝜀𝜀𝑐𝑐와 𝜀𝜀𝑝𝑝를 통합하여 나타낸 

값이다. 이와는 대조적으로 탄소성해석에서는 전변형률, 𝜀𝜀𝑇𝑇 를 𝜀𝜀𝑒𝑒 와 𝜀𝜀𝑝𝑝 의 합으로 

표현하였기 때문에 시간과 온도에 의존하는 변형률을 고려할 수 없다. 따라서 

솔더재료의 경우 탄소성해석만으로는 정량적 수명예측을 하기 어렵다. 왜냐하면 

솔더재료에서는 Table 3.2와 같이 열적환경 온도범위의 최댓값이 솔더재료의 녹는점의 

50%를 상회하는 경우가 많기 때문이다. 하지만 점소성 거동해석에서는 이러한 시간과 

온도에 관계된 변형률을 고려함으로써 정량적 수명예측을 하는 연구에 보다 적합하다.  

 

(a) CPB type                        (b) DCPB type 

Fig. 3.5 Solder interfaces named according to each bump type 

 

이와 같이 범프 종류 별 솔더 계면에서의 점소성 거동특성을 비교하기 위하여 각 

계면을 Fig. 3.5와 같이 명명하였다. Fig. 3.5 (a)는 필러범프를 사용한 솔더의 그림으로 

CPB와 솔더 간의 계면을 PI(Pillar bump Interface)라 명명하였고 Fig. 3.5 (b)는 DCPB를 

사용한 솔더의 그림으로 각 계면에 따라 II(Inner Interface), WI(Wall Interface) 그리고 

FI(Flange Interface)라 정의하였다. 

Fig. 3.6은 CPB와 DCPB의 각 계면에서의 최대비탄성변형률, ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)을 나타낸 

그래프이다. 각 계면에서의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)는 CPB의 PI에서 가장 높은 값을 보이며 다음으로 

FI>WI>II 순으로 최댓값을 가짐을 알 수 있다. 특히 기하학적 특성이 유사한 PI와 

FI를 비교하여 보았을 때 두 계면 모두 첫 번째 사이클 기준으로 1312s에서 가장 높은 

값을 보이며 이는 열사이클 온도 125℃의 고온유지 시간을 지나 -40℃로 하강하기 
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직전 시간에 속한다. 특히 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)의 차이는 전 사이클에서 최댓값을 기준으로 PI가 

FI에 비하여 약 5.4배 큰 값을 가지고 있으며 이의 정량적 차이는 0.086임을 알 수 

있다. 하지만 상대적으로 작은 값을 갖는 변형률 값의 특성으로 인하여 배수로 

나타내어지는 정성적 비교보다는 두 값의 실제적인 정량적 차이를 비교하는 것이 

보다 합리적이라 생각되며 이를 모두 감안 하더라도 DCPB가 열-기계적 신뢰성이 보다 

우수할 것임을 예상할 수 있다. 
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Fig. 3.6 Maximum inelastic strain of CPB and DCPB interfaces 

온도조건에 따른 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 특성을 나타내기 위하여 다음의 Fig. 3.7와 같이 시간에 

따른 열사이클 이력을 A부터 E까지 총 5개 구간으로 나누었다. 
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Fig. 3.7 Classified into a thermal cycle  

구간 A부터 E까지는 각각 22~125℃ 승강온도구간, 125℃ 유지온도구간, 125~-40℃ 

하강온도구간, -40℃ 유지온도구간, -40~22℃ 승강온도구간을 나타내며 총 3번의 사이클 

모두 동일조건으로, 각 구간 별 시간은 Table 3.6에 나타내었다. 

Table 3.6 Thermal cycling time depend on interval and cycle number 

Cycle No. 
Interval 

A B C D E 

Thermal cycling time (s) 

1st 0-412 412-1312 1312-1972 1972-2872 2872-3120 
2nd 3120-3532 3532-4432 4432-5092 5092-5992 5992-6240 
3rd 6240-6652 6652-7552 7552-8212 8212-9112 9112-9360 

  

Fig. 3.6의 각 계면에서의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)의 구간별 특성은 WI를 제외하고 승강온도 구간 

A에서 급격한 상승을 보이다가 125℃ 유지온도 구간인 B에서 비교전 완만한 상승을 

나타낸다. 또한 하강온도 구간 C에서 급격한 감소 이후 -40℃의 유지온도구간 D와 
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승강온도구간 E에서 완만한 감소 형태를 보인다. 하지만 WI의 경우 나머지 사이클과 

다르게 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)가 첫 번째 사이클 구간 A에서 증가하다 B, C에서 감소하는 특징을 

보인다.   
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Fig. 3.8 Maximum inelastic strain of DCPB interfaces 

 

Fig. 3.8은 DCPB의 계면들에서만 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)을 나타낸 것으로 상대적으로 PI의 값이 

높아서 확인할 수 없었던 II, WI, FI의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)와 경향을 좀 더 자세히 나타낸다. WI의 

구간 A와 B에서 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max) 가 각각 증가하다 감소하는 경향을 보이는 이유로는 

열사이클 동안 변형률이 안정화 되는 과정에서 생기는 특성이거나 WI의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)가 

발생하는 지점이 FI와 WI가 접하는 지점이기 때문에 발생할 수 있는 특이해(singular 

solution)일 것으로 생각된다. 하지만 첫 번째 사이클 이후에는 다른 계면과 마찬가지로 

일정한 경향 특성을 보이므로 정성적 경향을 나타낼 경우 첫 번째 사이클의 구간 A, B, 

C를 제외하거나 두 번째 사이클 구간 A, B, C의 값을 차용하여도 무방할 것으로 

판단된다. 또한 WI의 경우 다른 계면과 다르게 저온구간에서의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)  값이 
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고온보다 높게 발생하는 양상을 관찰할 수 있는데 이는 저온에서 FI와 WI의 접하는 

지점에 Cu로 이루어진 DCPB가 저온으로 인해 수축하는 기하학적 특성으로 발생하는 

것으로써 이는 온도와 직접적인 관계가 없는 특성일 것이라고 판단된다.  

또한 각 사이클 별 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)의 최댓값은 PI에서 점차 감소하나 나머지 계면에서는 

증가하는 경향을 보인다. 이는 각 구간 별 비탄성변형률속도, 𝜀𝜀𝑖̇𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖에서 원인을 찾을 수 

있다.  

Table 3.7 Maximum inelastic strain rate of each interfaces 

Interface 
type 

Cycle  
No. 

Interval 

A B C D E 

Inelastic strain rate (s−1) 

PI 

1st 2.14E-4 1.91E-5 -9.15E-5 -1.89E-6 -4.032E-6 
2nd 1.10E-4 1.50E-5 -7.94E-5 -2.50E-6 -4.68E-6 
3rd 0.89E-4 1.46E-5 -6.45E-5 -1.74E-6 -7.25E-6 

FI 

1st 3.62E-5 5.12E-6 -1.87E-5 -5.11E-7 -1.81E-6 
2nd 3.43E-5 3.39E-6 -1.83E-5 -5.90E-7 -1.98E-6 
3rd 3.09E-5 3.17E-6 -1.78E-5 -6.22E-7 -8.19E-6 

WI 
1st 1.53E-5 -2.44E-6 -1.88E-6 2.56E-7 -2.42E-7 
2nd -0.35E-5 0.48E-6 5.73E-6 3.00E-7 -2.02E-7 

3rd -0.71E-5 0.45E-6 6.65E-6 2.89E-7 -9.68E-7 

II 
1st 2.43E-6 0.56E-7 -1.06E-6 -3.34E-8 -4.03E-8 
2nd 1.55E-6 1.22E-7 -0.78E-6 -1.81E-8 -7.22E-8 
3rd 0.97E-6 1.24E-7 -0.57E-6 -1.42E-8 -3.46E-8 

 

Table 3.7은 각 계면과 구간별 𝜀𝜀𝑖̇𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖를 나타낸 표이다. 이 자료로부터 PI가 가장 빠른 

𝜀𝜀𝑖̇𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖를 가짐을 알 수 있으며, PI의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)  최댓값이 사이클이 증가함에 따라 감소 

하는 이유는 다른 계면과 다르게 구간 A에 비해 구간 B의 𝜀𝜀𝑖̇𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖가 느리기 때문이다. 

나머지 계면은 이와 반대되는 현상을 관찰할 수 있는데 이러한 이유로 인하여 

DCPB의 계면에서는 사이클이 증가할수록 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)  최댓값이 증가하는 현상을 보인다. 

따라서 장기적인 관점에서 이러한 특성이 수명에 영향을 줄 수 있을지에 대한 논의가 



- 89 - 

 

필요하다. 하지만 PI의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)  값이 다른 계면에 비하여 상대적으로 크게 발생하고 

시간에 따라 𝜀𝜀𝑖̇𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 증가치가 점차 정상상태를 보일 것이기 때문에 이를 모두 고려 

하여도 PI의 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖가 쌓여가는 추이가 다른 계면에 비하여 클 것임을 부정할 수 없다. 

 

3.2.4 CPB 및 DCPB솔더의 등가응력 대 등가비탄성변형률 선도 

반복적 비탄성하중(cyclic inelastic load)을 받는 재료의 반응은 Fig. 3.7에서 제시된 

바와 같이 히스테리시스 루프(hysteresis loop)의 형태이다. 일반적인 단순 응력-변형률 

선도(monotonic stress-strain curve)는 정적하중(static load)을 받는 부재와 구조의 

설계변수를 얻는데 사용한다면 반복하중(cyclic load)을 받는 구조의 신뢰성을 평가하기 

위해서는 반복적 응력-변형률 선도(cyclic stress-strain curve)가 유용하다. [22] 

Fig. 3.9 (a)는 CPB의 계면인 PI와 (b), (c) 그리고 (d)는 DCPB의 계면의 등가응력 대 

등가비탄성변형률(Equivalent stress vs. Equivalent inelastic strain)을 나타낸 그림이다. 먼저 

Fig. 3.9의 각각의 그래프에서 수평 축의 비탄성변형률, 𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 범위가 상당한 차이가 

있음을 유의하여 살펴보아야 한다. 이를 통하여도 상대적으로 PI가 II에 비해 큰 

𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 값을 가짐을 알 수 있다. 실제로 세 번째 사이클을 기준으로 PI와 II의 

비탄성변형률 범위(inelastic strain range), ∆𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 의 값이 각각 2.34 × 10−1 와 4.93 ×

10−4 으로 상당히 큰 차이가 있음을 알 수 있다. 이는 솔더접합부가 결함없이 

접합되었다고 가정했을 때 II에서 우수한 열-기계적 신뢰성을 의미한다. 이는 홀 안에 

채워진 솔더의 경계조건, 즉 II, WI에 DCPB, 즉 Cu가 제한조건으로 작용하여 일종의 

감쇄(damping)의 역할을 하는 것으로 사료된다.  

또한 FI와 WI의 ∆𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 값이 상당히 유사한 값으로 이를 PI와 비교하여 보아도 

상당한 값의 차이를 보임을 알 수 있는데, 특히 PI와 FI의 등가응력 범위(equivalent 

stress range), ∆𝜎𝜎𝑒𝑒𝑒𝑒가 각각 약 35MPa, 30MPa로 크게 차이가 나지 않음에도 불구하고 

FI에서 약 1/40의 ∆𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖값을 가짐을 관찰할 수 있었다. 하지만 각 해석 시간구간(time 

step)에서 응력분포를 살펴보았을 때 FI에서 국부적으로 높은 σ𝑒𝑒𝑒𝑒 값을 관찰할 수 

있었으나 계면에서의 전체적인 평균값을 보았을 때는 PI와 FI 모두 유사한 σ𝑒𝑒𝑒𝑒값을 

가짐을 알 수 있다. 이는 상대적으로 FI가 PI의 면적보다 작은 것이 원인으로 볼 수 

있지만 전체적인 𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖에는 영향을 미치지 않음을 알 수 있다. 또한 각 계면에서의 
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시간에 따른 등가응력 대 등가비탄성변형률의 경향은 125℃ 유지온도구간을 지나 -

40℃의 하강온도구간 즉 구간 C에서 최대∆𝜎𝜎𝑒𝑒𝑒𝑒만큼의 응력 증가를 확인할 수 있으나 -

40℃의 유지온도를 지나 125℃로 온도가 올라갈 때 즉 구간 E-A에서 1~4MPa의 

비교적 작은 σ𝑒𝑒𝑒𝑒  감소를 관찰할 수 있다. 이는 솔더재료의 점소성 거동 특성으로 인한 

응력이완(stress relaxation) 현상으로 판단된다. 

 

(a) PI                                   (b) FI 

 

                 (c) WI                                   (d) II 

Fig. 3.9 Evolution of the equivalent stress versus equivalent inelastic strain. 
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3.2.5 솔더계면에서의 비탄성변형률에너지밀도 

비탄성변형률 에너지밀도(Inelastic strain energy density), 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 은 단위부피당 

비탄성변형률일(inelastic strain work)를 말하며 본 연구에서는 각 계면에서의 평균값을 

기준으로 나타내었다. 먼저 Fig. 3.10 (a)는 CPB와 DCPB의 전체 계면에서 시간에 따른 

𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖를 나타내었다. Fig. 3.9 의 등가응력 대 등가비탄성변형률 히스테리시스루프에서 

이미 알 수 있듯이 가장 큰 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 증가를 보인 계면은 PI였으며 다음으로는 FI, WI 

그리고 II 순이다. 따라서 전체적인 솔더접합부에서의 열-기계적 신뢰성은 DCPB가 

CPB에 비하여 좋을 것으로 판단할 수 있다. Fig. 3.10 (b)는 DCPB에서의 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖를 나타낸 

그림으로 정성적인 경향은 CPB와 크게 다르지 않음을 알 수 있다. 이는 모든 계면의 

구간 A, C, E와 같은 온도가 승강 또는 하강하는 사이클에서는 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖가 증가하고 구간 

B, D와 같은 유지온도 구간에서는 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 증가가 거의 없다라는 의미이다. 이와 같은 

관찰로부터 열사이클와 같은 환경에서의 수명은 유지온도의 크기 보다는 온도의 상승 

또는 하강 폭이나 온도의 상승속도와 하강속도에 초점을 두어야 한다. 다만 이러한 

열사이클 동안에 외력의 작용을 받는 경우를 가정하여 보면 외력의 방향이 

일정하다면 고온 유지온도 동안의 변형률을 무시하지 못 할 것이라 생각된다. 하지만 

이는 다른 차원에서의 논의이며, 이와 같은 중력 외에 외력이 없는 경우에서의 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 

증가 경향은 온도의 변화가 수명예측의 가장 중요한 변수이다.   

또한 여기서 II가 가장 작은 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖  의 증가를 보인 이유는 Si 웨이퍼, Cu범프, 

솔더를 포함한 전체모델에서 주요변위방식(main displacement mode)의 방향은 z방향이며 

이를 통해 솔더접합부에서 x-y평면상의 전단이 크게 발생하게 된다. 따라서 가장 작은 

접합 면적과 x-y평면상의 접합 면을 가지고 있는 FI에서 가장 큰 변형률이 발생하게 

된다. 하지만 같은 평면의 접합 면을 가진 FI와 II의 차이가 크게 발생하는 결정적인 

이유는 WI가 솔더재료의 z방향의 변위를 막아주어 II의 x-y평면상의 전단을 감소 

시키는 것으로 사료된다.    
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(a) Comparison of CPB and DCPB solder interfaces 

 

(b) Comparison of DCPB solder interfaces 

Fig. 3.10 Inelastic energy density of solder interface 
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Table 3.8 Inelastic energy density per cycle of solder interface   
[Unit: MPa] 

 

 Cycle No. 

Interface name 

PI FI WI II 

Inelastic energy density per cycle, ∆W𝑖𝑖 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐, 𝑖𝑖 = 1,2,3  

1st 2.05437  0.47841  0.11915  0.01013  

2nd 1.87941  0.48392  0.09641  0.01343 

3rd 1.87933  0.5957  0.09603  0.01313  

 

Table 3.8은 각 사이클 당 비탄성에너지밀도(Inelastic energy density per thermal cycle), 

∆𝑊𝑊𝑖𝑖 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐  𝑖𝑖 = 1,2,3 를 나타낸 표로 이를 통하여 Table 3.9의 CPB 및 DCPB의 각 

계면에서의 평균비탄성에너지밀도(averaged inelastic energy density), ∆𝑊𝑊𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎를 구하였다. 

 

Table 3.9 Averaged inelastic energy density per thermal cycle of solder interface 
[Unit: MPa] 

 

Interface name Averaged inelastic energy density, 
∆𝑊𝑊𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

PI 1.9377 

FI 0.5193 

WI 0.1038 

II 0.01223 

 

Table 3.9에서 각 계면에서의 ∆𝑊𝑊𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎를 살펴보면 DCPB의 FI, WI 그리고 II에 비하여 

CPB의 PI는 비해 각각 약 3.7배, 18.7배, 158배의 ∆𝑊𝑊𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 를 가짐을 알 수 있지만 

DCPB에서의 각 사이클 당 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 값 즉 ∆𝑊𝑊𝑖𝑖 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐  𝑖𝑖 = 1,2,3을 수열로 보았을 때 이의 

계차수열이 지속적으로 증가하여 차후 사이클이 반복될수록 수명에 악영향을 끼칠 
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가능성이 있다. 이러한 현상은 Fig. 3.6에서 ε𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖(max)의 증가나 감소 추이로 확인할 수 

있는 사실이며, 물론 연구의 해석조건인 세 번의 사이클로 속단하기 힘들기 때문에 

이에 따른 실험적인 후속연구가 필요할 것으로 판단된다. 
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3.3 결론 

탄소성해석에서는 시간과 온도에 지속적인 영향을 받는 비탄성변형률을 고려할 

수 없다. 이는 솔더재료의 경우 녹는점 온도의 50%를 상회하는 열적환경에 주로 

노출된 환경의 수명을 정량적으로 평가하기 부적합하다는 의미이다. 하지만 점소성 

해석에서는 이러한 시간과 온도에 관계된 변형률을 모두 고려함으로써 수명예측을 

하는 연구에 보다 적합하다. 따라서 본 연구에서는 CPB와 DCPB의 열-기계적 신뢰성 

평가를 위하여 점소성 해석을 실시하였고 이의 거동을 비교하여 본 결과, 결론은 

다음과 같다. 

1) CPB의 PI와 DCPB의 II에서 ∆𝜀𝜀𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖 의 값이 상당히 큰 차이가 있음을 알 수 

있었다. 이는 솔더접합부가 결함이 없이 접합 되었다고 가정했을 때 DCPB의 

II에서 향상된 수명을 가진다고 예상할 수 있다. 

2) 가장 큰 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 증가를 보인 계면은 CPB의 PI였으며 다음으로는 DCPB의 FI, 

WI 그리고 II 순이다. 따라서 전체적인 솔더접합부에서 열-기계적 신뢰성도 

DCPB가 CPB에 비하여 좋을 것으로 기대할 수 있다. 

3)  DCPB에서 II가 가장 작은 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖  의 증가를 보인 이유는 Si 웨이퍼, Cu범프, 

솔더를 포함한 전체모델에서 주요 변위방식의 방향은 z방향이며 이를 통해 

솔더접합부에서 x-y평면상의 전단이 크게 발생하게 된다. 따라서 가장 작은 

접합 면적과 x-y평면상의 접합 면을 가지고 있는 FI에서 가장 큰 변형률이 

발생하게 된다. 하지만 같은 평면의 접합 면을 가진 FI와 II의 차이가 크게 

발생하는 결정적인 이유는 WI가 솔더재료의 z방향의 변위를 막아주어 II의 x-

y평면상의 전단을 감소 시키는 것으로 사료된다. 

4) DCPB의 각 사이클 당 𝑊𝑊𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖𝑖의 값, 즉 ∆𝑊𝑊𝑖𝑖 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐  𝑖𝑖 = 1,2,3을 수열로 보았을 때 

이의 계차수열이 지속적으로 증가하여 차후 사이클이 반복될수록 수명에 

악영향을 끼칠 가능성이 있다. 정량적으로 작지만 ∆𝑊𝑊𝑖𝑖 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 의 계차수열의 

증가가 장기적으로 수명에 어떠한 영향을 끼칠지는 의문이기 때문에 이러한 

영향을 확증할 수 있는 실험적인 후속연구가 필요하다. 
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4장 결론 

앞으로 반도체패키지 분야에서의 신뢰성에 대한 관심은 이전보다 더욱 증대될 

것이며 이러한 원인으로는 현재 대두되고 있는 ‘무어의 법칙 위기론’에서 찾을 수 

있다. 

‘무어의 법칙 위기론’을 주장하는 핵심 근거로는 크게 두 가지를 꼽는다. 첫 

번째로 물리적인 이유, 즉 반도체 회로 크기가 점차 소형화 되어 작아지는 기판에 

보다 많은 회로가 집적됨으로써 발열량이 이전보다 증가되는 문제이다. 이러한 

문제들로 인하여 시스템이나 제품의 소형화 및 기능이 복잡화 됨에 따라 점차 고장의 

기회 또한 증대 된다는 점이다. 두 번째로는 경제적인 이유, 즉 칩이 더 작아지고 

트랜지스터 수가 증가하면 증가할수록 그만큼 제작비용도 증가한다는 점이다. 따라서 

이러한 문제들로 인한 신제품 출시 지연으로 인하여 주기적인 소비자들의 구매욕구 

상승효과 역시 기대할 수 없게 되었다. 

  본 논문은 앞서 언급한 이유들로 인하여 앞으로 더욱 증대될 반도체패키지의 

신뢰성을 향상시킬 수 있는 전자패키지의 접합구조를 제안하고 이를 DCPB라고 

명명하였다. 또한 DCPB는 기존의 CPB 구조보다 우수한 열-기계적 신뢰성을 증명하기 

위하여 수치 및 유한요소 해석 기법을 이용하였다. 

 

   1장에서는 문헌조사를 통한 증대되고 있는 반도체 패키징 분야의 신뢰성에 대한 

관심과 관련 연구동향 및 추세를 분석하였고 이에 따라 기존 CPB에 홀을 형성시킨 

DCPB 구조를 제안하였으며 이는 접합면적의 증가로 인한 전단응력의 감소로 열-

기계적 신뢰성 향상이 기대된다. 

 

2장에서는 CPB와 DCPB의 열사이클 동안의 역학적 특성을 탄소성 해석을 통하여 

분석한 결과 열사이클 동안 CPB계면과 최대전단응력면이 서로 일치함을 알 수 있었다. 

하지만 DCPB의 경우 기하학적 복잡성으로 인하여 내경 안쪽의 계면에서 열사이클 

동안 최대전단응력면은 대부분 계면과 일치하지 않음으로 소성변형의 발생기전이 

다름을 알 수 있었다. 
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3장에서는 시간과 온도에 지속적인 영향을 받는 비탄성변형률을 고려할 수 있는 

점소성 해석을 통하여 열사이클 동안의 등가응력 대 비탄성변형률 히스테리시스 

루프를 얻을 수 있었으며, 또한 비탄성에너지밀도를 계산하여 비탄성에너지밀도가 

가장 큰 증가를 보인 계면은 CPB의 PI였으며 다음으로는 DCPB의 FI, WI 그리고 II 

순서 임을 알 수 있었다. 이는 열사이클이 지속될수록 CPB에서의 비탄성에너지 

밀도가 더욱 빨리 증가하여 DCPB에 비해 초기 수명이 짧음을 의미한다. 

 

4장에서는 앞서 밝힌 종합적인 결과들로부터 DCPB의 열-기계적 신뢰성이 CPB에 

비해 우수함을 결론 내릴 수 있었다. 특히 DCPB의 내경 안쪽의 계면은 다른 계면에 

비해 비교적 매우 작은 소성변형으로 인하여 다른 계면이 파손이 일어나더라도 계속 

솔더접합부의 성능을 유지할 수 있을 것이라고 예상되며 이러한 문제는 실제 

열사이클 시험을 통하여 검증되어야 한다.  
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