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序　論

　昭和54年10月に、石川県七尾市と能登島を結ぷ能登島大橋架橋工事が起工され、昭和

57年3月完成に至った。この能登島大橋の20基全ての橋脚には、鋼管杭による多柱式基

礎が採用され、その基礎地盤は海底面から約50～60mの深さまで厚く堆積している珪藻

泥岩であった。珪藻泥岩は、非常に均質な半固結状態の多孔質軟岩であるが、このような地

盤における杭施工実績は数少なく、その支持力評価には多大な配慮が払われた。実際、本工

事に先立って鋼管杭の打ち込み試験と載荷試験を行い、珪藻泥岩における鋼管杭の打ち込み

性および支持力算定法についての検討を行った。しかし、中央径間橋脚基礎のための杭打ち

工事においては、予定の根入れ深さまで杭を打ち込めないというトラブルが全杭数の半分以

上について発生した。

　本研究は、以上のような杭施工実績に端を発して始められたものである。鋼管杭の支持力

特性を解明しようとする場合、杭打ち込みから載荷までのプpセスにおける杭と地盤の相互

作用を正しく評価することが重要である。杭の支持力を決定する場合には、単に極限支持力

の面だけからではなく、許容沈下量の面からの検討も必要である。本研究は、このような観

点から鋼管杭の支持力特性について考察を行うものである。

　本論文の構成は、第1章から第4章までの第1編における鋼管杭の静的支持力評価と第5

章から第10章までの第2編における鋼管杭の動的支持力評価から成立っている。

　第1編の内容は以下の通りである。

　第1章では、能登島大橋架橋工事に伴う杭打ち試験工事、載荷試験工事および杭打ち本工

事における杭施工実績について紹介するとともに、珪藻泥岩における鋼管杭の支持力評価の

問題点について述べる。

　第2章では、能登島大橋の基礎地盤である珪藻泥岩の力学特性を三軸試験を行って調べた

結果について述ぺる。

　第3章では、鋼管杭の支持力において大きな役割を持つ管内土と管内周面との間の摩擦力

による支持力算定式について述べるとともに、珪藻泥岩を地盤に用いた室内杭載荷試験を行

って管内土による支持力算定式の妥当性を検証する。また、実験結果に基づいて開端杭の閉

塞機構について考察を行う。

　第4章では、珪藻泥岩における鋼管杭の鉛直支持力機構を解明することを目的として鉛直

載荷試験の有限要素解析を行う。最初に、珪藻泥岩の力学的挙動を忠実に反映している弾・

粘塑性構成式に基づき三軸圧密試験の解析を行う。次に、この結果に基づいて、鉛直載荷試

験の有限要素解析を行う。
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第2編の内容は以下の通りである。

　第5章では、動的支持力評価法の現状を述べる。ここでは、杭の動的支持力評価の従来の

研究について述べ、従来の動的支持力評価法の問題点を明らかにする。次に、本研究の動的

支持力評価法の目的と方針について述べる。

　第5章では、動的支持力評価法の基礎となる一次元波動理論、および周面摩擦が作用する

杭中の応力波伝播を一次元的に取り扱う方法について述べる。

　第7章では、周面摩擦が作用する杭中の応力波伝播を一次元波動として扱うことの妥当性

と応力測定のみによる支持力特性評価法の妥当性を実験的に検証する。

　第8章では、杭体の1点で測定した応力波形の逆解析による周面摩擦特性の評価法および

珪藻泥岩を地盤試料に用いた室内杭打ち試験結果について述べる。

・第9章では、測定応力波形から直接に杭支持力特性を評価することを目的としている2点

ゲージ法を用いた室内杭打ち試験結果について述べる。

　第10章では、関西新空港連絡橋工事の一環として行われた実大杭の杭打ち試験を2点ゲ

ージ法を用いて解析する。このことにより、実大杭に対する2点ゲージ応力波解析法の適用

性および問題点について検討する。

　最後に第11章では、本論文全体の結論と今後の展望について述べる。
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　　　　　　　　　　　第1編

　　　　　　　　杭の静的支持力評価



第1章　珪藻泥岩における杭基礎の施工実績（能登島大橋架橋工事）

1。1　緒　言

　本章では、珪藻泥岩における杭基礎の施工実績とそれに関連する杭打ち込み試験工事と杭

載荷試験工事結果を述べる。そして、珪藻泥岩における鋼管杭の支持力特性評価と打ち込み

性の問題点について考察を行う。

1．2　工事概要

　昭和54年10月に、石川県七尾市と能登島を結ぷ全長1050mの能登島大橋架橋工事が

起工され、昭和57年3月に完成に至った（図1．1）。この能登島大橋の20基全ての橋脚

には、鋼管杭による多柱式基礎（図1．3、図1．4）が採用され、その基礎地盤は、図12に

示すように、海底面から約50～60mの深さまで厚く堆積している珪藻泥岩であった。珪

藻泥岩は、非常に均質な半固結状態の多孔質軟岩であるが、このような地盤における杭施工

実績は数少なく、その支持力評価には、多大な配慮が払われた。実際、本工事に先立ち昭和

53年8月～12月に鋼管杭の打込み試験1）2）3）、および昭和54年7月～8月に鋼管杭載

荷試験3）4）5）を行い、珪藻泥岩における鋼管杭の打込み性および支持力算定法についての検

討を行った。しかしながら、中央径間橋脚基礎（PIO～P13）のための杭打ち工事において

は、予定の根入れ深さまで杭を打込めないというトラブルが全杭数の半分以上について発生

した。

千

杭載荷試験
工事位置

o
羽咋

　七尾
（和倉泥岩眉）

能登島大橋
架橋位置

図1．1　能登島大橋の架橋位置
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1。3　杭打ち試験工事

　杭打ち試験工事は・昭和53年8月17日から110月14日までの期間に、P13橋脚架設

予定地（図1．2）の水深4mの海上において行われた。

　試験杭には、外径1200m、長さ30m、肉厚14mmの鋼管杭が用いられた。杭打ちハン

マには、ディーゼルハンマ（三菱社製MB70、ラム重量7．2tf）が用いられた。杭打ち試

験で得られた主要な結果を表1．1に示す。表1．1には、他の杭打ち結果も合わせて示してい

る。

　図1．5は、杭打ち試験における打撃記録を示したものである。試験地点の地盤のN値は、

13　～32の範囲にあり・平均値は20である（図1．5）。図1．5には、一打当りの貫入量

S、総打撃回数Nb、根入れ深さzの関係を示した。根入れ深さzが大きくなるにつれて、

一打当りの貫入量Sは減小し、総打撃回数Nbが増加している。この傾向は、根入れ深さZ

が14mを超えると特に著しくなっている。根入れ深さが2225mにおいて、一打当りの貫入

量Sは、1．4mmまでに減小した。このときの杭のリバウンドCは12mm／blowと比較的大き

な値とな二た・また、・のときの・・ンマの落下高さhは230cmであ。た．これらの値は、

実際上さらに杭を打込むことが不可能であることを意味しているも’≠ﾅあり、この時点で杭
の打込みを終了した。杭打ち試験前の計画根入れ深さは、海底面下34mであった。実際の

打止め深さ2225mは、計画根入れ深さの約65％であった。

　ここで、注目すぺき点は、打撃を利用した杭打設における管内土の挙動である。図1．5に

示すように、打止め時の管内土の高さは、杭打込み前の高さ（海底面）より1．45m上昇して

いる。管内土と鋼管内周面との間の周面摩擦は、鋼管杭の支持力に大きく寄与するものと考

えられる。この管内土による支持力については、第3章において改めて考察を行う。
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1。4　杭載荷試験工事

　珪藻泥岩の土質定数と杭支持力との相関を得ることを目的として、昭和54年7月24日

から8月31日の期間に杭載荷試験工事が行われた。試験地には、能登島大橋建設位置と類

似の地層を持つ陸上部が選ばれた（図1．1）。試験地盤のN値は、3から9の範囲にあり、

平均値で17である（図1．6）。試験杭には、表1．2の諸元を持つ鋼管杭が用いられた。試

験杭には、杭軸に沿って1m間隔にひずみゲージを貼付けた。これにより、載荷時における

杭各点の応力、ひずみ、変位を求めることができるようになっている。試験杭は、ディーゼ

ルハンマ（石川島コンクリート社製DH35、ラム重量3．5tf）によって根入れ深さ10mま

で打込まれた（図1．6）。杭打設後10日間放置した後、杭載荷試験を行った。以下では、

杭載荷試験に伴う杭打ち記録と杭載荷試験結果について述べる。

　杭載荷試験に伴う杭打ち記録

　図1・6は、試験杭の打込み記録を示したものである。根入れ深さzが大きくなるにつれて、

一打当りの貫入量Sは除々に減小し・総打撃回数Nbは除々に増加している。打止め時（z

＝10m）で、　S＝8mm，　Nb＝358であり、何のトラブルも無く計画根入れ深さ（之＝10m）

まで杭を打込むことができた。

　管内土高さは・地表面より0．72mの深さにまで達しており（図1．6），図1．5の場合と

同様に、打撃による動的な杭打設においては、管内土高さはほぼ杭の根入れ長さと等しくな

っている。

表1．2　載荷試験杭の諸元 O

外　径　　D
　　　　o
内　径　　t

周　長　　u

断面積　　A

閉断面積A
　　　　P

（mm）

（mm）

（cm）

（cm2）

（m2）

ヤング率　E　（kgf／cm2）

長　さ　　L　　　　（m）

根入れ長　L　　　　　（m）

406．4

11．9

128，1

208．3

1．131

2．1×1　06

　　11．0
　　10，0

一2

一3

4567

（ε㌻ξ80

一8

一9

一IO

遷劉％S・t》6・bl認S・：；・

一1

2

3

4

5

6

7

8

90

N

O　　lOO　20◎　300
Blow　counちNb

図1．6　載荷試験杭打ち込み記録
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　杭載荷試験結果

　載荷方法としては、荷重制御方式による杭載荷を行った。図1．7に示すように、杭頭の変

位量Stが15分間で3／100mm以下になるまで杭頭荷重Ptを一定に保ってから・次の荷重段

階に移行した。図1．8は、各荷重段階終了時点での杭頭荷重Pt，杭頭変位St，杭先端変位

Sbの関係を示したものである。280tfの杭頭荷重を載荷すると、杭頭荷重Stおよび杭先

端変位Sbは急激に増大し、極限支持力状態に至っている。

　図1．9は、各荷重段階における杭の軸力分布を示したものである。図1．9より、杭頭荷重

1）tの大部分は、杭周面摩擦力によって受け持たれていることがわかる。実際、極限荷重

280tf載荷時には、杭先端にはわずか43tfの荷重しか伝達されていない。残り237tf

が周面摩擦による支持力である。

　図1．10は、杭頭荷重Ptと杭先端に伝達される荷重Pbの関係を示したものである。杭頭荷

重Ptが大きくなるにつれて、杭先端に伝達される荷重の割合（Pb／Pt）が大きくなっている。

しかし、極限荷重Pヒ＝280tfにおいてもPb／Ptは約15％にとどまっている。特にPt

ニ120tf以下では、　Pb／Ptは5％と非常に小さな値である。杭の設計荷重が極限荷重の

1／3～1／2であることを考えると、設計荷重の大部分は周面摩擦力によって受け持たれるこ

とになる。したがって、設計荷重範囲内での杭の荷重一沈下関係を評価する場合、周面摩擦

の動員特性を正しく評価することが非常に重要である。

　いま、図1．9に示すように、地盤を三層に分けることにする。第1層を深さ1～3m，第

2層を3～7m，第3層を7～10mの地盤とする。図1．11は、各層の中央深さの杭変位uと

動員周面摩擦τの関係を示したものである。ただし、周面摩擦は杭外周面のみに作用するも

のとして算定している。第1層の周面摩擦τは5mmの杭変位によって最大値

（8．8tf／m2）に達している。一方、第2層および第3層の周面摩擦は、約3mmの杭変位で

最大値に達し、第2層では、24．5tf／m2となっている。第3層では、極限荷重時Pt

＝280tfにおいてτ＝29．3tf／m2に達し、さらに増加する傾向にある。極限荷重時の全

層にわたる平均周面摩擦fiは20tf／m2である。
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1．5　珪藻泥岩における鋼管杭の鍋直支持力算定式

　鉛直載荷試験の結果に基づいて、本工事における鋼管杭の鉛直支持力算定式として次のも

のが採用された。

　　　杭先端支持力　　　Rul＝η×30N×Ap

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（1．1）

　　　周面摩擦支持力　　Ru2＝∫i・A，

ここで、ηは先端閉塞率，Nは標準貫入試験における］V値，Apは杭先端の閉断面積

（m2）・∫iは杭周面摩擦（tf／m2），　Asは杭の外周面摩擦（m2）である。本工事の設計に際し

ては、ηニO．6，fi＝12tf／m2が採用された。このfiの値は、当時の道路橋下部構造設計指

針において、粘性地盤（沖積層、洪積層）における上限値として規定されていたものである。
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1．6　杭の設計

　表1．3は、中央径間橋脚基礎（図1．2のP11とP12）の設計荷重を示したものである（山

田・松瀬，1981）2）。杭反力の最大値pmaxは、地震時において502．5tfである。

　図1．12は、本工事の杭打ちに用いられた鋼管杭の寸法を示したものである。長さ38m、

外径1．2mおよび肉厚14～23mmを持つ不等肉厚鋼管である。また、杭先端外周面には、

フリクションカッターとして鋼棒が溶接されている。

　以上のような設計荷重と杭寸法および支持力算定式（1．1）により、P12およびP11橋脚基

礎の根入れ長は、それぞれ27．35m，26．25mと決定された。表1．4は、　P12およびP11橋

脚の杭の極限荷重の算定結果である。

、
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図1．12　鋼管杭（本杭）
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表1．3　PllおよびP12橋脚基礎

　　　　における杭の設計荷重
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　1．7　能登島大橋建設工事における杭打ち記録

　能登島大橋中央径間のP12およびP11橋脚の基礎には、それぞれ25本の鋼管杭が打込ま

れた（図1・3）。鋼管杭の打込みには、ディーゼルハンマ（三菱社製MB＿70、ラム重量

72tf）が用いられた。

　図1・13は・P12において打込まれた25本の杭について、計画根入れ長さと実際の打込み

長さとの差（残長L・）・打止め時における一打撃当りの杭の貫入量s（折れ線グラフ）および

リバウンド量C（棒グラフ）を示したものである。図1．13には、P12橋脚現地盤のN値の分

布も示している・図1・14は・Pll橋脚・対するものである．ブリクシ。ンカ。ター（図1．

12）の径（Fc）は、　P12橋脚では主に6mm，　P11橋脚では主に16mmである。例外について

は・それぞれ図1・13・図1・14中の残長の上の（）内の数字（mm単位）で示している。

　図1・13および図1・14からわかるように、P12橋脚では25本中15本、　P11橋脚では25

本中19本までの杭が計画根入れ深さまで打込むことができなか。た．特にP11馴では、

5m以上の残長を生じたものが13本もあり、最大12．2・の蛙をもたらしている．残長と

打止め時の一打撃当りのリバウンド量Cの関係をみると、P12およびP11とも、残長が生じ

た杭の大蛤において・リバウンド量Cカ・8mm／bl・w以上とな。ていることカ・わかる．リ

バウンド量Cが8mm／blowを超えると、一打撃当りの貫入量Sが非常に小さくなり打止め

に至っている。フリクションカッターの径と残長の間には特別な相関がみられず、フリクシ

ョンカッターによる周面摩擦効果は、あまり期待できなかったものと思われる。

　図1．13と図1．14に示すように、P12橋脚基礎地盤のN値は15～20の範囲にあり、平均

で17程度である。一方・Pl1橋脚では20～29の範囲にあり、平均で約25である。両

者の差はやずか8程度であるが、このわずかな1V値の差によって珪藻泥岩における鋼管杭の

打込み性が大きく変化することがわかる。

　図1．13と図1．14に示したように全杭の半数以上の杭に残長が生じた原因は、平均周面摩擦

flの過小評価にあ・たと考えられる・杭の設計においては、τ、－12tf／。・を採用している

（1・6鯵照）・しカ・し・1・4で糊したように・杭鞘試験においては、実際f、－

20tf／m2が得られている・載荷試験では根入れ深さが10。であり、3。以深の周面麟

τは・25tf／m2以上となっている（図1．11）。杭打ち本工事のように、根入れ深さが15

～27mの場合には、平均周面摩擦∫iは20tf／m2を大きく上回っているものと判断される。

　すなわち・珪藻泥岩における鋼管杭の周面摩擦∫iとして、沖積粘土に対して用いられた上

限値12tf／m2を採用したことが、杭支勘の過小評価につなが。たのである．。のことが、

図1・13と図1・14に示したように、珪藻泥岩における杭打ち工事において多数の杭に残長をも

たらした最大の原因であると考えられる。
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1．8　結　語

　能登島大橋架橋工事に関連して行われた載荷試験工事より、珪藻泥岩における鋼管杭の支

持力の大部分は、周面摩擦力によって受け持たれることがわかった。また、杭打ち試験工事

や杭打ち本工事の実績から、珪藻泥岩における杭周面摩擦は、打撃による動的な杭打設過程

においてもあまり低減していないものと考えられる。その周面摩擦応力は、沖積土および洪

積土に根入れされた杭の周面摩擦応力よりもはるかに大きいものである。したがって、珪藻

泥岩における杭支持力特性を解明するためには、鋼管杭と珪藻泥岩の間の境界摩擦特性、さ

らには珪藻泥岩そのものの力学的特性を明らかにすることが必要である。

　次章では、珪藻泥岩の力学特性を三軸試験によって調べた結果について述べる。
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第2章珪藻泥岩の力学的特性

2．1　緒　言

　本章では、能登島大橋の基礎地盤（図1．2）である珪藻泥岩の力学的特性を三軸試験によ

って調べた結果について述べる。杭の打設および打設後の荷重載荷によって受ける地盤の応

力状態の変化は、非常に複雑である。例えば、杭の打設によって杭側面外周地盤は、水平方

向に押し拡げられることになり、いわゆる空洞拡張状態になるものと考えられる。また、杭

先端下方に位置する地盤は、杭載荷荷重によって鉛直応力が水平応力より卓越した状態にな

る。さらには、鋼管杭の内部に侵入してきた土は、水平方向のひずみが生じないで変形する

いわゆるK。圧密状態に近い変形をするものと考えられる。

　以上のような広範囲な応力状態を三軸試験で再現することを意図して、（1）等方圧密試験、

（2）応力比一定の異方圧密試験、（3）圧密排水および非排水せん断試験、および（4）1ぐ。圧密試

験等を行い、珪藻泥岩の力学的挙動について調べた。

2．2　珪藻泥岩試料

　珪藻泥岩試料には、珠洲市付近に広く分布する飯田珪藻泥岩層1）（図1．1を参照）から採

取してきた珪藻泥岩を用いた。珪藻泥岩試料は、珪藻泥岩地山にある坑道の壁面から乱さな

い状態で40cm角のブロックとして採取した。珪藻泥岩は、珪藻遺体を多量に含む泥岩であ

り、非常に均質で多孔質な軟岩である。表2．1は、珪藻泥岩の物性をまとめたものである。

珪藻泥岩は、自然状態で完全に飽和しており、自然間隙比en、自然含水比ωnとも大きな値

を持っている。珪藻泥岩の比重Gsは2．16と一般的な土に比べてかなり小さな値である。こ

のことは、珪藻泥岩中に含まれる珪藻そのものも多孔質であることを示唆している。このよ

うに珪藻泥岩は多孔質であるにも関わらず、高い固結力を有するため比較的大きな一軸圧縮

強度（q、＝18kgf／cm2）および引張強度（σt＝3．7kgf／cm2）を有している2）。

　以上のような特質を有する珪藻泥岩ブロックから、コアカッターを用いて直径5cm、高

　　　　　　　　　　　　　表2．1　珪藻泥岩の物性指数

Natural　water　content　wn

Natural　void　ratio　　　　en

Degree　of　saturation　　8r

Specific　gravity　　　　　Cs

Unit　density　　　　　　　　　ρt

Liquid　limit　　　　　　　　　Wl

Plastic　limit　　　　　　　　ωP

PIastic　index　　　　　　　］Pl

　　112－118　　　（％）

2．42－2．72

　　　　100　　　（％）

2．16－2．21

1．32－1．34（g／cm3）

　　139－151　　　　（％）

　　　　93　　　（％）

　　46－58　　　　　（％）
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さ約11cmの円柱を切り出した。この際、三軸供試体の高さ方向と珪藻泥岩の堆積方向が一

致するように切り出しを行った。その後両端面を研磨機で高さ10cmになるまで研磨し、三

軸供試体とした。両端面の平行精度を3／100mmとした。

　整形後の供試体は、真空ポンプで脱気しながら、デシケータ内で水中に保存した。

2．3　三軸試験装置

　図2．1は、本実験で用いた中圧三軸試験装置の概略図である。この三軸試験装置の特徴は、

三軸セル（22）内の供試体と軸力載荷ピストンの直径が等しいため（図2．2）、供試体に載

荷する軸力と側圧を独立に制御できることである。

　軸力の載荷は、ひずみ制御および応力制御の2通りで行うことができる（図2．3）。ひず

み制御試験は、スクリュージャッキ（19）を用いて行う。スクリュ　一一ジャッキの載荷能力は、

5tfであ．る。一方、応力制御試験は、ベロフラムシリンダー（20、載荷能力1tf）を用いて

行う。べPフラムシリンダーを作動する空気回路は、次の通りである。

エアコンプレッサ（2）→エアトラップ（5）→エアレギュレータ（10）

→ベロフラムシリンダー（20）

　側圧は、水圧によって載荷している。エアトラップ（5）、エアレギュレータ（9）を通した

空気圧を水タンク（16）内の水に載荷させることによって、7kgf／cm2までの水圧（側圧）

載荷する。35kg／cm2までの水圧を載荷する場合には、エアコンプレッサ（2）、エアトラ

ップ（5）、エアレギュレータ（9）を通した空気圧によってベロフラムシンダー（17）を作動

させる。これによってベロフラムシリンダー（17）に直結されているベロラムシンダー

（18）内の水圧が35kgf／cm2まで増圧される。この増圧された水圧を側圧として載荷す

る。

　測定項目とその測定装置を、表2．2にまとめて示す。特に、ビューレットは二重管方式に

なっており、排水条件下においてバックプレッシャーを載荷できるようになっている。バッ

クプレッシャーの制御は、エアレギュレータ（11）によって行う。

　ベロフラムシリンダー（20）内の空気圧は圧力計（6）によって、三軸セル内の水圧は圧力

計（7）によって、バックプレッシャーの大きさは圧力計（8）によって示される。

　水タンク（13）は、パックプレッシャー回路に水を補給する際に用いられる。

　図2．4は、三軸供試体の設置状況を示したものである。供試体は直径5cm　、高さ10cm

である。供試体の排水は鉛直上向きであり、上端面のみが排水面となっている。間隙水圧の

測定は、供試体下端面（非排水面）で行っている。

　バックプレッシャーの大きさは、予備試験の結果（図2．5）に基づいて、5kgf／cm2と
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した2）。図2．5は、SkemptonのB値3）を求めるために行った予備の試験結果である。

Aσmは全等方応力載荷増分、APwは間隙水圧の発生量である。図からわかるように、バック

プレッシャーが5kgf／cm2になるとAσmが25kgf／cm2までの範囲でB値がほぼ1となっ

ている。この結果に基づいてバックプレッシャーを5kgf／cm2と決定した。

1

　　　3
Q3　　＼

2

4 、5

　　1

lo
や ＼7＼e

A
9 12 13

22
ll

川

24
、21 17

25

18
20

P9

14

図2．1中圧三軸試験装置

表2．2　測定項目と測定装置

Measurement Sensor

Axial　force Load　cell　（25）

Axial　displacement Dial　gage　（21）

Pore　water　pressure Pressure　gauge（24）

Water　drainage Bullette　（12）
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2．4　等方圧密試験

図2・6は・等EHIMX験における圧密圧h　pと平均鰍ひずみE－ Bの関係を示したもので
ごる4）・ここで・平均体積ひずみ5．は・排水量を△V，供試体の初期体積をV。として

εv＝△V／V。と定義している。各荷重ステップの載荷時間は、珪藻泥岩が降伏曲面内側の弾

性領域にあると思われる範囲では2時間・降伏後および除荷・再載荷時には24時間とした。

図2・6に示すように・P　＝＝　30kgf／cm2までの最初の載荷瀧において｛ま、あるPの限

界値までは体積ひずみτ。は・脇圧力pに上ヒ例している．しかし、あるPの限界値を超え

ると・麟泥岩の圧縮性は急激に増加する・以上と同様なP一ε．関係は、異方圧密試験、

排水せん断試験・K。圧密試験においてもみられている．図2．6に示すよう｝・、等方圧密試

験における降伏応力Pyは、ほぼ25kgf／cm2である。

図2・7から図2・9は・弾性領域内の圧密（P－5－10kgf／cm2），弾性領域と塑性領域

にまたがる圧密（P＝24→26kgf／cm2），降伏領域内の圧密（P＝26→28

k・f／cm2）における圧離過時間tと平均体積ひずみ増分A5．の関係を示したものである。

図2・7と図2・9砒較すると・降伏励（P，－25kgf／cm・）以下の応力範囲での圧密パ

ターンと降伏応力を超えた応力範囲内での圧密パターンは、非常に異なっていることがわか

る・8戦応力範囲内での圧密（P－5－10kgf／cm2）では、圧密開始後約30分でほぼ圧

密が完了しており・脇開始後2時間の時点では、それ以上体積ひずみが増加する傾向は全

くみられない（図2・7）・一芳・降伏応力を超えた応力範囲内での脇（P－26＿28

kgf／cm2）では・圧醐始後2時間1・おいても体積ひずみは増加しており、圧鯛始後24

時間においてさえ体積ひずみは増加する傾向にあり、購な二次圧榊動を示している（図

yield　point

：s（defined）

図2・6等方圧密試験における圧密圧力Pと平均体積ひずみAEI－
Dの関係
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2．9）。弾性領域と塑性領域にまたがる圧密（p＝24→26kgf／cm2）においては、両者

の圧密パターンの特質を兼ねそなえたものと考えられるが、降伏応力が25kgf／cm2であ

るため、塑性領域内の圧密パターンに近いものとなっている。

　図2．10から図2．12は・図2．7から図2．9に示した圧密における過剰間隙水圧pwの消

散過程を示している。弾性領域内の圧密では、圧密開始後約30分で間隙水圧は非常に小さ

くなっており、圧密開始が2時間の時点では、間隙水圧は完全に消散している（図2．10）。

この間隙水圧の消散過程は、図2．7に示した体積ひずみの時間的変化と非常によく対応して

いる。一方、塑性領域内の圧密では、圧密開始後30分までは時間とともに間隙水圧は消散

していくが、それ以降は間隙水圧が消散せずに圧密開始後24時間の時点においてもかなり

の水圧（0．4kgf／cm2）が残留している（図2．12）。

　図2．13は、等方圧密試験における平均体積ひずみεvと平均軸ひずみεzの関係を示した

ものである。ここで、平均軸ひずみεzは、供試体の高さの変化量を△H，初期高さをH。と

して、εz＝△H／H。と定義する。もし珪藻泥岩が完全な等方性材料であるならば、dε．

／dε．＝3となるべきである。しかし、実際には図2．13に示すように、dεv／dε．＝2．

02となっている。この値は、珪藻泥岩は鉛直方向より水平方向の剛性が大きいことを示す

ものである。

　以上に述べた等方圧密試験の結果から、珪藻泥岩の圧密特性として次のことがわかった。

　（1）等方圧密降伏応力Pyは、ほぼ25kgf／cm2である。

　（2）　圧密降伏応力以下では、非常に明瞭な線形弾性挙動を示し、圧縮性も比較的小さい。

　（3）圧密降伏応力を超えると、急激に圧縮性が増大し、顕著な二次圧縮挙動を示す。

　（4）完全な等方性を有しておらず、水平方向の剛性が鉛直方向のそれよりも大きい。
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2．5　応力比一定の異方圧密試験

　珪藻泥岩の降伏曲面および破壊曲面を求めることを目的として、応力比一定の異方圧密試

験を行っtf。応力比ηは、次のように定義されている。

　　　η＝q／P　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2．1）

qとpはそれぞれ主応力差ご平均有効応力であり、次のように表わされる。

　　　q＝σ。’一σ，’　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2．2）

　　　p＝（σz’＋2σr’）／3　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（2．3）

ここで、σ’は軸応力、σ’は半径応力である。
　　　　　z　　　　　　　　　　　　　　r

　図2．14は、異方圧密試験にあける荷重ステップ（・印），降伏点（○印），破壊点（×

印）を示したものである。圧縮側（η≧0）の降伏点を連ねるとCam　clay　mode15）による

理論降伏曲面に近似している降伏曲面が得られる。実際、図に示した降伏曲面は》次式から

得られる理論降伏曲面である。

　　　－9－　・　M・・n（2Pc）一・　　　　　（2・4）

式（2．4）において、Mは、φ’を内部摩擦角として、次式で定義される限界応力比である。
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　　　6sinφ’
M＝
　　3－sinφ’

（2．5）

　式（2．4）におけるMとp．の値は、実測データを用いた最小二乗法により、M＝1。96，

pcニ24．5kgf／cm2と評価される。また、内部摩擦角φ’は、式（2．5）より47．62度とな

る。

　Cam　clay　modelは、土を等方性の材料と仮定している。しかし、図2．13のEv一

εz関係に示したように、珪藻泥岩は本来等方性の材料とはいえない。しかしながら、図2．

14　に示したように、珪藻泥岩の圧縮側の降伏曲面は、Cam　clay　modelによって近似する

ことができる。

　一方、伸張側の降伏点を連ねると点線で示すような降伏曲面となる。伸張側の降伏曲面は、圧

縮側のものと比べると拡大しており、Cam　clay　modelでは近似できないものとなってい

る。　　．

o
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図2．14　珪藻泥岩の降伏曲面と破壊点（p－q平面）

25



　図2．15は、降伏点と破壊点をσr’一σz’平面上に表したものである。圧縮側では、軸応力

σz’ ｪほぼ24．5kgf／cm2に達する’と降伏が生じている。また、伸張側においては、側圧

σr’がほぼ28kgf／cm2に達すると降伏が生じている。

　図2．16は、応力比ηと初期降伏後のひずみ増分比dε／dgvの関係を示したものである。

ここでεはせん断ひずみであり、次のように表わされる。

云3

Z

一ε

＝ε （2．6）

図2．16には、Cam　clay　mode1による塑性ひずみ増分比dεP／dεeの理論曲線も合わせ

て示している。ここで、εPは塑性せん断ひずみ、ε写は塑性体積ひずみである。ここで、

dεp／dεe　＝dε／d言vであると仮定すれば5）、Cam　clay　modelによる圧縮側のひずみ増

分比dε／dεvの予測値は、応力比ηの小さな範囲（0≦η＜0．4）を除けば、実測値とよく一

致している。図2．16中の△印は、後で述べるK。圧密試験におけるひずみ増分比である。

図2．14の降伏曲面上にひずみ増分ベクトルを示しているが、ひずみ増分ベクトルは、圧縮

側および伸張側においてほぼ降伏曲面に直交していることがわかる。

　図2．14　と図2．15　に示したように、圧縮側の応力比ηの大きな試験と伸張側の応力比の

小さな試験では、珪藻泥岩は破壊を生じている。破壊は、×　印で示す最終荷重を載荷した直

後に生じている。最終荷重を載荷してから破壊するまでの経過時間が全ての試験で2分以内と

短いことから考えると、図2．14に示した降伏曲線はηが大きな応力範囲に対しては、破壊線

となっているものと思われる。

以上に述べた珪藻泥岩の応力比一定異方圧密試験より、以下のことが明らかとなった。

　（1）圧縮側の初期降伏曲面は、Cam　clay　modelによってよく近似される。

　（2）伸張側の降伏曲面は、圧縮側のものに比べて拡大しており、Cam　clay　mode1で

　　　は説明できないものとなっている。

　（3）圧縮側および伸張側において、ほぼnormality　ruleが成立っている。

　（4）圧縮側の応力比ηの大きいところと伸張側の応力比の小さいところでは、初期降伏

　　　曲面は破壊線としての役割をなすものと考えられる。
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2．6　ひずみ制御排水せん断試験

　珪藻泥岩のせん断過程における拘束圧（側圧σド）およびひずみ速度は、せん断応カーひず

み関係に大きく影響するものと予想される。このことを明らかにするため、拘束圧（σr’）を変

えて、ひずみ制御排水せん断試験を行った。

　図2．17は、ひずみ制御排水せん断試験の応力径路を示したものである。圧密圧力pをそれ

ぞれ0から25kgf／cm2まで5kgf／cm2ステップとして24時間等方圧密した後、拘束圧を

そのままに保ち、軸ひずみ速度iz＝0．005％／minで排水せん断を行った。

　図2．18は、等方圧密過程における圧縮経過時間tと平均体積ひずみεvの関係を示した

ものである。p＝25kgf／cm2の場合を除けば、　t＝24時間の時点で圧密は完全に終了して

いる。

　図2，19は、せん断過程における平均軸ひずみεzと主応力差qの関係を示したものである。

拘束圧σr’＝Oとσr’＝5kgf／cm2でせん断を行った場合、ひずみ軟化挙動を示している。

特にσド＝0の場合には、非常に明瞭なピークせん断抵抗を示し、軸ひずみεzが約1．7％のとこ

ろで破壊した後は、主応力差qは急激に減小している。しかし、このような脆性的な性質は、

拘束圧が大きい場合にはみられなくなる。すなわち、拘束圧の増大に伴い、より小さな主応力

差で降伏を生ずるようになるが、その後は軸ひずみεzの増加に伴いより大きな傾きで主応力

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ト差が増大してゆく。つまり、拘束圧が大きくなればなるほど、珪藻泥岩のひずみ硬化の程度が

大きくなっている。

　図2．20は、せん断過程における平均軸ひずみεzと平均体積ひずみεvの関係を示してい

る。σr’ニ0の場合を除けば、拘束圧σr’が大きくなればなるほど、珪藻泥岩の圧縮性は増大し

ている。この圧縮製の増大は、図2．19に示したようなひずみ硬化の程度によく対応している

ことがわかる。σ’＝0の場合の圧縮性がσ’＝5および10kgf／cm2の場合に比べて大きくな
　　　　　　　r　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r

っている理由としてゴム膜（図2．4を参照）の破損が考えられる。ゴム膜の破損によって、

セル内の水が直接ビューレットに流れ込んだため、見掛け上体積ひずみが大きくなったもので

あろう。そこで、別途に行ったσr’＝0のせん断試験におけるεzとεvの関係を点線で示してい

乍
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8
　　°6　　1・152。25
　　　Meon　normol　stress，　P｛kgflcm2）

図2，17　ひずみ制御排水せん断試験の応力径路
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る。図からわかるように、σr’＝0の試験における体積ひずみEvは、他の試験に比べて小さく

なっている。σr’＝0の圧縮性は、本来σr’＝5kgf／cm2のものより小さくなっているものと

判断している。

　図2．21は、せん断過程における平均軸ひずみE、と過剰間隙水圧Pwの関係を示したもの

である。σr’＝Oの場合を除けば、せん断開始後急に間隙水圧は上昇するが、その後はほぼ一

定のままである。間隙水圧の大きさは、σr’＝10kgf／cm2の場合でも0．5～0．8

kgf／cm2であり、図2．11と図2．12に示した等方圧密試験の場合と比較すると、軸ひずみ

速度ξz・　O．005％／minでは充分排水が行われていたものと判断することができる。

　図2．22は、せん断過程における平均圧密圧力pと平均体積ひずみEvの関係を示したも

のである。排水せん断試験におけるpと5vの関係は、等方圧密試験（図2．6）で述べたと同

様な関係があるため、これらのp－5v関係より、各せん断試験の降伏応力および破壊応力

を求めた。

　図2．23は、ひずみ制御排水せん断試験において求まった破壊点と降伏点を示したもので

ある。図中には、応力比一定の異方圧密試験で求まった初期降伏曲面も合わせて示している。

図より、ひずみ制御せん断試験における初期降伏面は、応力比一定の異方圧密試験で得られた

降伏曲面に比べて、かなり拡大していることがわかる。この理由として、応力径路の違い、

および変位を制御してせん断を行ったことによるひずみ速度の違いの2つの要因が考えられる。
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2．7　応力制御排水せん断試験

　図2．23に示したようなひずみ制御せん断試験における降伏曲面の拡大は、前川・宮北

（1983）7）の実験においてもみられている。前川・宮北（1983）は、本研究で用いたと同じ珪

藻泥岩試料を用いてひずみ制御せん断試験（ひずみ速度ξ、＝O．005％／min）を行い、

図3．24に示すような初期降伏曲面を求めている。前川・宮北（1983）による降伏曲面は、

式（2．4）においてM＝1．72～1．75，pcニ27kgf／cm2とした理論曲面とよく一致している。

　応力比一定の異方圧密試験とひずみ制御排水せん断試験における初期降伏曲面の相違（図

2．23と図2．24）が、何れの要因によるものかを調ぺるため、さらに2本の供試体に対し

て、ひずみ速度が小さいと考えられる応力制御による排水せん断を行った。

　図2．25は、応力制御排水せん断試験における応力径路と降伏点を示したものである。各

試験（B1，　B2）において、それぞれ17kgf／cm2および20kgf／cm2で24時間等方圧密し

た後、24時間ごとに軸応力σzを2kgf／cm2つつ増加することで応力制御による排水せん

断を行った。図からわかるように、応力制御によるせん断試験で求まった降伏点は、ほぼ応力

比一定の異方圧密試験で得られている初期降伏曲面上に位置している。すなわち、応力径路が

異なるにも関わらず、ひずみ速度が小さいと考えられる応力制御で行った応力比一定の異方圧

密試験と今度のせん断試験によって得られた初期降伏曲面は、ほぼ一致しているものと判断さ

れる。一方、図2．23と図225を比較すると、20kgf／cm2で等方圧密した後でせん断を

行った2つの試験（⑤とB2）の応力径路は、ほぼ一致していることがわかる。しかし、ひず

み制御せん断試験における降伏点は、応力制御せん断試験によるものより明らかに拡大した位

置にある。

　以上の結果により、ひずみ制御排水せん断試験において降伏曲面が拡大した原因は、応力径

路の違いによるものではなく、変位を制御してせん断を行ったことによるひずみ速度効果によ

るものと判断される。
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2．8　ひずみ制御非排水せん断試験

　前節において、珪藻泥岩の排水せん断における応カーひずみ関係はひずみ速度効果の影響を

大きく受けることを述べた。ここでは、ひずみ制御非排水せん断試験を行って非排水せん断過

程におけるひずみ速度効果を調べた結果について述べる。

　実験方法としては、3本の供試体を圧密圧力p＝34kgf／cm2で24時間等方圧密した後、

それぞれ軸ひずみ速度ξzを0．Ol％／min，　O．1％／min，1．O％／minで非排水せん断を行った。

等方圧密降伏応力が約25kgf／cm2であるため（図2．6），　p＝34kgf／cm2の等方圧密過

程終了時には、珪藻泥岩は正規圧密状態となっている。

　図226は、ひずみ速度が異なる3つの試験の主応力差qと平均軸ひずみEzの関係を示

したものである。軸ひずみ速度ξz＝O．01％／minの場合、軸ひずみ5zが4．2％のところでピ

ー一・｝クせん断強度q＝22．8kgf／cm2に達し、その後軸ひずみ5zの増加とともにせん断強度

qは除々に減小している。図227は有効応力径路を示したものであるが、ピーク強度以降

にも有効平均主応力pが減小していることがわかる。これと同様な応カーひずみ関係は、

εz＝0．1％／min，1．O％／minの場合にもみられている。ただし、ピークせん断応力は

ξ．＝O．1％／minの場合に24．7kgf／cm2，ξ．＝1．O％／minの場合には27．O

kgf／cm2となっている。このことは、正規圧密状態における珪藻泥岩の非排水強度は、せん

断速度が10倍になると約8％増加することを意味している。

　以上に述べたような珪藻泥岩のひずみ速度効果依存性は、ピーク強度以降には顕著にはみら

れなくなる。図2．26に示したように、軸ひずみEzが20％に達すると、三者の強度qには

ほとんど差がなくなる。εzニ20％においては、図227からわかるように、3つの試験とも

ひずみ速度izに関わらず、破壊状態線（q＝M・p）に到達している。
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2．9　K。圧密試験

　地盤の堆積過程においては、一般に水平方向のひずみが無い状態、いわゆるK。状態で圧密

を生ずるものと考えられる。したがって、K。状態における圧密特性を明らかにすることは、

地盤の初期応力状態を評価しようとする上で非常に有効な手段となり得るものと思われる。さ

らには、鋼管杭を地盤に打設した場合、鋼管内に侵入してきた土、すなわち管内土は、それ以

降K。状態に近い変形をするものと考えられる。以下では、珪藻泥岩のK。圧密試験結果8）につ

いて述べる。

　計2通り（Test　1とTest　2）のK。圧密試験を行った。試験は応力制御方式で行い、軸

変位量と排水量から半径ひずみεrを逆算し、半径ひずみができるだけ生じないように軸圧

Ozと側圧σrを制御しながら載荷を行った。

　Test　1の試験結果

　図2．28は、Test　1における応力径路をσr’一σz’平面に表わしたものである。　Test　1

のκ。圧密試験においては、半径ひずみεrの変化を±0．15％以内で制御した（図2．30）。

図からわかるように、軸応力σz’が23kgf／cm2（step10）までは、ほぼ応力比Kニ

σr’ ^σz’＝0．13に沿う応力径路となっているが、それ以降急激に応力比が減小し、

σz’＝23kgf／cm2以上では、　Kニ0．52～0．57を保ちながらσr’とσz’は増加している。

粘性土の正規圧密時における静止土圧係数1（。に対して、Kenney（1959）9）と

Massarsch（1979）10）は、塑性指数1）1をパラメータとしてそれぞれ次のような推定式を

提案している。

Ko＝0．19＋0．23310gPI

Ko＝O。44＋O．42Pl／100

（2．7）

（2．8）

　図゜2．28には、PI＝46～58％とした場合の両式によるK。値の範囲を示している。

σz’ ｪ23kgf／cm2以上における珪藻泥岩の1〈。値は、　Kenneyの式によるものとよく一致す

るようである。

　図2．29は、Test　1における応力径路をp－q平面に表したものである。図中には、応力

比一定の異方圧密試験において得られた降伏曲線［図2．14，式（2．4）］も示している。

Step　10において珪藻泥岩は降伏していることがわかる。その後、応力径路は初期降伏曲面に

沿って移動し（stepll，　step12）、応力比η＝q／pが0．75　～0．60まで減小すると、ほぼ

その応力比に沿って応力が増加する応力径路となっている。このようなK。値の急激な変化は、

珪藻泥岩が持つセメンテーションによる固結力が珪藻泥岩の降伏によって急激に消失すること
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によるものと考えられる。

　K。圧密試験においては、半径ひずみが生じないように軸圧σ．と側圧σrを制御しているが、

実際にはわずかに半径ひずみが生じている。図2．30は、軸圧σz，　半径ひずみErおよび

Kニσr’／σz’の関係を示したものである。Step　1からstep　9の過圧密領域においては、

εrのわずかな変化によってκの値は大きく変化している。例えば、半径ひずみErが0．

132％（step2）からO．026％（step7）まで変化すると、　Kの値は0．33から0．13　まで

減小している。しかし、step12以降の正規圧密領域においては半径ひずみE，が一〇．147

から0．153％の範囲で増減しているにも関わらず、Kの値は0．50から0．58の範囲でしか

変化していない。Okochi　and　Tatsuoka（1984）11）は、砂の場合±0．05の精度で

K。値を求めるためには、εrの変化を土0，01％以下にすべきであるとしているのに比較する

と、珪藻泥岩の場合同程度の予測をするためには、半径ひずみE’窒ﾌ変化を±0．1％以下にすれ

ば充分であると推察される。

　図2．31は、Test　1における軸圧σz’と軸ひずみεzの関係を示したものである。過圧密

領域においては、軸ひずみεz（≒体積ひずみεv）はほぼσz’に比例しており、圧縮性も小さい。

しかし、一たん軸降伏応力（σzy’≒24kgf／cm2）を超えると、珪藻泥岩の圧縮は著しく増加

している。
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　Test　2の試験結果

　Test　2においては、除荷時の静止土圧係数Kiを求めるために、一たん正規圧密領域まで

載荷した後に1〈状態を保ちながら除荷を行った。
　　　　　　　O
　図2．32にTest　2における応力径路、図2．33に軸圧σz’，半径ひずみεr，

K＝σ，’／σz’の関係を示す。Test　1の結果に基づき、まず正規圧密領域における静止土圧係

数K。（＝O．57とした）の割合でstep　2まで軸圧σ、’と側圧σ，’を載荷した。　Step　2　にお

ける軸圧σ、’ニ35．1kgf／cm2は、降伏応力σ、ジ＝24kgf／cm2に比べて充分大きいため、

過去の応力覆歴の影響は消失しているものと考えられる。Step　2における半径ひずみ

εrは一〇．062％であり、ほぼKo状態となっている。その後、　step2の状態から半径ひずみ

の変位が生じないように除荷を行った（step3～step10）。Alpan（1967）12）と

Mayne　and　Kulhawy（1982）t3）は、それぞれ次のような除荷時の静止土圧係数Kiの推定

式を提案している。
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ここで、σV。’は先行土かぷり圧、σvi’は現在の土かぷり圧、φ’は内部摩擦角である。図

2．32からわかるように、実測値は両式のほぼ中間の値となっている。実測データは、

式（2．10）において、β＝0．45～0．50とした範囲にある。

　図2．33に示すε，とKの変化のようすをみると、特に大きな過圧密比においては、

κiの値はわずかなεrの変化によって大きく変化している。したがって、除荷の静止土圧係数Ki

をK。圧密試験によって求める場合には、正規圧密時の静止土圧係数K。を求める場合（図

2．30）に比べて、よりε，の変化を小さくなるように試験を行う必要がある。

　初期地圧の推定

　珪藻泥岩が過去に実際σzy’ニ24kgf／cm2の先行土かぷり圧を受け、その後何らかの要因

口よって除荷を受けているものならば、Test　2の試験結果より現在の地盤の応力状態をある

程度予測できるものと思われる。しかし、地質史的には能登半島に分布する珪藻泥岩は、先の

ような載荷・除荷を受けていない1）。すなわち、珪藻泥岩の見掛けの先行圧密力σ　’＝
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　vo
24kgf／cm2は、実際にそこまでの先行土かぷり圧を受けていたことを意味するものではな

く、セメンテーション効果によって見掛け上先行土かぷり圧が大きくなっているものである。こ

のような珪藻泥岩のセメンテーション効果は、K。圧密試験における載荷・除荷のメカニズム

と異なっている。したがって、Test　2の試験結果より現在の珪藻泥岩地盤の応力状態を直

接評価することは不確かなものと思われる。

　宮北・前川・松本・小川（1986）14）は、珪藻泥岩地山の初期応力状態を原位試験によって

評価することを試みている。原位置試験は、珪藻泥岩地山にある坑道で行っている。宮北らの

研究は現在進行中であるが、これまでに次のような結果が得られている。

　（1）鉛直応力は単に土かぷり圧だけではなく地形、堆積面の傾斜、不連続面の有無によって

　　　も変化するものである。

　（2）水平応力も鉛直応力と同様に多くの要因の影響によって変化している。

　（3）　K＝σr’／σv’の実測結果は、0．32～1．01と大きく変化している。

　以上の結果からわかるように、珪藻泥岩地盤の初期応力状態を評価することは、非常に難し

いものである。しかし、地盤の初期応力状態は、杭支持力に大きく影響するものと考えられる

ため、宮北らの今後の研究成果が期待される。
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2．10　結　語

　珪藻泥岩の等方圧密試験、応力比一定の異方圧密試験、ひずみ制御排水せん断試験、応力制

御排水せん断試験、ひずみ制御非排水せん断試験、K。圧密試験の三軸試験を行った。これら

の試験より、珪藻泥岩の力学的特性として次のことが明らかになった。

　（1）初期降伏応力以下の過圧密領域では、非常に明瞭な線形弾性挙動を示し、圧縮性も小さ

　　　い。

　（2）圧縮側の降伏曲面はCam　clay　modelでよく近似できる。しかし、伸張側の降伏曲

　　　面は圧縮側のものより拡大しており、Cam　clay　modelでは説明できないものとな

　　　っている。

　（3）一たん降伏を生ずると、急激に圧縮性が増加し、顕著な二次圧縮挙動を示すようになる。

　④　排水せん断試験においては、拘束圧が大きくなるとひずみ硬化の程度が大きくなる。

　（5）降伏応力は、ひずみ速度効果によって拡大する。このひずみ速度は、ピークせん断強度

　　　までは顕著であるが、ピーク強度以降にはひずみの増加と伴に消失する傾向にある。

　（6）K。圧密試験の初期載荷における過圧密領域での1〈。は0．13である。正規圧密領域で

　　　は、急激に1（。値が増加し、K。ニ0．57となる。

　次章では、これらの珪藻泥岩の力学的挙動を考慮に入れた開端杭の内周面摩擦による支持力

算定式について考察する。

42



参考文献

1）石川県（舶野義夫著）〈1977）：石川県の自然環境　第1分冊　地形地質、128PP．

2）関口秀雄（1982）：泥岩に根入れされた鉛直支持力に関するレオロジー的研究、

　　　昭和56年度科学研究費補助金（一般研究（B））研究成果報告書、94pp．

3）三笠正人（1964）：「圧密試験の整理方法について」、

　　　土木学会第19回年次学術講演会

4）Sekiguchi・H．，　Nishida，　Y．，　Matsumoto．　T．　and　Uesawa，　M．（1985）：

　　　”Characterization　of　a　Diatomaceous　Mudstone　by　Elasto－

　　　Viscoplasticity，”Proc．5th　Int．　Conf．　Numerical　Methods　in

　　　Geomechanics，　Nagoya，　Vol．1，　pp．437－444．

5）Roscoe，　K．H．，　Scofield，　A．N．　and　Thurairajah，　A．（1963）：’Yielding

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ノ　　of　Clays　in　States　Wetter　than　Critical，”Geotechnique，　Vol．13，

　　pp．211－240．

6）松本樹典・栗原勝美・西田義親（ユ985）：「珪藻泥岩のせん断特性」、

　　土木学会第40回年次学術講演会、pp．537－538．

7）前川晴義・宮北啓（1983）：「珪藻質軟岩の力学的特性」、

　　土木学会論文報告集、第334号、pp．135－143．

8）松本樹典・太田秀樹・西田義親（1985）：「珪藻泥岩の静止土圧係数」、

　　第20回土質工学研究発表会、pp．457－460．

9）Kenney，　T．C．（1959）：Discussion　on　Proc．　Paper　1732（Wu，1958），

　　Proc．　ASCE，　Vol．85，　No．SM3，　pp．67－79．

10）Massarsch，　K．R．（1979）：”Latera1’Earth　Pressure　in　Normally

　　Consolidated　Clay，’Design　Parameters　in　Geotechnical

　　Engineering，7th　Eur．　Conf．　Soil　Mech．　Found．　Engrg．，　Vo1．2，　pp．

　　245－249．

11）Okochi，　Y．　and　Tatsuoka，　F．（1984）：”Some　Factors　Affecting

　　Ko－Values　of　Sand　Measured　in　Triaxial　Cell，”

　　Soils　and　Foundations，　VoL24，　No．3，　pp．52－58．

12）Alpan，1．（1967）：”The　Empirical　Evalution　of　the　Coefficient　Ko

　　and　I〈oR，”Soils　and　Foundation，　Vol．7，　No．1，　pp．31－40．

13）Mayne，　P．W．　and　Kulhawy，　F．H．（1982）：㍉Ko－OCR　Relationship　in

　　Soil，”Proc．　ASCE，　Vol．108，　No．GT6，　pp．851－872．

14）　宮北啓・前川晴義・松本樹典・小川義厚（1986）：「珪藻質軟岩の地山の初期応力の

　　　推定について」、第21回土質工学研究発表会、pp．939－942．

一　43　一



第3章　開端杭の内周面摩擦による支持力

3．1　緒　言

　一般に、杭の鉛直荷重は、先端支持力と杭周面摩擦力によって受け持たれる。先端開放型

の杭における先端支持力は杭肉厚部に作用する支持力と管内土部分に作用する支持力からな

る。この管内土による支持力は、管内土と杭内周面との間の摩擦力に起因するものである。

　管内土による先端支持力機構については、岸田（1967）1），駒田・山川（1974）2），

駒田・大志万・森山（1974）3），岸田・有原・原（1974）4），勝見・岩成・箕作

（1981）5）が砂地盤に鋼管杭を押し込む実験を行い、開端杭の閉塞効果について検討を行

っている。山原（1964）6）は、管内土を非圧縮性と仮定して、管内土と管内壁の間の摩擦

が管内土高さの全長にわたって支持力に寄与するものと考え、管内土による支持力算定式を

求めている。勝見・貴谷・渡嘉敷・川崎（1979）7）は、Kδtterの方程式を用いて管内土

高さと閉塞効果の関係について考察している。また、青木・岸田（1979）8）は、管内の土

要素の力の釣り合い式に基づき、管内土の内圧によって生ずる鋼管のふくらみをも考慮して、

管内に詰った砂の極限抵抗力を求めている。しかしながら、これらの理論的研究は、管内土

の力の釣り合い式にのみ基づいたものであり、土の変形特性が管内土による支持力に及ぼす

影響を考慮していない。管内土による内周面摩擦は、管内土自体の変形により引き起される

ものであり、本来、土と杭の相互作用として理解されるべきものである。また、勝見・岩成・

箕作（1981）5）が指摘しているように、管内土の閉塞効果は地盤そのものの支持力との関

係で論ぜられるべきである。しかし、複雑な開端杭の支持力機構を杭、管外土、管内土の3

者の相互作用として解析し、支持力算定式を求めることは容易でない。

　そこで、本章においては、微小な変形がせん断抵抗に強く影響する材料として軟岩を念頭

に置き、通常の三軸試験によって求まる土の変形特性を直接利用できるかたちの管内土モデ

ルを考察する。これにより、土の変形を考慮した管内土の支持力算定式を求めた。軟岩の一

種である珪藻泥岩を用いて開端鋼管杭のモデル載荷実験を行い、算定式の妥当性および適用

性を検討すると共に、開端杭の閉塞効果について考察する。

3．2　開端杭の鉛直支持力

　図3．1は、開端杭の鉛直支持力機構を示したものである。いま、外径D、内径Diの一

様な断面を持つ開端杭が根入れ長さLまで地盤に押し込まれ、管内土が杭先端からHの高さ

まで存在しているとする。このとき、開端杭の鉛直支持力Qは、次のような成分の和として

与えられる。

Q－Qf。＋Qf　i＋Q，． （3．1）
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ここに、Qf。は外周面摩擦による支持力、　Qf　iは内周面摩擦による支持力、　Qp．は杭先端純

断面に作用する支持力である。内周面摩擦による支持力は杭先端位置の管内土断面に作用す

る鉛直力と等しいため、Qfiを管内土の支持力と呼ぷことにする。

　以下、管内土の変形特性を考慮した管内土の支持力算定式について述べる。

Q■1■▼

DDi

　　1

PH」」 川lQfi　1

r｝Lドf°

」　P

Q
↑

図3．1　開端杭の鉛直支持力要素

3．3　管内土の支持力算定式

（1）　　管内の土要素の力の釣り合い式

　管内土の応力状態を求めるには、釣り合い式に、土の応カーひずみ関係を表わす式を代入

して、適切な境界条件の下で解を求めなければならない。しかしながら、このようにして解

析解を求めることは簡単でないから、単純化したモデルを考えることにする。

　いま、開端杭が押し込まれる際の地盤の挙動について考えてみる。開端杭の貫入につれて、

地盤の応力状態は、初期応力状態から変化してゆき、変形、変位も進行して．いく。管内に侵

入する土に注目すると、杭先端部近くの土は、杭先端が真上に達してくるまでにある程度の

応力変化、変形を受けている。その後、管内に侵入した土は、杭内周面との間ですべりを生

じながら、管内を上昇していく。杭の剛性が土に比べて非常に大きいため、一度管内に侵入

した土はそれ以上半径方向に変形しないとものと仮定する。

　本研究においては、図3．2に示すようなサイロ理論による力の釣り合い式を用いること

にする。任意の深さにある厚さdzの円板要素にかかる力の釣り合い式が、次式で示される

とする。
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∂；…’一・・，・tanφ、・＋γ・
（3．2）

ここに、　φ」’は杭材と土との間の有効境界摩擦角、γ’は土の水中単位体積重量である（

水の無い場合は空中単位体積重量とする）。座標zは、管内土上面を原点として下向き方向

を正とした。杭の貫入速度が非常に小さく、地盤中に過剰間隙水圧は発生しないものと仮定

する。したがって、応力はすべて有効応力で表示している。

トDi－1

Z
σ乏，

σド dz σド

σt†onφ’f
α・・誓dz

ぱ†onφ’
f

図3。2　管内土の土要素の釣り合い

（2）　　管内土の支配方程式

　三軸試験によって求まる土の応カーひずみ関係を管内土に直接適用するために、図3．2

に示した厚さd之の円板要素の応カーひずみ関係が、図3．3に示すような円柱形の土供試

体に軸応力σ、’と側方応力σ，’が作用した時の応カーひずみ関係に等しいと仮定する。周面

摩擦の影響を無視することになるが、後で示すように実験値とかなりの精度で適合するため、

第1近似として解析の出発点とする。

a）　弾性領域の支配方程式

管内土が弾性体であるとすれば、円板要素の応カーひずみ関係を、以下のように表すことが

できる。圧縮ひずみ、圧縮応力を正とし、次の関係を用いる。

○　フックの法則

σ9－2り’σ’
z　　　　　　　　　　　r

εZ＝
E’

（3．3）

ここに、εzは鉛直ひずみ、リ’とE’は土の構造骨格のボアソン比とヤング率である。
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az’

ar’／
　　　　r

＼ar’

　　　　　　　Z

図3．3　管内土の応力状態モデル

○　体積ひずみε
　　　烏一三一ナ（σ。’＋2σ，’　　　3）

（3．4）

○　体積弾性係数K’

　　　　E’
K’＝
　　　3（1一リ’）

（3．5）

○　応力増分比K

ここで応力増分比Kを次のように定義する。

　　　　　　　　　Aσ’
　　　　　　　　　　r∠ε＝0　で　Kニ
　「　　　　　　Aσz’

（3．6）

すなわち、円柱状供試体の半径ひずみε　をそれ以上変化させないで圧縮する時の側方応力
　　　　　　　　　　　　　　　　　　r
の増分Aσ，’と鉛直応力の増分∠σ、’の比である。弾性体の場合、応力増分比KをK。で表

すると次式が成立する。

　　　りκeニ
P＿ガ

（3．7）

これは、土を弾性体と考える場合の静止土圧係数に等しい。

　これらの関係より次式を得る。
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・r・
iz）ニK。・・。　’（z）・3（1 曹堰G）κ’・er（之）

（3．8）

上式において、σ，’，σ、’，ε，は深さzの関数であるが、1（，，リ’，κ’の土質定数は深

さzに関係なく一定値である。式（3．8）右辺の第2項は円柱状供試体がσz’＝0のもとで

ε．の半径ひずみを受けたとき、側方からかかる応力σ，’を表わしている。右辺第1項は、

この状態からAε，＝0の条件下で、鉛直応力σ、’を載荷したときの側方応力の増分Aσ，’を

表わしている。管内土の貫入機構を、z＝0においてσz’＝0の条件下で、ある大きさの側

方応力を受けて管内径と同じ直径を持つ円柱状供試体が管内を上昇していくというものに置

き換えることにする。これは、3．3（2）のはじめに説明したようにかなり無理な仮定で

あるが、三軸試験より得られる結果を容易に利用するうえで都合が良い。本来、管外・管内

両方の土と杭との相互作用として解析しなければならない問題を、ここでは管内土だけに注

目して単純化したモデルによって解こうとするわけであるから、いくつかの仮定が結果とし

て互いに誤差をキャンセルするよう工夫しながら解法を組み立てなければならない。上記の

仮定はこのような意図のもとに立てられた仮定であり、後で示すように、結果的には実験値

とよく適合する。

式（3．8）を釣り合い式（32）に代入すると次式を得る。

∂σz’ @　4tan¢j’ 十・（z）・ 3（1－v’）K’
∂之 D 1一め

ここで、．εrが深さZに関係せず一定値と仮定すると、

ε，（Z）＝const．＝（ε，）。

　境界条件として、

式が求まる。

・Sr（z）｝…
（3．9）

（3．10）

之＝0においてσz’＝0を用いると、式（3。9）と式（3．10）より次

・z・
i之）一走｛3（1－2ヅ）κ’

　　　　　　e

・（ε．）。＋

as、・｝｛ex・（4后㎞¢ゴ）－1｝
（3．11）

　上式において、K．，り’，K’は比較的簡単な三軸試験によって求まる。また、φj’は

土と杭材との間のせん断試験よって求まる。したがって、何らかの方法によって（ε，）eを

決定できれば、式（3．11）を用いて管内土の応力状態を求めることができる。式（3．11）

において、之＝H（管内土高さ）としたものが管内土による支持力（qf　i＝4Qfi／πDi）と

なるべきものである。式（3．11）によれば、杭先端部に位置する管内土の鉛直応力
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o、’ iH）は、管内土高さHに対して指数関数的に大きくなる。山原（1964）6）も同様の傾

向を導いており、ほぼ妥当な結論と考えられる。

2．9で述べたように、軟岩のK。圧密試験を行うと、ある程度の軸圧σ、’までは弾性的挙

動を示すが、それを超えると降伏を生じて圧縮性が急激に大きくなる。管内土においても、

土はそれ以上の半径ひずみlt’受けずに管内を上昇するため、　K。圧密試験におけるような挙

動を示すものと考えられる。したがって、管内土が降伏するときの鉛直応力をσzy’とする

と、式（3．11）において

σ。’ i之）ニσ。y’ （3，12）

を満たす之二Zeの深さより浅い管内土は弾性状態のままである。そして、図3．4に示す

ように、　Z＝之eより深い位置にある管内土は、降伏を生じている領域、すなわち塑性領域

となっている。降伏が生ずると、軟岩や粘土の土質パラメータは、弾性状態に比べて、著し

く変化するため、塑性領域に対しては、式（3．11）を適用できない。そこで次に、塑性領

域における支配方程式について考察を行う。

Region　I

ielOS†ic）

［ZeZ

H
Region口　　　　1

iplos†ic）

　　　　　　　　　　　　　　図3．4　管内土の応力領域

b）　塑性領域における支配方程式

　一般に、降伏を生じている粘土の三軸供試体の半径ひずみε，をそれ以上変化させないよ

うに載荷を行う場合の応力増分比κpは応力の大きさによらずほぼ一定値となる。また、こ

のKpの値は、正規圧密時の静止土圧係数K。にほぼ一致することが知られている。すなわち、

　　　　　　　　Aσr’
A・Er＝Oでκ・＝ V。・≒κ・

　　　　　　　　　　Z

（3．13）

　3．3（2）a）で述べた単純化した管内土の貫入機構を塑性領域にも適用して、塑性領域

における支配方程式を次のように置く。
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σ，’ iZ）＝κP・。’（Z）＋9（之） （3．14）

ここに、g（z）は式（3．8）の右辺第2項に対応するzの関数である。弾性域と同じく塑性

域においても

9（z）＝C＝一定値 （3．15）

と仮定する。この仮定は弾性域とのアナロジー一．から得たものであり、弾・塑性両域における

解析手法の形式的な一貫性を保持するうえで重要である。式（3．15）は、ひずみに関係し

ない式になっている。ここで求めようとしている応カーひずみ関係は、いったん半径ひずみ

を与えた後、半径ひずみをそのまま一定に保った場合の軸応力と半径応力の関係を与えるも

のである。したがって、一般の、例えば一軸試験から得られる応カーひずみ関係とは異なる

ものである。弾性領域での応カーひずみ関係式（3．8）と降伏後の応カーひずみ関係式（3．

14），（3．15）はそれぞれ一般の応カーひずみ関係の弾性部分と塑性部分にある意味で対

応し、前者では応力が半径ひずみに直接的に関係づけられるのに対し、後者では半径ひずみ

の大きさのいかんに関わらず軸応力と半径応力の間にほぼ一定の関係が成立すると考えてよ

い。

　式（3．14），（3．15）を釣り合い式（3．2）に代入することにより、次式を得る。

・z・ iz・）－Bex・
i竿j’・→一肯（C・4認・）

（3．16）

ここに、Bは積分定数である。もし何らかの方法によってCの値が既知であるならば、

z＝Ze　において弾性領域と塑性領域の鉛直応力は連続するため（図3．4）、式（3．16）

においてZ＝z．のときσ、’（之）＝σzy’という条件によりBを決定することができる。

　管内土高さHがZeより大きい場合には、式（3．16）においてz＝Hとしたものが、管内

土の支持力qfiとなる。

　以上に述べた管内土の支持力算定式は、三軸試験によって得られる土の変形特性を容易に

利用できるように、管内への土の貫入機構を単純化したモデルに置き換えて求めたものであ

る。しかし、式（3．11）における（εr）eS式（3．16）におけるC，そして降伏応力σzJ

の決定法には問題が残されている。　そこで、次節以下では、軟岩の一種である珪藻泥岩の

三軸試験結果と珪藻泥岩における鋼管杭のモデル載荷試験に基づき、管内土の支持力算定式

の妥当性と適用性を検討すると共に、開端鋼管杭の閉塞効果について考察する。
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3．4　珪藻泥岩の力学特性

（1）　　珪藻泥岩の応カーひずみ関係

　モデル杭の載荷試験に用いた地盤試料は、珪藻泥岩である。この珪藻泥岩の三軸圧密降伏

特性、κ。圧密特性については、第2章で詳しく述べている。ここでは、前節で述べた管内

土による支持力算定式に含まれる定数を決定するのに必要な試験結果について述べる。

　式（3．8）における体積弾性係数κ’、弾性領域における静止土圧係数Keの値は等方圧

密試験（図2．6）とK。圧密試験（図2．28）から次のように求まる。K’＝830

kgf／cm2・　K．－0・13・また・ボアソン比〆については、式（3．7）1・おいてKe－0．

13とおくことにより、り’ニ0．12が求まる。

　以上のようにして求まったK’＝830kgf／cm2，　K、＝O．13とリ’＝O．12を式（3，

8）に代入すると次式を得る。

σF’＝0．13σz’＋2150εr （kgf／cm2） （3．17）

　図3．5は、2．6で述べた応力比一定の異方三軸圧密試験結果から半径ひずみεrが一

定値の場合のσr’／σ、’一σ、’関係を示したものである。図中のプロットは、半径ひずみ

εr＝O．1％，0．5％，1．O％における応力状態を示している。実線は、式（3．17）によ

る計算値を示す。両者は、ほぼ一致しており、珪藻泥岩の弾性域での応カーひずみ挙動が、

式（3．17）で表現されることがわかる。

　塑性領域における支持力算定式（3．16）におけるKpとCについて述べる。　Kpについて

は、図2．28のstep12以降における塑性域の応力比σ、’／σ，’より、　Kp≒0．57が求ま

る。次に、Cについて考える。図3．6は、応力比一定の異方三軸圧密試験によって求めた

珪藻泥岩の破壊点と降伏点をσ，’一σ、’平面上に示したものである。軸応力σ、’＝Oの場合、

珪藻泥岩はσ，’ニ21．5kgf／cm2の半径応力で破壊している。3．3（2）b）で述べたよう

に降伏後の軸応力と半径応力の関係は半径ひずみに強く影響されないことから、このσ，’

＝21．5kgf／cm2　を式（3．15）のCに等しいとおくことができよう。このようにして求

めたKp＝0．57，　C＝21．5kgf／cm2を、塑性領域における支配方程式（3．14）に代入す

ることにより、次式が求まる。

σ，’ニ0．57σz’＋21．5　　（kgf／cm2） （3．18）
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図3．5　弾性領域における珪藻泥岩の応カーひずみ関係
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図3．6　珪藻泥岩の降伏・破壊曲面

　　　　（σr’一σz’平面）
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（2）　　鋼材と珪藻泥岩の間の境界摩擦特性

　図3．7は、金属プレート（鋼材）と珪藻泥岩との間の一面せん断試験によって求めた境

界摩擦応力・と水平変伽の関係9）である・図力・らわかるように・最大麟応力・maxl・達

するまでは・摩擦応力は水平変位にほぼLヒ例して増加し・その後は・＿のままほぼ一定と

なる。また、最大境界摩擦応力は、垂直応力σ．’と比例関係にあることがわかる。実験は、

0．005mm／minという極めて遅いせん断速度で行ったことから、得られた境界摩擦角は、

排水せん断に対応するものといえよう。このようにして求めた珪藻泥岩と鋼材の間の境界摩

擦角¢j’は30であり、次の関係が成り立つ。

　　　τmax＝σn”tanφj’　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（3．19）

　以上述べてきたように・管内土の支持力算定式（3．11）および（3．16）における土質

定数は、三軸試験および一面せん断試験によって比較的容易に求めることができる。しかし、

式（3・11）における（ε，）eの値および式（3．16）の定数Bを決定するのに必要な

σzy’の値（式（3．12）を参照）は、三軸試験によっては決定できないものである。次章で

は・麟泥岩を地蹴料に用いて鋼管杭のモデル載荷試験を行い・（・，）。と・。ジの決定法

について考察する。

巳　　　Lc

50
」OΦ£⑩

　　　　　Horizontal　displacement，　U（mm）

図3．7　鋼材と珪藻泥岩の間の一面せん断試験結果
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3．5　珪藻泥岩における鋼管杭のモデル載荷試験

（1）　　試験装置および試験方法

　図3．8に載荷試験装置の概要を示す。載荷フレーム上部にあるスクリュージャッキを用，

いて変位制御方式による載荷を行った。杭支持力と貫入量を、ロードセルとダイアルゲージ

によって測定した。モデル杭として外径D＝22．05mm、内径Di＝20．68mmの鋼管を用い

た。地盤試料には、珪藻泥岩を直径30cm，　高さ40cmの円柱に成型したものを用い、試

験中に乾燥しないように水浸させた。地盤には何ら拘束圧を載荷せず、周面および上下端面

のすべてを排水面とした。

　計2通り（Test　AとTest　B）の載荷試験を杭貫入による地盤の過剰間隙水圧が発生

しないように、貫入速度0．3mm／minで行った。　Test　Aでは、載荷・除荷を繰り返しな

がら、根入れ深さが約14cmになるまで杭を貫入した。　Test　Bでは、　Test　Aと同様に

載荷・除荷を繰り返しながら杭の貫入を行った。ただし、各除荷段階終了後、管内土を取り

除いてから再載荷を行った。管内土を取り除くには、杭頭部からハンドドリルを鋼管内に挿

入して管内土を杭先端部まで削り取るという方法を採用した。

　Test　B　は、管内土による支持力が無いという以外はTest　Aと同一条件であるため、

この2つの試験から管内土の支持力Qfiを間接的に求めた。

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i

　screwed　jock
／

frqme

unive際：1二／di・19・ug・

　　　pipe　pi　leI－一・　i

mud－
stone

図3．8　載荷試験装置
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（2）　試験結果

　支持カー貫入量関係

　図3・9は・Test　Aにおける支持力QAと根入れ長さLの関係を示したものである。除

荷時のリバウンド量は非常に小さく、また再載荷時の折れ曲り点は、除荷前の支持力にほぼ

一致していることから、貫入速度0．3mm／minで、地盤が完全な排水状態となっていると

考えられる。

　図3．10は、Test　Bにおける支持力QBと根入れ長さLの関係を示したものである。管

内土が取り除かれているため、再載荷時の折れ曲り点は、除荷前の支持力より小さくなって

いる。

　図3・11は・Test　AとTest　Bの2つの載荷試験から管内土の支持力Qfiを求める方法

を示したものである。Test　Aにおける支持力QAは式（3．1）で示したように、

QA＝Qf。＋Qf　i＋Qpn （3．20）

として表される。一方、Test　Bにおいて管内土を取り除いてから再載荷したときの折れ

曲り点を図3．11中に□印で示している。このとき支持力QBは、管内土の支持力Qf　iが無い

ので、次のように表わされる。

QB＝Qf。＋Q，， （3．21）

TestBにでは、管内土を取り除きながら載荷を行っている。そのため、　TestBにおける

Qf。とQpnは、　TestAにおけるそれらとは異なるものである。　TestBにおいては、管内土

が鋼管杭を押し拡げる力が存在せず、また杭先端地盤の拘束圧もTestAの場合に比べて小

さくなっている。このことから、TestBにおけるQfoとQpnは、　TestAの場合よりも小さ

くなるものと判断される・しカ・しながら問題を単純化するため・Qf。・Q，、およびQ，。カ・そ

れぞれ独立で相互の干渉が無視できると仮定する。この仮定を受け入れるならば、管内土の

有無以外はTestAとTestBの試験条件が同一であるため、管内土の支持力Qfiは式（3．

20）と式（3．21）の差として求まる。

Qf　iニQA－QB （3，22）

このようにして求めた管内土の支持力Qfiと根入れ比L／Dの関係を図3，11中に▲印で示し

てある。杭先端の純断面に作用する支持力Qpnは、　TestAとTestBにおけるL／D＝0のと

き披渤として求まる．この支肢勧（－45kgf）が根入砒によらず＿定であると仮

定すれば、外周面摩擦による支持力Qf。は、
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　　Beoring　copoci†y，　QA（kgf）

O　　　IOO　　200　　300　　400　　500　　600　700
0

　　　　　　　Tes†A一

一

一一

一一

一
図3．9　Test　Aにおける支持力QAと

　　　　根入れ長さLの関係

Bearing　cop（】ci†y，　QB（kgf）

　　O　　　IOO　　200　　300　　400
　0

図3．10　Test　Bにおける支持力QBと
　　　　　根入れ長さLの関係
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Beoring　cqPoci†y
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　　　tQpn

111 卜1‖

　　　　　　　　　　　　Qp，l

Q8＝Q－・・Q…Q・・
　　　　　　Qfi＝QA－QB

　図3．11支持力要素の分離結果
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Qf。＝QB－Qpn （3．23）

となる。このようにして求めたQf。を図中に●印で示している。図からわかるように、根入

れ比1）／Lが2程度までは、Qf　iおよびQf。は根入れ比の増加と共に増加している。　D／Lが

2以上になるとQf　iの増加率は大きくなるが、　Qf。の増加率は次第に小さくなり、

D／L＝5．4になると、全支持力Qに占めるQfiの割合が7割程度まで達している。本実験に

おいては、地盤に何ら拘束圧を与えていないため杭外周面摩擦による支持力をそれ程期待で

きないであろうが、珪藻泥岩地盤に準静的に押込まれた鋼管杭の鉛直支持力における管内土

の支持力Qfiの貢献度が大きいことを明瞭に示しているものといえる。

　管内土高さHと根入れ比D／Lの関係
s

　図3．12は、Test　Aにおける根入れ長さLと管内土高さHの関係を示したものである。

両者とも杭の外径Dで割り無次元化している。根入れ比L／Dが2までは、根入れ長さと管

内土高さHは一致しているが、　L／Dが2～2．5になると管内土の上昇割合が小さくなっ

てくる。このL／D＝2～2．5は、図3．11において管内土の支持力Qfiの増加率が大きく

なり始める根入れ比にほぼ一致していることから、管内土の閉塞による支持力Qfiが全支持

力に占める割合の重要性が察せられる。

　　　　　　●

8

6　　　4　△＼エ

2

】OO

図3．12

　　　　L／D

’根入れ長さLと管内土高さHの関係
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（3）　　管内土の支持力式の検討

　本節では・支持力算定式における（ε，）．［式（3・10）］を参照）とσzy’［式（3．12）

を参照］の決定法について、前節で述べた載荷試験結果をもとに、考察を試みる。

　図3．13は、珪藻泥岩における鋼管杭の管内土による支持力算定式を求めるフローチャー

トを示したものである。まず、H／Diが小さい場合には、弾性領域における支持力式（3．

11）を適用する。式（3．11）において、3．3で求まっているKe＝0．13，り’＝O．

12・K’－830kgf／cm2・γ’－3．4・10－4kgf／cm3，φj’－3こおよび杭内径

Di＝2．06cmを代入し、　z＝Hとおくと、次式が求まる。

qfi一
ﾄ16541（E・　）e・…2｝（ex・（・・3書）－1｝（k・f／em・）（3・24）

珪藻泥岩における鋼管杭の管内土の支持力

弾性領域 塑性領域

支　配　方　程　式 支　配　方　程　式
σ∴＝0．13σz’＋2150εr（3．17） σr’＝0．57σz’＋21．5（3」8）

力　の　釣　　り　合　　い　式
∂σz’ @　4一罷一「丁’σ・’tanφj’＋γ’

　　　　　　　　　　　　（3．2）　　　　1

iφゴ＝3σ，γ’－3．4・10－4kgf／・・3）

境　界　　条　　件 連　　続　　条　　件

σ。’＝Oatz＝0
　　　　　　Hσ・’＝49・9・tT＝2・5　　　　　　　1

管内土の支持力qf、 管内土の支持力qf、

｛16541（εr）。＋…2｝・

|竿）寸　　　　　　　（3．24）　　　　実験値、3．11、」」、3．24、

a・』（1響　一37．26　　（3．26）

@　　　実験値
A3．16、⊥、3．

）　26）

（εr）eニ0．27％

図3．13　珪藻泥岩における鋼管杭の管内土の

　　　　　支持力算定式を求めるフローチャート
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ここで（ε，）eの値を、H／Diが小さい範囲（H／Di〈2．5）での実測値にフィットするように

選ぷと（ε，）．＝0．0027　（0．27％）となる。この半径ひずみは・管内土が杭の肉厚（0・

69mm）の3．9％だけ半径方向に圧縮されたことに等しい。

　H／Diが大きい範囲に対しては、塑性領域の支配方程式（3．16）を適用して、　Kp＝0．

57およびC＝21．5kgf／cm2［式（3．18）を参照］を代入する。このとき必要な弾性

領域との連続条件として、式（3．24）においてH／Di＝2．5として求まる支持力

qfiニ49．9kgf／cm2　at　H／Diニ2．5 （3．25）

を用いると、次の結果になる。

　　qf　i＝3．24exp（1．32H／Di）－37．26　　　（kgf／cm2）
、

図3．14は、以上のように求めた杭先端部における管内土の鉛直応力qfi

（3．26）

（＝4Qf　i／πDi）と管内土高さHの関係を実測結果と比較したものである。ただし、管内土

高さHは、杭内径Diで割って無次元化している。実測によれば、　H／Di＝2．5以上になる

と、わずかな管内土高さHの増加によって管内土の支持力qfiは急激に増大するようになる。

理論値は、H／Di＞2．5のqfiとH／Diの関係の実測結果をよく表わし得ることがわかる。

　ここで、図3．14中の斜線で示した範囲は、珪藻泥岩地表面での平板載荷試験10）におけ

る降伏応力qpの範囲（37～47kgf／cm2）である。これは式（3．26）を求めるのに用いた

弾性領域と塑性領域の連続条件［式（3．25）］における応力（49．9kgf／cm2）に近似し

ているものである。このことは、管内土高さがある程度まで大きくなると、管内土による支

持力は、地盤の支持力に等しくなることを意味している。これは杭先端の直下にある土が降

伏してしまうことによる当然の結果であろう。’そして、図3．14にみられるように、

H／Di＞2．5以上において支持力が急激に増加しているにもかかわらず管内土高さがあまり

変化しないという閉塞現象が生じるようになる。

　図3．15は、管内土の圧密量と管内土高さHおよび根入れ長さLの関係を示したものであ

る。一般にL＞Hとなるが、LとHの差が管内土の圧密だけによるとして求めた管内土高さを

○印で示してある。ただし、ある根入れ深さLにおける管内土高さHは、各根入れ深さにお

ける実測のqfi（z）から、次式を用いて計算した。

H－L一λ
秩En－5！。qfi

　，dz （3．27）

ここに、λは珪藻泥岩の圧縮指数，σz。’はK。圧密試験における降伏軸応力

（＝25．4kgf／cm2）である。図4．15のL＝Hを表わす実線と○印の差が圧密量である。

図中には、実測値の管内土高さを△印で示している。図からわかるように、L／Dが2．5
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を越えると、杭の根入れ長さの増加に対して管内土高さの増加率が小さくなる現象は、管内

土の圧密だけによっては説明できない。したがって、○印と△印の差の分の土は、杭の貫入

に伴って杭先端から周囲に押しやられることになる。すなわち・L／D＝H／D＝2．5程度に．

なると杭先地盤は降伏することを意味している。

　　　qfi　＝Qfl／（7TDi2／4）　（kgf／bm2）

0　　20　40　　60　80　　1∞　120　140　160
0

2

3　　4

δ＼エ

5

6

●meosured
－theory

　　　　　　　　鼎

　　　7　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　，

図3．14　管内土の支持力qfiと管内土高さHの関係

8

　　0calculated

　　△meosured
6（in　Test　A）

　40＼エ

2

00

図3．15

トD－1

　　！　　　　　IO　　　　　IOO

　　　L／D

管内土の圧密量、管内土高さ、

根入れ長さの関係
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（4）　　長大杭への応用における問題点

　珪藻泥岩を用いたモデル実験の結果が、単純化されたメカニズムに基づく支持力算定式と

妥当な範囲で適合するこ．とを示した。しかし、モデル実験に用いた珪藻泥岩は周辺からの拘

束応力を受けていない状態で実験に供せられたことに注意しなければならない。杭先端部地

盤の降伏を比較的単純な応力条件下で生じさせることにより、支持力算定式を導く際に援用

した仮定の妥当性の検証を容易にすることを目的として拘束応力を与えない実験を行った。

これにより、杭先端地盤の降伏を平板載荷における降伏と直接比較することができる。支配

的な要因だけをとりあげて複雑な現象を思い切って単純化したメカニズムに置き換えようと

する本研究の目標を達成するためには上記の実験方法が適している。しかしながら、実際の

長大杭の管内土支持力を算定するうえで本章で得られた成果をただちに応用するのは危険で

ある。その理由は次に示す通り、自重に関するものである。

（i）

（ii）

杭先端部地盤の鉛直方向載荷に対する降伏応力は、自重の影響が無視できるような

モデル実験では深さに無関係と仮定できると思われる。しかし、長大杭を用いるよ

うな実地盤では自重の影響を無視しえない。実地盤では杭先端部地盤の降伏応力が

深さとともに変化し、管内土の挙動はモデル実験と比較してはるかに複雑になる。

管内に侵入してきた土の半径方向のひずみ（ε，）eが深さに無関係と仮定できるの

は自重が小さく、かつ拘束圧の作用していない本実験で用いたようなモデル地盤だ

けであり、長大杭を必要とするような実地盤では管外土の挙動が自重の影響を強く

うけるため、必ずしもモデル実験から得られるような値とはならない。

　本来、開端鋼管杭の支持力は管内、管外の地盤および杭の相互作用として解析されねばな

らない。しかし、このような立場での解析は複雑な土質試験と膨大な数値計算をともなうた

あ、解析結果の全体的な把握が困難で実現象の理解に直接結びつかないきらいがある。

　本章では、複雑な支持機構の中から管内土の変形が重要な支配要因であるとの予想のもと

に、できる限り単純化したメカニズムの抽出を試みたものである。論理的な斉合性を完全に

満足しているとはいい難い点もある。管内土の半径方向の応力分布を一様と仮定している点

などがその例である。しかし、珪藻泥岩についての室内力学試験および珪藻泥岩を用いたモ

デル杭の載荷試験の結果は、想定されたメカニズムが真のメカニズムに較ぺて非常に簡略化

されたものであるにもかかわらず、重要な点においてかなりの妥当性を持っていることを示

している。

　自重の影響を含んだ形の支持力算定式を求めていくうえで、本章の基礎的ではあるが重要

な要因をすべてとりこんだ成果が役立つものと考えられる。
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3．6　結　語

　本章で述べた管内土による支持力算定式は、開端杭が準静的に地盤に押し込まれる場合に

適用されるべきものである。第1章の図1．5や図1．6に示したように鋼管杭が珪藻泥岩

地盤に打ち込まれた場合には、管内土は閉塞せず、管内土高さHはほぼ杭の根入れ長さLに

等しくなっている。打ち込み時の杭の貫入速度は、静的載荷の場合に比べて非常に大きい。

このために、地盤自体の変形速度や地盤に発生する間隙水圧は、打ち込み時と静的載荷時と

ではかなり異なるものと予想される。本章で述べた管内土による支持力式では、このような

打ち込み時の地盤の力学特性を考慮していない。しかし、本章で得られた結果は、以下に述

べるように、鋼管杭の支持力機構を解明する上で重要なものと思われる。

　本章では、微小な変形がせん断抵抗に強く影響する材料として軟岩を念頭に置き、実際に

は非常に複雑である開端杭への土の侵入メカニズムを、通常の三軸試験によって求められる

土の変形特性を直接管内土の支持力算定式に利用できるように単純化したメカニズムに置き

換えた。これにより、土の変形特性を考慮した鋼管杭のモデル載荷実験を行い、支持力算定

式の妥当性を検証した。その結果、本章で提案した支持力算定式は実験結果をよく説明して

おり、今後長大杭において考慮しなければならない自重の影響を含んだ支持力算定式を求め

るうえで重要な成果であると思われる。

　しかしながら、緒言で述べたように、開端杭の支持力は、本来、杭、管内土、管外土の3

者の相互作用として捉えられるべきものである。しかし、このようにして開端杭の支持力機

構を解析し、支持力算定式を導くことは容易でない。そこで次章では、有限要素法を用いる

ことにより、杭、管内土、管外土の3者の挙動を含んだ開端鋼管杭の支持力機構を解明する

ことを試みる。

　本章で述べた内容は、文献11）のものを若干修正したものである。
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第4章　珪藻泥岩における鋼管杭の鉛直支持力有限要素解析

4．1　緒　言

　前章では、第2章で述べた珪藻泥岩の力学特性を考慮した管内土の内周面摩擦による支持

力算定式について検討した。しかし本来、鋼管杭の支持力は、杭、管内土、管外土の3者の

相互作用として捉えられるべきものである。そこで本章では、珪藻泥岩における鋼管杭の鉛

直支持力の実体を解明することを目的として、1．4で述べた現場鉛載荷試験の有限要素解

析を行う。

4．2　弾・粘塑性構成式

　第2章で述べたように珪藻泥岩は、著しい二次圧縮挙動を示し、また排水せん断および非

排水せん断において大きなひずみ速度効果依存性を示す。珪藻泥岩における杭基礎の解析を

行うには、このような珪藻泥岩の力学的挙動を忠実に反映している構成式に基づいて解析を

行うことが重要である。そのため、Sekiguchi（1977）1）によって提案されている弾・粘

塑性構成式を用いて、有限要素解析を行う。Sekiguchiのモデルは、二次圧縮、ダイレタ

ンシー、クリープ破壊、応力緩和、ひずみ速度効果などの土の幅広い力学的挙動を説明でき

るモデルである。ここでは、Sekiguchiのモデルを簡単に紹介する。

　Sekiguchiのモデルにおいては、ひずみ速度テンソルξijは、次のように仮定される。

eijニ£Fj＋Cl， （4．1）

ここで、el，は粘塑性ひずみ速度テンソル、ξljは弾性ひずみ速度テンソルである。粘塑性ひ

ずみ速度テンソルξPjは、有効応力テンソルσij’に次式の形で関係づけられる。

i、j－A∂F／∂σlj’ （4．2）

ここで、Aは後で述ぺるパラメータ、Fは次式で与えられる粘塑性ポテンシャルである。

F≡αln｛1＋＠。t／α）exp（f／α）｝＝vp （4．3）

ここで、αは二次圧縮指数、0。は規準体積ひずみ速度、tは経過時間、　vPは粘塑性体積ひ

ずみ、fは次式で与えられる関数である。

f≡
U・・（上Pc）・D・（9－n・）

（4．4）

ここで、λは圧縮指数、κは膨潤指数、Dはダイレタンシー係数［柴田（1963）］2）、　pは

p＝σij’で定義される平均有効応力、　qはq＝　（3／2）sljsijで定義される。ここでsijは偏差
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応カテンソルである。e。，　PC，ηCは、それぞれ規準状態における間隙比e、平均有効応力

p、応力比q／pの値である。

　式（42）のAを決定するのには、式（4．5）の粘塑性流れ則と式（4．6）の弾性則を用いる。

　　　k≡£i・δ・j’・晋一abP　　　　　（4・5）

　　　0、j＝Lbeδ、j＋2Gilj＝L（ab－abp）δ、j＋2G（i、　j－e　pj）　　　（4．6）

式（4．6）において、LとGはLameの定数、δijはKroneekerのデルタである。式（4．

6）を式（4．5）に代入し、式（4．2）の関係を用いると、Aは次のように表わされる。

、

　　　　　　　　　∂F　．　　　　　∂F　　．　　　　∂F

　　　　・　L可u＋2G∂σkピεkl＋言
　　　∧＝　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（4．7）
　　　　　L（∂F∂P）2＋2G∂…：・∂…：・・器

ここで、

　　　∂F／∂P＝∂F／∂σ11’＋∂F／∂σ22’＋∂F／∂σ33’

　したがって、弾粘塑性構成式は次式で表わされる。

6ij’＝L∂δ、j＋2Gξij

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　l
　　　　　（　∂F　　　　∂FL∂Pδ・j＋2G∂δ、j・）（L器む・2G∂…：・6kl＋割

（4．8）

　　　　　　　　　　L（∂F∂P）2＋2G∂9iilt．・∂…：・・器

式（4．9）における偏微分は関数fによって次のように表現される。

£1・一｛1－exp（vpα）｝∂ll．S；f．，・

筈一al。exp（f－vp　α）

偏微分∂f／∂σij°は、次式で与えられる。

（4．9）

（4．10）

（4．11）
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£i・一計D歳）－giδi・＋器j （4，12）

さらに、Lameの定数であるLとGは、次のように表わされるものと仮定する。

L－P’（1＋e・）旦

　　　　κ　　　　　3

G－C。・expCe三烏）

（4．13）

（4．14）

ここで、Goは規準状態におけるせん断剛性である。

　以上が土骨格に対するSekiguchiの弾・粘塑性構成式である。土の変形を解析する場合、

土の中の水の流れを連成して解析することが必要である。次に、間隙水に対するダルシー則の

扱いについて説明する。

4．3　間隙水に対するダルシー則

間隙水に対するダルシーは、次式で表わされる。

Vi・＝－kij∂九／∂コCij 〈4．15）

ここで、ViはXi方向の見掛けの水粒子速度、　kijは透水係数テンソル、　hは水頭である。

　軸対称問題においては、式（4．15）は次のように表わすことができる。

　　　k，∂P．
u・＝
u㌃一言・．

　　　kz∂P．
u　＝一一z　　　γw　　　　　　∂之

（4．16）

ここで、γwは水の単位体積重量、Pwは間隙水圧である。また、実験結果（　例えば

T・y・…1984）3）に基づいて・半勧向および鉛莇向の透水係数k，，た。は、次のように

表わされるものと仮定する。

　　　1二：ぽ二1㍑｝　　　（4・17）

ここで、kr。とkz。は規準状態におけるkrとたzの値である。λkは実験的に決定される定数で

ある。

　4．2で述べたSekiguchiの弾・粘塑性構成式とダルシー則を連成した有限要素法の定

式化は、Sekiguchi，　Nishida　and　Kanai（1981）4）によって示されている。

　以下では、Sekiguchi　et　al（1981）の方法に基づいた珪藻泥岩の等法圧密試験および

鋼管杭の鉛直載荷試験の有限要素解析結果について述べる。
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4．4　等方圧密試験の有限要素解析

　4．2で述べた弾・粘塑性構成式に基づく圧密解析に必要な土質定数の中で、圧縮指数

λ、二次圧縮指数α、先行圧密圧力Poの値は、三軸試験結果から直接評価することができ

る。ダイレタンシー係数D［式（4．4）］は、次式を用いて求めることができる

（Ohta，1971）5）。

　　　λ一κ
D＝
　　M（1＋e。）

（4．18）

また、初期せん断剛性G。　［式（4．14）］は、圧密試験におけるp一εv関係から得られる体

積弾性係数∫ぐの値を用いて次式によって求められる。

　　　3（1－2u’）K’
G・＝ @2（1＋v・） （4．19）

ここで、り’は土骨格のボアソン比である。

　透水係数kr。，　kz。［式（4．17）］と規準体積ひずみ速度｛）。については、三軸試験結果か

ら直接求めることができないため、等法圧密試験の有限要素解析を行ってこれらの値を決定す

る。

　図4．1は、珪藻泥岩の等方圧密試験における圧密圧力pと平均体積ひずみεvの関係を示

したものである。この試験では、1本の供試体において圧密圧力pを5，10，15，20，30

kgf／cm2と増加させた。各圧密段階の載荷時間は24時間とした。この圧密試験における弾

性領域の圧密（p＝5→10kgf／cm2）と弾性領域と塑性領域にまたがる

圧密（pニ20→30kgf／cm2）の2つの載荷ステップに対して弾・粘塑性圧密解析を行った。

　　　　　　　　　　　Meon　norma　l　s↑ress’，　p（kgf／cm2）

　　　　　　　　　　　　5　　　10　　　15　　20　　25　　30　　35

　　　　　　　茎2　　　P・（Pc）＝24・5

　　　　　　　1セ

　　　　　　　・9　4

　　　　　　　／L6

　　　　　　　量8

　　　　　　　＞°10

　　　図4．1　等方圧密試験における圧密圧力pと平均体積ひずみAεvの関係
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Axiql　force

三軸供試体の有限要素モデル

　図4，2は、解析に用いた三軸供試体有限要素モデル

と境界条件を示したものである。三軸等方圧密試験は、軸

対称変形問題と考えられるため、供試体の半分について

要素分割を行った。実際の試験条件に対応するように、供

試体寸法は、直径5cm、高さ10cmとしている。排水

条件としては、鉛直方向のみの排水とし、上端面のみが

排水面である。変位条件としては、下端面の鉛直変位と

中心軸における半径変位を固定した。軸応力は、剛板を

介して載荷されるものとした。実際の圧密試験において

は、下端面（非排水面）において間隙水圧の測定を行っ

ている。

Rigid

plate

警・・

解析結果　　　　　　　　　　　　　　　　　　　図4・2　三軸供試体有限要素モデル

解析に用いる土質定数のうち膨潤指数κは、p＝Pcにおいて

　　　（1＋e。）P

K’＝
　　　　　K

（4．20）

が成立つものとして決定した。λk［式（4．17）］については、λk＝λと仮定した。透水係数

については、半径方向と鉛直方向で同一な値であると仮定した。すなわち、

k　＝k　＝たro　　　ZO　　　　　　O
（4．21）

　（a）弾性解析

　まず、珪藻泥岩の初期透水係数k。を合理的に求めるたあに、弾性領域内における圧密

（p＝5→10kgf／cm2）の解析を行った。

　図4．3（a）および（b）は、間隙水圧Pwおよび平均体積ひずみ増分AE’vの時間変化の実測

結果とk。＝0．40×10－5cm／minとした場合の解析結果を示したものである。実測によると、

圧密開始後100分では、過剰間隙水圧Pwは、ほぼ完全に消散している。平均体積ひずみ増

分△εvは、圧密開始後100分以降もわずかに増加を続けているが、その増加速度は、110g

時間サイクル当り0．04％　と非常に小さなものである。図4．3（a），（b）に示す解析結果は、

このような珪藻泥岩の弾性圧密挙動をよく説明していると思われる。したがって、珪藻泥岩の

初期透水係数k。の値は、ほぼ0．40×10－5cm／minとみなすことができる。以上のようにして

求めた珪藻泥岩の土質定数の値を、まとめて表4．1に示す。
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表4．1　珪藻泥岩の力学的定数

　6

　5
茎4
さ

93
ど2

宅戊

eo

P。　（kgf／cm2）

1〈°　（kgf／cm2）

k　　　（cm／min）

α（1／min）

v　　　　（1／min）

　　1．135

　　1．135

　　0．093

　　2．238

　　24．5

　　　877
0．4×10“一　5

　　0．018

0．7×10－5

　O．O

　O．1

　02
§

｝O．3
・這

qo．4

　0．5

　0．6

　0．7
　　0，1

l　　　　　　IO　　　　　　l∞　　　　　　looo

　　　　　　Time，　t（min｝

　（a）　間隙水圧p，一時間t関係

｜04

　　　　l　　　　　　　　IO　　　　　　　　IOO　　　　　　　｜OOO

　　　　　　　　　　　Time，↑（min）

　　　　　（b）　体積ひずみAE’．一時間t関係

図4．3　弾性領域内の圧密試験の解析結果と実測結果の比較
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　8　弾・粘塑性解析

　表4．1に示した土質定数を用いて、先行圧密応力（p＝24．5kgf／cm2）をまたがる圧密

（pニ20→30kgf／cm2）の弾・粘塑性圧密解析を行った。ただし、表4．1中の規準体積ひず

み速度｛）。は、解析結果が実測結果にフィットするように選んだ値である。

　図4．4（a）および（b）は、p＝20　→30kgf／cm2の載荷ステップにおける過剰間隙水

圧Pwおよび平均体積ひずみ増分4εvの時間変化の実測結果と解析結果を示したものである。実

測によれば、圧密開始後20分以降では、過剰間隙水圧Pwの消散速度が急激に減少し、開

始後100分においてもかなりの水圧が残っている［図4．4（a）］。この結果を図4．3（a）の

実測結果と比較すると、過剰間隙水圧の消散が珪藻泥岩の降伏に対応して著しく変化する様子

がうかがえる。平均体積ひずみ増分∠εvの実測結果においては、圧密開始後24時間以降で典

型的な二次圧縮を生じていることが認められる［図4．4（b）］。解析結果は、これらの珪藻

泥岩の弾・粘塑性圧密挙動をよく表わしているものと思われる。図4．4（b）中の点線は、

Sekiguchi　et　al（1985）6）によるintrinsic　creep　eurveを示している。等方圧密

試験において有効拘束圧pをp。からPfに瞬時に増加させ、その後pをPfのまま一定に保っ

た場合のintrinsic　creep　curveは、次式で与えられる。

・（t）一÷（P。－P。）・1量・h（P，／Pc）一｛1・￥・tdx・（f／・）｝（4．22）

ここで、

　　λ一κ
f＝1＋el・（P・／P・）

　　　　O

（4．23）

　式（422）と式（4．23）で与えられるintrinsic　creep　curveは、間隙水圧が消散す

るとFEMによる解析結果に漸近していくことがわかる。
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図4．4　弾性領域と塑性領域にまたがる圧密試験の解析結果と実測結果の比較
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　図4．5は、解析結果に基づいて、要素A，B，　C（図42を参照）の平均有効応力pと体積

ひずみε．の関係を示したものであるC何れの要素もpが先行圧密応力Pcを越えてもすぐに

は体積ひずみεvが急激に増加することなく、弾性的な挙動を示している。また、その飛び

出し量は、排水面に近く、体積ひずみ速度ξvが大きい要素ほど大きくなっている。すなわ

ち、いわゆる圧密降伏応力Pyがひずみ速度依存性を示すことを、解析結果はよく表わして

いている。圧密降伏応力Pyのひずみ速度依存性は、第2章で述べた三軸試験結果において

も顕著に認められているものである（図2．23，図2．24）。

　以上に述べた実測結果と解析結果より、4．2で紹介したSekiguchiの弾・粘塑性構成

式と表4．1に示す土質定数を用いて、珪藻泥岩の弾・粘塑性圧密挙動をよく説明し得ること

がわかった。次節では、ここで得られた結果に基づいて珪藻泥岩における鋼管杭の鉛直載荷

試験の有限要素解析を行う。

2．3

2．2

Py＝24．5　kgf／cm2

Φ
　2．1

亘　　　　　　／
92。　d・・一λ」鵠
P＿

＞°　　　　Elemen↑A
　　l．9　　－一一　’一　”　Element　B

　　　　　－一一Elemen↑C

　　　　、

＼　　　’NN

　　＼
　　　＼、

　　　　　　　　（See　Fig．4．2》

1820　　　　25　　　　3。
　　　Meon　normal　s†ress，　p（kgf／bm2）

図4．5　平均圧密圧力pと体積ひずみεvの関係
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4．5　鋼管杭の鉛直支持力解析

　珪藻泥岩における鋼管杭の鉛直支持力機構を明らかにすることを目的として、1．4で説

明した現場鉛直載荷試験の有限要素解析を行う。

　杭と地盤の有限要素モデル

　図4．6は、解析に用いた杭と地盤の有限要素モデルを示したものである。地盤については、

半径10m（＝50r。）、高さ15m（＝1．5L）までを考慮している。境界条件としては、地盤底

面における鉛直方向変位、中心軸と地盤側面における半径方向変位を固定した。排水は、

AB面，BC面およびAE面でのみ許されている。杭については、解析の便宜上、中実な弾

性杭としている。すなわち、鋼管杭は閉塞状態に至っているものとし、杭支持力は先端支持

力と杭側面に作用する外周面摩擦によって受け持たれると仮定する。周面摩擦特性を考慮す

るために》杭側面にはジョイント要素7）を導入している。

　図4．7（a）は、鉛直方向のジョイント要素を示したものである。このジョイント要素の特

徴は、以下の通りである。

　i）厚さの無い要素として扱われる。

　ii）軸対称要素である。

　iii）変形は、有効応力に支配される。

　iv）ジョイント要素の長さ方向の水の流れは、ジョイント面に沿う水の流として定義され

　　　る。

　ジョイント要素〔図4．7（a）〕の応力は、次式で表される。

〈・’｝一
oσn，τ｝一ぽ］｛ll｝

（4．24）

ここで、σn’とτはそれぞれ有効垂直応力とせん断応力である。たnとksは、それぞれジョ

イントの相対垂直変位（u．）と相対せん断変位（u，）に対する剛性を表す係数である。また、せ

ん断応力τと垂直応力σ，’の間には、次の関係があるものとしている。

τ≦σ。’・tanφj’ （4．25）

ここで・φj’は境界摩擦角である。

　式（4．22）と式（4．23）に加えて、ジョイント要素内の水の流れを図4．7（b）に示すように

有限要素定式化することに連続式を導き（付録C）、これらをSekiguchi　et　al
（1981）4）の軸対称問題有限要素プログラムに組み込んだ。
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　土質パラメータと杭の力学定数

　珪藻泥岩の土質パラメータとしては、表4．1に示した値を用いた。杭のヤング率について

は、鋼管杭を中実な杭として解析を行うため、次式で与えられる等価なヤング率Epeを用いた。

Epe一
m・Ep一誤・（2・1・1・・）一・・337・1・・（kgf／cm・）

（4．26）

ここで、Apは杭の実断面積、　Apeは杭の閉塞断面積、　Epは杭材のヤング率である。

　鋼管側面と珪藻泥岩の間の境界摩擦角¢j’は、両者の間の一面せん断試験結果（図3．7）よ

り、φゴ＝30°とした。

　・解析結果

　1．4で述べたように、杭載荷試験は杭が地盤に10m　打込まれた後に行っている。有限要

素解析においても、既に打設された杭に対して解析を行うものである（図4．6）。したがって、

現場鉛直載荷試験の有限要素解析を行う際、杭打設後の杭周辺地盤の応力状態を正しく評価す

ることが重要である。山口（1973）8），Carter　et　al（1979）9），　Randolph　and

Wroth（1979）10），　Randolph　et　a1（1979a）11）は、円柱状空洞拡張理論を用いることに

より、中実杭が打設されたときの杭周辺地盤の応力状態を求めている。Randolph　et

al（1979b）12），　Steenfelt　et　al（1981）13）は、実験的に円柱状空洞拡張理論の有効性

を検証している。しかし、Randolph　et　a1（1979b）12）は開端杭が打設された場合には、

円柱状空洞拡張理論で杭周辺地盤の応力変化をよく説明できないことを示している。山口

（1973）8）は、空洞拡張理論を用いて杭先端支持力および杭先端付近地盤の応力を求めている。

西田・横山・松本（1980）14）は、半球状空洞の押し拡げを利用して杭先端地盤および杭周辺地

盤の応力を評価している。しかしながら、これらの方法は、中実杭または完全閉塞状態に達し

ている開端杭に適用されるものである。

　以上述べたように、開端杭を打設した後の地盤の応力状態を適切に評価する方法は、現在の

ところ無いと思われる。そのため、杭打設後の杭側面に作用する垂直応力σn。’を図4．8　に示

す手順によって推定し、杭打設後の杭載荷試験の解析を行った。既に載荷試験結果より、各深

さにおける最大周面摩擦τmaxの値が得られている（図1．11）。極限荷重Pt＝280tf時にお

いて、Layer　I（1～3m），　Layer　ll（3～7m），　Layer　皿（7～10m）の最大周面摩

擦τmaxは、それぞれ0．86kgf／cm2，2．4kgf／cm2，2．9kgf／cm2である。このとき、杭

側面に作用する垂直応力σn’とτは、τ＝σn’・tanφj’の関係が成り立っていると仮定して

σn’をもとめる。各層のσn’は、Layer　Iで1．5kgf／cm2，　Layer　llで4．Okgf／cm2，

Layer皿で5．Okgf／cm2である。このようにして求めたσn’を杭打設後に杭側面に作用

している垂直応力σn。’に等しいものとした（図4．6）。
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図4．8　杭打設後の地盤の応力状態の評価手順

　図4．9は、各荷重段階における杭の軸力分布の実測値と解析結果を示したものである。実

測結果によると、杭頭荷重1）tの大部分は、杭周面摩擦力によって受け持たれていることがわ

かる。実際、極限荷重280tf載荷時には、杭先端にはわずか40tf　の荷重しか伝達されてい

ない。解析結果は、非常によくこの荷重伝達機構を表している。

　図4．10は、杭頭荷重Pt　一杭頭変位St、杭頭荷重Pt一杭先端変位Sbの実測結果と解析

結果を示したものである。実測結果によれば、杭頭荷重Ptが240tfまでは、杭頭変位

Stおよび杭先端変位Sbとも杭頭荷重にほぼ比例して増加している。　Pt＝280tf　において、

StおよびSbは急激に増加している。解析結果は、　Pt＝280tfまでは実測結果よりも大きな

杭変位量を与えている。また、解析結果では、Pt＝280tfに達しても杭変位が急増せず極限

支持力状態となっていないものと判断される。

　図4．11は、杭頭荷重Pt一杭頭変位St一時間t関係の実測結果と解析結果を示したものであ

る。実測によれば、各荷重段階の載荷後、時間とともに変位は増加しているが、次の載荷段階

直前には杭頭変位の増加率は、15分間で3／100mm以下となっている。解析結果によれば、

Pt＝100tfまでの載荷において実測変位より大きな変位を示している。しかし、それ以降の

荷重増分に対しては、実測にほぼ等しい変位増分となっている。解析結果では、荷重載荷と同

時に大部分の変位が生じており、その後の時間の経過による変位増加は、非常に小さなものと

なっている。
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　図4．12は、Layer　I（深さ1～3m），　Layer　ll（3～7m），　Layer皿（7～

10m）について、各層中心の杭変位uと動員周面摩擦τの関係の実測結果と解析結果を示し

たものである。最終荷重段階における各層の周面摩擦τ　の大きさは、実測結果とほぼ一致し

ている。解析結果では、Layer　llの周面摩擦はピーク値に達しているが、　Layer　Iおよ

びLayerMの周面摩擦τは荷重の増加とともにさらに増加する傾向を示している。

　図4．13は、各荷重段階における周面摩擦応力τの分布の解析結果を示している。杭頭荷

重i）tが大きくなるにつれて、各深さでの周面摩擦τも大きくなっている。Ptニ1200tfまで

は、深さ2．5～4．5mの浅い部分での周面摩擦が深い部分での周面摩擦に比ぺて大きくなっ

ている。しかし、Pt＝200tf　以上になると深さ5m以深での周面摩擦が急激に発達するよ

うになることがわかる。図中の点線は、Ptニ280tfの時の周面摩擦τの分布の実測結果を示

したものである。解析結果は、深さ6m以深での周面摩擦を過小評価しているが、全体的には

実測結果と同様な傾向を示している。

　図4．14は、杭側面に作用する垂直応力σn’とせん断応力τの変化（応力径路）の解析結果

を示したものである。深さzが3m以上では、杭頭荷重Ptが増加するにつれて有効垂直応

力σn’は初期応力σn。’からあまり変化せず、せん断応力τだけが増加する応力径路となってい

る。解析結果によれば、極限荷重Pt＝280tfを載荷した時点で、　Layer　llの応力状態は

式（5．27）で示される破壊状態に達している。

τ＝O。’・tanφj’ （4．27）

Layer　IとLayer皿の応力状態は、　Pt＝280tf　においても破壊状態に達していないた

め、図4．10　の解析結果のように1）tニ280tf　載荷時においても杭変位が急増しない結果と

なっている。

　図4．14の点線は、全応力径路を示したものである。深さz＝9．8mにおいては、最初に大

きな負の間隙水圧が発生しているが、せん断応力τが増加すると正の間隙水圧が発生してい

る。深さz＝2．5mにおいても負の間隙水圧が発生しているが、　z＝2．5mでもせん断応力の増

加につれて正の間隙水圧が発生してくる傾向がみられる。

　図4．15は、杭側面に隣接する土要素の応力径路を示したものである。何れの深さにおい

ても杭載荷の初期段階おいて負の間隙水圧が発生している。杭頭荷重が大きくなると偏差応力q

が増加し、正の間隙水圧が発生するようになる。このような杭に隣接する土要素の応力径路は、

図4．14に示した杭周面での応力径路と同様な傾向にある。したがって、杭載荷によって発

生する杭周辺地盤の間隙水圧が杭側面に作用する周面摩擦に大きく影響することがわかる。

図4．15からわかるように、杭周辺地盤では負のダイレタンシーによって正の間隙水圧が発

生している。
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4．6　結　語

　本章では，Sekiguchi（1977）4）による弾・粘塑性構成式に基づいて，まず珪藻泥岩の

三軸圧密試験の有限要素解析を行った。その結果，弾・粘塑性構成式を用いて珪藻泥岩の三軸

圧密挙動をよく説明できることがわかった。

　次に，珪藻泥岩における鋼管杭の鉛直載荷試験の有限要素解析を行った。その際、杭打設に

よる地盤の応力状態の変化を図4．8に示す手順に従ってあらかじめ推定してから、杭載荷試

験の解析を行った。解析結果は、杭の軸力分布（図4．10）や周面摩擦の分布（図4．13）の実測

結果をよく説明できた。しかし、解析結果では極限支持力を示すような急激な杭変位の増加は

認められなかった（図4．10）。図4．14に示した杭周面の応力径路（σn’一τ関係）より、杭打

設後の地盤の応力状態が杭の極限支持力を決定する一つの大きな要因であることがわかった。

　第3章と第4章において、珪藻泥岩における鋼管杭の静的な鉛直支持力特性について考察を

行った。しかしながら、杭の支持力特性を明らかにしようとする場合、杭打設から杭載荷まで

のプロセスを忠実に考慮することが必要である。鋼管杭の打設には、打撃工法が用いられるこ

とが一般的である。押し込みによる杭打設の場合にも、杭支持力の発現のために杭打設後に数

回の打撃を行うことが多い。したがって、杭打撃時の杭および周辺地盤の動的挙動を正確に把

握することは、杭打設後の杭支持力特性を評価する上で重要である。そこで、第5章以下の

第2編では、杭打ち中の杭と地盤の動的相互作用を評価することを目的として、杭の動的支持

力評価法について考察する。
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　　　第2編

杭の動的支持力評価



第5章 動的支持力評価法の現状と本研究における動的支持力評価法

5．1　緒　言

　第3章と第4章において鋼管杭の静的支持力特性について検討を行ったが、杭打ち時の杭

と地盤の動的相互作用がその後の杭の静的支持力特性に大きな影響を及ぼすものと考えられ

る。第2編では、杭打ち時の杭の動的貫入性状から杭と地盤の動的相互作用を評価する方法

について考察する。

　動的支持力評価法は、2つに大別される。一つは、ハンマの持つ打撃エネルギー（位置エ

ネルギー）と杭が貫入するときになす仕事および杭・地盤・キャップなどが弾性変形すると

きになす仕事の三者間でのエネルギー平衡式をたてて支持力を評価する方法で、動的支持力

公式と呼ばれている。もう一つは、杭打ち時における杭体中の波動伝播を解析することによ

って支持力を求める方法である。このような動的支持力評価法は、打ち込み中の杭の動的性

状から支持力を評価するため、個々の杭について打ち込み中の支持力を判定できるという利

点を持っている。また、場所打ち杭や押し込み杭など打撃工法を用いない杭に対しても、杭

打設後に打撃を行うことで支持力の確認を行える。

これまでに数多くの動的支持松式や応力波解析法が提案されているが、それらは主｝・先

端支持杭を対象にしている。本研究では、摩擦杭について応力波解析の適用性を検討すると

ともに応力波解析による杭支持力特性評価法について考察を行うものである。

5．2　従来の研究

5．2．1　動的支持力公式

　杭打ちにおけるエネルギーの平衡式による動的支持力公式は、1808年にEytelweinに

よ・て初めて提唱さat・　i）・Eyt・lweinは、ハンマの打撃エネルギー（位置エネルギー）

のうち衝突時の損失や落下中の摩擦による損失などを除いた有効エネルギーは、杭が地盤に

貫入するときになす仕事と、杭・地盤・キャップなどが弾性変形するときになす仕事に費や

されるものとしてエネルギーの平衡方程式をたて、動的支持力公式を導いた。その後、数多

くの動的支持力公式が発表されている。Haagsma（1887），　Hiley（1930），

R°sh・（1930）・Sp・i・g・・（1931）などによ・て提唱されているものは、一般にHil。y

の公式としてよく知られている。　Hileyの基本式は、以下の通り導かれる2）。

　運動量保存則と質点の衝突理論から

　　　VH’Vl＝」・IH・Vl’＋Wp・v2’　　　　　　　　　　（5．1）

　　　　，Vl－Wp（1＋e）Vl

　　　VlニW，＋IV，　　　　　　　　　（52）
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　　　　　　WH（、1十e／Vl
　　　　す　　　v・＝W，・W，　　　　　　　　　　（5・3）

ここで、WHと1〆pはそれぞれハンマと杭の重量、　Vlはハンマの衝突速度、　Vl’とV2’は衝突後の

ハンマと杭の速度である。eは反発係数である。

　衝突によるエネルギー損失をTとすると、

　　　　　vF　　　　　　　　Vp・WH
　　　　　　　　　　　（1－e2）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．4）　　　T＝－
　　　　　2g　WH＋Wp

ここで、gは重力加速度である。したがって、ハンマから杭に伝えられるエネルギ・一　Upは、

Up一 （5・5）

　杭の先端貫入抵抗Rdは、杭が貫入量Sに達するまで一定であると仮定している〔図5．

1（a）〕。また、杭打撃時に生ずる杭，地盤，キャップの弾性変形量の和（　リバウンド量

）κは、次式で表現される〔図5．2（b）〕。

　　　K＝Cl＋C2＋C3　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．6）

ここで、C1，　C2，　C3は、それぞれ杭．地盤，キャップの弾性変形量である。

　ハンマから杭に伝達されたエネルギーUpは、杭先端がSだけ地盤に貫入するエネルギーと

杭，地盤，キャップが弾性変形するためのエネルギーに等しいとすると、エネルギーの釣合い

式は、次式与えられる。

R・・（一）一早o己㍑1笥　　（5・7）

Rd

S

Rd

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　K

Pile　displacement　　　　　　　　Elastic　deformation

（a）　地盤貫入抵抗　　　　　　　　　　　　　（b）　弾性変形

　　　図5．1　Hiley式における杭変位一貫入抵抗モデル
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　ハンマは、hの高さから自由落下するものとし、落下中のエネルギー損失を考えた打撃効

率をefすれば・式（5．7）は次のようになる。

Rd・（s・K／2）－ef・w・・h

ow・－2Cl’lli｝X（1＋－we2）｝

（5．8）

式（5．8）が最も一般的な形のHiley式である。

　これまでに提唱されている動的支持力公式は、基礎的にはHileyと同様である。

Kraph－Stern式、　Weisbach　式、　Canadian　National式などのように、ハンマと

杭を弾性体として扱い、杭のひずみエネルギーによる損失を考慮した式もある。

　しかし、これらの動的支持力公式には、誘導の仮定および実用的な面で問題がある。誘導の

仮定の問題点としては、ハンマと杭を完全剛体と仮定していながら杭の弾性変形による損失を

考慮しているという矛盾がある。Weisbach式のように杭を弾性体として扱っている場合で

は、杭を先端支持杭であるとし、最大支持力Rdで杭全長が圧縮されるとしている。このこと

は、次章以下で示されるように、実際の現象に即しないものである。実用的な面では、打撃効

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　，率…反発徽・が実測されていなv’・また杭・地盤・キ・・プの雌変形量（CI・c，・

C3）の実測が非常に困難である。同一のハンマ、杭、地盤、キャップの場合でも、

ef，　e，　Cl，　C2，　C3の値は各々の杭打ちで必ずしも一定ではない。特にクッション材やキャ

ップ材の硬化は、エネルギー伝達に大きく影響することが報告されている3）4）。

　動的杭打ち公式における最大の問題点は、杭に伝達されるエネルギーおよび杭の貫入によっ

て消費されるエネルギーの評価である。実際の杭の貫入に消費されるエネルギーを正しく評価

できれば、動的杭打ち公式によって、信頼性の高い支持力評価を行うことができると考えられ

る。ただし、杭打ち公式では、先端支持力と摩擦支持力を別々に評価することはできない。

また、それらの動員特性を知り得る手段とはなり得ないものである。
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5．2．2　杭打ちにおける波動理論の適用

　1867年にSt．　Venant　は、棒の一端を衝撃した場合の一次元縦弾性波理論を発表した5）。

Isaac・（1931）6）やF・x（1932）7）は、　St．　Venantの方法を杭打ちに適用し、「打ち込

み時の杭の動的挙動は、杭打ち公式において仮定されているような質点の衝撃によるものでは

なく、むしろ一次元波動方程式によって支配されている」ことを指摘した。1983年に

Granvilleらは、ハンマの打撃は、圧縮波として杭の下方に伝播し、その底面が強い支持層

や弱い層に接しているかによって、圧縮波あるいは引張波として底面より反射してくることを

示し、さらにこの問題に波動方程式を適応した。これらの研究は、杭支持力を評価するのでは

なく、杭体に発生する応力を検討することを目的としていた1）。IsaacsやFoxの研究以降、

杭打ち問題に波動理論を導入した研究が進められた。

　波動解析の流れは、2つに分けられる。一つは、波動方程式を数値的に解こうとするもので

あり・S・ith法8）9）が最も代表的なものである．　S。ith法では、図5．2に示すように、ハン

マ，キャッププロック，パイルキャップ，杭を質量のないバネで結んだ多くの質点に離散化す

る。図5．2において、V（m）はm番目の質点の質量，　K（m）はm番目のバネのバネ定数であ

る。R（m）はm番目の質点に作用する地盤抵抗である。地盤抵抗Rは、図5．3のようにモデ

ル化されている。杭の静的載荷時には、地盤抵抗Ruは、弾・塑性モデルで表される〔図5．

3（・）〕・’ }5・3（・）において、R．は静的最大地搬抗力，Qは最大弾性変位量，κ・は次式

で与えられる地盤バネ剛性である。

K’＝R、（m）／Q（m） （5．9）

　杭の打撃時における地盤抵抗力Rは、速度効果による抵抗力の増加を考慮して、次式のよ

うに表される〔図5．3（b）〕。

　　　R－R．・〔1・J・V〕　　　　　　　　　　（5．10）

ここで、yは杭（質点）の速度，　Jは速度効果を示す係数（減衰定数）である。このような

地盤抵抗特性は、スライダーを持つバネとダッシュポットを並列に配したいわゆるケルビン・モ

デルでモデル化される〔図5．3（c）〕。

　Smithの方法では、以上のようにモデル化された杭打ちシステムに基づき、一次元波動

方程式を以下の5つの差分式を用いて数値的に解いている。

D（m・n）＝D（m，N－1）＋△t・y（m，N－1）

C（m・n）＝D（m，N）－D（m＋1，N＞

（5．11）

（5．12）
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F〈m，n）＝C（m，N）・K（m）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．13）

R（m，n）＝ID－D’（m，N）］・K’（m）・〔1＋J（m）・y（m，N－1）1　　　　　　　　（5．14）

V（m，n）＝V（m，N－1）＋〔F（m－1，N）＋1，i（m）－1’（m，N）－R（m，N）｜・9△t／W（m）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（5．15）

ここで、各記号の意味は以下の通りである。

　　　　　　m

　　　　　　N

　　　　　△t

　　　C（m，n）

’　　D（m，n）

　　D’くm，n）

　　F（m，n）

　　　R（m，n）

　　　y（m，n）

　　　　　　9

　　　　J（m）

　　　　1〈（m）

　　　1〈’（m）

　　　　Vii（m）

要素番号

計算ステップ

差分時間間隔

Nステップにおけるバネmの圧縮量

Nステップにおける質点mの変位量

Nステップにおける地盤抵抗バネmの塑性変形量

Nステップにおけるバネmの圧縮力

Nステップにおいて質点mに作用する地盤抵抗力

Nステップにおける質点mの速度

重力加速度

地盤抵抗mの減衰定数

バネmのバネ定数

地盤抵抗mのバネ定数

質点mの質量

ハンマの衝突速度を質点1の速度の初期条件と‘して与えることにより、式（5．11）から式

（5．15）までの5つの式を用いて杭打ちの解析を行う。

　Smith法に基づいたコンピュータ・プログラムの開発は、アメリカのTexas　A＆M大

学を中心に1964年に始められた。そして、CAPWAP　Methodio）として一般に利用できる

ようになっている。

　CAPWAP　Methodは、　Smith　の数値解析法8）9）とほぼ同一なものである。　Smithの方

法と異なる点は、杭頭で測定したカと加速度を杭頭での境界値として計算に用いることである。

CAPWAP　MethodではSmith　の方法と同様にあらかじめ地盤抵抗特性を明確に定義する

ことが不可欠である。杭支持力を評価する手順は、以下の通りである。地盤特性を表すパラメ

ータを仮定すれば、杭各点でのカ、速度および発揮されている地盤抵抗が計算される。杭頭に

おける力の計算値が実測値と一致するまで地盤特性パラメータを変化させながら計算を行う。計

算値が実測値に一致すれば、その時仮定したパラメータによって地盤抵抗特性が評価される。
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CAPWAP　Methodでは、単に最大支持力だけではなく、支持力抵抗の分布やその動員過程

をも評価することができる。CAPWAP　Methodにおいて地盤抵抗特性を表すパラメータの

仮定値の組合わせは、無数にある。これらの中から実測値に最もフィットするようなパラメー

タを見つけ出すには、数多くの計算を必要とする。少ない回数の計算で適切な地盤抵抗特性を

選び出すには、経験的な判断力を必要とする。TTI（Texas　Transportation
Institute）プログラム11）は、　CAPWAP　プログラムを近代化したものである。　WEAPプロ

グラムは、ディーゼルハンマを用いた杭打ちの解析を行えるようにCAPWAPプログラムを拡

張したものである12）。その他、DIESEL－1，　DUKFOR，　SWEAP，　OCEANWAVE，　PSIなど

のプログラムがあり、これらは全てSmithの数値解析を改良し、修正したものであ

る13）。このようにSmithの数値解析法に基づいたプログラムは、杭支持力評価や杭体に発

生する応力の評価などに広く用いられているが、Smithの数値解析法には、次のような問題

点がある。

　①杭体中の応力波伝播を一次元の縦波伝播として扱っているのにも関わらず、Smithの

　　　数値解析法によって計算されている応力と速度の関数は、一次元波動理論から得られる

　　　関係と異なっている。したがって、杭頭で測定した力を杭頭での境界値として計算した

　　　杭の変位量は、波動理論によるものとは異なる。

　②宇都ら（1978a，b）14）15）がすでに指摘しているように、　Smithの数値解析法に用いら

　　　れている差分式には、エネルギーの保存則を満足しえない基本的な問題がある。したが

　　　って、解析結果に基づいて、動的支持力公式のように杭打ち問題をエネルギーの平衡の

　　　面から論ずることは、不可能となる。

　③土抵抗力によって生ずる杭の速度の扱いが、杭中間点および杭先端で同じである。

　　　Donnell（1930）16），　Fischer（1962）17）によって、同一の大きさの衝撃力が杭中

　　　間点と杭先端に作用した場合には、生ずる速度と応力は同一ではないことが示されてい

　　　る。

④　Smith　の方法では、杭頭を表すバネが引張りカを生じた時にハンマと杭が分離する

　　　としてそれ以降の計算を行っている。しかし、実際にはハンマと杭頭の境界面は、引張

　　　り力に抵抗できない。したがって、Smithの方法では、杭頭端面における境界条件の

　　扱いが適切でない。

⑤Smithは、数値計算の安定化をはかるために、差分時間間隔△tとして、

　　　11
△t＝一一
　　　2c

（5．16）

を提唱している。ここで、Lは杭の分割長，　cは弾性波の伝播速度である。しかしながら、

一次元波動理論に忠実に従うならば、差分時間間隔△tは一義的に次式で与えられる。
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△tニt／c （5．17）

Smithが提唱している差分時間間隔△t〔式（5．15）〕を用いると、波速度cの2倍の速度

で波動が伝播するという計算結果を生ずることになる。

　以上に挙げたような問題点がSmithの数値解析法にあるが、これらの問題点は、杭を質量

のないバネで結んだ数多くの質点でモデル化していることに起因している。Smithの方法に

基づいた他のプログラムも同様な問題点を抱えている。

　一方、Smith　の方法のように波動方程式を数値的に解く方法に対し、波動方程式の解を

解析的に解こうとする方法がある。基礎的な研究としてDonnell（1930）16），　de

Juhasz（1942）18），　Davies（1942）19）などの研究がある。　Donnell（1930）18）は、棒の

中間断面iこ衝撃を与えたときの応力波伝播や断面が変化しているところでの応力波の透過、反

射の取扱いを示している。de　Juhasz（1942）18）は、棒と棒の衝突における応力波伝播の

図形的解析法を示している。Davies（1942）19）は、ホプキンソン棒試験における応力波伝

播の解析理論や測定法の研究を行っている。Fischer（1960，1962）17）20）は、　de

Juhasgの方法を杭打ち問題に適用している。これらはすべてSt．　Venantが示した一次元

の波動方程式5）の解をそのままの形で利用している。

　宇都ら21）－28）は、杭頭の変位と杭頭の変位から推定される杭先端の変位をそれぞれ境界値

として採用して、一次元波動方程式を解き、変位に関する動的先端支持力を誘導している。宇

都らの方法では、杭打ちの中の動的摩擦力は無視できるものとし、また杭が最大変位に達する

時刻は、ハンマ打撃条件や地盤抵抗特性に関わらず杭の長さだけによって決定されるものと仮

定している。このようにして求めた杭先端支持力に標準貫入試験の1V　値から推定される周面

摩擦支持力を加えたものを杭の全支持力としている。宇都らの方法は、「道路橋示方書」に杭

の打止め管理式29）としてまとめられている。宇都らの方法はコンクリート杭などを基盤に打

ち込んだ際の杭の打止め時のように、先端支持力が周面摩擦に比ぺてはるかに大きい場合には

適用できるが、周面摩擦にその支持力を期待する杭に対しては用いることができない。

　岡田・久良（1976）30）は、コンクリート杭に発生する打撃応力について詳しく調べている。

　波動解析の中に周面摩擦の影響を積極的に導入しようとする研究がある。Hansen　and

Denver（1980）31），van　Koten，　Middendorp　and　van　Brederode（1980）32）　は、

周面摩擦を考慮した力の釣合式から非線形の波動方程式を導いている。しかし、非線形の波動

方程式に基づけば、杭体中の波動伝播速度は一次元の波動伝播速度とは等しくならず、その取

扱いが非常に複雑となる。また、周面摩擦特性が杭体の応力の時間的変化に及ぼす影響を把え

にくい。Middendorp　and　Brederode（1984）33）は、周面摩擦のみで支持される模型杭

打ち実験を行い、周面摩擦が杭体中の力の時間的変化に及ぼす影響を調べている。

91



　さらに、杭打ち中に測定した動的データから直接に動的支持力を評価しようとする方法があ

る。その代表的なものとしてCASE　Method34）35）がある。　CASE　Methodとは、図

5．4に示すように、杭頭にひずみゲージと加速度計を取り付け、打撃による応力波の最大値が

通過した時刻から最大応力が測定点より下の杭長さを一往復してくる時刻までの間にひずみと’

加速度を測定する。そして、ひずみを力に変換し、加速度を積分することにより速度に変換し、

これらの力と速度から杭の動的支持力を求める方法である。データの測定および支持力の算定

は、Case　Project　Processing　System｜2）によって自動的に行われる。

　CASE　Methodで示される式は、厳密には波動方程式ではなく、Newtonの第2法則を

もとに先端支持力Rが次式で与えられるものとしている。

R＝F（t）－m・α（t） （5．18）

ここで、F（t）とα（t）は、測定点の力と加速度である。

　CASE　Methodでは、打撃応力波が杭全長を一往復する時間内に最大支持力が発揮され

るものとし、次式の関係を用いて杭の極限支持力を求めている。

R一
噤oF・（t＊）・F・（t・＋手）｝

　　・÷コ芒｛w）－v・（t＊＋2L　　　　C）｝
（5．19）

ここで、ザ　は最大応力が最初に測定点を通過する時刻、Lは測定点から下の杭の長さ、

mは杭の質量、cは波速度、　FM（t）は時刻tにおける測定点の力、　VM（t）は時刻tにおける測

定点の速度である。すなわち、CASE　Methodとは、最大応力が通過する時刻f＝がとその

最大応力が測定点より下の杭長さを一往復してきた時刻t＝・t＊＋2、L／cの2回の時刻（図5．

5）におけるカと速度の測定値から杭先端支持力Rを算定する方法である。

しかし、支持力の杭貫入速度依存性が大きい場合には、必ずしもそうではないとして、

CASE　Methodにおける測定値開始時刻を最大支持力が得られるように遅らせるという

Time　Delay　Method35）　も提案されている。　CASE　Methodの派生したものにTNO

Methodがあるが、これは、加速度計の換わりに光学式装置で杭頭の変位を測定し、それを時

間で微分して速度を求めている。CASE　Methodでは、時間を遅らせて2回だけ測定したデ

ータに基づいて支持力を算定するため、計算が容易である。しかし、CASE　Methodには次

のような問題点がある13）。

　①CASE　Methodの誘導に当っては、最初に杭を剛体と仮定し、途中から弾性体とし

　　　て取扱っており、理論的な扱いに矛盾がある。

　②　CASE　Methodでは、周面摩擦抵抗を無視して式を誘導しているが、実際の適用に
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　　際しては、得られた支持力が杭の先端支持力と周面摩擦力を含めた全支持力であるとし

　　ている。

③支持力の計算に用いる力と速度は、最初に力の最大値が測定点を通過した時刻とそれが

　　杭先端で反射されて往復してくる時刻に測定されているため、杭先端が地盤に貫入する

　　極めて初期の貫入抵抗を求めているに過ぎない。最大支持力を得るために、測定時間間

　　隔を大きくしたり、測定開始時刻を遅らすとハンマからの透過波や反射波が測定点に到

　　達してくるため、本解析法によって得られる支持力の値は信頼性の低いものとなる。

　　特に周面摩擦が作用する場合には、杭先端での反射波より先に周面摩擦の影響が測定点

　　に現われるため、本解析法による支持力評価は困難となる。

　以上に述べた種々の動的支持力評価法は、問題点はあるにしろ、数多くの実際の杭打ち工事

で用いられている。最近では、特に長尺杭の打込みが必要となる海洋構造物の杭基礎工事に動

的支持力評価法が用いられるようになってきている36）37）38）39）。このように実際に動的支持

力評価法が用いられる理由に、静的載荷試験と比較して非常に容易かつ短時間および少ない費

用で行えること、また、各々の杭に対して適用することにより支持力の確認を行えることが挙

げらさる。　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　‘

　杭打ちにおける応力波解析は、杭の支持力評価の他にも次に挙げるような杭打ちに関連する

現象の解析に適用されている40）。

　①　支持力評価

　②　貫入性の評価

　③杭の健全性の評価

　④　杭体応力の評価

　⑤打撃装置の効率の評価
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5．3　本研究の目的と方針

　本研究では、従来の動的支持力評価法と同様に、打込み中の杭の動的挙動から杭の支持力を

評価する方法について考察する。この際、従来の動的評価法の問題点を鑑み、以下に挙げる特

質を備えた動的支持力評価法を確立することを目的とする。

①杭の1点ないしは2点において測定した応力の時間的変化だけを解析することによっ

　　て支持力評価を行える。

②杭先端支持力と周面支持力を分離して評価できる。さらにそれらの杭に沿う分布や動員

　　特性をも評価できる。

③地盤抵抗特性を表わすパラメータをシステマティックに評価できる。

④杭、ハンマ、地盤の三者間のエネルギー収支と応力波解析結果との斉合性がある。

⑤打撃装置の種類に関わらず、同様な方法で用いることができる。

このような特性を備えた評価法が必要となる理由は、以下の通りである。

①について

　従来の方法のように力と加速度を測定する場合、測定方法が複雑になるばかりでなく、加速

度を積分して速度に変換する必要があり、測定データの処理が複雑となる。したがって、ひず

みゲージによって測定した応力のみを応力波解析における境界値として採用する。

②について

　杭の許容支持力は極限支持力のみからではなく、許容沈下量によっても規定される。したが

って、杭の荷重一沈下関係や荷重伝達機構を推定する上で、支持力の分布とその動員特性を知

る必要がある。

③について

　CAPWAP　Methodのように、測定データと解析結果のフィッティングによって地盤パラ

メータを逆解析する場合、解析に用いるパラメータの値の仮定は直感的に行われる。したがっ

て、パラメータを評価するまでに何回もの計算を必要とする。このような操作をシステマティ

ックに行えるようにすることは、精度良い支持力評価のために必要である。

④について

　これまでは、動的支持力公式のようにエネルギーの平衡式に基づく支持力評価と波動解析に

よる支持力評価は、別の観点から行われてきた。しかし、本来これらの間には斉合性がなくて

はならない。

⑤について

　ハンマの種類や杭の種類に関係せずに杭支持力評価が適用できることが、一貫性を持った杭

基礎設計を行うために必要となる。

95



　以上の特質を備えた動的支持力評価のためには、地盤抵抗特性が応力波形に及ぼす影響を明

確にする必要がある。そのため、本研究では応力波伝播の物理的意味が明確であるSt．

Venantの一次元波動方程式に基づいた動的支持力評価法について考察する。

　第6章では、基礎となる一次元波動理論および周面摩擦が作用する場合の近似的な一次元波

動理論について述べる。

　第7章では、周面摩擦が作用する杭中の応力波伝播を一次元波動理論で扱うことの妥当性を

実験的に検証する。

　第8章では、測定応力波形の逆解析による周面摩擦特性の評価法と珪藻泥岩を地盤試料とし

て用いた室内杭打ち試験結果について述べる。

　第9章では、2点ゲージ法による応力波形測定に基づいた動的支持力評価法について述べる。

また、2点ゲージ法を用いた室内杭打ち試験結果について述べる。

　第10章では、関西新空港連絡橋工事の一一esとして行われた実大杭の杭打ち試験を2点ゲー

ジ法を用いて解析する。このことにより、実大杭に対する2点ゲージ応力波解析法の適用性お

よび問題点について検討する。
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第6章　周面摩擦が作用する杭中の応力波伝播理論

6、1　緒　言

　St．　Venant　によって提唱された一次元波動方程式1）の図形解析はde　Juhasz

（1942）2）によって示され、その方法はFischer（1960，1962）3）4）によって杭打ち問題

に適用された。一次元波動方程式は、物理的意味が明確である上、その取り扱いが比較的容

易である。本研究においても、一次元波動方程式に基づいた動的支持力評価法について考察

する。

　本章では、最初に動的支持力評価法の基礎理論となる一次元波動方程式について述ぺる。

次に周面摩擦が作用する棒中の応力波伝播を近似的に一次元応力波伝播として取り扱う方法

について述ぺる。さらに、杭打ちの応力波解析において必要となる不連続面（例えばハンマ

下端面と杭頭端面の境界面）における応力波の透過と反射の取り扱いについて述べる。

6．2　一次元波動理論

6．2．1　一次元波動方程式

　本研究においては、図6．1に示すように、2つの座標系を用いる。一つは、棒自身に固定

された座標コcであり、応力σ、変位u、粒子速度vは、座標コcど時刻tの関数として定義さ

れる。

σ＝σ（x，t），　u＝u（コc，t），　v＝v（コc，t）

もう一つは、空間座標Xであり、棒のある点（x＝コc）

位置Xは、次式で与えられる。

X＝X（コc，t）＝コc＋u（コc，士）

（6．1）

のある時刻（t＝t）における空間的な

（6．2）

本研究では、圧縮ひずみおよび圧縮応力を正とする。また、変位および粒子速度は座標の正

U，V

X A当A．

一・一 ﾐ σ＋器d・一・Gy・

Lx　Bl　IB’
（spoce　fixed）

図6．1　一次元棒中の力の釣り合い
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の向きを正とする。

　図6．1に示す棒中の微小区間dxの一厄面と「口「面に作用するカの差は、

　　　A（σ＋｛㌫d・・）－A・－A怨d・c　　　　（6．3）

である。ここで、Aは棒の断面積、σは応力である。σは棒の断面に一様に分布すると仮定

している。

　棒の動的な応カーひずみ関係がひずみ速度の影響を無視して静的なHookeの法則に従うも

のとすれば、Eをヤング率、εを軸ひずみとして、

　　　　　　　　　　∂u

　　　・＝E・＝－E蕊　　　　　　　　　　　 （6・4）

　棒の材料の密度をρとすれば微小要素dxの運動方程式は、次式で表わされる。

　　　　　　　　　　∂2U　　　　∂σ
　　　A’5i／tdx＋Ap∂t・　　　　　　　　　　　　　dコc＝0　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．5）

　式（6．4）の関係を用いると、式（6．5）は次のように表わされる。

　　　∂2U　　E∂2U

　　　∂t・＝万百7　　　　　　　　　　　（6・6）

ここで、

　　　c＝へtE7／5p　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．7）

とおけば、式（6．6）は次式で表わされる。

　　　…；芸一c・豊　　　　　　（6．8）

　式（6．8）が、一般に波動方程式と呼ばれているものである。式（6．8）は、変位に関する波

動方程式である。式（6．6）の両辺を時間tで微分すると、

　　　∂2d　　　　　　　　　∂2U
　　　　　　＝C2　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．9）
　　　∂t2　　　　　　　　　∂コC2

のように、粒子速度に関する波動方程式が得られる。式（6．8）は、応力σは断面に一様に分

航ている・またボアソン比を・とすれ｝辞径ひずみ一v（∂・／∂・c）が生ずるカミ・これによ
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る半径方向の慣性力は無視できるという仮定に基づいて導かれた近似的な式である。しかし、式（6．8

は、応力波の長さが棒の径より大きい場合には、充分に精度良いものであるD。

　波動方程式を最初に解いたのは、d’Alembertである5）。　d’Alembertは、次のような

新しい変数を導入した。

＝＝

亡～η｛ コC－ct

コc＋c士
（6．10）

式（6．10）の関係を用いることにより、以下の関係が得られる。

伽蕊

血苗

∂u∂ξ　　　　　∂u∂η
百「万㌃＋百万蕊二

∂u　　∂u

　キ－∂ξ　　　∂η

∂u　∂ξ　　∂u　∂η　　　　　　∂u　　　∂u

可万τ＋万百「＝－c可＋c百万

（6．11）

∂2U

∂X2

∂2U　　　　　∂2U　　∂2U
∂ξ・＋2∂ξ∂η＋∂η・

…；姜一c2（∂2U　　∂2U　　∂2U∂ξ・－2∂ξ∂η＋∂，・）
（6．12）

式（6．12）を式（6．8）に代入すると、次式が得られる。

∂2U

　　　＝0∂ξ∂η
（6．13）

式（6．13）をηについて積分すると、

∂u
万τ＝九（ξ） （6．14）

となる。ここにh〈ξ）はξの任意関数である。式（6．14）をξについて積分すると

・一

迢縺iξ）dξ・ψ（η）
（6．15）
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となる。ここに、ψ（η）はηの任意関数である。積分はξの関数であるので、これをq（ξ）

とおくと、

u＝ψ（ξ）＋ψ（η） （6．16）

ξとηを式（6．10）で表し、q，ψをそれぞれ∫，　gで表すと、解uは次式で与えられる。

　　u＝u（x，t）＝∫（x－ct）＋g（x＋ct）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．17）

　式（6．17）が、d’Alembertの解である。式（6．9）の粒子速度に関する波動方程式につ

いても、式（6．17）と同様な解が求まる。

　ここで、g（x＋ct）ニ0，すなわち、

、

　　　u（コc，t）＝f（x－ct）　　　　　　　　　　　　　　　　（6．18）

について考える。変位uが一定であるためには、fが一定、すなわちコc－ctが一定であれば

よい。ある時刻（t＝t）にある点（x＝コc）に生じた時刻が、At時間後にx＝x＋Aコcの位置に生

じたとすると、

コC－ct＝（コC十ムコC）－C（t十△士） （6．19）

でなければならない。したがって、

ムコc

τ「＝c （6．20）

　すなわち、式（6．7）で与えられるcは、縦波の伝播速度であり、関数fは伝播速度cで

コcの正の方向に伝播する縦波（進行波）を表わしている。同様な考察により、関数gはコcの

負の方向に伝播する縦波（後退波）を表わしている。

　波動方程式の持つ重要な性質の一つは、重ね合わせの原理が成り立つことである。式（6．

8）の波動方程式は同次微分方程式であるため、式（6．17）の解に任意の定数を掛けて得られ

る関数はまた式（6．8）の解である。2つの解を加えて得られる関数もまた解である6）。すな

わち、応力波には重ね合わせの原理が成り立つ。

　非線形の波動方程式を用いた場合、その解は式（6．17）とはならない。したがって、波動の

伝播速度は、式く6．7）とはならず、また応力波の重ね合わせの原理も成立しない。したがっ

て、杭打ちの波動解析に非線形の波動方程式を適用した場合7）8）、地盤抵抗特性が杭体中の応

力伝播に及ぼす物理的影響を明確な形で把えることが難しくなる。

　本研究では、物理的意味の明確さ、および数値的取扱いの容易さから、式（6．8）の波動方

程式に基づいて杭打ちにおける応力波解析を行うことにする。
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6．2．2　応力と粒子速度の関係

　式（6．17）の波動方程式の解からぐ応力σと粒子速度vの関係が以下のように導かれる。

いま、説明を簡単にするために、進行波f（x－ct）だけが存在するものとする。

　圧縮ひずみεと進行波による粒子速度Vfは、それぞれ次式で表される。

　　　∂u
ε＝一一TiF　＝－f’

　　　∂u
Vf＝ 怐u＝一・’f’

（6．21）

（6．22）

したがって、εは次式で与えられる。

ε＝Vf／c （6．23）

Hookeの法則より、

　　σヂ＝Eε＝E．（Uf／c）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．24）

上式に式（6．7）の関係を代入することにより、応力と粒子速度は次式で関係づけられる。

　　σf＝PCVf　　　　（進行波の場合）

後退波g（コc＋ct）についても同様の考察によって、次の関係が得られる。

　　　dg＝－PCVg　　　．（後退波の場合）

ここで、Vgは後退波gによる粒子速度である。

　　　　　　f　　9

（6．25）

（626）

　棒中の応力σとσの時間的変化さえわかれば、式（6．25）と式（6．26）により粒子速度

VfとVgがわかる。粒子速度に関しても重ね合わせの原理が成り立つため、進行波∫　と後退波

gが同時に存在する場合の粒子速度vは、v＝Vf＋Vgで与えられる。また変位u　は、

v（＝Vf＋Vg）を時間的に積分することによって求まる。このことは、本研究の目的の一つであ

る応力波測定のみに基づいた動的支持力評価法の可能性を裏付けるものである。

6．3　周面摩擦による杭中の応力波伝播に対する一次元的な取扱い

　最初に、図6．2に示すように、棒の中間断面に衝撃を与えた場合の応力波伝播について考

える。棒のある中間断面（コc＝ξ）の負の向きに衝撃速度v（ξ，t）を与えると、式（6．17）で

示されるように、その速度はx＝ξの正および負の向きに波速度cで伝播してゆく。もともと、

棒に応力波が存在していなければ、x＞ξの区間には進行波のみが、またx〈ξの区間には後退

波のみが存在する。棒の各点の粒子速度v（x，t）は、　v（ξ，t）を用いて次式で与えられる。
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　　　・（…t）一・（ξ，t」コc三ξ1）

　x＞ξの区間の応力は・式（6．25）と式（6．27）により、次式で与えられる。

　　　・（x・t）・一・－P・・（ξlt一工≡ξ）　（f・…〉ξ）

同様に、x＜ξの区間の応力は、式（6．26）と式（6．27）より、

　　　・（x，t）一ρ・・（ξ・f－≒’c）　（f…c〈ξ）

0におけ．る応力は、次式で与えられる。

　　　｛：｛1：1：1に三獄

（6．27）

（6．28）

（6．29）

・衝撃の作用点（x＝ξ）では、杭体内のカが不連続となっている。x＝ξ＋0およびx＝ξ一

（6．30）

　したがって、コc＝ξにおけるカの不連続量をF（ξ，t）とすれば、　Aを棒の断面積として、

　　　F（ξ・t）・－A｛・（ξ一〇・　t）一σ（ξ・0，t）｝－2Ap・v（ξ，t）　　　（6．31）

ここで、F（ξ，t）は、　xニξの中間断面に作用する負の向きの衝撃力に他ならない。

式（6．30）と式（6．31）より、

　　　　　一’　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　X

v（ξ，t）

一．一・一●一●＿・ 一．一．一●一■＿右

v（ξ，t）

（x・ξ）

C

ρcv（ξ，　t）

D型　　2A

一ρCV（ξ．　t） C
　　F（ξ，t）＝－　　　2A

X

図6．2　中間断面に衝撃力を受ける一次元棒中の応力波伝播
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慌：1：1に三㍑5：－R㍍z
（6．32）

すなわち、棒の中間断面に衝撃力Fが作用すると、その作用方向にはσ＝F／2Aの応力波同

時にその反対向きにσ＝－F／2Aの応力波が伝播してゆく。Donnell（1930）9）は、同様な

結果を図式的に示している。以上の理論の展開からわかるように、棒の中間断面に衝撃を与え

た場合の応力波の伝播は、一次元の波動方程式に支配されている。

　次に、図6．3に示すように棒の表面に作用する摩擦によって生ずる棒中の応力波伝播につ

いて考察する。

　x＝コcとコc＝コc＋dxと間の微小区間dコcの棒表面に作用する周面摩擦力Fは、摩擦応力を

τ、棒の周長をUとすれば、次式で与えられる。

FニF（x，t）＝τ（コc，t）・｛ノ・dコc
（6．33）

ここで、τは座標コcの負の方向に作用するものを正とする。

　方研究における動的支持力評価法では、微小区間dコcに作用する周面摩擦によって生ずる棒

中の応力波伝播は、式（6．33）で与えられる摩擦力Fがコc＝コcの中間断面に一様に作用した

場合の応力波伝播に等しいものとする10）。周面摩擦によって生ずる棒中の応力波伝播は、単

に縦波だけではなく同時にせん断応力波も生ずる三次元的なものである。しかし、St．

Vena・tの原理11）を動的な応力波伝播｛・樋用できるものとすれば、、，＝、cの位置から＋分離

れた位置では、図6．3に示すようにF／2Aまたは一F／2Aの大きさを持つ縦波として伝播す

るものと考えてよい。St．　Venantの原理の完全な証明は得られていないが、ここで仮定し

たような周面摩擦による応力波伝播の仮定を用いると、問題を単純化して取扱うことができる。

x　　x＋dx

2A
τ（X，t）

＿ユニ典
　　2A

・一黷w

図6．3　周面摩擦による一次元棒中の応力波伝播

107



6．4　一次元波動理論の動的支持力解析への適用

　本節では、一次元波動理論に基づいて、測定応力波形から杭周面摩擦支持力および先端支

持力を評価する方法の基礎理論について述べる。

6．4．1　解析モデル（1点ゲージ法）

　図6．4は、杭打ちの解析モデルを示したものである。弾性体である杭には周面摩擦力と先

端支持力の両者が作用する。打撃前には静止している杭を弾性体であるハンマの自由落下に

よって打撃するものとする。その際、杭頭に近いある1点での応力の時間的変化（応力波形）

を測定することによって、杭支持力を評価する。図6．5は、杭打ちの応力波解析に用いる主

な記号を示したものである。杭の寸法と力学定数は、断面積A，長さL，周長U，速度c，

密度p，ヤング率Eで示される。ハンマのそれらの量は、それぞれAH，　LH，　UH，　CH，

ρH，EHで示される。座標Xは、杭頭を原点とし、杭軸の下方の向きに正とする。　Lsは、

杭頭から地表面までの杭長さである。λは杭の根入れ長さ（λ＝L－Ls）である。その区間に

周面摩擦応力τ（コC，t）と杭先端（X＝L）に先端支持力応力σb（t）が作用する。ただし、τと

σbは上向き（コCの負の方向）に作用するものを正とする。

Hommer

　　↓

Pile

S†roin　gqge

（S†ress　wovef

meosurem

｛ ｝

4｛

｝Skin｝　　fric↑ion

｛ ｝

｛ 卜

Poin†－resistance

図6．4　杭打ちの解析モデル

A，U，

C，P，E

AH，　UH，

CH，JPH，E，

　　　　　　lab

　　　　　　X

図6．5　杭打ち解析に用いる記号
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6．4．2　杭体の応力、粒子速度、変位

以上に述べた解析モデルにおいて・ゲージ点での応力・（L、，t）の時間的変イヒは、重ね合わ

せの原理により・式（6．32＞の結果を重ね合わせて以下のように表わされる。

・（L、，t）ニ・∫（・，仁与）一

　　　　　・批．。τ（…t一

u
2A

　x－L

f。Lg－°・（　L－x・c・t－％）d・・

。・
jd・・＋σ。（L，トcL－L・ j

（6．34）

ここで・σf（0・t）は杭頭（・＝O）に発生する進行波（下降波）を表すbまた・・。（L，t）は、

杭先端（X＝L）で発生する後退波（上昇波）を表す。

　ゲージ点の粒子速度v（Lg，t）は式（6．25）と式（6．26）の関係を式（6．34）に用いること

により、次式で表わされる。

・（Lg・t）一☆｛・ヂ（・，t一与）一昔‘㎏∴（・c，士一≒’c）d、c

　　　　　　凱1．。・　（　　x－L　　　9コc，仁　　　C）dx－％（L・t－L宍）｝

変位u（Lg，t）は、式（6．35）を時ma　tで積分することによって求められる。

・（L、・t）一　f。’v（L、・t）dt

（6。35）

（6．36）

　ゲージ点（x＝Lg）より上方にある杭表面に周面摩擦τが作用していない場合、式（6．34）

と式（6．35）は以下のように表わされる。

・（L、・t）一σヂ（・・士一与）・蹴

　　　　　＋σ、（L，t－≒L・）

・（Lg・亡）一☆｛・∫（・，f÷

　　　　　一％（L・t－≒Lg）｝

Lτ（・・，仁コc≠・）d・・

　コc　d）

9
L
一

コc

C

　一　ぽ　コc（　τ

～uA

2

　一）

（6．37）

（6．38）

　もし、σf（0，t），τ（x，t），σg（L，t）がわかっているならば、杭の任意点における応力と

粒子速度に及ぼす周面摩擦τの影響は、式（6．37）および式（6．38）で与えられる。
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6．4．3　ハンマの衝撃による杭頭の打撃応力

　図6．6に示すように、ハンマの自由落下によって杭頭およびハンマ端に打撃応力が発生す

る。ハンマ端に発生した打撃応力はハンマ内を上方へ、また杭頭に発生した応力は杭体内を下

方へ伝播してゆく。衝突直前のハンマの落下速度をy。，衝突直後の杭頭応力をσp，ハンマ端

の応力をσH，衝突直後の杭頭およびハンマ端の速度をそれぞれVpとVHとすると、σpとVpの関

係は、式（6．25）より、次式で与えられる。

σP＝PCVp （6．39）

　σHとVHの関係は、式（6．26）の関係にもともとハンマの落下速度がV。であった条件を考

慮して、次式で与えられる。

σH＝一ρHCH（VH－Vo） （6．40）

ハンマと杭の衝突後のハンマ端と杭頭の力の釣り合いは次式で表される。

σP・A＝σH・AH （6．41）

また、衝突後にはハンマ端と杭頭は、等しい速度を持たなければならない。すなわち、

Up＝VH （6．42）

式（6．40）に式（6．39）と式（6．42）の関係（vH＝vp＝vp／ρc）を代入すると、次式が得ら

れる。

　　　　　　　　　　　　　　　　　Hommer

図6．6　ハンマと杭の衝突による打撃応力
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σP　　　σH

　　　　　　ニv－十　　　ρHCH　　OρC
（6．43）

さらに、式（6．43）に式（6．41）から得られる関係（σH　＝＝　uA／AHまたはσ＝σHAH／A）を代

入すると、次式を得る。

　　　　　　　　ApcAHPHCH　　　　　　1
　　　σ・＝TAρc＋A，ρ，C，V・　　　　　　　（6・44）

　　　　　　1　　ApcAHPHCH
　　　σ・＝Zffx，・・A，ρ，。，　V・　　　　　　　（6・45）

ここで、Apc＝Z，　AHPHCH＝ZHとおくと、

　　　　　　　ZZH

　　　σ・＝（Z・Z，）Ay・　　　　　　　　（6・46）

　　　　　　　ZZH　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　・

　　　σ・ニ（Z・Z，）A，V・　　　　　　　　（6・47）

ハンマの衝突前の落下速度V。は、ハンマが完全な自由落下であればその落下高さをhとして次

式で与えられる。

　　　yo＝へ／2blg　l　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（6．48）

ここでgは重力加速度である。

　ZとZHは、一般にインピニダンスと呼ばれており、式（6．7）の関係（c二返フ万）がある

ことから、次のように表すことができる。

z－A・・一阜一A・」i・5E－A停

Z，－A，ρ，・，－E：tgf！A・－A，応一AH煙

（6．49）

（6．50）

ここで、γとγHはそれぞれ杭材とハンマ材の単位体積重量である。

　式（6．46）と式（6．47）を導くにあたっては、半径方向の応力の変化や粒子速度の変化は

ないものと仮定している。実際には、図6．6に示すように断面積が異なるハンマと杭が衝突

した場合、ハンマ端面と杭頭端面の応力および速度は一様とはならず、半径方向に変化してい

る。しかし、これらの打撃応力がハンマおよび杭体中を伝播してゆくとSt．　Venantの原理

により、衝撃面から離れたところでは、半径方向に一様な応力σHとσpとして伝播するものと
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して考えてよい。このσHとσpが端面に一様に分布しているものとして式（6．41）のような端面

におけるカの釣り合い式を用いている。以上のような仮定をハンマと杭の接触面や杭先端面と

土との接触面のような断面が変化している境界面における応力波の反射や透過の解析にも用い

ることにする。

6．4．4　不連続面における応力波の反射と透過

　図6．7に示すように、断面の異なる棒1と棒∬が接触している不連続面に応力波が到達す

ると応力波の反射と透過が生ずる。棒1の波速度をC1，密度をρ1，ヤング率をE1，断面積を

Al，インピーダンスをZlとする。棒1のそれらを、　c2，ρ2，　E2，　A2，　Z2で表わす。いま、

図6．7のように棒1を伝播する下降tuσflが不連続断面に達すると棒1には反射波σglが生ず

ると同時に棒1には透過波σ∫2が発生する。このとき不連続断面における力の釣り合いと速度

の連続性は、重ね合わせの原理により次のように表わされる。

（σfl＋σ9｜）Al＝σf2A2

（σf「σgl）　σf2

PIC1 ρ2C2

式（6．51）と式（6．52）からそれぞれσf2とσglをσflで表すと、次式を得る。

　　　　　P2c2A2－plclAI　　　　Z2－Z1
　　σ・1＝ρ1c1A1＋ρ，・，A、σfl＝Z，＋Z2σ∫1

（6．51）

（6．52）

（6．53）

Bor 1’

q1 巧1

σ

四

σ2

Bor 2

図6．7　不連続面における応力波の反射と透過
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　　　　　乙ρ2C2A2　　　A1　　　　　乙乙2　　A1
°∫2＝ ﾏ1・1A1＋ρ，・、A，可σぞ1＝Z1＋Z，万σ∫1 （6．54）

ここで、αおよびβを次のように定義する。

Z2－Z1
α＝

β＝
　　Z1＋Z2　A2

Z1＋Z2

2Z2　Al

（6．55）

（6．56）

αとβは、それぞれ応力に関する反射係数および透過係数である。

　以上のような応力波の反射と透過は、ハンマと杭頭の接触面、ハンマ上端面および杭先端に

おいても生ずる。ハンマ上端面のような自由端に応力波が到達した場合、Z2＝0であるため、

αとβは次の値を持つ。

α＝－1

β＝0

（6．57）

（6．58）

ハンマと杭の境界面における応力波の反射と透過

　ハンマ内の下降波がハンマと杭頭の接触面に到達したときの反射係数αdと透過係数βdは、

それぞれ次式で与えらえる。

Z－ZH
qd＝ y＋ZH

　　　2z　AH
β・＝Z・Z，丁

（6．59）

（6．60）

杭中の上昇波に対する反射係数αuと透過係数β、は、それぞれ次式で与えられる。

　　　　　ZH－Z

　　α・ニZ・Z，　　　　　　　　　　　（6・61）
　　　　　2ZH　A

　　β・＝Z・Z，可　　　　　　　　　（6・62）

　杭先端での応力波の反射

　図6．8に示すように、杭先端には先端抵抗応力σbが作用する。杭先端に到達する下降応力

波をσf，反射波をσgとすると、杭先端における力の釣り合いは、次式で与えられる。

（σf＋σ9）A＝σb・A （6．63）
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したがって、杭先端における反射応力波σgは、次式で与えられる。

、

σ9　＝一（σf　一　Ob） （6．64）

図6．8　杭先端での応力波の反射

6．4。5　ハンマと杭の分離

　式（6．55）と式（6．56）で与えられる反射係数αと透過係数βは、力の釣り合い［式（6．

51）］と速度の連続性［式（6．52）］から求められた。ハンマと杭頭の間の接触面はもとも

と結合していないため、引張り力を受けるとハンマと杭は分離することになる。このとき接触

面の速度の連続性は成立しなくなる。ハンマと杭が分離するときの応力波の反射と透過は、

図6．7を再び参考にして以下のように考えることができる。

　応力波σflが接触面に到達する前の棒1および棒llの端面の応力をそれぞれσ1，σ2といずれ

も圧縮応力とすると、このときの力の釣り合い式は、次式で表される。

σIAI＝02A2 （6．65）

この接触面に引張り応力波σflが到達することによって棒1と棒llが分離すれば、棒1と棒ll

のそれぞれの端面の応力は0となる。すなわち、

σ1＋σfl＋σgl　＝　02＋σf2　＝O

したがって、反射応力波σg1と透過応力波σf2は、次式で与えられる。

σ。1＝一（σ1＋σヂ1）

σf2＝一σ2

（6．66）

（6．67）

（6．68）
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6．5　杭打ちの数値解析

　杭体の任意点の応力，速度，変位はそれぞれ式（6．34），式（6．35），式（6．36）で与えら

れる。ハンマについても、もともとy。の落下速度を持つことを考慮すれば、同様な式で与え

られる。ただし、ハンマには周面摩擦は作用しない。

　図6．9は、ハンマと杭の衝突によって生ずる応力波の特性曲線を示したものである。ハン

マ下端に生じた上昇波σgH（t）は、時刻t＝LH／CHにハンマ上端（自由端）で反射され時刻

t＝2LH／CHに下降波σヂH（t）としてハンマ下端に到達する。したがって、次の関係が成り立

つo

・f・（t）一一・g・（t一寄）

（6、69）

　σgH（t）は、σfH（t）の反射波および杭頭（xニ0）に到達する上昇波σg（O，t）の透過波の重ね

合わせたものである。すなわち、

σgH（t）＝σH＋αdσヂH（t）＋βuσ9（0・t）

一・「α・・g・

i仁等）・B。・g（・・t）

（6．70）

杭頭における下降波・f（0・t）は衝突応力・fH（t）の透過波・・、（0，t）の反射波を重ね合わせ

たものである。すなわち、

一「

LCH

鴛
3LHT 4LHT

畢
　　　＼
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図6．9　ハンマと杭体中の応力波の特性曲線
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　　　σf（0・t）＝σP＋βdσ∫H（t）＋αuσ9（0・t）

　　　　　　　　一σ・一β・σ。・（　　　2LHt－　　　CH）・・u・，（・・t）　　（6・71）

　杭頭（x＝0）に到達する上昇波σg（O，t）は、式（6．34）においてLgニ0と置くことにより、

次式で与えられる。

　　　σ9（O・t）＝σ（0・t）一σヂ（0・t）

　　　　　　　　－9f，Lτ（・c・t－e）d・・＋σ，（L・t一三）　　（6．72）

また、杭先端（・・－L）に到達する下降波・，（L，t）は、式（6．34）でL、＝Lとして、次註

与えられる。

　　　σf（L・t）＝σ（L・t）一σ，（L・t）

　　　　　　　　一σf（　　LO・t－T）－9f，’・（…t－L三コc）d・・　（6．73）

　杭先端における反射応力波σg（L，t）は、式（6．64）と式（6．73）より次式で与えられる。

　　　σ9（L・t）＝σb（t）－Of（L・t）

　　　　　　　　一σ、（t）・9f，’・（・c・t－≒コc）d・一σf（・，t一三）（6．74）

式（6・74）の関係を式（6・72）のσ・（0・t－L／c）に用いると　　　　　．

　　　・，（・’t）一謀（…t－e）d・1＋σ、（t一三）

　　　　　　　　　・9f．’・（・c・㌔2≒コc）d・一σf（・，t一讐）　（6．75）

式（6．75）を式（6．71）に代入すると、

・f（・・t）一・・一β・σ，・（仁三H）…u｛謀（・1・t－e）d・・＋σ・（㌔三）｝
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＋謀（・1，t－・ilLtf．E1－x）d・一σf（・，t一半）

　式（6・75）においてt＝t－Lg／cとすると・

・f（　　Lo・t一ぎ）一σ・一β・σ，，（t一与一寄

＋σ、（t－≒L・）・9f．’・（・・，t－≒エ

（6．76）

）・au｛謀（・・，士一2≒＋Lg）

）d・一・∫（・・t－2判｝

　　　　　　　　　　　　　　　（6．77）

式（6・74）においてt＝t－（L－Lg）／cとすると、

・，（　　L－LL・t－cg）一σ、（t－・IL．：－zSL・）・9f．Lτ（・1，f－2≒・一コc）d・・

　　　　　　　　　　　＋σf（・，t－2≒L・）　　　（6．78）

　式（6．77）と式（6．78）を式（6．34）および式（6．35）に代入することにより、杭体の任

意点の応力および速度の時間変化を計算することができる。　　　‘

ハンマと杭の衝突の前では、

　　　σ、H（t）＝σ，（O・t）＝σ∫（O・t）＝0

である。衝突の瞬間（tニ0）において、

（6．79）

　　　σ、H（0）＝σH　　　　　　　　　　　　　　（6．80）

　　　σf（O・t）ニσP　　　　　　　　　　　　　　（6．81）

を与えると・式（6・70）・式（6・75）・式（6・76）を用いて・・，H（t），・。（O，t），

σf（0，t）の時間変化を求めることができる。また、式（6．73）のσf（L，t）を式（6．74）に使え

ばσg（L，t）がわかる。したがって、τ（コc，t）とσb（t）の時間変化がわかれば、式（6．34）と式

（6．35）によって、杭体の任意の点の応力と速度の時間変化を計算することができる。ただし、

ハンマと杭が分離すれば、再びσH＝σp＝0である。

　本研究においては、図6．10に示すように、杭を長さAxの要素に分割し、　Axの長さの杭表

面に作用する周面摩擦力Fiをその節点に作用する集中力に置換えて計算を行う。また、

τ（x，t）およびσb（t）は、杭の変位のみ関数であるとする。すなわち、式（6．36）によって求
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まるU（コC，t）によって、τ（X，t）およびσb（t）が決まる。

e　

1

瑠。

2

3

n－1

n

FlF2F3

Fn．2

Fn－1

ス

十

至

　　　　　　　Fn＝Aσ7b

図6．10　数値計算における杭の分割

6．6　結　語

　本章では、一次元弾性波理論、周面摩擦が作用する杭体中の応力波伝播を近似的に一次元波

動伝播として取り扱う方法、ならびに杭打ちの応力波解析に必要となる応力波の反射と透過の

取り扱いについて述べた。次章では、摩擦杭における一次元波動理論の適用性を実験的に検証

する。

118



参考文献

1）　Timoshenko・　S．　and　Gobdier，　J．M．（1951）：　Theory　of　Elasticity，

　　　McGraw－Hill，　Second　Edition，　p．438．

2）de　Juhasz，　K。J．（1942）：’Graphieal　Analyses　of　Impact　of　Elastic

　　Bars，”J．　Applied　Mechanies，9，　pp．A122－A128．

3）　Fischer，　H．C．（1960）：’Theory　and　Application　of　Longitudinal

　　Impact　Part　I：Elastic　Longitudinal　Impact　with　Some　Reference

　　to　Rock　Drilling，’Tryckluft（Atlas　Copco，　Stockholm），16，

　　pp．4－20．

4＞　Fiseher，　H．C．（1962）：賃Theory　and　ApPlication　of　Longitudinal

　　Impact　Part　ll：　Pile　Driving　and　Other　Cases　of　Frictional

　　Resistance，’Tryekluft（Atlas　Copco，　stockholm），17，　pp．4－24．

5）偏微分方程式と複素関数論（Kreyszig著，田島一郎・近藤次郎訳）、
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　●
　　培風舘、pp．14－15，1970．

6）同上，pp．90－91．

7）Hansen，　B．　and　Denver，　H．（1980）：”Wave　Equation　Analysis　of　a

　　　Pile－An　Analytic　Model，’Proc．　Int．　Seminar　on　the　Application

　　of　Stress－Wave　Theory　on　Piles，　Stockholm，　pp．3－22．

8）van　Koten，　H．，　Middendorp，　P．　and　van　Brederode，　P．J．（1980）：

　　　”An　Analysis　of　Dissipative　Wave　Propagation　in　a　Pile，°Proc．

　　Int．　Seminar　on　the　Application　of　Stress－Wave　Theory　on　Piles，

　　Stockholm，　pp．23－40．

9）Donnell，　L．H．（1930）：’Longitudinal　Wave　Trasmission　and　Impact，”

　　Trans．　ASME，　APM－52－14，　pp．153－167．

10）Nishida，　Y．，　Matsumoto，　T．，　Fujino，　T．　and　Sekiguchi，　H．（1985）：

　　”Characterization　of　Skin　Friction　at　the　Pile－Soll　Interface　by

　　Inverse　Analysis　of　Stress　Waves，”　Proc．　5th　Int．　Conf．

　　Numerical　Methods　in　Geomechanics，　Nagoya，　Vol．1，　pp．437－444．

11）　Timoshenko，　S．　and　Goodier，　J、　M．（1951）：Theory　of　Elasticity，

　　McGraw－hill，　Second　Edition，　p．33．

一　119　一



第7章　周面摩擦で支持される杭中の応力波伝播に関する基礎実験

7．1　緒　言

　本章では、前章で述べた一次元波動理論を杭打ちの応力波解析に適用することの妥当性を

実験的に検証する。

7．2　実験装置

7．2．1　モデル杭打ち装置

　図7．1に示す実験装置を用いて、杭が周面摩擦力のみで支持されているのと同じ状態と考

えられるモデル杭打ち実験を行った。ハンマには丸鋼棒、杭には1辺1．6cmの角鋼材を用い

た。杭の向い合う2面を両側から摩擦材（角鋼材）で挾むことによって、杭を周面摩擦のみ

で支持する状態とした。摩擦材と杭の締め付けには、図7．2に示すようにネジの締め付け力

を利用した。摩擦材は、2本のロッド（鋼管）によって支持されている。表7．1にハンマ、

杭、摩擦材、ロッド寸法および力学的定数を示す。表7．1において摩擦材とロッドの断面積、

インピーダンスは、それぞれ2本合わせた値を示している。

　杭には応力波形を測定するため、杭頭から25cmおよび60cmの杭表面にひずみゲー一ジを

貼り付けた。ロッドには、頭部から10cmの位置にひずみゲージを貼り付け、応力波形を測

定した。ひずみゲージには、半導体ひずみゲージを用いて、図7．3および図7．4に示すよう

　　　　　　　Hqmmer

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　l

ピe

図7．1　モデル杭打ち装置 図7．2　摩擦材と杭
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表7．1　ハンマ、杭、摩擦材、ロッドの諸元

Hammer Pile Rod Friction

materia1
Sectional　area　　　　　　　　　（cm2） 7．07（AH） 2．54（A） 2．68（AR） 32，00（AF）
Length　　　　　　　　　　　　　　　　　　（cm） 97、00（LH） 100．00（L） 64，00（LR） 10．00　（K）

Hass　density　　　　　　　　　（9／C回3）
7．78（創） 7．80（ρ） 7．88（疎） 7．80（ρF）

Wave　velocity　　　　　　　　（m／sec） 5250（CH） 4980（c） 5030（CR） 5000（q）

Young’s　modulus　　　　（kgf／cm2） 2．19・106（恥 1．留・106（E） L99・106（ER） 2．10・106（酔）

Impedance　　　　　　　（kgf・sec／cm） 29．49（ZH） 10．05（Z） 10。61（ZR） 134．40（琢）

なホイットストン・ブリッジ回路を組み、曲げ応力の影響を打ち消すために杭およびロッド

の対称な位置にゲージを貼り付けた。

’ハンマと杭の接触・分離時刻を測定するために、図7。5に示すようなハンマと杭を介した

スイッチ回路を設置した。このスイッチ回路はIC（NAND　IC）を導入することにより、ハン

マと杭が接触すると5V，分離しているときにはOVの電圧を出力するようになっている。

さらに、杭先端の変位一時間関係を測定するためのギャップセンサを設置した（図7．1）。

　以上に述べた実験装置は、摩擦材として鋼材を用いていること、摩擦が杭中間の一部にし

か作用していないこと、摩擦材の横方向の寸法が実際の地盤に比べてはるかに小さいことな

ど幾つかの点で実際の杭打ちとは異なっている。しかし、周面摩擦による杭体中の応力伝播

を調べる本実験の目的に対しては、本実験装置は十分合致するものである。また、摩擦材お

よびロッドは杭打ちにおける地盤に相当するものと考えられるため、本実験装置を用いるこ

とにより、杭打ちにおけるハンマ、杭、地盤の動的相互作用を単純化した形で捉えることが

できる。

7．2．2　静的載荷試験装置

　図7．6は、杭の静的載荷試験装置を示したものである。杭、摩擦材、スタンドパイプを載

荷フレームにセットした後、スクリュージャッキを用いて変位制御による杭の載荷試験を行

うことができる。その際、杭頭の載荷力をロードセルによって、また杭頭変位をダイアルゲ

ージによって測定する。

7．2．3　データ測定・処理システム

　図7．7は、各種データの測定・処理回路を示したものである。ひずみゲージ、スイッチ回

路およびギャップセンサからの出力電圧は、アンプを介さずに直接にトランジェント・コン

バータまたはディジタル・オシロスコープにディジタルデータとして記憶される。トランジ

ェント・コンバータとディジタル・オシロスコープには測定データのモニターのためのブラ

ウン管画面が装着されている。トランジェント・コンバータとディジタル・オシロスコープ
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　　　　　　　Output

図7．3　杭応力測定のための

　　　　ひずみゲージ回路

6V

Ou↑put

図7．4　ロッド応力測定のための

　　　　ひずみゲージ回路

6V

NAND　l．C．

Ou↑pu†

図7．5　ハンマと杭の接触・分離を

　　　　測定するスイッチ回路

Screwed　jock

Looding
?窒盾高

Lood
モ?撃h

Diol

№盾№

図7．6　静的載荷試験装置
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には、A／DコンバータとD／Aコンバータが内蔵されている。記憶されたデータは、アナ

ログデータとしてマイクロ・コンピュータに転送される。マイクロコンピュータにはA／D

コンバータが内蔵されており、データはディジタルデータとして処理され、応力．変位，ハ

ンマと杭の接触・分離の時間的変化が計算される。

　動的ひずみや変位の測定に前置アンプを用いると、得られたデータが真のデータと大きく

異なることが報告されている1）。動的ひずみや動的変位の測定に前置アンプを用いない本シ

ステムでは、信頼性の高いデータが得られるものである。

　トランジェント・コンバータ、ディジタル・オシPスコープ、A／Dコンバータ（マイク

ロコンピュータ内蔵）、ひずみゲージ、ギャップセンサの主要な性能、諸元は、以下の通り

である。

○トランジェント・コンバータ

　　　測定チャンネル数　：2チャンネル

　　サンプリングタイム：最小0．5μsec／word　（各チャンネル毎）

　　記憶容量　　　　　：2048words／1チャンネル

　　分解能　　　　　　：±50mV／11　bit

　　出力電圧　　　　　：±2．5V／Full　scale

○ディジタル・オシロスコープ

　　測定チャンネル数　：2チャンネル

　　サンプリングタイム：最小1μsec／word　　（各チャンネル毎）

　　記憶容量　　　　　：1024words／1チャンネル

　　分解能　　　　　　：±4mV／10　bit

　　出力電圧　　　　　：±O．4V／Full　scale

σA／Dコンバータ（マイクロ・コンピュータ内蔵）

　　測定チャンネル数　：2チャンネル

　　分解能　　　　　　：±2．5V／11　bit

○ひずみゲージ

　　ゲージ率

　　抵抗

　　ゲージ長

　　許容最大ひずみ

：－95±3％

：124．7±2％

：2mm

：±3000μ
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○ギャップセンサ

　　測定範囲

　　分解能

　　直線性

　　周波数特性

　　出力電圧

：O～16mm
：5×10－3mm

：1％

：DC～20kHz

：5V／Full　scale

　静的載荷試験におけるロード．kルとダイアルゲージからの出力電圧は、直流アンプを介し

て増幅した後マイクロコンピュータに送られて処理される。

　マイクロ・コンピュータで処理された動的および静的な種々のデータは、マイクロ・コン

ピュータのモニター画面に即座に表示される。また、それらをプリンタやX－Yプロッタに

出力することができ、さらにカセットテープやフロッピィ・ディスクに保存することができ

る。

DYNAMIC
Strain　　Gop　　　Switch

90ge　　　Sen§er　　CirCUi↑

Transient

converter

エ

匝

Digital

oscilloscope

l

lL。。dcel｜

Micro
computer

STATIC

　　　　　Di；』ge

　　　　　守

D．C．

amplifier

　　　　　　　o

　　　　　Floppy　Cassette
　　　　　　disk　　　↑ope

図7．7　データ測定・処理システム

X－Y

plotter
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7、3　実験方法

　用いた実験の手順は、以下の通りである。

　まず・静的な周面摩擦応力τsを測定するため・図7．6に示した載荷装置を用いて、杭の静

的載荷試験を行う。載荷速度は、O．5mm／minとした。このとき、静的周面摩擦τsは、摩

擦材と杭の接触長λに沿って一様に分布するものと仮定し、Ptを杭頭の載荷重として次式

を用いて求めた。

τs＝Pt／（　摩擦面積）＝Pt／2（杭の辺長×λ）

　＝Pt／（2×1．594×10．0） （7．1）

　次に、図7．1に示した打撃装置を用いて、ハンマの自由落下による杭の打撃試験を行う。

このとき、ハンマの落下高さh，杭頭から摩擦材上端面までの距離Ls，一打当りの杭の貫

入量Sを測定する。杭打ち中の動的挙動の測定は、杭体応力（2箇所）、スタンドパイプの

応力、杭先端の変位の計5項目から3項目つつを選んで測定を行う。動的測定チャンネルは計

4チャンネルあるが、トランジェント・コンバータとディジタルオシロスコープの測定項目開

始時刻を両者で記録した。そのため、一度に3項目までの測定が可能である。

　以上のような一連の実験を摩擦材の締め付け力を変えて、すなわちτsを変えて、2シリー

ズ（Test　AとTest　B）を行った。ただし、摩擦材の締め付けは、図72に示したようにネジ

の締め付けで行っているため、締め付け力そのものの測定は行っていない。

7．4　静的載荷試験結果

　図7．8は、Test　Aの静的載荷試験結果における杭頭荷重Ptと杭頭変位Stの関係を示し

たものである。杭頭変位St＝0．07cmにおいて載荷重Ptが最大値（＝409kgf）に達するまで

は、杭頭変位StはほぼPtに比例して増加している。　Ptが最大値に達した後は、　Ptが杭変位

Stの増加とともに若干減少し、　St＝O．1cm以上では、一定値（383kgf）となる。最大静的摩

擦（τs）maxは、式（7．1）より

（τs）max＝12．83　kgf／cm2 （Test　A） （72）

と求められる。

　図7．9は、Test　Bにおける試験結果である。最大荷重Ptは301kgf，　最大静的周面摩擦

（τs）maxは以下の通りの値となっている。

（τs）max＝9．44　kgf／cm2 （Test　B） （7．3）
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　　図7．9　Test　Bにおける静的載荷試験結果
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7．5　応力波形の解析法

　ここでは、6．4で述べた杭打ちにおける一次元波動理論と特性曲面を用いた応力波形の解

析法について説明する。

7．5．1　測定応力波形の例

　図7．10　は、静的載荷試験（Test　A）の後に行った打撃試験において測定した杭体の応力

波形の1例を示したものである。応力の測定は、杭頭から25cmの位置（x＝Lgl＝25cm）で行

っている。この打撃試験において、ハンマの落下高さは10cm，杭頭から摩擦材上端面までの

距離Lsは46．3cm，　摩擦長λは10cmである。ゲージ点の応力は時刻t＝　t1＝0．05msec

に立ち上がり始めている。この時刻は、時刻t＝0にハンマの衝突によって生じた杭頭の打撃

応力σpがゲージ点（コc＝Lg1＝25cm）に到達する時刻に等しい。すなわち、

　　　　　Lgl　　O．25

　　　t・＝可＝4980＝0・0502msec　　　　　　　（7・3）

その後、ゲージ点の応力は、わずかな立ち上がり時間である値に達し、t＝t2までその一定値

のままである。この間の応力は412kgf／cm2であり、式（6．46）と式（6．48）において

hニ10cmとして求められる値とほぼ一致している。

・・一

iZZH
y＋ZH）V。一

iZi；i）X　・・lilia・iT－413・1（k・f／cm・）

（7．5）

式（7．5）のσpに実測応力412．9kgf／cm2を代入すると、有効落下高さh’＝9．99cmが得ら

れる。

　時刻t＝t2になると応力は再び増加し始め、この増加はt＝t3で終了し、その後ゲージ点の応

力は一定となる。このような応力変化をもう一度繰り返した後、時刻tニt4で応力は急激に減

小する。そして、時刻t＝t5に再度急激に減小する。

　以上のようなゲージ点の応力の時間的変化は、ハンマの落下高さに関わらずほぼ同様である。

ただし、図7．11に示すように、tl，　t4，　t5の値は同じであるが、ハンマの落下高さが大きく

なると応力は大きくなっている。図7．11には、ハンマと杭の分離時刻の実測値も合わせて示

している。実測によれば、ハンマと杭は、士＝t、＝O．42msecに分離している。

127



800

600

400

200

O

一200

倭（O，O）

一4°060．1

図7．10

O．2　0．3　Q4　05　σ6　・Q7　08　0．9　　1．O

　　　　　　Time，　t（msec）

ゲージ1における測定応力波形例（h　・＝　10　cm）

1000

一40（）6

一一

堰|！．．．．．．．一．一一A－．！

　　　　　σ2　　03　　04　　Q5　　06　　Q7　　σ8　　Q9　　1．O

　　　　　　　　　　　Time，　t（msec）

図7・11ゲージ1における測定応力波形例（h＝30cm）

128



7．5．2　周面摩擦の動員モデル

　鋼材と砂との境界摩擦の動員特性は、図7．12に示すような弾・塑性モデルでほぼ近似する

ことができる2）～5）。図7．12に示す周面摩擦の動員モデルは、Smithの方法6）7）などこれま

での応力波解析法8）9）で用いられている。本研究においても、杭周面摩擦の動員特性として、

図7，12に示す弾・塑性モデルを仮定する。図7．12において、uは杭の変位，τmaxは最大摩

擦応力，qは最大摩擦応力が発揮されているのに最小限必要な杭変位量，　kは次式で与えられ

る境界面の剛性である。

k＝τmax／q （7．6）

kの値が大きくなると、すなわちqの値が小さくなると、図7．12の弾・塑性モデルは図

7、13の剛塑性モデルとなる。剛塑性モデルでは、微小な杭変位によって最大周面摩擦応力

τmaxが発揮される。

　鋼材間の最大周面摩擦は、両者間の微小な相対変位によって発揮されているものと仮定し、基

礎実験における応力波形の解析には、図7．13に示す剛塑性モデルを用いることにする。

τ

Tmax

q
u

図7．12周面摩擦の動員モデル（弾・塑性モデル）

τ

Tmax

u

図7．13　周面摩擦の動員モデル（剛・塑性モデル）
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7．5．3　特性曲線を用いた杭の応力波形解析法

　図7．14（a）は、杭およびハンマ内の応力波の特性曲線を示したものである。この特性曲

線と6．4で述ぺた杭打ちにおける一次元波動理論によって、杭の任意点の応力の時間的変

化を計算することができる。具体的な応力波形の計算例は、以下の通りである。

計算例

ハンマと杭の寸法と力学的定数は、表7．1に示している。計算条件は、以下の通りである。

　　ハンマの落下高さ　　　　　　：h＝10．Ocm

　　ハンマの衝突度　　　　　　　：V。＝・VZgiil＝140．Ocm／sec

　　杭頭から摩擦上端面までの距離：Ls＝46．3cm

　　摩擦長　　　　　　　　　　　　：λ＝10．Ocm

　　最大周面摩擦応力　　　　　　　：τm、、＝12．83kgf／cm2
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tOOcm
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図7．14　ハンマと杭体内の応力波の特性曲線と杭の応力波形
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　　　全周面摩擦力　　　　　　　　：Ft。tal＝409kgf

ここで、最大周面摩擦τmaxの値は、図7．8に示した静的載荷試験（Test　A）で求めたもの

である。

　ハンマと杭の接触面における応力の反射係数α　と透過係数βは、式（6．59）から式（6．

62）より、

　　　下降波に対して・・一；ii－一・・492・β・－Z≧謡一1・415

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　2ZH　A
　　　上昇波に対して　α・＝一α・＝°・492・　β・＝Z．Z，可r°・536

　ハンマの打撃によって、杭頭に生ずる応力波①とハンマ下端に生ずる応力波①Hは、それぞ

れ式（6．46）と式（6．47）より、

　　　　　　　　　　ZZH
　　　応力波①＝（Z・Z，）A，V・＝2・951V・＝413・14（k・f／cm2）

　　　　　　　　　　ZZH
　　　応力波①・＝（Z．Z，）A，　V・＝1・°6°V・＝148・4°（k・f／cm2）

　応力波①は、杭体を下方に伝播してゆき、

　　　t－t，一三一1§il－・．・5・msec

に第1ゲージ点くx＝Lg　1＝25cm）に到達する。応力波①は、さらに下方に伝播し、

t＝L、／c＝0．093msecに摩擦材上端面の位置（コcニL、）に到達する。これにより周面摩擦が

発揮され、図6．3に示すような応力波の伝播が生じ、杭上方に圧縮波が伝播してゆく。した

がって、

　　　　　　　2Ls－Lgl
　　　t＝t2＝　　C　　　　　　　　　　　　ニ0．136msec　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（7．7）

以降では、第1ゲージ点（x＝Lgl）の応力は周面摩擦の影響によって増加し始める。応力波①

は、t＝（Ls＋λ）／c・＝O．113msecに摩擦材下端面の位置（x＝Ls＋λ）に到達する。したがっ

て、第1ゲージ点の応力の増加は、

　　　　　　　2（L。＋λ）－L、1

　　　t＝t3＝　　　C　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（7．8）
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まで続く。その後ゲージ点の応力は、杭頭での反射波が到達するまで一定の値を持つ。

ゲージ点の応力が打撃応力波と周面摩擦による応力波の影響しか受けない時刻まで（図7，

14　の場合、tニTまで）のゲージ点の応力は、式（6．37）より次のように与えられる。式

（6．37）においてσf（O，t）は、　t＝Tまでは打撃応力波σf（0，0）のまま一定であり、また

σg（、L，t）＝0である。

　　　・（L、1・t）一σf（…）・凱11・（…tコc≠1）d・1　（7・9）

　周面摩擦が剛塑性型であれば、x＝コcにおける周面摩擦τは打撃応力波がその点に到達する

時刻士＝x／c以前では0，tニコc／c以降ではτma．となる。すなわち、

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　コc－Lgl　x

　　　　　　　　　　　　　　τ。axωf。rt－C≧τ

　したがって、式（7．9）は式（7．10）の関係を用いて次のように書き換えられる。

　　　・（L、1・t）一・f（…）・誌t＋Lg1）／㌔（・・）d・c　　（7・11）

　式（7．11）を時刻tで微分すると、次式が得られる。

　　　∂σ（Lgl・t∂t）一一EltTTmax（・・）G－9！t．lll＆！＋Lgi）　　（7．12）

　式（7．12）の関係を用いることにより、測定応力波形から最大周面摩擦応力τmax（x）の分

布を求めることができる。

　いまの計算例では、τrnax（コC）はλの区間に一様に分布するとしている。したがって、式

（7，12）からわかるように，t＝t2からt3までのゲージ点の応力は直線的に増加する。また、こ

の間の応力増加量dσは、次式で与えられる。

　　　　　　　　　　　　　　　　　　ひλ　　Ft。t。1
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（7．13）　　　A・＝σ（L、1・t3）一σ（L・2・t2）＝πτ…＝2A

さらに、τmaxは、式（7．11）より
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τ　　　＝max

2A｛・（L、1・t・）一σ（L、1・t・）｝

ひλ
（7．14）

本計算例では、Fニ409kgfであるので、応力波②の大きさは、次のようになる。

応力波②ニ409／2A＝　80．51（kgf／cm2）

　ハンマ上端面と杭先端が自由端（αニー1）であることから、各応力波の値は、以下のように

なる。

応力波②H＝一①H＝－148．40

応力波③＝一αu×②＝39．61

応力波④＝①一②＝332．63

応力波⑤　＝一④＝－332．63

応ヵ波⑥＝一βd×②H＝－209．99

（kgf／cm2）

（kgf／cm2）

（kgf／cm2）

（kgf／cm2）

（kgf／cm2）

応力波②Hがハンマと杭頭の接触面に到達した直後（t＝2LH／CH）の杭頭の応力

σ（O，2LH／CH）は、応力の重ね合わせにより、

　　　σ（O，2LH／cH）＝①＋②＋③＋⑥＝323．27　（kgf／cm2）

である。時刻t＝2L／cニ0．402msecには、応力波⑤が接触面に到達する。応力波⑤は、大

きな値を持つ引張波であるため、tニ2L／cにおいてハンマと杭は分離する。このとき、式

（6．67）より応力波⑦の大きさは、次のようになる。

応力波⑦　＝一｛σ（0，2LH／cH）＋⑤｝＝一（323．27－332．63）＝9．36　kgf／cm2

　理論的なハンマと杭の分離時刻t＝ts＝2L／c＝0．402msecは、図7．11に示した実測結果

（ts≒0．42msec＞とほぼ一致している。ハンマと杭が分離した後は、杭頭も自由端となり、各

応力波は杭頭と杭先端で反射されながら杭中を往復する。各応力波を重ね合わせると図7．

14（b）の実線で示すような応力波形が得られる。第2ゲージ点（コc＝Lg2＝60cm）の応力波形

も同様にして点線で示したようになる。

7．5．4　特性曲線を用いたロッドの応力波解析法

　前項（7．5．3）で述べたように、杭体中には周面摩擦による応力波が生ずるが、同時

に摩擦材とロッド内にも周面摩擦による応力波が伝播する。ただし、摩擦材に対して周面摩擦

は、図7．15　に示すように下向きに作用する。周面摩擦による摩擦材中の応力波伝播も、図

6．3に示したように、一次元波動として取扱うことにする。

　図7．16（a）　は、摩擦材の長さAコcの区間に作用する周面摩擦力Fによる摩擦材およびロ
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ッド内の応力波の特性曲線を示したものである。周面摩擦力F　の作用位置xをコc＝ξ　とする

と、Fは、打撃応力波（下降波）がその点に到達する時刻t＝ξ／cに発揮される。そして、摩

擦材のその位置の上方には一F／2AFの引張波が、下方にはF／2AFの圧縮波が伝播してゆく。

摩擦材中を伝播する応力波は、その上端面（自由端）で反射され、また下端面とロッド頭部の

接触面では反射とロッドへの応力波の透過が生ずる。ロッドの応力波形の計算例は、以下の

通りである。

計算例

　計算条件は、7．5．3と同様とする。また、ここでは簡単のため全周面摩擦力Ft。talが

摩擦長の中間点に集中的に作用するものとする。すなわち、

、

　　　F＝Ftotal＝409kgf

　摩擦材中の下降波が摩擦材とロッドの接触面に到達したときの反射係数αdと透過係数

βdは、それぞれ式（6．59）と式（6．60）により次の値となる。

　　ZR－ZF
α・＝ y，・Z、＝°・854・

　　　2ZR　　　　　　AF
β・＝Z，＋Z，可＝1・747

各応力波の大きさは、以下のようになる。

　　応力波①＝F／2AF＝409／（2×32．0）＝6．39　（kgf／cm2）

　　応力波②＝F／2AF＝－6．39　　　　　　　　（kgf／cm2）

　　応力波③＝一②＝①＝6．39　　　　　　　　（kgf／cm2）

　　応力波④＝σd×①＝－5．457　　　　　　　　　（kgf／cm2）

応力波①Rニβd×①＝11．163

応力波②R＝βd×αd×①＝9．534

応力波③R＝βd×鴫×①＝8．142

応力波④R＝βd×α］×①＝6．954

応力波⑥R＝βd×α2－1×①

（kgf／cm2）

（kgf’／cm2）

（kgf／cm2）

（kgf／cm2）

（kgf／cm2）

以上の応力波を重ね合わせると、図7．16（b）のようなロッドのゲージ点の応力が得られる。
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7．6　打撃試験結果

（1）　打撃試験（Aシリーズ）

　杭の応力波形

　図7．17は、静的載荷試験（Test　A）の後に行った打撃試験において測定した杭の第1ゲ

ージ点（Lgl＝25cm）の応力波形である。この打撃試験におけるハンマの落下高さhは10cm，

杭頭から摩擦材上端面までの距離Lsは46．3cmである。この打撃試験においては、杭の応力

波形を2箇所とロッドの応力波形の測定を行った。本試験における動的周面摩擦τdの大きさ

は、式（7．14）を用いて、時刻t＝t2とt＝t3の応力より次のように求まる。

・、一

ﾃ｛・（L、1・t、）一・（L、1・t，）｝

2×2．54
　　　　×（501－413）＝14．0（kgf／cm2）
31．87

　図7．17の測定応力波形では、時刻t＝t2からt＝t3までほぼ直線的に増加している。した

がって、式（7．10）の関係により、上のτdはλの区間に一様に分布していることがわかる。

図7．17の点線は、τd＝14kgf／cm2とした場合の計算応力波形である。計算応力波形は、

時刻t＝t3以降においても、測定応力波形とよく一致している。

　図7．18は、図7．17と同一の打撃試験における第2ゲージ点（Lg2＝60cm）の測定応力

波形である。第2ゲージ点の応力は、時刻tニLg2／c＝0．12msecにほぼ325kgfまで立ち上

がっている。この値は、τd＝14kgf／cm2として理論的に求まる値と一致している。すなわ

ち、

　　　　　　　　　　　　　　2A
・（L・2・2L・2／・）＝・（L…t・）一 噤E・＝413－88＝325　kgf

点線で示した計算応力波形は、測定応力波形とよく一致していることがわかる。

　ロッドの応力波形

　図7．19は、先と同一の試験におけるロッドの応力波形である。ロッドの応力は、時刻

t＝〈Ls＋λ）／c＋LgR／cRニ0．133msecから増加し始めている。図中の点線は、τd＝

14kgf／cm2としたときのロッドの計算応力波形である。測定時間内（t＝0．75msec）では、計

算波形と測定波形は、良く一致している。理論によれば、時間の経過とともにロッドの軸力は

全周面摩擦力、Ft。tal＝τd・U・λ＝409kgf（　応力としては、Ft。tal／AR＝

152．6kgf／cm2）に漸近する。
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　図7．20は、Aシリーズ全ての打撃試験におけるハンマめ落下高さhと式（7．14）の関係を

用いて求めた動的周面摩擦τdの関係を示したものである。図中には、静的載荷試験（図7．

8）によって求めた最大静的周面摩擦（τs）maxの値と1．2×（τs）maxの範囲を示した。動的周面

摩擦τdは、ハンマの落下高さに関わらず、ほぼ（1．O～1．2）×（τs）malの範囲にあることがわか

る。
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図7．20 ハンマの落下高さhと動的周面摩擦τdの関係
（Aシリーズ）
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（2）　打撃試験（Bシリーズ）

　杭の応力波形

　図7．21は、静的載荷試験（Test　B）の後に行った打撃試験において測定した杭の第1ゲ

ージ点の応力波形である。この打撃試験におけるハンマの落下高さhは20cm、Lsは48．

Ocmであった。この試験においては、杭の応力波形の他に杭先端の時間一変位関係およびロッ

ドの応力波形を測定した。

　図7．21に示した杭の応力波形では、t＝　t1ニLgl／c＝0．50msec以降に打撃応力の大きさ

を示す水平部が明確に現れていない。したがって、周面摩擦による応力波形の影響が現れ始め

る時刻t＝t2＝（2Ls－Lgl）／c＝1．43msecにおける応力をハンマの衝突によって生じた杭頭

の打撃応力とした。動的周面摩擦τdの大きさは、式（7．14）の関係を用いて、次のように求め

られる。

・、「斜て・（L、1・t，）一σ（L、1・t・）｝－1・・6（kgf／cm2）

図中の点線は、先に述べたようにして求めた杭頭の打撃応力とτd＝10．6kgf／cm2　に基づく

計算応力波形である。測定応力の立ち上がりがシャープでないため、微細な点では計算波形と

測定波形は異なっているが、全体的には計算波形は測定波形の時間的変化をよく説明している

ことがわかる。

　杭先端の時間一変位関係

　図7．22は、杭先端の時間一変位関係の測定結果と計算結果を示したものである。実測に

よれば杭先端は、打撃応力波が杭先端に到達する時刻t＝L／c＝0．20msecに変位し始めてい

る。その後、図7．14（a）の特性曲線で示した杭先端への応力波の到達時刻にほぼ対応して速

度が変化しながら、杭先端の変位は時間の経過とともに増加している。図中の実線はτd＝

10．6kgf／cm2を用いた時間一変位関係の計算結果である。時刻t＝0．8msec以降に多少の差

はあるが、計算結果は実測結果と非常によく一致している。

　測定を行った時刻t＝1．4msecまでの実測変位量は1．43mmである。一方、実測の最終貫

入量Sfは、2．16mmである。このことは、測定応力波形から最終貫入量Sfを予測するには、

さらに長時間の応力波形測定が必要であることを示している。

　ロッドの応力波形

　図7．23は、ロッドの応力波形の測定結果と計算結果を示したものである。両者はよく一

致しており、Aシリーズ（図7．19）の場合と同様にロッドのカは、時間の経過とともに全周

面摩擦力Ft。ta1＝τd・ひλ＝338kgfに漸近している。
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　図7．24は、Bシリーズの打撃試験におけるハンマの落下高さhと実測の動的周面摩擦

τdの関係を示したものである。τdの値は、（1．1～1．25）×（τs）maxの範囲にあることがわかる。
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図7．24

　O　　　　lO　　　20　　　30　　　40　　　50

　　Drop　height　of　hommer，　h　（cm）

ハンマの落下高さhと動的周面摩擦τdの関係

（Bシリーズ）

7．7　結　語

　杭が周面摩擦のみで支持されているのと同じ状態と考えられるモデル杭打ち実験を行った。こ

の際、杭体の応力波形に加えて、ハンマと杭の分離時刻、杭先端の時間一変位関係および地盤

に相当するものと考えられるロッドの応力波形の測定を行った。また、第6章で述べた杭打ち

における一次元波動理論によって、杭打ち挙動の解析を行った。以上のことから、以下の結論

が得られた。

（1）周面摩擦の作用する杭申の応力波伝播は、周面摩擦を杭の中間断面に一様に作用する衝撃

　　応力に置き換えることで、一次元の波動伝播として扱うことができる。

（2）上記（1）に述べた一次元波動理論によって計算した杭体とハンマの応力波形および変位は実

　　測結果と良く一致する。

（3）周面摩擦の動員過程が剛塑性的であれば、周面摩擦τ　の大きさとその分布は、測定応力

　　波形に式（7．12）の関係を用いることによって求められる。

（4）図721と図7．22に示す結果より、応力波形だけを測定することにより、周面摩擦支

　　持力のみでなく、一打当りの杭の最終貫入量も評価できることが検証された。

　次章では、本章の結果に基づいて、弾・塑性型の動員過程を持つ周面摩擦特性を評価する方

法について考察を行う。
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第8章　応力波測定による動的周面摩擦特性の評価
　　　　　（1点ゲージ法）

8．1　緒　言

　杭打ち時における杭頭の応力や変位を測定することによって杭支持力特性、すなわち貫入

抵抗特性を評価しようとする従来の方法では、次のような手順が用いられる1）。実際に用い

たハンマ、杭、クッション等の寸法と力学定数がわかっているので、あとは周面摩擦および

先端抵抗の貫入特性抵抗を仮定すれば、杭各点の応力、速度、変位を計算することができる。

計算結果が実測結果に一致するまで、貫入抵抗特性を表わすパラメータの仮定値を変えなが

ら計算を行う。計算結果と実測結果が一致したときのパラメータが貫入抵抗特性を表わすこ

とになる。以上の手順において、貫入抵抗特性パラメータの仮定は、測定データとは無関係

に直感的に選ばれる。貫入抵抗特性を仮に2つのパラメータで表わすとしても、それらの組

合わせは無数にあり、測定結果に一致するようなパラメータの組合わせを選び出すには非常

に多くの計算が必要となる。計算回数を減らすには、熟練者の感に頼ることが必要となる。

　本章では、杭体の1点で測定した応力波形から周面摩擦摩擦抵抗パラメータを、“等価周

面摩擦”と“等価周面摩擦長さ”の概念2）3）に基づいて評価する方法を述べる。また、室内

杭打ち試験を行い、周面摩擦特性評価法の妥当性を検討する。次節で述ぺるように、　“等価

周面摩擦”と“等価周面摩擦長さ”の概念は、弾・塑性型の動員特性（図8．3（a）を参照）

が杭の周面摩擦長さに一様に分布しているときに用いられるものであり、この概念を用いる

ことにょって測定応力波形から直接に、あるいは数回の計算で周面摩擦特性を評価すること

ができる。

8．2　周面摩擦特性の逆解析法

8．2．1　地盤に根入れされた杭の応力波形の測定例

　図8．1は、地盤（珪藻泥岩）に根入れされた鋼管杭を打撃したときに測定した応力波形を

示したものである。杭と地盤の位置関係は、図82に示す通りであり、長さλ＝20cmの区

間の杭外周面にだけ周面摩擦が作用している。用いた杭の長さLは100cm，波速度cは

5150m／secである。実験の詳細については、8．3において述べる。周面摩擦が剛塑性的

に発揮されると仮定したときのゲージ点（コc・・Lg＝40cm）の応力は、第7章の図7．14におい

て説明したと同様に、次のように時間的に変化する。時刻t＝tl＝Lg／c＝0．078msecにハ

ンマの打撃による応力波が到達し、応力は打撃応力波σ∫（O，O）の大きさまで立ち上がる。

時刻t＝tl以降にはゲージ点の応力は、しばらくの間一定となる。時刻t＝士2＝

（2Ls－Lg）／c＝0．184msecになると周面摩擦によって生じた上昇波く圧縮波）がゲージ

点に初めて到達する。時刻t＝t2以降では、周面摩擦による応力波が順次到達することによ
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ってゲージ点の応力は増加を続ける。時刻t＝t3＝｛2（L、＋λ）－Lg｝／c＝2．233msecには、

地盤底部（x＝Ls＋λ）における周面摩擦による応力波がゲージ点に到達する。もし、周面摩

擦が剛塑性的に発揮されるならば、ゲージ点の応力の増加は、時刻t＝t3で終了する（図

7．14を参照）。しかし、図8．1に示す測定応力波形においては、tニt3以降にも応力は増

加し続けている。そして、時刻士二士4＝（2L－Lg）／c＝0．305msecに杭先端での反射波

（引張波）の到達によって、ゲージ点の応力は急激に落ち込んでいる。

　以上に述べた測定応力波形の時間的変化において、時刻t＝t3以降の応力の増加は、周面

摩擦が剛塑性的には発揮されていないことを意味している。すなわち、打撃応力波が周面摩

擦の作用点に到達してもすぐにはその最大摩擦応力τmaxが発揮されるのではなく、杭があ

る程度変位することによって、すなわち打撃応力波の到達後にいくらかの時間が経過した後

最大摩擦τmaxが発揮されるため、図8．1の測定応力波形のように時刻t＝t3以降にもゲージ

点の応力が増加している。
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図8．1　周面摩擦支持杭の応力波形の測定例（h＝45cm）
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8．2．2　周面摩擦の動員モデル

　周面摩擦の動員特性として、図8．3（a）に示す弾・塑性型の動員モデルを仮定する。周面

摩擦の弾塑性型モデルにおいて、qは最大周面摩擦応力τmaxが動員されるのに最小限必要

な杭変位量、kは次式で与えられる杭表面と地盤の境界面のせん断剛性を表す量である。

k＝τmax／q （8．1）

　最大周面摩擦τmaxとせん断剛性kを用いて、弾・塑性型周面摩擦の動員特性は、次式で表

わされる。

・一 o窯蕊≦q （82）

　上式において杭の貫込速度が周面摩擦τに及ぼす影響は、表立っては考慮されていない。

しかし、速度効果は、kおよびτmaxの値そのものに影響するものと考えると、式（8．2）によ

って周面摩擦の動員特性に及ぼす杭の貫入速度効果を単純化して把えることができる。

　以下では、周面摩擦の動員特性が図8．3（a）に示した弾・塑性モデルである場合、弾・塑

性パラメータであるτmaxとkを測定応力波形から評価する方法について述べる。次節で説明

するが、応力波形の解析には、図8．3（b）に示す剛塑性型周面摩擦モデルを用いる。

τ

Tmax

（a）

　　　　　q　　　　　U

周面摩擦特性（弾・塑性モデル）

τ

τ請。、

（b）　解析に用いる周面摩擦特性

　　　（等価剛塑性周面摩擦）

図8．3　周面摩擦の動員モデル

u
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8．2．3　‘等価剛塑性周面摩擦’による弾・塑性型周面摩擦特性の評価法

　図8．4は、弾・塑性型の周面摩擦がゲージ点の応力波形に及ぼす影響を模式的に示したも

のである。一般的には、λは杭の根入れ長さに等しい（λ＝L－Ls）。しかし、図8．4において

は後で説明する“等価周面摩擦長さ”λ＊の意味をわかりやすくするために、杭の中間の部分

的な区間λに周面摩擦が作用するものとしている。時刻t＝tlニLg／cにゲージ点の応力は、

打撃応力波σ∫（0，0）の大きさまで立ち上がる。時刻t＝t2ニ（2Ls－Lg）／c　には周面摩擦によ

る最初の応力波がゲージ点に到達する。ゲージ点の応力は、t＝t2以降に増加し続ける。時刻t　＝t

には、地盤底部（コcニLs＋λ）の周面摩擦による応力波がゲージ点に到達する。周面摩擦が剛塑

性型（k＝。。）であれば、この時点で応力の増加は終了し、応力波形は図8．4（c）の点線で示す

ものとなる。しかし、実際には弾・塑性型の周面摩擦であるたあ、地盤底部の周面摩擦の最大

値τmaxが発揮されるまでに、ある時間遅れ（At）delayが必要となる。図8．4（b）の太線で示し

た特性曲線を参照にすれば、ゲージ点の応力の増加はt＝tgまで続く。

　　　　　　　　　　2（L、＋λ）－Lg
tξ＝f3＋（At）d。1。y＝　C　　　　　　　　　　　　　　　　　　＋（At）d。1。y

　　　2｛L・＋λ＋c・（∠t）・・1・y／2｝－L、

　　　　　　　　　　C
（8．3）

　このときゲージ点の応力波形は、図8．4（c）の実線で示される。すなわち、せん断剛性

kの値が小さくなれば、（At）delayは大きくなり、またt＝t2以降の応力の増加速度は小さく

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　t
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なってくる。

　式（7．8）と式（8．3）の形式が同じであること、または図8．4（b）の点線で示した特性曲線

からわかるように、時刻嬉はλ＊の区間に剛塑性型の周面摩擦が作用している場合のゲージ点．

の応力の増加の終了時刻に等しい。ここで、λ＊は次式で与えられる。

　　　　　C・（△t）d。1。y
λ＊＝λ＋

　　　　　　　2
（8．4）

　ここで、λの区間に弾・塑性型の周面摩擦が作用している場合のゲージ点の応力波形は、

λ＊の区間に剛塑性型の周面摩擦τg．，［図8．3〈b）］が一様に作用している場合の応力波形に

一致するものと仮定する。ただし、τ㌫xの大きさは、両者の場合の全周面摩擦支持力が等し

くなるように選ばれる。すなわち、

τ・＝⊥．τ
max　　　　　　max　　　　λ＊

（8．5）

　以上のように定義されたλ＊およびτ㌫xをそれぞれ“等価周面摩擦長さ”、“等価周面摩擦

応力”と呼ぷことにする。

　もし、図8．4（c）の実線で示すような応力波形が得られていれば、式（7．14）の関係を適用

することにより、τ㌫xは次式で与えられる。

τ＊　　＝
max

2A｛・（L、・士9）一・（L、・t・）｝2A｛・（L、・t・）一・（L、・士・）｝

ひλ＊ ひλ
（8．6）

また、τmaxは次式で与えられる。

τ　　　＝max

2A｛・（L、・t9）一σ（L、・t・）｝

ひλ
（8．7）

　以上のようにτtlaxが求まるため、τtlaxとkと（At）delayの関係を明らかにすれば、測定応力

波形からせん断剛性kの値を評価することが可能となる。

　（At）delayは最大周面摩擦τmaxが発揮されるまでの時間遅れであるため、式（8．2）より

（At）delayは次式で表わされる。

　　　　　　　τmax　　　　　　τmax
（△t）d。1。y＝

　　　　　　k・（u）ave　κ・（V）ave
（8．8）

ここで、（めav．＝（V）av．は、地盤底部（X＝Ls＋λ）の位置にある杭の時刻t＝（L、＋λ）／Cか

らt＝（Ls＋λ）／C＋（At）delayまでの時間内における平均速度である。等価周面摩擦
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τ蓋axが等価周面摩擦長さλ＊の区間に一様に分布していると仮定しているため、（V）aveは次式

で与えられる。

．　　　　σf（0・0）　τ；ax・Uλ＋λ＊
（u）ave＝（v）ave＝ρ・　2ρ。A’2 （8．9）

式（8．9）を式（8．8）に代入すると、次式を得る。

（△t）d。1。y＝
τmax’ρC

k・
o・f（o，o）一 τ；ax・ブ

4A
・（λ・λ・）｝

（8．10）

式（8．4）と式（8．10）から（At）delayを消去すれば、次のようなλ＊／λに関する2次方程式

が得られる。ただし、次式を求める際には、式（6．7）の関係（c＝泥フ万）を用いている。

　　　｛・f（・，・）－U’芸’λ｝（￥）2

　　　　　　　　－｛・f（…）・会｝（￥）・U’皇茅’λ一・（8．11）

式（8．5）の関係（λ＊／λ＝τmax／τlax）を用いて上式をkについて解くと、次式が得られる。

k＝
E

2λ（τ　max　　　　　－1τ±＿．）｛τ

　　　max　　　　　　　　　　max

σf（o・o）u・λτ（1・；
；ax j｝

max

（8．12）

8．2．4　繰り返し計算によるτma、とkの評価手順

も’

ｵ・図8．4（・）のような応力波形力・測定されたならば、t9＜t4であるこ．とからτmaxと

（At）delayの値を応力波形から直接読みとることができるため、図8．5のフローチャートに

従ってkの値を以下の手順で評価することができる。

（1）σf（0，0）の値を測定応力波形から読み取る。

（2）測定応力波形から（dt）delayの値を読み取る。

（3）　τma、の値を式（8．7）によって計算する。

（4）　λ＊の値を式（8．4）によpて求める。

（5）　τSa、の値を式（8．5）によって求める。
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（6）　kの値を式（8．12）によって計算する。

　以上の手順によって、τmaxとkの値を応力波形の解析をすることなしに評価することがで

きる。

　図8．1に示した実際の測定応力波形では、τmaxを示す水平部が現われる前に杭先端からの

反射波によって応力波形が乱されている。すなわち、ぱ＞t4であるため、

τmaxと（At）delayを測定応力波形から直接に読み取ることは、非常に困難である。しかしなが

ら、特性時刻であるt3とt4には次の関係、すなわち、

t，－2（焉j－L・≦t、－2≒L・
（8．13）

という関係があるため、式（8．6）を用いることによって等価周面摩擦τ㌫xの値を測定応力

波形から評価することができる。このτ㌫xを利用することにより、τmaxとkの2つのパラメ

ータを図8．6示すフローチャートに従って以下の評価することができる。

123456

（7）

σf（0，0）とτ㌫、を測定応力波形から求める。

τmaxの最初の仮定値として、τmax＝τ；axとする。

λ＊の値を式（8．5）によって計算する。

kの値を式（8．12）によって計算する。

τ㌫、とλ＊に基づいて、理論応力波形を計算する。

理論応力波形と測定応力波形を比較する。理論波形と測定波形が一致しなければステッ

プ（7）に進む。両者が一致すれば正しいτmaxとkの値が同定されたので評価の手順を

終了する。

τmaxの仮定値を修正してstep（3）に戻る。

以上の手順のうちstep（3）からstep（7）を繰り返すことによって、最終的に正しい

τmaxとkの値を評価することができる。

　ここで述ぺた繰り返し手順によるτmaxとkの評価法には、次のような利点がある。すなわ

ち、τmaxとkの2つのパラメータを同定するのだが、繰り返しプロセスにおいては、

τmaxの値だけを仮定すればよい。仮定したτmaxに対応するたの値は式（8．12）によって与え

られる。等価周面摩擦τ；axの定義からわかるように、τ；axはτmaxの仮定値の下限値である。

したがって、step（2）のようにτ　maxの初期の仮定値としてτma、＝τ；a、とおくことにより、
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step（7）におけるτmaxの修正においては、τmaxを1段階前の仮定値より少し大きくすれば

よい。理論応力波形の計算においては、τ㌫xの値は一定のままで、λ＊の値だけを修正すれば

よい。以上に述べた利点により、step（3）からstep（7）までの手順を数回繰り返すだけで

τ　およびkの正しい値を評価することが可能である。
max

Evolu耐e（万（o，o），（△t）ω。y，砧αfrom

�??@meosured　s↑ress　woveform

Colculo↑e爪from　Eq．（8．4）

Colculαeτ濡，　from　Eq．（8．5）

Colculo†e　k　from　Eq．（8．12）

図8．5　τmaxとkを求めるフローチャ・一．ト

　　　　（t9〈t4の場合〉

Evoluo↑e　C写（Oρ）ondτ吊ox　from

�??@meosured　s†ress　wove　form

Se†τ示。、・τ論x

Colcul耐eλ亨from　Eq．（8，5）

Colculo†e　k　from　Eq．（8．12）

ColcuIo↑e↑heore↑icol　s↑ress　wove
?盾窒香@bosed　onτ論x　ond澄

　　　　　　Does↑he↑heore↑ico　　　YE　　↑ress　wove　form　ogree　wi†hl　　†he　meosured　one？

@　　　　　　　　　　　　　　NO

Modify↑he　volue　ofτ示ox

The　volues　of　r隔◎x　ond　k

盾窒?@correc刊y　iden†ified

S↑OP

図8．6　繰り返し計算によるτma、とkの評価手順

　　　　（t9＞t4の場合）
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8．3　モデル杭打ち試験（1点ゲージ法）

8．3．1　実験装置と実験方法

　地盤試料

　地盤試料には、珪藻泥岩を用いた。珪藻泥岩の力学特性については第2章で詳しく述べてい

る。珪藻泥岩は1辺40cmのブロックとして乱さない状態で採取してきたものであり、これ

を直径29cm、高さ30cmの円柱状に成型して地盤試料として用いた（図8．8）。この際、珪

藻泥岩の堆積方向と杭軸が一致するようにした。

　打撃装置とデータ測定・処理システム

　図8．7は、室内杭打ち試験における打撃装置とデータ測定・処理装置の概要を示している。

ハンマには鋼棒を、杭には継目ナシ鋼管4）を用いた。継目ナシ鋼管は継目が無いため、断面形

状がほぼ一様となっている。杭には杭頭から40cmの位置に応力波形測定のためにひずみゲ

ージを貼り付けた。また、ハンマと杭の接触・分離時刻を測定するためのスイッチ回路（図

7．5を参照）を設置した。ハンマと杭の寸法および力学定数を表8．1に示す。本実験における

データ測定・処理システムは、図7．7に示したものとほぼ同様である。たたし、動的データ

の測定項目は、杭の応力波形とハンマと杭の接触・分離時刻の2項目であるため、トランジェ

ント・コンバータのみを使用している。測定データの処理プロセスは、7．2．3で説明した

のと同様である。

　　　Hammer

→卜S．it、h
　　　　　　　circuit

Wheatstone
　bridge　circuit

＼　　　＠

　　Strain　⇔

　倫goges

Tronsien†

　conver↑er

巨∋・。istt

Micro
computer

1　，．Y　pl。，ter

Fbppy
　disk

図8．7　打撃装置とデータ測定・処理システム
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表8．1　ハンマと杭の諸元

実験方法

本実験で用いた実験方法は、次の通りである。

（19　円柱状（高さ30cm、直径29cm）に成型した珪藻泥岩試料の底部から上方10cmまで、

　　直径5cmのボーリングを行う。

（2）地盤試料の表面から直径2．4cmのポーリングを行う。ボーリング孔の直径は、杭の直

　　径（2．5cm）よりわずかに小さくなっている。

（3）このボーリング孔に沿って杭を0．5mm／minの貫入速度で杭先端が地盤底部を突き抜

　　けるまで押し込む（図8．8を参照）。杭を地盤に押し込む際には、図7．6に示したス

　　クリュージャッキを用いた。図8．8からわかるように、杭には先端抵抗は作用してお

　　らず、また周面摩擦が作用する区間λは試験を通じて一定（λ＝20cm）である。

（4）杭載荷荷重をいったん除荷した後、杭と地盤を図8．7に示した打撃装置に設置する。

（5）ハンマの落下高さhを5cmから50cmまで5cmつつ増加させながら杭の打撃試験を行

　　う。この際に、杭の応力波形、ハンマと杭の接触・分離時刻を測定する。各打撃試験を10

　　分間隔で行った。　　　　　　　　　　　‘

Pile Hammer

Length　　　　　　L　　　　　（cm） 100．0 97．0
Outer　diameter　　　　　　　φ。　　　　　　　　　　（cm） 2．50 3．00
Inner　diameter　　　　　　　　φi　　　　　　　　　　　（cm）

2．05 一

Sectional　area　　　　　　　A　　　　　　　　　（cm2） L61 7．07
Mass　density　　　　　　　　ρ　　　　　　　（9／cm3）

7．87 7．78
Young’s　modulus　　　　　　E　　（×106　kgf／cm2）

2．13 2．19
Bar　wave　velocity　　　　c　　　　　　　（m／sec） 5150 5250
Hechanical　impedance　Z　　　（kgf・sec／cm） 6．65 29．49

　　　P｜pe　pile

　　「
Lg＝40cm　　　Strain

　　　　　　　goges　　L　　　　　　　　　Ls＝68cm

M・d・’・ne

　　　　　　　　　λ＝るm

D・29cm＿－1

図8．8　打撃試験における杭と地盤の位置関係
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8．3．2　打撃試験結果

　図8．9（a）は、ハンマの落下高さhが45cmの打撃試験における測定応力波形である。こ

の打撃試験において、杭頭から地表面までの距離Lsは68．4cmである。この応力波形から

8．2．4で説明した繰り返し計算（図8．6を参照）を用いてτmaxとkの値を決定した。図

8．9（a）には、5回目の繰り返し計算における計算応力波形を合わせて示している。実測応力

波形では・騰応力波の立ち上がりがシ・一プでないため・時刻t＝t，一（2L、－L、）／・－O．

188msecにおける応力1140kgf／cm2をσf（O，O）の値として用いた。等価周面摩擦

表8・2　h＝45cmの打撃試験でのτmaxとkの評価プロセス

τmax k λ＊

Step （kgf／cm2） ・（kgf／cm3）
（cm）

1 2．6 o◎ 20．0
2 3．0 1622 23．1
3 3．5 712 26．9
4 4．0 453 30．8
5 4．4 350 33．8

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　コ鵠窪e・忽漂t蹴蒜蕊t！：：・／・m2

process　throughout．

☆t600
ξ

ミ12°°

ξ…

妄。。。

§

ξ

ξ一4・・

　＾　O

一一一一一一一一 P1

O　　　O2　　0．4　　0．6

．D、耐・。n↑im，。fim，。、tjM…u・ed

　　（a）

　t｛m　sec）
O．8　　　1．O　　　L2 1．4　　　1．6　　　1．8　　2．O

　　　　、　　　＝：吉；前dl・・ed・・t・d
　　　　　、、、
　separation　　　、、、　　　　　　　　　　　　　　　re－s†rikin9

　　　　　　　　　　　（b｝　　　一”一・・－S＝3．5mm
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（measured）

図8．9　h＝45cmの打撃試験の計算結果と実測結果
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τ；axの値は、式（8．6）の関係を測定応力波形に用いると、τ㌫x＝2．6kgf／cm2となる。

表8．2は、繰り返し計算において仮定したτmaxの値とこれに対応するkおよびλ＊の値を示

したものである。ただし、8．2．4で説明したように、繰り返し計算においてτ；ax，

σf（O，0），λの値は、一定値のままである。5回目の繰り返し計算においてτmax＝

4．4kgf／cm2と仮定すると、対応するkとλ＊の値は、それぞれk＝350kgf／cm3，λ＊

＝33．8cmとなる。τ㌫x＝2．6kgf／cm2，λ＊＝33．8cmを用いたときの計算応力波形が図

8．9（a）に示したものである。

　図8．10（a）は、計算応力波形に対する特性曲線を示したものである。図8．10（b）には、再度

計算応力波形を示した。ここで注意すべきことは、λ＊＝33．8cmの場合図8．10（a）に示すよ

うに、仮想的な周面摩擦長さの下端はコcニLs＋λ＊＝102．2cm　であり、実際の杭先端（コc

＝100cm）よりも下方まで周面摩擦が仮想的に作用することになる。したがって、応力波形に

X＝O

x＝Lロ
　　　　■
＝40cm

x＝　Ls

＝68．4cm

x・Ls＋λ

＝88．4cm

謬譜
1600

1400

§

Stress－free　bound、｛x＝100cm）

　　　　　　tき
　　　　　t3

1200

1000

800

600

400

200

”

O．2

（b）

t（ms，

t（ms）

図8．10　h＝45cmの打撃試験の応力波の特性曲線と計算応力波形

154



おいてぱ＞t4となる。しかしながら、8．2．4で述べた繰り返し計算を用いれば、容易に

τmaxとkの両者を評価することができる。

　ここで、図8．9（a）に話を戻す。図8．9（a）に示した計算応力波形は、実測波形と細部で

は異なっているが、全般的には実測波形とよく一致している。したがって、この段階で計算を

打ち切った。すなわち、最終的にτmax＝4．4kgf／cm2，たニ350kgf／cm3，

q＝τmax／k＝0．0126cmという結果を得た。

　時間一変位関係

　図8．9（b）は、h＝45cmの打撃試験におけるハンマ下端と杭頭の時間一変位関係の計算

結果を示したものである。図8．10に示した特性曲線と図8．9（b）を参照にして、時間一変位

関係について説明する。

　図8．9（b）に示されるように、ハンマ下端と杭頭の時間一変位関係は、分離する時刻

（t・　O．388msec）までは、全く一致している。ただし、時刻t＝2L、／c＝0．266msec以降

では、周面摩擦による圧縮上昇波の到達によって変位速度が減小している。時刻t＝

2LH／cH＝0．370msecでは、ハンマからの下降波（引張波）が杭頭に到達するため、杭頭

の変位速度はさらに減小する。この時点（t＝0．370msec）で杭頭の応力は、急激に小さくな

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　’るがまだ圧縮応力状態である。

　ここで、杭先端が自由端であるため、時刻t＝0にハンマの衝突によって生じた打撃応力波（

序縮油）はs引張波として時刻t＝2L／c＝0．388msecに杭頭とハンマの接触面に到達する。

この上昇引張波の到達により、この時刻でハンマと杭の分離が生ずる（　6．4．5を参照）。

ハンマと杭の分離に伴って、杭頭の変位速度は増加し、ハンマの変位速度は減小する［図

8．9（b）］。ハンマと杭が分離した後、杭頭の変位速度はしばらくの間ほぼ一定となる。そし

て、tニ0．758msecになると急激に変位速度が減小する。この変位速度の減小は、　t＝0．

370msecにハンマから杭頭に透過された引張波がt＝0．370＋2L／c＝0．758msecに上昇

圧縮波として、tニ0．370msecに杭頭に到達することによって生じている。

　以上のような杭頭の動きと比較すると、ハンマの速度はハンマと杭の分離後ほぼ一一一・定のまま

である。したがって、図8．9（b）に示されるように、時刻tニ1．34msecにハンマと杭の再衝

突が生じている。

　計算によるハンマと杭の分離時刻t＝0．388msecと再衝突時刻t　＝1．34msecは、図

8．9（a）に示すスイッチ回路による測定結果と比較的良い一致を示している。さらに、計算に

よるハンマの再衝突時（t＝1．34msec）における杭の変位量は3．1mmである。一方、実測に

よる最終貫入量Sfは3．5mmである。このことは、杭打ちにおける杭の貫入の大部分は、再

衝突が生ずる前の1回のハンマの打撃によって生じることを示している。
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　杭打ち試験の予測

　既にh＝45cmの打撃試験において周面摩擦パラメータτmaxニ4．4kgf／cm2とk＝

350kgf／cm3が求まっているため、これらの値を用いてハンマの落下高さhが異なる他の打

撃試験結果の予測を行った。τmaxとたが求まっているため、式（8．12）によってτXaxを、

さらに式（8．5）によってλ＊の値を直接に評価することができる。したがって、予測計算にお

いては、図8．6に示す繰り返し計算を行っていない。

　図8．11と図8．12は、それぞれh＝30cm　とh＝20cmの場合の予測結果と実測結果を示

したものである。図8．11（a）と図8．12（a）からわかるように、応力波形の予測結果は実測

結果と良く一致している。

　図8．11（b）と図8．12（b）に示した時間一変位関係の計算結果は、図8．9（b）に示した結果

と同様な傾向を示している。例えば、ハンマと杭の分離は、ハンマの落下高さhに関わらず、何

れの場合にもt＝2L／c＝0．388msecに生じている。一方、計算による再衝突時刻は、ハン

マの落下高さhが低くなるほど早くなっている。

　図8．13は、計算によるhと再衝突時刻（t）re－strikingの関係を実測結果と比較したもの

である。予測結果と実測結果の間には、非常に良い一致がみられる。

　図8．9，図8．11，図8．12の計算結果からわかるように、再衝突時の杭頭変位量は、ハン

マの落下高さhにほぼ比較して大きくなっている（図8．14を参照）。図8．14からわかるよ

うに、実測の最終貫入量Sfと計算によって求めた2度打ち時の貫入量はほぼ一致している。

このことは杭の貫入の大部分がハンマの1度の打撃によって生じていることを示している。

　図8．11から図8．14に示した予測結果と実測結果の比較から、ある一つの打撃試験から求

めた周面摩擦パラメータτmaxとたを用いて、ハンマの落下高さが異なる他の打撃試験結果を

よく予測できることがわかった。ただし、本実験においては固結力の大きな珪藻泥岩を地盤試

料として用いていること、打撃の繰り返し回数が少ないこと、各打撃試験の間に十分な放置期

間をとったことなどから、各打撃試験における周面摩擦パラメータに大きな差がなかったもの

と考えられる。このことにより、本実験における予測結果は実測結果とよく一致したものと判

断される。しかし、杭の打ち込みの繰り返しによって周面摩擦は低減するという報告5）～8）

もなされている。このような場合には、各打撃ごとの測定応力波形から周面摩擦パラメータを

評価する必要がある。本研究で提案した周面摩擦評価法を用いれば、打撃の繰り返しによる

τmaxとkの変化を容易に評価することができる。
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図8．11　h　＝＝　30cmの打撃試験の計算結果と実測結果
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図8．12　h＝20cmの打撃試験の計算結果と実測結果
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8．3．3　動的周面摩擦と静的周面摩擦の関係

　図8．15は、打撃試験の前に行った静的載荷試験で得られた杭頭荷重Ptと地表面に位置す

る杭の変位UCLの関係を示したものである。この静的載荷試験では、杭が地盤の厚さλ

＝20cmだけ地盤に貫入した後、除荷と再載荷を行った。図8．15　では、杭頭荷重Ptを完

全に除荷したときの杭変位を0　としてPtとUCLの関係を示してある。再載荷過程においては、

杭変位量碗Lは杭頭荷重Ptにほぼ比例して増加していることがわかる。そして、最大支持力

（Pt）maxに達すると、杭の変位量は急激に増大している。再載荷過程においては、最大支持力（Pt）

は674kgf　であり、このときの杭変位ucLは0．042cmであった。したがって、静的最大周

面摩擦応力（τs）maxは、

　　　（τs）max＝（Pt）max／周面積＝674／157．08＝4．29（kgf／cm2）

である。この静的最大周面摩擦（τs）maxの値は、応力波形の逆解析によって求めた最大周面摩

擦τma、＝4．4kgf／cm2とほぼ一致している。

　図8．16は、打撃試験の応力波形の逆解析によって求めたτma、とた　の値から静的に杭を載

荷した場合の荷重一変位関係を有限要素法（附録Aを参照）によって予測した結果である。

応力波形の逆解析によって求めたτma．＝4．4kgf／cm2，　k＝350kgf／cm3を用いた予測結

果と図8．15に示した実測結果の再載荷曲線を比較すると、両者の最大支持力（Pt）maxは非

常に良く一致していることがわかる。しかし、実測による最大支持力時における杭変位量

ucLが0．042cm　であるのに対し、予測結果では0．015cmであり、予測結果はある杭頭荷重Pt

における杭変位量を過小評価している。最大支持力は、τma、によって決定されるものである

ため、kの値だけを変えた予測結果を図8．16に合わせて示している。図8．16からわかるよう

に、kの値が小さくなるほど、荷重一変位曲線の傾きは大きくなり、最大支持力時の変位量

も大きくなる。

　図8．15と図8．16を比較すると、k＝100kgf／cm3とすると静的載荷試験における荷重

一変位関係を良く予測できることがわかる。静的なkの値をたstatと表わし、　qをqstatと表

わすと［図8．3（a）を参照］、k、tat＝100kgf／cm3に対応するq、t、tの値は、

qstat＝τmax／kstat＝4．4／100＝0．044cm

となる。

　以上のようなkとkstatまたはqとqstatの違いは、定性的には次のように説明することが

できる．Rand。lph　and　W，。th（1981）5）は、軸力を受ける麟杭の周辺地盤の変形は単

純せん断変形に近いことを述べている（図8．17）。したがって、周面摩擦が最大値τmaxに

達した時の杭周面に隣接する土要素のせん断ひずみをγq，地盤のせん断剛性をGとすると、

τ随xとγqの関係は次式で与えられる。
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T’高≠?@＝　G・γq （8．14）

周面摩擦の動員性を図8．3（a）のような弾・塑性型モデルで表現した場合、q　は杭と土との

相対変位量qδと地盤のせん断変形量qγの和となる。すなわち、式（8．1）は次のように表現さ・

れる。

　　τmax
kニ
　　　q

τmax

qδ＋qγ
（8．15）

　上杉・岸田・小西・矢島（1984）6）は、鋼材と砂との間のせん断試験を行い、最大摩擦が

発揮されるまでは、砂と鋼材間の相対すべりはほとんど生じないことを示している。珪藻泥岩

の場合にも同様であるとすれば、qδニ0であり、τmaxが発揮されるまでの杭変位量qは地盤の

せん断変形量qvに等しい。

　図8．18は、杭が鉛直載荷を受けた場合の地盤の変形を模式的に示したものである7）。地

盤が弾性体であるとすると、杭載荷による地盤内の応力変化ならびに変形は、杭から無限に離

れた点においても生ずる。これは、杭を載荷した場合、無限の沈下量が生ずることを意味して

いる。このことは、実際の現象と矛盾するものである。したがって、せん断応力が無視できる

ようになる杭からの距離rstatが存在するものと仮定することが許されるものと考えられる

［Cooke　and　Price（1973）9）］。一方、杭を打撃した場合には、静的載荷における影響

半径rstatとは異なる動的な影響半径rが存在する。杭のある点に打撃応力波が到達してから

その点がqだけ変位するまでの時間をtqとすると、動的な影響半径rは次式で与えられる。

r＝Cs・tq （8．16）

ここで、Csは地盤のせん断波伝播速度である。

　いま、動的最大摩擦τmaxと静的最大摩擦（τs）maxが等しいものと仮定すれば、杭が静的に

qstatだけ変位した場合と動的にqだけ変位した場合の杭周面に隣接する土要素のせん断ひず

みγqは等しい［式（8．14）コ。すなわち、図8．18　に示す角度ψは、静的載荷と動的載荷の

場合で等しくなる。したがって、次式の関係が得られる。

　　　　rstat
q，t。t＝　r’q （8．17）

ここで、k＝τ　max／qおよびkstat＝τmax／qstatの関係があることから、上式は次式のように表

わすことができる。

　　　　　rk・t・・＝・。t。，・k （8．18）
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表8．3　影響半径の計算結果

　h

icm）

可）（0・0）

ikgf／cm2）

u（0，0）

icm／sec）

tq＝q／u（0・0）

@　（msec）

r＝Cs・tq

icm）†

r／rst畠t†† 　kst・t

ikgf／cm3）

qst畠t

icm）

50

S0

R0

1140

X07

V56

275．7

Q19．2

P82．8

0．0456

O．0574

O．0688

10．49

P3．20

P5．82

0，300

O，377

O，452

105

P32

P58

0．0419

O．0333

O．0278

N．B．

†

††

The　value。。f．。。x4．4kgf／・m2，　iC＝350kgf／・m3，　q＝0．0126cm　have　bee・

evaluated　from　pile－driving　tests．

The　shear　wave　velocity　cs＝2300　m／sec　is　used

for　the　diatomaceous　mudstone．
rstat＝2．5λ（1一り）ニ35cm’ iリ　is　assumed　to　be　O．3）
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式（8．18）の関係を用いて、動的に評価したkか’ら静的な値k、tatを求めることができる。

　Randolph　and　Wroth（1978）10）によれば、

rstat＝2．5λ（1－u） （8．19）

と近似できる。ここでλは杭の根入れ長，りは地盤のボアソン比である。

　以下では、式（8．16）、式（8．18）、式（8．19）の関係を用いてたstatの試算を行う。静

的載荷試験においては、λ＝20cm（図8．8）である。珪藻泥岩のボアソン比りを0．3とする

と、式（8．19）よりrstat＝　35cmとなる。次に動的な影響半径rを求める際に必要なtqの評

価においては、次の関係を用いることにする。

t，一 B（q
n，O）

（8．20）

ここで、v（0，0）はハンマの打撃によって杭頭に生ずる変位速度であり、v（0，0）＝

σf（O・O）／ρ・として勅られる・珪藻泥岩の搬速度・，は・超音波速度測定1・よればCp

＝3700m／sec　である。せん断速度csをc、＝cp／痢　の関係を用いて評価すれば、

csニ2300m／secとなる（ただし、リ＝0．3と仮定した）。

　表8．3は、ハンマの落下高さhが、それぞれ50cm　（図8．9　）、40cm（図8．11），

30cm（図8．12）の打撃試験の実測結果からrおよび・／r、t。、を評価した結果である。

rstaヒの値としては、式（8．19）においてλ＝20cm，り＝0．3として求まるrstat＝35cmを用

いた。動的な影響半径rの値は、およそ10cmから16cmであり、γ・／rstatの値は0．3～

0．45である。動的なkの値は350kgf／cm3であるため、　kstat＝105～160kgf／cm3と

なる［式（8．18）］。図8．15に示した静的載荷試験結果を良く説明し得るたstatの値はお

よそ100kgf／cm3であることから（図8．16を参照）、式（8．16）から式（8．20）に示した

ようなk、tatの評価法は、定性的に妥当なものであると考えられる。

　杭を地盤に打設した後の杭の荷重一沈下関係は、杭の許容支持力を決定する上で非常に重要

な要因である。本節で示された方法によって、杭打ち中に評価した周面摩擦パラメータから、杭

打設後の静的な荷重一沈下関係を予測できる可能性が提示された。
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8．4　結　語

　本章では、周面摩擦特性を表すパラメータを、”等価剛塑性周面摩擦”の概念を用いて評価

する方法について述べた。

　また、この周面摩擦パラメータの逆解析法を珪藻泥岩を用いた室内杭打ち試験に適用した。そ

の結果、ある一つの打撃試験において評価したパラメータを用いて、他の打撃試験における応

力波形のみならず、杭の時間一変位関係をも良く予測することができた。さらに、動的に求め

た周面摩擦パラメータから静的な杭の荷重一沈下関係を予測する方法を定性的に提示した。

　第6章から本章に述べた方法は、ハンマの自由落下によって杭を直接打撃する杭打ち方式に

適用されるものであるが、本質的にはパイルキャップを用いた打撃方式やディーゼル・ハンマ

などを用いる他の杭打ち方式にも適用することができるものである。ただし、杭頭での応力の

反射・透過の取扱いが複雑なものとなる。次章では、応力波形の測定を杭の2点で行うことに

よって、杭頭での境界条件を容易に扱える方法について述べる。
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第9章　2点ゲージ法を用いた応力波測定による杭支持力評価

9．1　緒　言

　前章では、杭体のある1点に設置したひずみゲージによって測定した応力波形を一次元波

動理論に基づいて解析することで、ハンマと杭の動的挙動や地盤特性を評価する方法の妥当

性が検証された。ただし、前章では、弾性体であるハンマがクッションやパイルキャップな

どをす介さずに直接に杭を打撃する場合を想定している。しかし、ディーゼルハンマを使用

する際には、杭頭にクッション材、パイルキャプを設置する上、杭頭には単にラムの衝突に

よる打撃力だけではなくシリンダ内のガス圧も作用する。スチームハンマやエアハンマを用

いる場合にも、アンビルを介してラムの打撃が杭頭に作用するD。ディーゼルハンマ、スチ

ームハンマ、エアハンマを用いる場合、ラム、クッションキャップ、アンビル、杭、地盤を

含めてそれらの杭打ち時の動的挙動を一次元波動理論によって解析することは容易なことで

はなくなる。しかしながら、杭頭の境界条件すなわち杭頭応力の時間的変化を何らかの方法

で知ることができれば、第6章で述べた一次元波動理論を用いて容易に杭体内の応力波伝播

の解析を行うことができる。

　森田・宇都・冬木・森原（1973）2）は、1組のひずみゲージの出力を距離に関して差分す

ることにより、弾性棒状体の加速度の測定を試みている。棒の任意の点の応力、速度、変位

の時間的変化を棒の2箇所での応力波形を測定することによって求める方法が、

Lundberg　and　Henchoz（1977）3）と柳原（1977）4）によってそれぞれ同時に提案され

ている。これらの方法を以後“2点ゲージ法”と呼ぷ。柳原・斎藤（1979＞5）は、ポンチの

衝撃的な打抜き力と被加工材へのポンチのくい込み量との関係を2点ゲージ法によって求め

ている。

　本章では、2点ゲージ法を杭打ちに適用する方法について述べる。2点ゲージ法を用いる

ことによって杭頭の境界条件を知ることができるため、打撃方法に関わらず杭と地盤の動的

相互作用を一次元波動理論によって直接的に評価することが可能となる。Lundberg

and　Henchoz（1977）3）と柳原（1977）4）は、2点ゲージ法によって、棒中の応力、速度、

変位を評価する方法のみを示している。2点ゲージ法を用いると、次節で示すように、杭頭

に与えられる仕事量、杭のひずみエネルギーと運動エネルギー、杭の貫入に有効に使われる

仕事量を評価することができる。したがって、これらの間のエネルギー収支から杭支持力を

評価することも可能となる。これに加えて、杭頭応力、変位などに及ぼすハンマの落下高さ、

クッションの性状などの影響を間接的に評価することができる。

　以上のように2点ゲージ法を用いることにより、杭支持力評価を含めた総合的な杭打ち管

理を行うことが可能となる。
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9．2　2点ゲージ法における解析モデル

　図9．1は、2点ゲージ法における解析モデルを示したものである。図9．1に示すように、

杭頭に近い2点に第1ゲージ点Gtと第2ゲージ点G2を設置する。第1ゲージと第2ゲージ

点の杭頭からの距離をそれぞれLgl，　Lg2とする。長さLの杭がλの深さまで根入れされてお

り、打撃の前には杭は静止している。このような杭の頭部に何らかの方法に衝撃力を加え、

杭を地盤に貫入させる。杭が地盤に貫入する際には、周面摩擦τと先端抵抗σbが発揮され

る。

、

Lg1

Lg2 S而in
№盾№?iGl）

Ls

S↑roin

№盾№?oG2）

｛ 1 卜

1 卜

λ　｛ ｝τ

｛ 1 卜
｛

1
｝

L

　　　　　　　　　↓ab

　　　　　　　　　X，

図9．1　2点ゲージ法における解析モデル

9．3　　2点ゲージ法の基礎理論

　2点ゲージ法は、摩擦杭の支持力評価に対しても適用することができる。しかし、ここで

は、先端支持杭（τ＝0，σbキ0）における2点ゲージ法の基礎理論について説明する。

6．2で述べた一次元波動理論によると、先端支持杭においては、杭頭に発生した下降波

（進行波）σfは、その大きさを変えずに伝播速度cで杭先端まで伝播する。同様に杭先端で

の上昇波（後退波）σgは、そめ大きさを変えずに杭頭まで伝播する。杭体の2点で測定した

応力波形から以下に説明するように、下降波σfと上昇波σgを分離して求めることができる。

9．3．1　応力波の分離（下降波と上昇波）

ある時刻tにおける第1ゲージ点の応力σ（Lgl，t）と第2ゲージ点の応力σ（Lg2，t）は、重
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ね合わせの原理により、次のように表わされる［図9．2（a）］。

　　　σ（L、1・t）＝σ∫（L、t・t）＋σ。（L、1・t） （9。1）

　　　σ（Lg　2，t）＝σf（Lg2，t）＋σg（Lg2，t）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．2）

時刻t＝tに第1ゲージ点を通過する下降波・f（L、1・t）は・時刻t－t・（L、2－L、1）／・1・第2

ゲージ点に到達する［図9．2（b）］。したがって、第2ゲージ点を’通過する下降波

σf（Lg2，t）は、次のように表わすことができる。

　　　σf（Lg2・t）＝σf（Lgl・t－TI2）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．3）

ここで、T12は応力波が第1ゲージ点から第2ゲージ点まで伝播するのに必要な時間間隔であ

り、次式で与えられる。

x＝　Lgi x＝Lg2

． ・　　　　　　　　　　　　一　　．　　　一　　　■　　　　　　　　　　　　　　　　　　・

（ア

研｛Lgl，n

蛛iLgl，†）

　　　　　1ﾐ0｛Lg2，η

､（Lg2，つ

（Q）

ib）

iC）

σ　原Lgl，†）ノ
　　Lg2－Lg　l†＝†＋　　　C

D　一　　●　　一　　．　＿　　・

@　　↑＝†

　　　　　　X

@　　　　　X

@　回
E←・・↑・Lg2き㎏1）

@　　　　　X

σ　　　　　　　　　　　C

ｩ91，↑・Lg2…Lgl）

↑．t．㎏一㎏1

E　　一　　■　　　一　　　■　　＿　　・

@↑＝†

　　　國

ﾐ0（Lg2，†）

X

図9．2　杭中の進行波σfと後退波σgの伝播
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　　　T12＝（Lg2－Lgl）／c　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．4）

第1ゲージ点と第2ゲージ点の後退波σgについても、次の関係が成り立つ［図9．2（c）］。

　　　σ9（Lg2・t）＝σ9（Lgl・t＋T12）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．5）

式（92）に式（9．3）および式（9．5）を代入すると、

　　　σ（Lg2・t）＝σタ（Lg1・t－T12）＋σ9（LCI・t＋T12）　　　　　　　　　　　　　　　（9・6）

式（9．1）より、

　　　σt（L、1・t）＝σ（L、1・t）一σ。（L、1・t）

また、式（9．6）より、

　　　σ，（L、1・t）＝σ（Lg2・t－T12）一σf（L、1・t－2T12）

式（9．7）と式（9．8）より、次式が得られる。

　　　σf（LGI・t）＝σ（LGI・t）一σ（LG2・t－T12）＋σf（LCI・t－2Tl2）

　　　　　　　　　　　　　　　　　f　9　　　　　　　9　9

　　　σ（L，t）＝σ（L，t）一σ（L，t－T）十σ（L，t－2T）

（9．7）

（9．8）

（9．9）

あらためて、第1ゲージ点の下降波σ（Ll，t）と上昇波σ（L1，t）を明記すると、

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．10）

（9．11）

　杭を打撃する以前には、杭は静止している。すなわち、ハンマと杭が衝突した時点をt

；0とすれば、t＝Oの初期条件としては、σ（Lg1，0）＝0，σ（Lg2，0）＝O，

σf（Lgl，O）＝0である。このような初期条件がわかっているため、式（9．10）と式（9．11）を用

いることにより、第1ゲージ点で測定した応力波形σ（Lgl，t）と第2ゲージ点で測定した応力・

波形σ（Lg2，t）から第1ゲージ点の下降波σf（Lgl，t）と上昇波σg（Lg1，t）を分離して求めること

ができる。

　以上のように求めたσf（Lgl，t）とσg（Lgl，t）から杭体の任意点の応力、速度、変位、エネル

ギーおよび杭頭に与えられる仕事量、杭の貫入に使われる仕事量を算定することが可能となる。
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9．3．2　杭体中の応力

　杭体中の任意の点（コc＝コc）のある時刻tでの応力σ（コc，t）は、重ね合わせの原理により、

次式で表わされる。

　　　σ（x，t）＝σf（x・t）＋σ9（コc・t）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．12）

また、σf（コc，t）とσg（x，t）は第1ゲージ点Glにおける下降波および上昇波を用いて、次のよう

に表わすことができる。

　　　σ∫（コc・t）＝σヂ（Lg｜・t一τ1x）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．13）

　　　σg（コc，t）＝σg（Lg1，t＋Tlx）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．14）

ただし、

　　　TiX＝（コc－Lgl）／c　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．15）

したがって、

　　　σ（コc・t）＝σf（Lgl・t－TIX）＋σ9（Lgl・t＋Tlx）　　　　　　　、　　　　　　　（9．16）

　杭頭応力

　杭頭（コc＝O）の応力σ（0，t）は、式（9．16）においてx＝O　とすることにより、次式で与

えられる。

　　　σ（O・t）＝σf（0・t）＋σ。（O・t）

　　　　　　　一・f（　　　　」LglLg　1・t＋C）＋σ、（ら1，亡一三）　　（9．17）

　杭頭応力の時間変化は、ハンマから杭に伝わる打撃エネルギーを算定する上で重要なもので

ある。

　先端支持力

　杭先端（x・L）の応力は、式（9．15）と式（9．16）においてx＝L　として与えられる。杭

先端の応力σ（L，t）は図6．8に示したように、杭先端地盤抵抗σb（t）に等しいものである。
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9．3．3　杭体中の粒子速度と変位

応力と粒子瀬の間には・式（6・25）（・f一ρ・Vf）と式（6・26）（・。＝一ρ・v、）の関係が成

り立つため、杭体中の任意点（x＝x）のある時刻tでの粒子速度uは、第1ゲージ点での

σfとσgを用いて次のように表わすことができる。

　　　・（…り一☆｛・f（・c，t）一σ、（・，t）｝

　　　　　　「吉｛・ノ（L、1，t－T、X）一・、（L、1，t・Tlx）｝　　　（9．18）

変位Uは、粒子速度Uを時間tについて積分することにより、次式で与えられる。

・（x，t）一
�o・f（…t）一・。（・c，t）｝dt

特に、杭頭（コc＝O）の粒子速度および変位は、次のように与えられる。

・（・・t）一《吉｛・∫（・，t）一σ，（・，の｝

　　　　　一詩∫（L、1，t＋与）一、・g（L、1，t一与）｝

（9．19）

（9．20）

　　　・（・・t）－f。t｛・，（・・t）一σ。（・，t）｝dt

　　　　　　一訂｛・f（　　　　LglLgl・士＋c）一・9（L、1，t一与）｝dt（9．21）

噸の粒子鹸・（o・t）は・杭頭応力とともに…ンマから杭に伝えられる打撃エネルギ

ーを算定するのに必要となる。
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9．3．4　エネルギーの算定

杭体のひずみエネルギー－U　と運動エネルギーU

　杭の微小区間dxの持つひずみエネルギーdUSPは・次式で与えられる。

　　　dUSP－±・A・σ2（f・t）d・・　　　　　（9．22）

したが・て、時刻tに杭全体の持つひずみエネルギーUSPは、’
ｮ（9．22）を杭長Lで積分する

ことにより、次式で与えられる。

　　　U・P一凱Lσ・（コc，t）d・・　　　　　（923）

　杭の微小区間dコcの持つ運動エネルギーdUKPと杭全体の持つ運動エネルギ・一　UKpは、以下

のようである。

　　　dUKP－6・A・・…（・c，t）d・c　　　　　（9．24）

　　　UKP一瓢㌦・（…t）d・c　　　　　（925）

　杭の持つ全エネルギーUpは、ひずみエネルギー一　Uspと運動エネルギーUKpの和である。

　　　Up・＝し1sp＋し1KP　．、　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．26）

　式（9．23）におけるσ（コc，t）は、式（9．16）で与えられる。また、式（9．25）の

u（コc，t）は式（9．18）で与えられる。すなわち、第1ゲージ点における下降波σ∫（Lgl，t）と上

昇波σg（Lgl，t）から杭の持つエネルギーを算定することができる。

　打撃エネルギー

　杭頭におけるPower　trasmission　dV。を次のように定義する。

　　　dWo＝A・σ（0，t）・v（0，t）d士　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（9．27）

打撃時（t＝0）からある時刻tまでの間にハンマの衝突により杭に与えられた打撃エネルギ

ーIVは、式（9．27）を時間tに関して積分することにより得られる。

W。　一　Af．t・（・・t）・・（・・t）dt

（9．28）
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σ（O，t）およびv（0，t）は、それぞれ式（9．17）、式（9．20）で与えられる。

　貫入エネルギー

　先端支持杭の杭先端（x＝L）が微小時間dtの間に地盤に貫入するときになす仕事

dWpsは・

dWps＝A・σ（L，t）・v（L，t）dt （929）

で得られる。したがって、時刻tにおける貫入エネルギーレpS（t）は、次式で与えられる。

Wps一
ｬL・士）・・（L，士）dt

（9．30）

　　　．、

9．3．5　エネルギー収支に基づく支持力算定

　2点ゲージ法によれば、杭の最終貫入量Sfとそれまでに杭の貫入によって消費された仕事

量1〆psを、それぞれ式（9．19）と式（9．30）を用いて評価できる。したがって、エネルギー収

支から求まる支持力Rは、次式で与えられる。

　　　（レps）f

R＝
　　Sf＋（C／2）

（9．31）

ここで、（Vps）fは杭が最終貫入量Sfに達するまでに杭の貫入によってなされた仕事量、　Cは

杭頭のリバウンド量である。

　式（9．31）で定義される支持力Rは、杭が最終貫入量Sfに達するまでの平均的な地盤抵

抗力とみなされるものであって、これはHiley式に代表される動的支持力公式における仮定

と同様である。動的支持力公式においては、杭貫入に使われるエネルギーをハンマの落下エネ

ルギーU。（ニIVH・h）またはそれに打撃効率efを考慮した値としている。しかし一方、2点ゲー

ジ法においては、実際に杭貫入に使われたエネルギー一　IVPSから支持力を算定している。動的支

持力公式におけるハンマの打撃効率efは、ハンマの種類、クッションの材質、パイルキャッ

プの有無によって大きく変化する。Lucieer（1984）6）は、単動式ディーゼルハンマの場合

efニ0．5～1．0であると述ぺているが、杭打ちの際にefの値を正確に評価することは非常に

困難である。しかし、2点ゲージ法によれば、ハンマの打撃方法に関わらず、直接に杭の貫入

に使われたエネルギーWPSを求めることができるため、エネルギー収支からの支持力を個々の

杭打ち条件に即して評価することができる。
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9．4　2点ゲージ法の摩擦支持杭への適用

　前節で示したように、先端支持杭の場合、2点ゲージ法によって杭体の応力、粒子速度、変

位に加えて、先端支持力、杭に伝達された打撃エネルギー、杭体のエネルギーを求めることが

できる。特に杭の沈下予測に必要な杭先端での荷重一変位関係を2点ゲージ法によって測定応

力波形から直接に求めることができる。しかし一方、周面摩擦杭の場合には、杭体中を伝播す

る応力波は、根入れ区間において周面摩擦が作用するため、その大きさが変化しながら杭体中

を伝播する。したがって、杭頭に近い2点に設置したひずみゲージ（図9．1）からでは、根入

れ部の杭の動的挙動を直接求めることはできない。しかし、摩擦杭においても地表面より上の

杭部分（0≦x≦Ls）には地盤抵抗が作用していないため、地表面より上の杭部分の挙動を2点

ゲージ法によって直接評価することができる。すなわち、杭頭の応力、変位、ハンマより伝達

されるエネルギーを、先端支持杭と同様に、2点ゲージ法によって求めることができる。この

ことを利用すれば、以下に示す方法によって、杭に作用する周面摩擦力と先端抵抗力を含めた

全支持力特性を近似的に評価することが可能となる。

　周面摩擦が作用する一次元波動理論（　6．4）によれば、地表面（コc＝Ls）における杭の後

退波σg（Ls，士）は、次式で与えられる（図9．3）。

Og（L＿＿t）一£｛－f，kT（lx＿t一コc≡≡≒　 ）dx＋（Jg（L－t－i－）
（9．32）

ここで、Aは杭の断面積、　Uは周長である。杭先端（コc＝L）　での後退波σg（L，t一λ／c）は、

次式で与えられる。

％（　　　　λL・t－T）一

一｛・f（L、・t－　’illtL）一ぱG仁二）輌（仁i）｝（9・33）

L

Ls

1‘

四（L・，t－211XL）

σ弓（Ls，t）

　　　｛

ﾉτ1

@　　4

li砺（L，t一喜）

砺
t一争 t一さ t　　　　Time

図9．3　周面摩擦による応力波の特性曲線
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式（9．32）と式（9、33）より、次式を得る。

A｛・∫（　　　2λLs・t－c）・％（Ls，t）｝一

芸｛浩G学）血・∫ン＠竿血）｝・A・・b（　　λt－－　　C）

≡F（t） （9．34）

　式（9．34）における地表面の杭における進行波σfと後退波σgは、2点ゲージ法によって測

定応力波形から直接求めることができる。したがって、式（9．34）を用いて求まる力F（t）

を近似的に時刻tにおいて杭に作用する全抵抗力F（t）と定義する。

摩擦杭の貫入によって消費されるエネルギーVPSは、厳密には次式で与えられる。

Wps－U　f．’　f、　IS＋λτ（・・，t）・・（・・，t）d・dt

（9．35）

しかしながら、周面摩擦τの分布や周面摩擦が作用する杭の先端抵抗σbを杭頭に近い2点

で測定した応力波形からだけでは求めることができない。しかし、全抵抗力Fを式（9．34）

で近似的に評価できるため、摩擦杭のWPSは次式で与えられるものと仮定する。

1ビPSイF（士）・・（Ls・t）dt
（9．36）

　エネルギー収支から求まる摩擦杭の支持力R”は、先端支持杭の場合と同様に次式で定義さ

れる。

　　　　（Wps）f
、R＝

　　Sf＋（C／2）
（9．37）

ここで、（Vps）fは、式（9．37）を用いて求まるWPsの最終的な値、　Sfは杭頭の最終沈下量、

Cは杭頭のリバウンド量である。
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9．5　　2点ゲージ法を用いたモデル杭打ち試験

9．5．1　試験装置

　図9．4は、2点ゲージ法を用いた杭打ち試験で使用した試験装置およびデータ測定・処理．．

システムを示したものである。これらは、図8．7で説明したものとほぼ同様である。杭には

新たに継目ナシ鋼管を用い、杭頭から20cmおよび40cmの位置に半導体ひずみゲージを貼

り付けて応力測定点（ゲージ点）とした。表9．1に今回新たに使用した杭とハンマの諸元を

示す。

　杭の2点でのひずみゲージからの出力は、一たんトランジェント・コンバータに記憶される。

記憶されたデータはマイクロ・コンピュータに転送され、2点ゲージ法に従って処理される。応

力、変位、エネルギーなどの処理結果は、即座にマイクロ・コンピュータの画面やX－Yプロ

ッタに出力される。

表9．1　杭とハンマの諸元

Pile Hammer

Outer　diameter　　　　　　　（cm） 2，500 3，000
Inner　diameter　　　　　　　　（cm） 2，050 0，000
Sectional　area　　　　　　（cm2） 1，695 7，708
Length　　　　　　　　　　　　　　　　（cm） 100，000 97，000
Mass　density　　　　　　（9／cm3） 7，379 7，812
Weight　　　　　　　　　　　　　　（kgf） 1，251 5，383
Young’s　modulus　（kgf／cm2） 2．0×106 2．1×106

Wave　velOcity　　　　　（m／sec） 5170 5150

di
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図9．4　2点ゲージ法を用いた打撃試験装置
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9．5．2　先端支持杭の打撃試験

　珪藻泥岩地盤を用いた打撃試験

　図9．5に示すように、杭先端に直径30cm，　高さ30cmの珪藻

泥岩を設置した。また、杭表面にペンを押し当て、杭表面に印され

るペンの線跡によって、杭の最大貫入量Smaxを測定した。以上の

ような試験条件で、ハンマの落下高さh　を変えて杭の打撃を行っ

た。

　図9．6は、ハンマの落下高さhが30cmの杭打ちで測定したゲ

ージ1およびゲージ2の応力波形である。

　図9。7は、2点での測定応力波形から2点ゲージ法によってゲ

ージ1での応力σを進行波σfと後退波σgに分離した結果である。

杭頭でのハンマの打撃によって生じた進行波σfは、時刻t＝

Lgl／c＝0．039msecにゲージ1に到達する。この進行波ofは、

さらに杭体内を下降して時刻t＝2L／cに杭先端に到達し、ここで

反射され後退波σgとなって、t＝（2LrLgl）／c＝0．348msecに

Pile

20
cm

40cm
■ Gl

■ G2

OO
cm

Pen

30 Mud6†㎝ocm

L
　　　　」＿⑭」1

図9．5　先端支持杭と地盤

ゲージ1に到達する。図9．7に示した2点ゲージ法によって求めたσfとσgは、このような

杭中の応力波伝播をよく表している。

　図9．8は、ゲージ1で分離した進行波σfと後退波σgから、杭頭（コc＝0）の応力σ，進行波

σf，後退波σgを求めた結果である。時刻t・・Oに進行波が、そしてt＝2L／cニ0．

387msecに後退波σgが立上がっていることがわかる。杭頭の応力σに注目すると、σ＞0

の時間とσ＝O　の時間が繰り返されており、4回のハンマの衝突・分離が生じていることが

わかる。

　図9．9は、杭先端（x＝L）における応力σ，進行波σf，後退波σgを求めたものである。

時刻t＝L／c＝0．193msec　に杭先端に進行波σfが到達すると同時に後退波σgが発生して

いることがわかる。杭先端での応力σは、先端地盤抵抗σbに等しいものである。最大地盤

抵抗応力は、約180kgf／cm2となっている。

　図9．10　は、2点ゲージ法によって求めた杭先端の時間一変位曲線である。この時間一変

位曲線には、杭頭でのハンマと杭の衝突の影響が顕著に現れている。ハンマによる1回の打撃

で杭は最大8．3mm貫入し、その後わずかにリバウンドを生じている。ハンマの2回目、3

回目、4回目の衝突により、その都度、杭は貫入とリバウンドを繰り返すが、その各1打当り

の貫入量、リバウンド量は減小し、4回目の衝突後はほぼ最終貫入量Sfに達していることが

わかる。2点ゲージ法によって評価される最終貫入量Sfは11．9mmであり、実測の最終貫入量

12mmと極めてよく一致している。．．

・図9．11は、杭打撃時にハンマから杭に伝達されるエネルギー1〆。，杭貫入によって消費され
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るエネルギーVps，杭体の持つエネルギーtlp（ニUsp＋｛∫KP）の時間的変化を2点ゲーn・一ジ法に

よって求めたものである。ハンマの打撃エネルギーは1度のハンマの打撃によって全部が杭に

伝達されるのではなしに、4回のハンマと杭の衝突によって段階的に伝達されていることがわ

かる・W・は最終的に170kgf・cmとなり・ハンマの落下エネルギーU。＝WH・h＝193

kgf・cmの88％　が杭に伝達されている。杭のエネルギーUpはハンマと杭の衝突直後に一た

ん大きくなるが、その後減小して最終的にはW。の約1％となっている。すなわち、杭に伝達さ

れたエネルギーW・のほとんどが杭の貫入1・使われている（Wps－0．99W。）．最終的なW，sと

Sfから式（9．31）を用いて支持力Rを算定すると、　R＝140kgf／cm2となる。

図9・12は・2点ゲージ法によ・て求めた杭先端変位と先端抵抗力F（一・b・A）の関係を示

したものである。同図には、静的載荷試験によって求めた結果も示している。動的な先端抵抗

は0．55mmの杭貫入によって一たんピーク値を示した後減小し、その後杭貫入とともにゆる

やかに増加している。静的載荷試験結果によれば、杭変位が1．5mm　までは、先端抵抗力は杭

変位に比例して増加している。動的な先端抵抗特性と静的な特性を比較すると、杭貫入の初期

には両者の間に大きな差がみられるが、その後は両者の傾向は一致していると思われる。

　図9．13は、ハンマの落下高さhが20cmおよび10cmの打撃試験において得られた先端

抵抗力Fと杭先端変位の関係である。ハンマの落下高さに関わらず、ほぼ同様な動的先端地

盤抵抗特性となっている。　　　　　　　　　　　　　　　　　　　’

　図9．14は、ハンマの落下高さが異なる3つの打撃試験において2点ゲージ法によって評

価した最大貫入量と実測結果を示したものである。実測によれば、杭の最大貫入量はハンマの

落下高さ九にほぼ比例して大きくなっている。2点ゲージ法による予測結果は、実測結果と

よく一致している。

　図9．15は、2点ゲージ法で求めたJilpsと最終貫入量Sfから式（9．31）を用いて算定した

支持力RとHiley　式で求めた支持力Rhを比較したものである。ただし、2点ゲージ法に

おいては、測定装置の記憶容量の関係上、最終貫入状態までの測定が不可能となる場合がある

ため、Sf＝Smaxであるとした。また、　Hiley式としては、杭と地盤の弾性変形量無視し、

さらにハンマの効率efを1と仮定して次式を用いた。

　　　b1H・h

Rh＝
　　　Sf

（9．38）

Hiley　式では、2点ゲージ法で求まる支持力Rと比較して、　h＝30cmの場合16％，　h

＝20cmの場合309e，　h＝10cm　の場合10％大きな支持力を与えている。図9．11で説明した

ようにh＝30cmの杭打ちの場合、ハンマの落下エネルギーU。＝IVH・hの87％　だけが実際の

杭の貫入に使われている。Hiley式では、ハンマの落下エネルギーの全てが杭貫入に使われ

ているとしているために、2点ゲージ法に基づく支持力より大きな支持力を与えるものと考え
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られる。2点ゲージ法を用いることにより各々の杭打ちにおけるWpsを測定することができる

ため、エネルギー収支に基づく支持力を従来の動的支持力公式よりも現実に即して評価するこ

とができる。

　コンクリート地盤を用いた試験結果

　先端支持杭の打ち止め時の杭打ちを想定し、杭先端地盤にコンクリート・ブロック（一軸圧

縮強度＝300kgf／cm2）を用いた打撃試験を行った。

　図9．16は、ハンマの落下高さ九が10cmの打撃試験で測定したゲージ1とゲージ2の応

力波形である。図9．6に示した珪藻泥岩地盤の場合に得られる応力波形とは異なり、ハンマ

の衝突による打撃応力［σf（0・0）＝370kgf／cm2］よりも大きな応力が発生している。

　図9．17は、杭頭の応力σ，　進行波σf，後退波σgを求めた結果である。杭頭応力σの時間

的変化より、時刻t　・＝　1．25msecにハンマと杭は分離し、　t＝1．44msecに2度目の打撃が生じ、

その後t＝2、3msecに再びハンマが分離していることがわかる。

　図9．18は、杭先端の応力σ，進行波σf，後退波σgを求めた結果である。時刻t＝L／c

＝0．193msecに進行波（打撃応力）が杭先端に到達すると同時に後退波σgが発生してい

る。後退波σgの大きさは進行波σfの大きさとほぽ等しくなっており、コンクリート地盤はい

わゆる固定端に近いものであることがわかる。杭先端の最大応力は700kgf／cm2であり、打

撃応力（370kgf／cm2）の1．9倍に達している。

　図9．19は、杭先端の時間一変位曲線を2点ゲージ法によって求めたものである。杭先端

は、コンクリート地盤にほとんど貫入せず、t＝1．3msec以降には地盤表面からはね上がって

いる。実際、杭表面に押し当てたペン（図9．5）の線跡も杭のはね上がりを示した。

　図920は、2点ゲージ法で求めた先端抵抗力F（ニσb）と杭先端変位の関係を示したもの

である。コンクリート地盤の場合、0．02mmというわずかな杭変位によって1100kgfの抵抗

力が発揮されており、また杭のわずかなリバウンドによって先端抵抗力が急激に減小している。

　以上に説明したように、珪藻泥岩およびコンクリートを地盤試料に用いた先端支持杭の打撃

試験によって、先端支持杭の杭打ち時の挙動を2点ゲージ法によって非常によく評価できた。

特にコンクリート地盤を用いた打撃試験結果から、打ち止め時の杭打ち管理に対しても2点ゲ

ージ法が有効な手段であることが検証された。
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9．5．3　摩擦支持杭の打撃試験

　試験装置と試験方法

　図9．21に示す杭と地盤の条件でモデル杭打ち試験を行った。地盤には、珪藻泥岩を直径

30cm、高さ29cmの円柱に成形したものを用いた。ただし、第8章で行った打撃試験（図

8．8）と異なる点は、図9．22に示すように地盤試料を塩ビ管に挿入し、地盤と塩ビ管の隙

間にコンクリート・モルタルを流し込んで硬化させ、地盤に杭が貫入した際に杭側面に作用

する水平方向応力の増加を期待していることである。試験方法としては、地盤に直径21mm

のボーリング孔を先掘りし、このボーリング孔に沿って杭を準静的に杭先端が地盤底部に達

するまで押込み、その後ハンマの落下高さhを変化させて杭の打撃を行った。これらの打撃

試験においては、先端抵抗σbは作用していない。

　試験結果

　図923は、ハンマの落下高さhが30cmの杭打ち試験で測定したゲージ1およびゲージ

2の応力波形である。この試験における地表面の位置Lsは、杭頭から68cmである。

　図9．24は、この2つの応力波形から2点ゲージ法を用いてゲージ1の応力σを進行波

σfと後退波σgに分離した結果である。後退波σgに注目すると、t＝O．23msecから増加し始

め、t＝0．35msecで急激に減小している。図9．25に示す特性曲線からわかるように、地

表面（コc＝Ls）での周面摩擦によって生じた後退波σgは、　tl＝（2Ls－Lgl）／c＝0225msec

にゲージ1に到達する。ここで、cは杭の波速度である。また、杭先端で反射された後退波

（引張り波）σgは、t2＝（2、L－Lgl）／c＝O．348msecにゲージ1に到達する。次に、図

40
cm

「四㎝l」
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図9．21　摩擦支持杭と地盤
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図9．22　塩ビ管とモルタルによる地盤の補強
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9．24に示す進行波σfに注目すると、t＝0．23msecまではσfは測定応力σと同一であり、

t＝o．3msecになると増加し始め、　tニO．42msecでは急激に減小している。図9．25に示

す特性曲線からわかるように、地表面で発生した周面摩擦による後退波（圧縮波）σgは、

t＝2Ls／cに杭頭に到達し、そこで反射され進行波（圧縮波）σfとなって、　t2　＝

（2Ls＋Lgl）／c＝0．302msecにゲージ1に到達する。また、杭とハンマの衝突によって生

じたハンマの打撃応力は引張り波となって、t4＝2LH／cH＋Lgl／c＝0．415msecにゲージ

1に到達する。ここで、LHはハンマの長さ、　CHはハンマの波速度である。図9．24に示した

結果からわかるように、2点ゲージ応力波解析法は、杭およびハンマ内の応力波伝播を考慮

した杭中の応力波伝播を非常によく捉えている。

　図9．26は、ゲージ1で分離した進行波σfと後退波σgから杭頭（x＝0）の応力σ，進行波

σヂ，後退波σgを求めたものである。杭頭応力σがゼロとなっている時間では、ハンマと杭が

分離していると判断することができる。

　図9・27は・杭頭でのσfとσ9から杭頭の時間一変位曲線を求めた結果である。時刻t＝0・

2msecに最大貫入量（Smax＝2mm）となり、その後リバウンドを生じて最終貫入量

（Sf＝1．7mm）に達している。実測の最終貫入量は2．2mmであり、2点ゲージ法による予測

結果とほぼ一致している。

　図9，28は、地表面に位置する杭点の加速度αの時間的変化を2点ゲージ法によって求め

たものである。打撃応力の到達によって最大64．7km／sec2（6600g）の加速度が発生して

いる。

　図9．29は、ハンマから杭に伝達されるエネルギーVと杭貫入に消費されるエネルギー
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　O
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の落下エネルギーU。＝WH・h　＝184kgf・cmの85％が杭に伝達されたことを示している。

Wpsは最終的に144kgf・cmであり・W。の92％が実際の杭貫入に使われたことを示している。

エネルギー収支から求まる支持力Rは・式（9・37）を用・・て・R－655k・fと算定される．．、

図9・30は・2点ゲージ法で勅燗醜擦加と地表面での杭変位UCLの関係を示した

ものである。uGL　＝O．4mmで周面摩擦力Fはピーク値（1200kgf）に達し、その後杭変位の

増加とともに軟化挙動を示し・・CL＝1．2mm以上では、周面摩擦加は700kgfで一定とな

っている。そして、最終的には杭のリバウンドによって、周面摩擦力Fはゼロとなっている。

図中には、静的載荷試験で求めた荷重一変位関係も合せて示している。静的支持力は

280kgf程度であり、動的な支持力の約1／4～1／2程度となっている。

図9・31は・ハンマの落下高さhが1・・2・・3・・4・cmの打SX験で求められたF－。GL

F－・GL関係を示したものである・全ての打蹴験において、軟化挙動がみられている。

hニ10cmの場合のピーク値は・h－20・　30，　40cmの場合より約20％程度，］、さくな。てい

る。軟化後の残留抵抗力は、ハンマの落下高さが高いほど大きくなっており、周面摩擦力

Fは杭貫入速度依存性を示すことがわかる。

　図9．32は、ハンマの落下高さが異なる4つの打撃試験において2点ゲージ法で求めた最

大貫入量Smaxと実測結果を示したものである。図より、2点ゲージ法による予測結果は、

実測結果とほぼ一致していることがわかる。　　　　　　　　　‘

図9・33は・2点ゲー法禄まるエネ・レギーWpsと最績入量S，から式（9．37）を用い

て求めた支持力RとHiley式で求めた支持力Rhを比較したものである。ここでも先端支

持杭の場合と同様な理由により・2点ゲージ法による最額入量S，e撮類入量Smaxと等

しいとしている・またHi1・y式についても先端支持杭の場合と同椥・式（9．38）を用いた。

Hiley　式では、2点ゲージ法で求まる支持力と比較して、　hニ40cmの場合約40％、

h＝10，20，30cmの場合約15％大きな支持力を与えている。図9．29で説明したように、

h＝30cmの場合、ハンマの落下エネルギー一（ノ。の約80％が実際の杭貫入によって消費され

ている。　Hiley式では、ハンマの落下エネルギーの全てが杭貫入に使われるとしているた

めに、2点ゲージ法に基づく支持力より大きな支持力を与えているものと考えられる。
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　クッション材を用いた打撃試験

　2点ゲージ法の有効性をさらに検証するため、杭頭にクッション材を置いた打撃試験を行

った。クッション材としては、厚さ5cmの木材を用いた。

　図9．34は・ハンマの落下高さh＝40cmの打撃試験で測定したゲージ1およびゲージ2

の応力波形である。この試験において、地表面の位ee　Lsは杭頭から67．3cmである。ハン

マが直接に杭頭を打撃する場合（図9．6と図9．23）と比較して、応力の立ち上がりも緩や

かであり、応力のピーク値も470kgf／cm2と、　h＝40cmと高いにも関わらずh　＝30cm

の直接打撃の場合に比べて小さくなっている。

図9・35は・2点ゲージ法によ・て求めた杭頭の応力・・進行波・f・後退波・，である．

杭頭応力は時刻t＝6．3msecまで圧縮であり、打撃の継続時間がクッションの無い場合に比

べて非常に長くなっている。

　図9・36は、杭頭の時間一変位曲線を2点ゲージ法によって求めた結果である。時刻t

＝8・Omsec　に杭変位は最大貫入量Sma，＝4・7mmに達している。実測の最終貫入量8fは

4．Ommであった。最大貫入量に達する時刻は、直接打撃の場合（図9．27）と比べてかな

り遅くなっており、また最大貫入量はh＝40cmの直接打撃の場合（Smax＝2．8mm，図9．

32）に比べて約6割大きくなっている。

　図9．37は、地表面に位置する杭点の加速度の時間的変化を示している。ハンマによる打

撃の直後に最大2．1km／sec2（214g）の加速度が発生している。ハンマの落下高さhが

30cmの直接打撃における最大加速度αma．＝64．7km／sec2（図9，28）と比較すると、ク

ッション材の存在によって杭に生ずる加速度が非常に小さくなっていることがわかる。

　図9．38は、ハンマから杭に伝達されたエネルギー－W。と杭貫入に消費されたエネルギー

Wpsを2点ゲージ法によって求めた結果である。　W。は最終的に117kgf・cmであり、ハンマ

の落下エネルギーU。（＝JVH・h＝215kgf・cm）の約54％が杭に伝達されている。　JVpsは最

終的にV。とほぼ等しくなっており、エネルギー収支から求まる支持力Rは245kgfである。

この値は、静的載荷試験によって得られた支持力（180kgf）より36％大きいものである。

図9：39は・2点ゲージ法によ・て求めた全周面麟加と地表面での杭麹・GLの関係

を示したものである。杭変位0．35mmによって全抵抗力Fはピーク値800kgfに達している

が、このピーク値は落下高さh＝10emで杭を直接打撃した場合（1000kgf、図9．31）に比べ

ても、2割程度小さな値になっている。その後は、図9．30と図9．31に示したと同様に軟

化挙動を示している。しかし、杭を直接ハンマで打撃した場合（図9．30と図9．31）と異な

る点は、杭変位が1．5mmを越えると急激に抵抗力Fが減小し、ほとんど抵抗力が作用してい

ないことである。宇都・冬木・小山（1979）6）は、周面摩擦は動的な杭打ちの際には低減さ

れると指摘しているが、図9．39に示した結果は、UGLが1．5mmを越えると宇都らの指摘と

同様な結果となっている。動的に低減された周面摩擦の影響は、図9．36に示した時間一変
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位曲線にも顕著に現れている。すなわち、杭変位が1．6mmに達した時刻士＝4．Omsec以降に

杭の貫入速度が急激に大きくなっていることである。また、図g．38で説明したように杭の

貫入によって消費されたエネルギーWpsは117kgf・cmであり・ハンマの落下高さが同じ

40cmの直接打撃の場合（Wps　＝323kgf・cm）の36％しかないにも関わらず、最大貫入1

Smaxは4．7mmと直接打撃の場合（2．8mm，図9．32）より60％も大きくなっている。

　図9．34から図9．39に示したように、クッションを介した打撃の場合の杭の動的挙動や

周面摩擦抵抗力Fの特性は、直接打撃の場合と大きく異なっている。しかし、クッションを

介した杭打ちにおいても、2点ゲージ法によって杭打ち中の杭と地盤の動的挙動を評価する

ことが可能である。
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9．6　結論と考察

本章では・杭体の2点で測定した応力波形力’ら杭体の応力・を進行波・fと後退波・，1・分

離することにより、杭各点の応力、速度、変位に加えてひずみエネルギー、運動エネルギー、

ハンマから杭に伝達されるエネルギーを評価する方法を述べた。また、この2点ゲージ応力

波解析法による杭先端地盤抵抗特性評価法、杭貫入に消費されるエネルギーの評価法、エネ

ルギー収支に基づく動的支持力算定法について述べた。さらに、2点ゲージ応力波解析法を

摩擦杭に適用し、杭打ち中の摩擦杭の動的挙動や周面摩擦力の動員特性の評価法および動的

支持力の算定法について述べた。

　室内モデル杭打ち試験として、珪藻泥岩とコンクリートを先端地盤に用いた先端支持杭の

打撃試験、および珪藻泥岩を地盤試料に用いた摩擦杭の打撃試験を行なった。先端支持杭の

打撃試験では、珪藻泥岩を用いた場合および打止め時を想定したコンクリート地盤の場合に

も2点ゲージ法によって杭と地盤の動的挙動を評価できることが検証された。珪藻泥岩を先

端地盤に用いた打撃試験では、ハンマの落下高さに関わらず、ほぼ同様な先端地盤特性であ

った。

　珪藻泥岩を用いた摩擦杭の打撃試験では、ハンマを直接に杭頭に落下させる試験と杭頭に

クッション（木材）を設置した試験を行なった。いずれの試験においても、2点ゲージ法に

よって杭打ち中の杭および周面摩擦力の動的挙動を評価できることが示された。クッション

を介した杭打ちを一次元波動連論に基づいて解析することは、非常に難しい。たとえば、打

撃の繰り返しによるクッション材の材質の変化（硬化や劣化）を波動解析に組み込むことは、

実際上不可能である。2点ゲージ法によれば、ハンマの種類、クッションの材質、パイルキ

ャップの有無に関わらず杭と地盤の動的挙動を評価できるため、単に杭の支持力評価法とし

てだけでなく、杭材の許容応力やハンマー打当りの貫入量の調整のためのハンマ落下高さや

クッションの選定といった杭打ち施工管理に対しても非常に有効な手段となる。2点ゲージ

法は、杭打ち中の杭の挙動だけではなく、既に打設された杭の支持力確認の手段としても使

用できる。また、2点ゲージ法では杭各断面での進行波と後退波を評価することができるた

め、コンクリート杭の引張による横亀裂の存在や場所打ち杭の断面変化の調査などの杭の健

全性（lntegrity）の評価に対しても有効な手段になるものと思われる。

　摩擦杭の打撃試験においては、同一地盤であっても、ハンマの落下高さの変化やクッショ

ンの有無によって周面摩擦力の動員特性は大きく変化している（図9．30，図9，31，図

9．39）。また、動的な周面摩擦抵抗特性と静的載荷試験で得られる地盤抵抗特性は、大き

く異なっている。これらの理由については、行った試験からは明らかにできていない。また、

動的試験から得られる支持力特性から静的支持力特性を評価する方法は、現在のところ確立

されていない。以下では、動的支持力特性と静的支持力特性の関係を明らかにする上で、考

慮すべき点について考察を行う。
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　静的載荷試験と打撃試験の挙動において最も異なる点は、杭体に発生する応力および杭の

貫入速度である。静的載荷試験において発生する杭の応力は（最大支持力／杭の断面積）以

上とはならない。図9．30に示したように・静的最大支持力は280kgfであるため、杭体

の最大応力は165kgf／cm2である。　しかし一方、杭打ちにおいてハンマの打撃によって

杭体に発生する打撃応力は、h＝30cmの場合で820kgf／cm2である（図9．23）。この

値は、静的載荷の場合の5倍に達している。杭が圧縮応力を受けると、図9．40に示すよう

に杭の直径は大きくなる。このことのより、杭側面に作用する水平応力σnは、大きくなる

ものと考えられる。このことを空洞拡張理論（付録B）を用いて評価すると、静的な場合の

空洞拡張における影響半径rstat、すなわち半径方向変位Urが0であると仮定できる地盤の

影響半径が杭半径の4倍程度になると、杭径の増加による水平応力σ，’の増加は無視できる。

実際、静的な影響半径rstatは無限大と考えることができる。

　次に、図9・23に示した杭打ちの場合、打撃応力は0．05msec　の間に立ち上がっている。

この時間内に地盤中を応力波が伝播する距離は、珪藻泥岩の縦波速度が3700m／secなの

で、杭外半径（1．25cm）から14．8cmとなる。したがって、動的な影響半径rdは16cmであ

る。rdニ16cmにおいてu，＝0として、空洞拡張理論によって水平応力増加△σ．’を求めると、

△σn’＝O．21kgf／cm2となる。静的な周面摩擦応力τ、は1．23kgf／cm2である。ここで、

τs＝σn’・tan¢j’ （9．39）

の関係から、φj’＝30°としてσn’を予測すると、σn’ニ2．13kgf／cm2となる。杭半径の

増加による水平応力の増加△σn’は0．21kgf／cm2であり、σ．’の増加によって動的な周面摩

擦が静的周面摩擦の3～4倍になることを説明できない。

　図9、41は，2点ゲージ法によって求めた各打撃試験における最大周面摩擦力Fmaxと

Fmaxが発揮される時の地表面（X＝Ls）での杭速度VGLの関係を示したものである。杭速度

vGLが1．1m／secまでは、　FmaxはvCLの増加とともに直線的に増加している。しかし，

VGLが1．1m／sec以上になると，　Fmaxは杭速度にあまり影響されなくなっている。図より

外挿によってVCL＝0の場合の静的支持力を見積ると460kgfとなるが、この場合でも実測結

果（280kgf）より64％大きい値である。

　Middendorp　and　Bredebore（1984）7）は、砂地盤における周面摩擦は杭の加速度に

よって影響されると述ぺている。図8．17に示したように、杭が地盤に貫入する際には、杭周

辺地盤も同時に変形する。したがって、杭に作用する地盤抵抗力には地盤の慣性力も含まれる

ものと考えられる。図9．42は、2点ゲー・一一ジ法によって求めた杭体の最大加速度αma、と最

大周面摩擦力Fmaxの関係を示したものである。杭の最大加速度αmaxが大きくなると最大周面

摩擦力Fmaxも大きくなる傾向がみられる。

．図9．41と図9．42に杭の貫入速度および加速度が動的最大周面摩擦力Fmaxを増加させ
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ることを示したが、速度、加速度および動的周面摩擦力の関係を明確にするまでには至ってい

ない。図9．39に示したように、動的な周面摩擦力が静的なものよりも低減することもある。

動的な周面摩擦特性は、単に杭の貫入速度や加速度だけではなく、地盤の変形や過剰間隙水圧

によっても影響されるものである。本研究においては、これらの影響について調べるまでに至

っていない。しかし、2点ゲージ応力波解析法を用いることによって杭の応力、速度、変位、エ

ネルギー、加速度および地盤抵抗力を容易に評価することができるため、今後動的支持力特性

と静的支持力特性の関連性をより詳細に調ぺることができると期待される。

、
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第10章　現場杭打ち試験の応力波解析（2点ゲージ法の適用）

10．1　緒　言
　本章では、現場杭打ち試験を2点ゲ・一一ジ法によって解析を行うことにより、2点ゲージ応

力波解析法の実大杭に対する適用性を検証する。解析対象とする現場杭打ち試験は、昭和

61年9月～10月の期間に関西新空港連絡橋鋼管杭載荷試験1）の一環として行われたもの

である。

10．2　現場載荷試験の概要1）2）

　試験位置の地盤と試験内容

　鋼管杭載荷試験は、大阪湾内泉州沖で行われた。試験位置の土質柱状図を図10．1に示す。

試験位置の地盤は本州側から大阪湾中心部に向かって傾斜しており、しかも各層が薄く砂層

と粘土層の互層がかなりの深度まで続いている。試験位置の地盤は軟弱であり、支持杭の対

象となる砂礫の支持層（S4層）は2～3mと薄い。このような特徴を有する地盤において　“

大口径長尺打ち込み鋼管が施工された事例はかってなく、支持力機構を確認するため実大の

杭を用いた載荷試験が行われた。試験では、打ち込み試験、鉛直載荷試験、水平載荷試験が

行われた。

　本研究では、S4層まで打ち込んだ摩擦杭の打撃応力測定結果を用いた応力波解析を行い、

その結果を鉛直載荷試験結果と比較・検討する。

　試験杭

　用いた試験杭の諸元を表10．1に示す。試験杭は大口径長尺鋼管杭であり、管内面には打撃

応力測定のために杭軸に沿う20箇所にひずみゲージを取付けている。ひずみゲージは、プ

ロテクターによって保護されている。試験杭は、ディーゼルハンマー（三菱社製MB－72，

ラム重量7．2tf）によって、海底面から深さ37．lmまで打ち込まれた（図10．1を参照）。

　　　　　　　　　　　　　　表10．1　試験杭の諸元

Length

Outer　diameter

Inner　diameter

Sectional　area＊

Mass　density

Young’s　modulus

　　（m）

　　（cm）

　　（cm）

　（cm2）

（9／cm3）

58．0

150．0

145．6

1171．2

7．611
E　　（kgf／cm2）　2．1×106

　　　（m／sec）　　5200

＊　including　protector
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10．3　打ち込み試験結果

　杭打ち記録　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　‘

　図10・2は・打ち込み試験における一打当りの貫入量Sと50cm毎の杭貫入に要する打撃

回数Nbの変化を示したものである。根入れ深さ10．3mまでは、杭は自重（52tf）で沈下’

している。杭先端がS4層に達するまでは、一打あたりの貴入量Sは20～40mmと比較的

大きいが、杭先端がS4層に達すると貫入量Sは急激に減小し、打ち止め時（根入れ深さ

37．1m）には、　S＝2．Ommであった。なお、打ち止め時のハンマの落下高さhは240cm，

杭一打当りのリバウンド量Cは7mmであった。

　打撃応力波形

　試験杭の計20箇所で打撃応力を測定した。各測定には、ひずみゲージを軸対称に8枚あ

るいは4枚つつ貼り付け、打撃応力を測定した。

　図10・3（a）～（1）に根入れ深さが37・1mに達した打ち止め時の測定打撃応力波形を示す。

ただし、測定応力波形は8枚あるいは4枚のゲージで測定した応力を平均したものである。

　図10．4に、杭体に発生した最大軸応力の分布を示す。図10．4からわかるように、ハン

マの打撃によって杭頭付近には最大1230kgf／cm2の軸応力が発生している。しかし、杭

の根入れ部（杭頭からの距離x＞21．Om）では、根入れ深さが大きくなるほど、最大軸応力

は減小している。杭先端付近（x＝57m）における最大応力は、540kgf／cm2となっている。

　　　　　　　　　　　　Moximum　s↑ress（kgf／cm2）
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10．4　鉛直載荷試験結果

　鉛直載荷試験結果は、打ち込み試験後35日間の放置期間を経てから行われた。試験は、

土質工学会「クイの鉛直載荷基準・同解説」3）に示すA方法（多段階サイクル法）に準じて

実施された。

　図10．5は、杭頭荷重Ptと杭頭沈下量Stの関係を示したものである。杭頭荷重Ptが

1000tfまでは、杭頭沈下量Stは杭頭荷重Ptにほぼ比例して増加している。杭頭荷重Ptが

1000tfを越えるとPtの増加に対する沈下量Stの増加率が若干増大し、　Pt＝1300tfに達

すると沈下量Stは急激に増加し極限支持力状態に至っている。

　図10．6は、杭の軸力分布を示したものである。図10．6より、何れの荷重段階において

も杭頭荷重Ptの大部分は、杭周面摩擦力によって支持されていることがわかる。極限荷重

P邑＝1300tf載荷時においても、杭先端に伝達される荷重は300tf程度に過ぎない。軸力

分布から判断すると、A。層およびTg層の周面摩擦はあまり期待できず、杭支持力の大部

分はS1層からS4層までの周面摩擦によるものである。

　図10．7は、載荷試験結果から各層の杭変位uと摩擦応力度τの関係を示したものである。

各層によってその最大周面摩擦応力τmaxの値には大きな差がみられる。　A．層の周面摩擦が

あまり期待できないことが、図10．7より明らかである。しかし、何れの層においても、杭

変位量uが10㎜に達すると最大摩擦応力τmax発揮されていることがわかる。

　　Lood　on†he　pile↑op，　Pt（†f）

092°04∞60°8001000120014°O

50

図10．5　杭頭（コc＝0）の荷重一変位関係
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10．5　2点ゲージ法による杭打ち挙動の解析

図10．3に示したように打ち止め時の打撃応力波形が得られているため、第9章で述べた

2点ゲージ応力波解析法に基づいて実大杭打ち込み試験の解析を行う。

　解析手順

解析の手順は次の通りである。

　①杭の根入れ部分より上の2点で測定した応力波形を用いて、ゲージ点の応力を進行波

　　　σfと後退波σgに分離する。

　②分離した応力波形から、杭頭（コc＝0）における境界条件、すなわち応力σ，進行波

　　　σf，　後退波σgを求める。
　

・③　2点ゲージ応力波解析によって、杭頭の時間一変位曲線、エネルギーの伝達、杭変位

　　　と．支持力の関係を求める。

　④2点ゲージ法による解析結果と静的載荷試験結果を比較・検討する。

　以上のような手順に従って、実大杭に対する2点ゲージ応力波解析法の適用性を検証する

とともに、応力波解析による杭の静的支持力特性評価の可能性について考察する。

　解析結果

　図10．8は、2点ゲージ応力波解析に用いた測定応力波形である。第1ゲージ点は、杭頭

から5．5m，第2ゲージ点は杭頭から21．Omの距離に位置している。2つのゲージ点は、地

表面（海底面）より上に位置している。

　図10．9は、第1ゲージ点（xニ5．5m）の応力σを進行波σfと後退波σgに分離した結果

である。

　図10．10は、図10．9で分離した応力波から杭頭（コc＝O）での進行波σfと後退波σgを求

めた結果である。

　図10．11は、杭頭の時間一変位関係を2点ゲージ法で求めたものである。杭頭は一たん最

大貫入量変位量Sma．＝12mmに達した後リバウンドを生じ、最終貫入状態に至っている。2

点ゲージ法によって求めた最終貫入量Sfは2mmであり、この値は打込み試験における実測

値と一致している。

　図10．12は、杭頭に伝達されるエネルギーV。の時間的琴化を2点ゲージ法で求めた結果

である。杭頭には最終的に800tf・cmのエネルギーが伝達されたことがわかる。この

V。の値は、ハンマの位置エネルギーUo（IVH・h＝7．2×239＝1721tf・cm）の46％である。

ここで、ディーゼルハンマの打撃効率efをef＝Wo／2WH・hと定義すれば、　ef＝0．23とな

る。このエネルギーから杭支持力Rを次式によって算定すると次のようになる4）。
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、R＝
ef・E

R＝

Sf＋C／2’

　ef・E 的

E＝2WH・h

　8000．2．0．5＝1143（tf）

（10．1）

Sf＋C／2　　8f＋C／2
（10．2）

ここで、Sf＝0．2cm，リバウンド量Cニ1．Ocmは、2点ゲージ法による値である

（図10．’1　1）。一方、ハンマの打撃効率efを．0．5と仮定し、実測の最終貫入量

（Sf＝0．2cm）とリバウンド量くC＝0．7cm）を用いて、式（10．1）で支持力を算定すると、

　　　　1721
R＝ O．2．0．35ニ3128（tf） （10．3）

となり、静的載荷試験結果（1300tf）に比べて非常に大きな値となる。

　図10．13は、杭変位uと貫入抵抗Fの関係を求めた結果である。ただし、杭変位uは地

表面（海底面）に位置する杭点の変位である。貫入抵抗は、1、1mm杭変位によって一たん最

大値Fma、ニ1270tfに達した後軟化傾向を示して980tfの貫入抵抗となっている。その

後杭のリバウンドによって、急激に貫入抵抗は減小している。ここで求まった最大貫入抵抗

Fmax＝1270tfは、静的貫入試験における極限荷重1300tfとよく一致する値となってい

る。
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図10．13　杭変位uと貫入抵抗力Fの関係
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10．6　結　語

　本章では、関西新空港連絡橋工事の一Nとして行われた実大杭の杭打ち試験の解析を行っ

た。その結果、2点ゲージ法によって実大杭の杭打ち時の動的挙動、すなわち一打撃当りの

杭の最大変位量，リバウンド量，最終貫入量を含む杭の時間一変位関係、ハンマの打撃効率、

杭の動的支持力特性を評価することができた。

　以上の結果から、実大杭に対しても2点ゲージ法は、杭打ちの杭の動的挙動および動的地

盤特性を評価するのに有効な手段であることが検証された。ただし、2点ゲージ法では、周

面摩擦の分布を直接に評価することはできない。これについては、今後の課題としたい。

参考文献

1）　関西国際空港株式会社・鋼管杭協会（1987）：空港連絡橋鋼管杭載荷試験報告書　皿載

　荷試験編，236pp．

2）堀越研一（1987）：多層地盤中の杭の周面摩擦抵抗に関する研究、京都大学学位論文

3）クイの鉛直載荷試験基準・同解説，土質工学会，252pp．，1974．

4）柴田徹・関口秀雄・松本樹典・北勝利・本山菊：「長尺鋼管杭の打撃ひずみ波形解析」、

　第23回土質工学研究発表会
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第11章 結　論

　本論文では、杭の打ち込みから載荷までの手順を老慮した杭支持力特性の評価をすること

を目的として、杭の静的支持力評価および動的支持力評価について考察を行った。

　各章で得られた結論は、以下の通りである。

　第1章では、本研究を始める動機となった能登島大橋架橋工事に伴う杭打ち試験工事、載

荷試験工事および杭打ち本工事における杭施工実績について述べた。これら全ての工事は珪

藻泥岩地盤において行われた。杭打ち試験工事においては、予定の根入れ長さまで杭を打ち

込むことができなかった。杭を打ち込んだ際の管内土は閉塞することなく、管内土高さはほ

ぼ杭の根入れ長さと同じであった。杭載荷試験によれば、鋼管杭の支持力の大部分は、杭の

内周面および外周面に作用する周面摩擦力で受け持たれることがわかった。鉛直載荷試験に

基づいて能登島大橋架橋基礎の杭の根入れ長さが決定された。しかし、本工事における杭打

ちにおいては、予定の根入れ長さまで杭を打ち込めないというトラブルが全杭数の半分以上

について発生した。この原因としては、杭周面摩擦を過小評価したことが考えられた。

　第2章では、能登島大橋の基礎地盤である珪藻泥岩の力学特性を調べるために、　1）応力

比一定の異方圧密試験、2）ひずみ制御排水せん断試験、3）応力制御排水せん断試験、

4）ひずみ制御非排水せん断試験、5）κ。圧密試験の三軸試験を行った。三軸試験によって

得られた珪藻泥岩の主な力学的特徴は以下の通りである。
））

ab

c）

d）

e）

f）

　圧縮側の降伏曲面はCam　clay　mode1によって近似される。

　伸張側の降伏曲面は、圧縮側のものと比べて拡大しており、Cam　clay　mode1

では説明できないものとなっている。

　圧縮側および伸張側において、ほぼnormality　rule　が成立っている。

　降伏曲面は、ひずみ速度効果によって拡大する。

　弾性領域では、非常に明瞭な線形弾性挙動を示し、圧縮性も比較的小さい。

　一たん降伏応力を越えると、急激に圧縮性が増大し、顕著な二次圧縮挙動を示すよ

うになる。

　第3章では、土の変形特性を考慮した管内土の内周面摩擦による支持力算定式について述

べた。また、珪藻泥岩を地盤試料に用いた室内モデル載荷試験を行い、支持力算定式の妥当

性を検討した。支持力算定式に必要な幾つかのパラメータの決定法に問題が残されているが、

管内土の内周面摩擦による支持力算定式は、載荷試験による支持力と管内土の挙動をよく説

明することができた。管内土高さHと杭外径Dの比（H／D）が2．5で管内土は、ほぼ閉塞

状態に達するが、管内土の閉塞は地盤の支持力と関係して論ぜられるべきであるとの結論が

得られた。本章で述べた管内土の内周面摩擦による支持力算定式は、杭が地盤に準静的に押

し込まれた場合の管内土の挙動をよく説明できるが、杭が打ち込まれる場合の管内土の挙動
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は説明できないものである。実際、第1章で説明したように、杭を珪藻泥岩に打ち込んだ場

合、管内土は閉塞せずに地表面近くまで管内を上昇している。

　第4章では、珪藻泥岩における鋼管杭の支持力機構を解明することを目的として、第1章

で述べた鋼管杭の鉛直載荷試験の有限要素解析を行った。解析は、杭打設後の載荷過程に対

して行った。ただし、杭打設後の地盤の初期応力状態を杭載荷試験に基づいてあらかじめ予

測してから解析を行った（図4．8を参照）。解析結果は、荷重一変位関係については実測

結果を説明することができなかったが、杭の荷重伝達機構と周面摩擦の動員過程の実測結果

を説明できた。解析によれば、杭打設による地盤の応力状態の変化が、その後の杭の支持力

特性に大きな影響を及ぼすことがわかった。

　第1章から第4章までの第1編において鋼管杭の支持力特性を評価するには、杭打ち込み

がら載荷までのプロセスにおける杭と地盤の相互作用（特に杭内外周面に作用する周面摩擦

特性）を正しく評価することが必要であることがわかった。この結果を鑑み、第5章以下の

第2編では、杭の動的支持力評価について考察した。

　第5章では、動的支持力評価に対する従来の研究について述べるとともに、本研究の目的

と方針について述べた。

　第6章では、動的支持力評価法の基礎理論となる一次元波動理論について述べた。また、

周面摩擦が作用する杭中の応力波伝播は、周面摩擦を杭の中間断面に作用する衝撃力に置換

えることによって、一次元波動伝播として扱えることを示した。さらに、ハンマと杭の境界

面や杭先端での応力波の反射と透過およびハンマと杭の分離の取り扱いについて説明した。

　第7章では、周面摩擦で支持される杭中の応力波伝播を一次元波動理論で取り扱うことの

妥当性を実験的に検証した。この実験によって、摩擦杭に対しても一次元波動理論を適用す

ることにより、杭の応力だけを測定することにLよって、地盤抵抗特性のみならず杭の動的貫

入挙動を評価できることが検証された。杭の応力に加えて杭の加速度を測定する従来の動的

支持力評価法に比べて、測定・処理が非常に容易であり、理論的根拠が明確な動的支持力評

価を行えることが示された。

　第8章では、杭の1点で測定した応力波形を逆解析することにより動的周面摩擦特性を評

価する方法（1点ゲージ法）について述べた。この方法は、”等価剛塑性周面摩擦”の概念

に基づいたものであり、測定応力波形からシスティマティックに周面摩擦の動員特性を評価

することができる。また、珪藻泥岩を地盤試料に用いた室内杭打ち試験を行い、逆解析法の

妥当性を検討した。本逆解析法を用いることによって、周面摩擦特性のみならず、ハンマと

杭の動的挙動や杭の最終貫入量をも予測することができた。さらに、動的周面摩擦特性と静

的周面摩擦特性の相関性を、杭が動的に地盤に貫入するときと静的に載荷されるときの地盤

の影響半径の違いの面から考察した。これによれば、動的な最大周面摩擦は、静的な最大周

面摩擦に比べて、より小さな杭変位によって発揮されるものである。
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　第9章では、杭体の2点で測定した応力波形から杭の支持力特性を評価する方法である2

点ゲージ応力波解析法について述べた。まず、杭体の2点で測定した応力波形から応力を進

行波と後退波に分離することによって、先端支持杭の各点の応力、速度、変位、ひずみエネ

ルギー、運動エネルギー、ハンマから杭に伝達されるエネルギー、杭の貫入に消費されるエ

ネルギー、エネルギー収支に基づく支持力を評価する方法を示した。次に、2点ゲージ応力

波解析法を摩擦杭に適用する方法を示した。さらに、杭打ちにおける2点ゲージ応力波解析

法の有効性を室内杭打ち試験によって示した。珪藻泥岩を地盤に用いた先端支持杭の打撃試

験を行った結果、珪藻泥岩の動的先端特性は、杭の貫入速度に関わらずほぼ一定であった。

打ち止め時の打撃を想定し、コンクリート地盤における打撃試験を行った。これにより、杭

の打ち止め管理に対しても2点ゲージ応力波解析法は、有効な手段であることが確かめられ

た。珪藻泥岩を用いた摩擦杭の打撃試験においても、2点ゲージ法によって杭の動的貫入挙

動や周面摩擦特性を評価することが可能であった。また、杭頭にクッション材を置いた打撃

試験に対しても、2点ゲージ法によって杭の動的挙動を評価することが可能であった。鋼管

杭と珪藻泥岩との間の最大周面摩擦は、杭貴入速度や加速度の影響を受けて大きくなること

がわかった。

　第10章では、関西新空港連絡橋工事の一環として行われた実大杭の杭打ち試験の解析を

行った。その結果、2点ゲージ法によって実大杭の杭打ち時の動的拳動、すなわち一打撃当

りの杭の最大変位量、リバウシド量、最終貫入量を含む杭の時間一変位関係、ハンマの打撃

効率、杭の支持力を評価することができた。以上の結果から、実大杭に対しても2点ゲージ

法は、杭打ちの杭の動的挙動および動的地盤抵抗特性を評価するのに有効な手段であること

が検証された。
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将来の展望

　従来の動的支持力評価法においては、地盤抵抗をバネ、ダッシュポットなどを組合せたモ

デルで表現し、それらのパラメータを評価するものであった。一方、第9章で述べた2点ゲ

ージ応力波解析法では、測定応力波形から直接に地盤抵抗特性を評価するものである。2点

ゲv・一ジ法では、杭速度や加速度を同時に評価することができるため、より現実的な地盤抵抗

モデルを導き出すことができる。しかし、杭支持力は、周面摩擦や先端抵抗の杭と地盤との

境界特性だけで決るものでなく、地盤そのものの変形・破壊特性によっても変化するもので

ある。特に杭打ち時の地盤内の応力波伝播、間隙水圧、変形特性などの地盤の動的応答は、

杭打撃時の動的支持力特性に大きく影響するものと思われる。このことは、杭打設後の杭の

静的支持力特性にも影響を及ぼすものである。

　図11．1は、杭の打ち込み、放置、再打ち込み、載荷という杭基礎施工プロセスに伴う杭

支持力特性および杭周辺地盤状態の変化を示したものである。打ち込み時の杭の動的支持力

特性を正しく評価するには、周面摩擦および先端抵抗を含めた動的地盤抵抗特性を正しく評

価することが重要である。また、打ち込み時の杭打ち管理を適切に行うことは、信頼性のあ

る杭基礎を施工することに加え、施工を効率的に行うためにも重要である。打ち込み時には、

地盤は練り返し効果を受け、さらには間隙水圧も生ずる。放置期間中には、地盤の圧密やチ

キソトロピーによって、地盤の強度・変形特性が経時的に変化する。この放置期間中の地盤

の変化は、その後の杭の静的支持力特性、すなわち荷重一沈下関係、時間一沈下関係、荷重

伝達機構に大きな影響を及ぼす。したがって、動的地盤抵抗特性から杭の静的支持力特性を

評価しようとする場合、杭基礎施工プロセスにおける地盤特性の変化を明らかにすることが

今後の課題である。

　本研究で得られた成果は、打ち込み、放置、載荷という杭の施工手順を考慮して杭支持力

特性を解明しようという本研究の最終的な目的の足掛りになり得るものであると思われる。

今後、最終的な目的を達成するために、残されている問題点を解決すべく努力を払っていき

たいと考えている。
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付録A 杭の軸力および変位に関する一次元有限要素解析法

　杭の静的載荷挙動に有限要素解析を適用する場合、軸方向のみの載荷だけを考えるのであ

れば、一次元でよい。

　図A1は一次元有限要素解析の適用モデルである。杭は地盤に根入れされ、杭頭に△Ptの

荷重増分が載荷されるものとする。今、杭をn分割したとする。節点数はn＋1であり、各節

点に地盤抵抗力△Fiが作用する（図A1参照）。

　i番目の要素内部の軸力△Niは、次式で示される（図A2）。

　　　△Ni＝Ki・（△Ui＿1－△Ui）　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（A1）

ここで、△Uiはi番目の節点の変位増分、　U‥1はi－1番目の節点の変位増分を示す。

Kiはi番目の要素に関する剛性係数で、次式で示される。　　　　　　　　　　　　　　．

　　　　　Ai・El
　　　Ki＝　li

ここで、Ai，　Ei，　Liはそれぞれ要素iの断面積、ヤング率、要素長である。

i＋1番目の要素の軸力△Ni＋1は、次式で示される。

　　　4N・・1ニκi・1・（△u「△Ui・1）

（A2）

（A3）

軸力△Nは圧縮を正、変位△dは下向きを正とする。i番目の節点に関する軸力の釣り合いは次

式で示される（図A3）。

　　　△Ni－△Fi＝△Ni＋1　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（A4）

ここで、△Fiはi番目の節点にかかる外力で周面摩擦力あるいは、先端抵抗である。

周面摩擦力は、次式で与えられる。

　　　△Fi＝ki・△Ui・U・Ii　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（A5）

ここでUiは、周長である。また、先端抵抗力は次式で表される。

　　　△Fn＝kn・△un・Ai　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（A6）

式（A5）と式（A6）におけるkiは、図A4で定義されるものである。すなわち、杭変位増分

△Uiによって発揮される周面摩擦応力の増分△τiは次式で表わされる。
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Node　Elemen†
No，　No．

2一n

2一n

ξ
耐

一n

図A1　解析モデル

Elemen†i
Ui－1

Ki　ANi＝Ki（∠IUi→「4UI）

Ui

図A2　琴素iの軸力

i－1

N4
↓

　画

N4
↑

↑

W4

　　i＋1

図A3　節点iでの力の釣り合い

τi

4τi

図A4　kiの定義

Ui

τi

図A5　ひずみ軟化モデル

Ui
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　　　4τi＝ki・△Ui

式（A4）に式（Al）および式（A3）を代入すると次式が得られる。

　　　Ki・（△U‥「△Ui）一△Fi＝Ki．1・（△Ur△Ui．1）

　　　Ki・△Ui－「（Ki＋Ki＋1）・△Ui＋κi＋1・△Ui＋1＝△Fi

特に、杭頭（節点番号0）および杭先端（節点番号n）では次式となる。

κi・（△Uo－△u1）＝△Pt

K。・（△U。．r△U。）＝△Fn

（杭頭）

（杭端）

例として、杭を4分割したとすると荷重一変位関係は式（A12）となる。

（A7）

（A8）

（A9）

（A10）

（A11）

κ 一Kl

K1－（Kl＋K2）
000 陥oo

　　0　　　　　　0

　　K2　　　　　0

－（K2＋K3）　K3

　　κ3　－（K3＋K4）

　　O　　　　　K4

000陥ぷ

△u。

△U1

△U2

△U3

△u4

　　△Pt

　　△Ft

＝　△F2

　　△F3

　　△F4 （A12）

　式（A5）の関係を用いて（既知数）x　（未知数）＝（既知数）の関係に変換すると式

（A13）を得る。

κ 一Kl

Kl－（Kl＋K2＋Cl）
00∩V

2
κ00

　　　O

　　　K2

－（κ2十1（3十C2）

　　　K3

　　　0

　　　0　　　　　　　0

　　　0　　　　　　　0

　　　K3　　　　　　0　　　　・

一（K3＋K4＋C3）　K4

　　　K4　　－（K4＋C4）

△Uo

△Ul

△U2

△U3

△U4

A13）

△Pt

O

O

O

O

ここで、Ci＝ki・Ui・Ziである。式（A13）は、増分形式で表わされているため、杭頭荷重増分

△Ptを与えることにより、節点変位増分△Uiが求められる。

　軸力Niは、求まった△Uiを式（A1）に代入して得られる。各△Ptに対してkiの値を任意に

選ぷことができるため、ひずみ軟化型の周面摩擦特性（図A4）に対しても荷重一沈下関係を

計算することができる。
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　　　　付録B　　空洞拡張理論による杭側面水平応力の推定

1．計算の仮定

　図B1に示すように、初期半径αiの空洞がPiの内圧を受けて半径Riまで拡がるものとする。

すなわち、Uiを内壁の半径方向変位とすると、

　　　Ri＝αi＋Ui　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（B1）

である。

　また、γL＝R。での半径方向変位はないものとする。すなわち、

　　　u・＝Oat「’R・　　　　　　　　（B2）．
　以上のような地盤の変形は、平面ひずみ状態（εz＝0）で生ずると仮定する。

Ur＝Ot

OR

＼

図B1　空洞拡張理論に用いる記号
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2．内圧Piの計算

（1）支配方程式

　0　釣合式

　　　∂σr　σ，一σe

　　　言一一・＝O　　　　　　　　　　　（B3）

　○　ひずみ

　　　　　　∂u　　　　　　　　u
　　　　　　　　r　　　　　　　　　　　　　　　　　r
　　　εr＝一一吉一・　　　　εθ＝－7－　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（B4）

　○　ひずみの適合条件

　　　∂εθ　εr一εθ

　　　万F－＝　r　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（B5）

　○　応力式

　　　　　　　B　　　　　　　　　B
　　　σ・：A＋字・．σ・＝A一万・　　　‘　　（B6）

　　（A、Bは定数）

②　平面ひずみでの応カーひずみ関係式

　　　Er－＝｛（1－・）・r－・σ，｝　　　　　　（B7）

　　　・，一号｛（1－・）・，一・・，｝　　　　　　（B8）

③　内圧Piと変位Uiの関係

　r＝R。でUr　・＝O、すなわちεθ＝0である。式（B6）を式（B8＞に代入しr＝R。とすると、

　　　　　　　　　B

　　　（1－2y）A一可＝°　　　　　　　（B9）

また、r＝RiでσrニPiなので

　　　　　B
　　　A＋亘＝P・　　　　　　　　　　（B1°）
　　　　　　1
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式（B9）と式（B10）からAとBを決定すると、

　　　　　　　　Rl　Pi

　　　A＝
　　　　　（1－2v）R9＋RF

　　　　　　　RIRiPi

　　　B＝
　　　　　（1－2り）R9＋R書

（B11）

（B12）

したがって、

ee－
u” o（吉i裟纂一

（1－・2v）廟iP、

Ur＝
（1＋リ）r （1－2リ）Pi

（1－2り）R9＋Rトr2

（　　　　　R3　R2R！一≒2°）

ー
1

（B13）

E （1－2り）R9＋Rl

式（B14）において、　r＝Ri，　Ur＝Uiとすると、

　　　　　　（1＋り）Ri（1－2り）（R…－R書）

　　　Ui＝E　（1－2。）Rl．Tt’Pi

（B14）

（B15）

したがって、

Pi＝

E｛（1－2リ）Rl＋Rl｝Ui

（1＋り）（1－2り）（Rl－Rト）Ri
（B16）

　杭側面の半径方向Uiと半径方向変位u，がゼロとなる地盤半径R。がわかれば、式（B16）

によって空洞内壁の圧力Pi，すなわち杭側面に作用する水平応力σn’を求めることができる。
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付録C　軸対称ジョイント要素の連成有限要素定式化

1．軸対称ジョイント要素の応カーひずみ関係

　図C1（a）に示す軸対称鉛直方向ジョイント要素の応カーひずみ関係は、次式で表されるも

のとする［Ghaboussi　and　Wilson（1973）を参照］。

圏一［たnknsksn　ks］｛ll：｝
（C1）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　ミ
ここで、△σn’はジョイントの有効垂直応力増分，△τはせん断応力増分である。knと

ksは、ジョイントの相対垂直変位増分△Unと相対せん断変位増分△Usに対する剛性を表す係数

である。k　はせん断変位△uによる垂直応力の増加に対する係数を表し、　k　は垂直変位
　　　　ns　　　　　　　　　　　　　S　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　sn
△Unによるせん断応力の増加に対する係数を表している。本研究においては、　knsとksnは物理

的意味が不明確であるため、kns＝ksnニ0とする。△Unと△Usは、節点変位を用いて次のよう

に表される。

△u　＝
　n

△u，1＋△u，4 △U，2＋△U，3

△u　＝
　S

　　2
△U。2＋△U。3

　　2

△U。1＋△U。4
（C2）

2 2

ここで、△Uriと△Uziは、それぞれ節点iの半径変位増分と鉛直変位増分である。

r

晦

Zl L　　　　rl

2　　　　　　　1

S T
　　　　3

keng†h

shickness

　　　　　4

Z

（a）　鉛直方向ジョイント要素　　　　（b）　水平方向ジョイント要素

　　　　　　　図C1　軸対称ジョイント要素
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　ジョイント要素の応カーひずみ関係が式（C1）と式（C2）で与えられること、およびジョ

イントが軸対称であることから、最終的に節点力増分△∫と節点変位増分△uの関係は、次式

で与えられる。

　　　｛△f｝＝〔Ki」｝｛△u｝　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（C3）

｛△f｝，〔Kij］，｛△u｝は、次式のように表される。

　　　｛△f｝T－｛△f，1，△f。1，△f，2，△f。2，△f，3，△f。3，△f，4，△f。4｝　（C4）

ここで、△friと△fziは、それぞれ節点iの半径方向有効節点力増分と鉛直方向有効節点

力増分である。

、

［Klj］一答1

2k。－2k。、　k。

　　　　2たs－k”ns

　　　　　　　2kn

Sym．

一k　　－k
　　ns　　　　　　n

　　ks　kns

－2k　　－2k
　　　　　　n　　ns

　2ks　2kns

　　　　2kn

　k　　－2k
　　ns　　　　　　n
　一たs　2kns

　2k　　－k
　　ns　　　　　　n
－2ks　kns

－2たns　　kn

　2k　－k
　　S　　　　　ns

2kns

－2たs

　kns

－ks

－kns

　k
2た。－2k。、

　　　　2k

（C5）

｛△U｝T－｛△・，1，△・。1，△U，2，△・。2，△・．3，△・。3，△・，4，△・。、｝
（C6）
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2．ジョイント要素の連続式

　ジョイント要素の連続式を導くにあたっては、赤井・田村（1976）の方法に新らしく定義

したジョイント面に沿う水の流れに対する透水係数kjを導入した。

　図C2（a）に示す鉛直方向ジョイント要素の面　12，面　23，面　34，面　41に

おける流速は、次式で与えられる［赤井・田村（1976）］。

V12　＝

j4；。（P‡4－P‡）

V23　＝

V34　＝

V41　＝

γ。｛L／2＋（L4－L／2）（k。／k。4）｝

　　　　　★r（P‡1一ρ《）

γ．｛τ／2＋（ZrT／2）（k．／k，1）｝

　　　　k。（P‡2－P言）

γ。｛L／2＋（t2－L／2）（た。／k。2）｝

　　　　kr（P：3－P：）

γ．｛T／2＋（Z3－T／2）（k，／k．3）｝

（C7）

r
r3

T　　　　r

2

P㌫

@1 1
「

P蓄1

、

13

L上
ll

1
Pd3

3

P藏2

4

ここで、γwは水の単位体積重量、p‡は節点1～4で示されるジョンイト要素の中心点での

間隙水圧である。krとkzはそれぞれその要素の半径方向および鉛直方向の透水係数である。

Liは要素，iまでの中心間距離、　kriとkziは要素iの半径方向および鉛直方向の透水係数であ

る。

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　r
晦

rI

Zl

2

P二4

@　14 1

’PCl
／P壽

3　PC3T

3

P㍊2

12 4

Z

　　　　　　　　　　　　　　　Z
（a）　鉛直方向ジョイント要素　　　　　　　（b）　水平方向ジョイント要素

　　　　　図C2　ジョイント要素の有限要素定式化に用いる記号
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　ジョイントが軸対称であることから、時間間隔△tの間における各面からの透水量△qは、

次式で与えられる。

△q12　ニ

πT△t（rl＋γ’3）kz（Pご4－Pご）

△q23　＝

△q34　ニ

γ。｛L／乞＋α4－L／2）（k。／ic。4）｝

　2πL△t（rl＋T）kr（P：1－P：）

γ。｛T／2＋（ZrT／2）（k，／k，1）｝

　πT△t（「1＋「3）kz（P‡2－Pご）

γ。｛L／2＋（Z2－L／2）（k。／k。2）｝

2πL△t（rl＋T）k，（P‡3－P：）

（C8）

、

△q41＝　　　　　γ。｛T／2＋（t3－T／2）（k，／k．3）｝

　ジョイント要素は、本来厚さの無い要素（T＝0）として扱われる。したがって、式（C8）

においてT＝0とすることにより、ジョイント要素の各面での透水量△qjが与えられる。し

かし、式（C8）においてTニ0とすると、△q12＝△q34＝Oとなる。すなわち、ジョイント面

に沿う水の流れを考慮できない。そこで、ジョイント面に沿う水の流れを考慮できるように、

新しくジョイント面に沿う水の流れに対する透水係数kjとk．jを次のように定義する。
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　z　　　　r

2：1：1：｝
（C9）

上式において、T＝0の場合でもkjとkjは、ある有限の値を持つものと仮定する。
　　　　　　　　　　　　　　　z　　　　r
　式（C9）の関係を式（C8）に用い、式（C8）においてT＝0とおくことにより、ジョイン

ト要素の各面での透水量△qjは、次式で与えられる。
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△q12j＝

△q24

△q3～

△q41」

2πγ’1△tk2（P‡4－P‡）

γ．｛L／2＋（14－L／2）（た。／k24）｝

2πLri△t！k，1（P‡rP；）

　　”Ywli

2・rl△tk。j（Pご2－pC）

γ．｛L／2＋α2－L／2）（k。／た』2）｝

2π」Lr1△t！kr3（P：3－P‡）

b4j（P‡4－Pわ

γwZ3

blj（P壽rP：）

b2（P‡2－Pご）

b3j（P：3－Pご）

（C10）

　ジョイント要素の連続式は、△vjを△tの間におけるジョイントからの総排水量として、次

式で与えられる。

　　　△Vj－△q12j・△q29・△q32・△q41j

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4

　　　　　－一（blj・b2」・bゴ・b、j）P言．＋Σb、j・P壽、　　t

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　i－1
　　　　　－2・L・1（△U，2＋△U．3　△U．1＋△U．4　　　2　　　　　　　2）　　（C11）

　したがって、計算のJステップにおけるジョイント要素の連続式は、次式で与えられる。
　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　4

　　　｛κ2j｝T｛△u（J）｝・bj・P‡（J）・Σb、j・P‡、（J）－0　　　　（C12）

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　トペ

ここで、bjと｛Ki｝は、次式で表される。

　　　bj－一（blj・b2j・b3j・b4j）　　　　　．　　（C13）

　　　｛Ki｝＝πLri｛1，0，－1，0，－1，0，1，0｝　　　　　　　　　　　　　　　　　　（C14）

　応カーひずみ関係式（C3）と連続式（C12）を重ね合わせることにより、ジョイント要素に

関する全体剛性マトリックスは次式の形となる。

陶｛副｛織淵一｛｛△Q（J）｝＋〔留｛P：（J－1）｝｝
（C15）
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上式においては、次の関係が用いられている。

［Klj］｛△u｝・聞△P：一｛△Q｝

ただし、式（C16）は、式（C15）において次のように差分式で表現されている。

［Klj］｛△u（J）｝・｛K，」｝P‡（J）一｛△Q（J）｝・間P；（J－1）

（C16）

（Cユ7）

　式（C15）において〔KI　J｜は式（C5）で与えられる要素マトリックス、｛Ki｝は式（C14）で

与えられる列ベクトルである．［Klj］は、その非ゼ・項が式（C1・）のb1からb、によ。て

表されているマトリックスである。

　式（C15）のように定式化したジョイント要素の連成剛性方程式をSekiguchi　et

a1（1981）の有限要素解析プログラムに組み込んだ。

補，　水平方向ジョイント要素

　図C1（b）と図C2（b）に示す水平方向ジョイント要素に対する〔K，　j］，　bij，｛Ki｝は、以

下の通りである。

［Klj］一告

Ak　Ak　　Ck　s　　　　ns　　　　　S

　　　Ak　Ck
　　　　n　　　　　　　ns
　　　　　　Bk
　　　　　　　S

Sym．

Ckns

Ck　－Ck
　　n　　　　　ns
Bk　　－Bた
　ns　　　　　S
Bk。－Bkns

　　　　Bた、

一Ck，－Ck。、－Ak、－Akn、

一Ckn

－Bkns

－Bkn

　Bkns

　Bkn

一Akns

－Cks

－Ckns

　Cks

　Ckns

　Aks

一Akn

－Ckn

－Ckn

Ckns

　Ckn

Akns

　Ak。

（C18）

ここで、Aニ3r1＋r3，　Bニrl＋3r3，　C＝rl＋r3である。
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blJ

b2J

J

3b

」

4
b

2πr3k，j△t

γ．｛L／2＋（ZrL／2）（k，J／ic，IJ）｝

πL（r1＋r3）k。2△t

γwこ2

2πr1た，」△t

γ。｛L／2・（L3－L／2）（k，j／k，3j）｝

πL（rl＋r3）k。4△t

（C19）

γwl4

｛κ2J｝
Lπ
言

　　　0

　2ri＋r3

　　　0

　rl＋2r3

　　　0

－（r1十2r3）

　　　0

－（2ri＋r3）

s （C20）
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