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1.1 研究背景と研究目的 

 2011 年東北地方太平洋沖地震では，図 1.1 に示す長周期地震動により首都圏の超高層建

築物が長時間揺れ続けたことや震源から 700 km 以上離れた大阪湾岸の超高層建築物の頂部

が大きく揺れたことが報告されており，東京、名古屋、大阪などの平野部の柔らかい堆積層

の内部では、周囲の固い層との境界で反射した地震動が繰り返し伝播してくるため、揺れが

長く続くと考えられる 1）。また，2003 年に発生した十勝沖地震では，震源から遠く離れた

石油タンクに長周期地震動によるスロッシングが発生したことより，火災被害が報告され

ている 2）。更に，最近の地震動予測研究の進歩から，南海トラフを震源域とする巨大地震に

よって，東京，名古屋，大阪などの大都市圏の超高層建築物に長周期地震動が大きな影響を

及ぼす可能性が指摘されている 3）。また，鉄骨造超高層建築物などが長周期地震動を受ける

と長時間継続して多数回繰り返し揺れを受け，2次設計のクライテリアに近い大きさの応答

が何度も生じ，建物損傷が発生することが示されている 4）～7）。前述のように建物が多数回

繰り返し揺れを受けることにより，梁端フランジ溶接部では多数回繰り返し塑性変形が生

じ，これが梁端フランジ溶接部の破断につながることが懸念されている 8）, 9）。防災科学研

究所兵庫耐震工学センターの実大三次元震動破壊実験施設 E-defence で実施された 18 層鋼

構造建物を対象とした振動台実験 10）では，南海トラフを震源とする東海・東南海・南海の

三連動を想定した長周期地震動の入力レベルを増大させながら，建物が崩壊に至るまで実

験を行っている。この実験では最初に 2 階で発生した梁端破断が上階へ進展することによ

り，下層階の柱が長柱化し，図 1.2 に示すように下層骨組の変形増大に伴う P-Δ効果により

崩壊に至っており，梁端破断の鋼構造建築物の崩壊へもたらす影響は大きいと考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

 

図 1.1 長周期地震動とは 

[参照：鹿島建設㈱HP：

https://www.kajima.co.jp/tech/seismic/higai/151100.html ] 

 
図 1.2 最終崩壊形 

[参照：京都大学 HP：http://www.kyoto-

u.ac.jp/static/ja/news_data/h/h1/news6

/2013_1/documents/140225_2/01.pdf] 
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 1994 年のノースリッジ地震では，鉄骨架構の H 形鉄骨梁と H 形鉄骨柱の接合部の被害，

特に，図 1.3 に示す梁下フランジと柱の溶接部付近での破断が報告されている 11）, 12）。この

ような被害事例の原因を探るために，溶接欠陥の影響 11），溶接金属の破壊靭性の影響 13），

ウェブのボルト接合部の曲げモーメントの伝達効率の影響 14）等に関する様々な研究が米国

にて行われてきている。 

 1995 年の兵庫県南部地震では，ノースリッジ地震と同様な被害事例として，角形鋼管柱

と H 形鉄骨梁接合部の被害，なかでも図 1.4 に示す梁端接合部（特に，梁端フランジ溶接

部）の破断が多数報告されている 15）, 16）。これは，この地震が直下型であったことから，梁

端接合部には短時間に大きな荷重が生じることとなり，これが破断の一因と考えられた。こ

れに伴い，鋼材破断に対するひずみ速度や破壊靭性の影響に関する数多くの研究 17）～20）が

実施され，実用化に向けた検討が行われた。更に，変形能力に影響を及ぼすと考えられるス

カラップの有無や形状，せん断スパン比，合成梁効果等に着目した一連の研究 21）～25）もな

されている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  
  

(a) 梁下フランジの破断とウェブのき裂 (b) 梁下フランジの局部座屈と破断 

図 1.3 ノースリッジ地震での柱梁接合部の典型的な破壊モード例 12） 
 

図 1.4 兵庫県南部地震での柱梁接合部の被害例 15）の図に加筆 
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2016 年熊本地震では，震度７の前震と本震が引き続き発生しており，内陸の活断層の活

動により震源の近くにおいては強い揺れを何度も受けたことが報告されている 26）。ここ

で，建築物の 2 次設計では極めて稀に発生する地震として震度 6 強を想定しているため，

震度 7 は 2 次設計のクライテリア（超高層建築物では，層間変形角 1/100，塑性率 2）を

超える地震となる。このように，2 次設計のクライテリアを上回る極大地震が 1 度では無

く，続けて 2 度発生することもあり，1 度目で損傷を受けた建築物に続けて 2 度目が作用

することによる建築物へもたらされる影響は大きいと考えられる 27）。 

 また，事業継続計画（BCP）の観点から建物に加速度計等のモニタリング装置を設置する

ことにより，限られた階での計測記録から建物全階の応答を推定し 28）, 29），地震後の建物お

よび部材の損傷をいち早く，正確に評価する研究も行われている 30）。この研究では，地震

後の部材の損傷状況を把握する上からも応答解析結果と実際の部材損傷を結びつける情報

が，今後必要となると考えられる。 

 以上より，長周期地震動や複数回の極大地震動による繰り返し荷重を受けた時の梁端フ

ランジ溶接部の破断までの変形能力の評価を行うことは，鉄骨造建築物の耐震安全性を検

証する上からも重要と考えられる。 

 本研究では，長周期地震動や複数回の極大地震動による繰り返し変位履歴を受ける梁端

接合部の変形能力を評価することを目的として，有限要素法（FEM）を用いた解析により，

梁端の局部座屈と梁端フランジ溶接部の破断を考慮した変形能力評価法を提案する。 
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1.2 既往の研究 

1.2.1 鋼材破断に対する破壊靭性およびひずみ速度の影響に関する研究 

 (a) 破壊靭性に関する研究 

鋼材破断に対する破壊靭性の影響に関する研究としては，桑村ら 31）, 32）が挙げられる。 

桑村らは，鉄骨部材の形状変化によるひずみ集中と切欠きによる三軸応力拘束を人工的

に与えた状態で母材のままでの脆性破断を再現する実大の静的載荷実験（試験温度 0℃）を

行い，脆性破断に至る変形能力を調べている。この時の実験パラメータはシャルピー衝撃値

で代表される破壊靭性（低靭性材：約 40J，高靭性材：約 135J at 0℃）と板厚（25，40，100mm）

である。この実験結果から，高靭性部材の破断までの変形能力は低靭性部材に対して約 5 倍

であること，板厚が破断までの変形能力に及ぼす影響はそれほど大きくないことが報告さ

れている 31）。 

なお，この研究は建設省総合技術開発プロジェクト「次世代鋼材による構造物安全性向上

技術の開発」33）～35）の中で実施されたものであり，この成果は日本建築センター「鉄骨梁端

溶接接合部の脆性的破断防止ガイドライン」36）にまとめられている。この中では，梁端接

合部に関する実験結果から，梁端溶接接合部の 0℃シャルピー衝撃値の値に応じた継手破断

耐力係数 γf（70J 以上では 1.0，70J 未満で 27J 以上では 0.9）を設定し，梁端接合部の耐力評

価および保有変形能力を評価している。 

また，桑村らは，文献 31）に示される梁端接合部に関する実験結果および FEM による数

値解析結果から，降伏比と母材のシャルピー衝撃値による材料ランク，および梁端接合部デ

ィテールと溶接入熱による溶接接合ランクを設定して，図 1.5 に示す両ランクをマトリック

スとした変形能力の総合ランクを提案している 32）。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  
図 1.5 材料性能と溶接性能を組合せた総合ランク 32） 

(a) 降伏比 Y とシャルピー衝撃値 Ev0(J)で決
まる塑性変形能力の計算値とランク分け 

(b) 材料性能と溶接性能を組合せた
総合ランク 
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次に，破壊靭性は温度やひずみ速度にも依存することから，複合的な条件での研究が行わ

れている。このような研究として，中込ら 37），見波・山崎 38），豊貞ら 39），40）が挙げられる。 

 中込らは，柱梁接合部を対象にしてスカラップ工法およびノンスカラップ工法で製作し

た 2 種類の部分骨組試験体を用いて，載荷速度および試験温度の変化が梁端フランジ溶接

部の破壊性状および力学的性能に及ぼす影響を検討している。また，実験結果から，ひずみ

速度の増加，試験温度の低下により降伏荷重が上昇する傾向がみられること，ひずみ速度が

大きくなると破壊の起点となる力学的不連続部（スカラップ底等）で応力集中が顕著となる

ことが報告されている 37）。  

 見波・山崎は，構造物の安全性確保に対して，衝撃的な地震動を受ける鋼構造物の挙動を

明らかにするために必要な応力・ひずみ関係を得るために，高速引張試験を実施している。

引張試験では，鋼種を SM490A（鋼板と H 形鋼フランジ材）とし，試験温度（-70～0 ℃），

載荷速度および予ひずみを変化させている。試験結果から，鋼材の降伏点のみならず引張強

さについても温度・ひずみ速度依存性は，Bennett and Sinclair が活性化エネルギー論的見地

より導いた関係に基づく strain-temperature parameter 41）で比較的精度良く整理できること，

ひずみ速度の影響を考慮した応力・ひずみ関係として真応力と塑性真ひずみの関係を指数

式として近似できることが示されている 38）。なお，strain-temperature parameter は，式（1.1）

で表現される。 

R=T・ln(Aa / dε)                (1.1) 

ここで，T は絶対温度（K），dεはひずみ速度（1/s），Aaは材料定数である。 

 豊貞らは，高速ひずみ速度下ではき裂先端近傍で strain-temperature parameter が一様にな

ることを利用して，ひずみ速度による脆性化を静的破壊靭性値の温度依存性から予測する

方法およびその簡易解析法を提案し 39），これを適用して兵庫県南部地震時に発生した脆性

破壊の被害例（鉄骨造建築物の梁端スカラップ底を起点とした脆性破壊，遠心鋳鋼管柱脚の

脆性破壊）の定量評価を行っている 40）。 

なお，この研究の成果を反映することにより，日本溶接協会「WES 2808-2017，動的繰返

し大変形を受ける溶接構造物の脆性破壊性能評価方法」42）がまとめられている。この中で

は，破壊力学的な観点から，ひずみ速度を鋼材の遷移曲線の温度シフト量として取り込むこ

とにより，破壊靭性（CTOD 値またはシャルピー衝撃値）にひずみ速度効果を取り入れた梁

端接合部の破壊ひずみの評価が可能となっている。 
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(b) ひずみ速度に関する研究 

 鋼材破断に対するひずみ速度の影響に関しては金属・機械分野で多くの研究が行われて

いるが，地震力により建築物（部材）に作用するひずみ速度よりも速い場合を対象として行

われている傾向にある。ここで，地震時の建築物に作用するひずみ速度を対象とした研究と

しては，青木ら 43），藤本ら 44），桑村・前田 45）が挙げられる。 

 青木らは，ひずみ速度を変化させて鋼材（母材）の引張試験を行い，平行部を有する平行

試験片および変断面試験片の変形能力に関する検討を行っている。鋼材は SS41，SM58Q，

HW70 の３種類とし，引張速度を変化させた試験を実施して，その結果から応力集中係数の

大きい変断面材や降伏比の高い高張力鋼では，ひずみ速度の影響はほとんど受けないが，降

伏比の低い鋼材，例えば SS41 等は大きな影響を受けて降伏点や降伏比は大きな上昇を示す

ことが報告されている 43）。 

藤本らは，軸組筋かい構造物に大きな地震力が作用する場合を想定して，実大山形鋼筋か

い（L-65×65×6：SS41）より試験片を採取し，ひずみ速度を変化させた高速引張試験を行っ

ている。試験結果から上降伏点，引張強さがひずみ速度の上昇により増加する傾向を把握し，

得られた試験結果を静的引張試験結果で除して無次元化することでひずみ速度との関係を

最小二乗法で近似している 44）。 

 桑村・前田は，降伏比の低い 60 キロ級高張力鋼（低 YR60 キロ鋼）を対象に，高ひずみ

速度に於いて機械的性質がどのように変化するかについて，従来鋼（SS41，SM50，SM58）

との比較調査を行っている。また，試験片形状としては平行部を有する平行試験片と変断面

試験片としている。試験結果から，低 YR60 キロ鋼のひずみ速度の増大に伴う降伏比の上昇

は無視しうるほど小さいこと，一様伸びやエネルギー吸収能力については，試験片形状や鋼

種に関係なく，ひずみ速度との明瞭な相関が得られなかったことが報告されている 45）。 
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1.2.2 鋼材および部材の累積変形能力に関する研究 

（a）鋼材に関する研究 

 多数回繰り返し変形を受けた場合の鋼材の変形能力評価に関する研究としては，Miner 

and Monica 46)や Manson と Coffin47), 48)の研究が挙げられる。 

 Miner and Monica は，疲労の累積損傷に着目し鋼棒を対象として弾性域のひずみレベルに

よる一定振幅繰り返し載荷試験を行い，熱応力を受ける鋼材の疲労寿命の把握を行ってい

る。その結果，疲労寿命が数千回から数万回であることを示し，ひずみ振幅の大きさと疲労

寿命の関係を定式化している。そして，この関係式により複数種類のひずみ振幅が組み合わ

される変動振幅履歴を受ける場合の破断までの寿命の計算方法を示している 46)。 

 Manson と Coffin は，Miner と同様に鋼棒を対象に弾性域だけではなく塑性域のひずみレ

ベルによる一定振幅繰り返し載荷実験を行い，熱応力を受ける鋼材の疲労寿命を把握して

いる。この試験結果より，塑性域のひずみレベルでは疲労寿命が数百回～数千回であり，ひ

ずみレベルと疲労寿命の関係はひずみレベルが大きくなるほど，寿命が緩やかに減少する

傾向があることを示している。また，ひずみ振幅と破断寿命の関係を弾性成分と塑性成分に

分けることにより定式化し，任意のひずみレベルでの破断までの繰り返し数の計算法を示

している 47)，48)。 

 次に，連続体力学の枠組み内で破断等の不連続な挙動を取り扱う連続体損傷力学が研究

されている。ここで，Puttick と Anderson によると金属材料の塑性変形に起因する損傷は，

主にマイクロボイドの形成によるもので，ひずみの増加に対するマイクロボイドの成長と

合体により，材料の負荷能力が徐々に低下し，完全に破断するとしている。図 1.6 はネッキ

ング領域の引張試験片の断面を示しており，試験片の中央部でのボイドの蓄積が観察され

ている 49)。 また，図 1.7 はマイクロボイドの核生成，成長，合体を模式的に示している 50)。  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

   
図 1.6 引張試験片のネッキング領域に於けるボイド状況 49） 
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前述のような鋼材が多数回繰り返し変形を受けた場合に生じる材料内部の組織形態や破

断現象を含む力学的特性を評価する方法として， 連続体損傷力学によって累積損傷を表現

する方法が研究されている。このような方法は FEM による数値解析的アプローチへの適用

が可能である。このような研究としては，Rice and Tracey51)，Kanvinde and Deierlein52)，Gurson53)，

Tvergaard and Needleman54)， Lemaitre55)，Dufailly and Lemaitre56)の研究が挙げられる。 

Rice and Tracey は周期的ボイド成長モデル（CVGM：Cyclic Void Growth Model）を定式化

しており，極低サイクル荷重下で応力三軸度が正の場合である引張サイクルに於いてボイ

ドが成長するとしたモデルである 51)。また，このモデルは Kanvinde and Deierlein により材

料定数を修正することにより拡張されている 52)。また，Gurson，Tvergaard and Needleman に

よって多孔質金属塑性モデル（GTN モデル）が開発されている 53), 54)。 

Lemaitre では，延性き裂の源となるミクロなボイド（空孔）の発生・成長が考慮できる

Continuum Damage Mechanics（CDM）に基づく損傷モデルを提案し 55)，高温下の耐熱・耐蝕

合金（インコネル）の低サイクル疲労試験の評価を行っている 56)。なお，CDM は損傷評価

式に応力に関連する項を含んでおらず，CVGM と比較して簡略した定式化となっている。 

また，CVGM と CDM は良く似たモデルで，定数を適切に設定すれば，Manson-Coffin 則

での鋼材の振幅依存性を表現可能であることが示されている。  

 
図 1.7 引張試験片のネッキング領域に於けるボイド状況 50） 
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（b）部材に関する研究 

 鉄骨部材（梁，柱，梁端接合部等）が繰り返し荷重を受けた場合の変形能力の評価に関す

る研究としては，桑村ら 20), 57)～59)，Krawinkler and Zhorei 60)，中島ら 61)，村上・聲高 62)，63)，

福元・澤本ら 64)，山田ら 65)，66)，吹田ら 9)，67)，吹田・田中ら 68)～73)の研究が挙げられる。 

 桑村らは，繰り返し塑性変形を受ける部材の累積塑性変形能力を明らかにするために，V

ノッチを複数設けた鋼梁を対象として一定振幅繰り返し載荷実験を実施し，数回から百回

程度で破断する鋼梁に対し，それぞれの破断までの累積塑性変形倍率を単調載荷時の破断

までの累積塑性変形倍率を基に表現することができる「破断履歴の相似則」を提案している

57)，58)。そして，変動振幅繰り返し載荷時の変形能力を累積塑性変形倍率を用いて補正した

Miner 則によって評価し 59)，半サイクル毎の累積塑性変形倍率を平均塑性率の推移を考慮し

Manson-Coffin 則を修正して求め，これをもとにランダム振幅時の変形能力を Miner 則によ

り予測している 20)。 

 Krawinkler and Zhorei は，地震応答時の鉄骨造建築物の終局状態を検討するために，フラ

ンジ幅厚比をパラメータとした 2 種類の梁端接合部を対象に一定振幅繰り返し載荷実験を

行い，局部座屈と梁端フランジ破断の破壊モードを詳細に調査している。この調査結果から

幅厚比が大きい場合は局部座屈により 50 回程度で終局状態に，幅厚比が小さい場合には破

断により 10 回程度で終局状態になるため，同一振幅に於いて局部座屈の場合の方の寿命が

長いことを示している。また，破断により終局となる場合に於いて，破断に結びつくき裂の

大きさと梁端に生じるひずみ振幅の関係式を示している 60)。 

 中島らは，スカラップ形状，エンドタブ種類，ダイアフラムの厚さ等をパラメータとして，

実大の柱梁部分骨組（14 体）の正負交番漸増繰り返し載荷を実施している。この実験結果

から，改良されたスカラップ形状ではスカラップ底からのき裂発生を防止できること，フラ

ックスタブを使用することで変形能力が大幅に向上すること等が示されている 61)。 

村上・聲高は，局部座屈と梁端フランジ溶接部の破断が生じる鉄骨梁を対象として，耐力

劣化挙動に及ぼす軸拘束の影響を確認することを目的として，H 形梁の繰り返し載荷実験

および有限要素法による解析を実施し，梁の耐力劣化挙動が軸拘束の大きさによりどのよ

うに変化するのかを把握している 62)。また，骨組内の梁について周辺部材からの拘束効果

を平面骨組解析により確認し，梁の局部座屈による耐力劣化挙動を再現できる解析モデル

を構築し，骨組内の梁の耐力劣化挙動が軸拘束によってどの程度緩和されるかを考察して

いる 63)。 

福元・澤本らは，多数回繰り返し荷重を受ける鉄骨造超高層建築物の柱や梁部材の変形能

力を把握するため，一定振幅履歴や規則的に振幅が増減する履歴による多数回繰り返し載

荷実験を行っている。この中で，梁端接合部に於いては，スカラップの有無に着目し，既往

の研究と比較して、破断寿命（梁端フランジ溶接部の破断までの繰り返し回数）の評価式を

提案している。また，3 層鉄骨造実大架構の振幅を漸増させる多数回繰り返し載荷実験を実

施し，この実験結果から提案した評価式により梁端接合部の損傷度を計算し，変動振幅時に
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も実験結果と提案した評価結果が良い対応を示すとしている 64)。 

なお，この結果は平成 22 年度（2010 年度）から 3 年間にわたり実施された建築基準整備

促進事業 27-2「長周期地震動に対する鉄骨造建築物の安全性検証方法に関する検討」の一

環として進められており，その成果は建築研究所資料 74)にまとめられ，国土交通省「超高層

建築物等における南海トラフ沿いの巨大地震による長周期地震動への対策」の一部 75)とし

て活用されている（図 1.8）。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

山田らは，梁端接合部の繰り返し変形能力評価に関して，福元・澤本らの評価法 64)を拡張

し，梁フランジ溶接，梁ウェブボルト接合の現場混用形式の接合部に関して，接合部詳細の

影響（梁ウェブのモーメント伝達能力），材料強度（高強度鋼材を含む），および部材寸法の

影響を考慮した評価式を提案している 65)，66)。なお，この結果は日本鋼構造協会「長周期地

震動に対する鉄骨造梁端接合部の安全性検証方法（JSSC テクニカルレポート）」76)にまとめ

られている。 

吹田らは，長周期地震動を受ける初期超高層ビルの梁端接合部を対象に，その耐震性能を

構造実験により検証している 9)，67)。また，吹田・田中らは，長周期地震動を受ける超高層

建物の梁端フランジ溶接部の破断までの変形能力を明らかにするために，実大の柱梁接合

部を対象に一定振幅載荷実験を行い，数回から数百回の範囲でのスカラップの有無，床スラ

ブの影響，梁断面寸法等が梁端接合部の曲げ耐力が破壊までの変形能力に及ぼす影響を分

析している。ここでは，振幅に対応したサイクル毎の損傷を定量的に評価するため，梁端フ

ランジ溶接部で生じた破断に結びつくき裂の進展に着目し，破断までの損傷度評価法を提

案している 68)～73)。  

 
図 1.8 梁端部の破断までの繰り返し回数 Nf と梁の塑性率μの関係.66） 
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次に， 弾塑性有限要素法による数値解析（FE 解析）により，部材の破断現象を評価する

研究に関しては，Mao ら 77)，桑田ら 78)，Wang・聲高ら 79）, 80)，水島ら 81)，Huang and Mahin82)

の研究が挙げられる。 

Mao らは，詳細な３次元有限要素解析を実施して，梁端ウェブが柱に溶接接合された梁

端ディテールに対して，9 種類のスカラップ形状によるスカラップ底での PEEQ 指標（Plastic 

Equivalent Strain Index）の差異を分析し，その解析結果から改良タイプを推奨している 77)。 

桑田らは，局部座屈と破断を伴う冷間プレス成形角形鋼管柱を対象として，FE 解析によ

り得られる相当塑性ひずみ・応力三軸度関係に，実験結果に基づいて同定した延性き裂発生

条件を適用することで，延性き裂発生時の塑性変形能力を評価する方法を提案している 78)。 

Wang・聲高らは，柱とパネルの強度比および梁とパネルの強度比によって決定づけられ

る柱梁接合部の降伏モードについて，設計上の件の異なる 4 体の部分骨組実験を実施し，モ

ード分類法を提案し，FE 解析を行うことによりこの分類法を検証している 79）。また，斜め

45 度方向入力や RC スラブの影響についても構造実験および FE 解析により検討を行ってい

る 80）。 

水島らは，E-defense で実施された実大 3 層鋼構造建物の振動台実験を対象として，FEM

を用いて梁端フランジ溶接部の破断を考慮した数値解析を実施している。解析では，破断部

のダメージ量（塑性ひずみの累積値）を Manson-Coffin 則と Miner 則に基づき算定して，実

験での梁端フランジ溶接部の破断が発生した時刻を基に要素の破断判定を行っている 81)。 

 Huang and Mahin は，Lemaitre の損傷モデル 55)を最大主応力に基づく形式から応力三軸度

に基づく形式に修正し，ブレース付き平面骨組の繰り返し載荷実験の FEM によるシミュレ

ーションを実施している。解析結果より，実験結果のブレースの座屈および破断による荷重

低下を解析により精度良く捉えることを示している 82)。 
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1.3 本論文の概要と構成 

 本論文では，弾塑性有限要素法による数値解析（FE 解析）により，最初に，極大地震を

想定して，衝撃荷重や単調載荷の荷重を受ける場合のように，主としてひずみが単調に増加

する場合の鋼材破断（延性き裂発生に起因する破断）に対するひずみ速度や破壊靭性等の影

響を簡易に考慮して変形能力を評価する方法を提案する。次に，長周期地震動（複数回の極

大地震動を含む）を想定し，多数回繰り返し荷重を受ける場合での梁端の局部座屈と梁端フ

ランジ溶接部の延性破壊を考慮した変形能力評価法を提案する。 

 以上を踏まえて，本論文の構成は以下の通りとする。 

第 2 章では，地震のような正負交番繰り返し荷重ではなく，衝撃荷重や単調載荷のよう

に，主としてひずみが単調に増加する場合に限定することで，鋼材破断に対するひずみ速度

や破壊靱性の影響を FE 解析で評価可能な手法を提案し，簡易な変形能力評価式の導出のた

めの一助とする。また，衝撃荷重や一方向荷重の下での延性き裂発生に起因する鋼材の破断

現象をシミュレートすることにより，本評価法の妥当性を検証する。 

第 3 章では，工場溶接接合形式の柱梁接合部を対象に変形能力に影響を及ぼすと考えら

れる因子（梁フランジ材の降伏比，梁フランジの幅厚比，溶接部のシャルピー衝撃値，梁部

材のせん断スパン比）を選定し，第 2 章での FE 解析を用いたパラメータスタディにより変

形能力に関するデータを取得し，得られた解析結果を重回帰分析により近似することで変

形能力評価式を提案する。また，既往知見により評価式の妥当性を検証する。 

 第 4 章では，Huang and Mahin の損傷モデル 82)を低サイクル疲労から単調載荷まで拡張し

た損傷モデルを考案し，溶接部に特有な材料特性を与えることで梁端フランジ溶接部の延

性破壊をシミュレートする解析に，梁の局部座屈が併発することも考慮することで，梁端接

合部の変形能力評価法を提案する。また，既往の多数回繰り返し実験のシミュレーションを

行い，本評価法の妥当性を検証する。 

第 5 章では，梁端溶接部の多数回繰り返し載荷時の変形能力を予測する方法を提案する

ことを目的とし，第 4 章の損傷モデルに梁端フランジ溶接部破断後の再接触も考慮できる

モデルを提案し，第 4 章と異なるスカラップ形式の応力集中を対象として，既往の多数回繰

り返し実験のシミュレーションを行い，本評価法の妥当性を検証する。 

 第 6 章では，第 5 章で示した評価法を用いて，梁ウェブが薄い場合での局部座屈性状が

梁端フランジ溶接部破断により決定される多数回繰り返し性能へ及ぼす影響について，パ

ラメータスタディを実施して検討を行い，梁ウェブが薄い鉄骨梁を設計する上での新たな

知見を得る。 

 第 7 章では，第 2 章～第 6 章についてまとめを行い，本論文で得られた知見を示す。 
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第 2 章 

衝撃荷重下および単調載荷時の変形能力 
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2.1 はじめに 

 第 1 章で示したように兵庫県南部地震では，角形鋼管柱と H 形鉄骨梁接合部の被害，な

かでも梁端フランジ溶接部の破断が多数報告された 15）, 16)。また，この地震が直下型であっ

たことから，梁端接合部には短時間に大きな荷重が生じることとなり，これが破断の一因と

考えられた。これに伴い，鋼材破断に対するひずみ速度や破壊靭性の影響に関する数多くの

研究例えば 17）～20）, 32）が実施され，実用化に向けた検討が行われている。その内，日本建築セ

ンター「鉄骨梁端溶接接合部の脆性的破断防止ガイドライン」（破断防止ガイドライン）17）

では，梁端ディテールを変化させた実験結果に基づき，梁端接合部の破断防止指標の 1 つと

して溶接部の 0 ℃シャルピー衝撃値の基準値を 27 J や 70 J と代表値に設定している。しか

しながら，この手法では破壊靭性（シャルピー衝撃値）に関して閾値が示されているのみで，

シャルピー衝撃値による細かな変形能力の評価が困難である。また，桑村らの評価法 32）で

は，降伏比，母材のシャルピー衝撃値等により，概略の変形能力評価は可能であるが，梁フ

ランジの幅厚比や梁のせん断スパン比等のほかの変形能力に影響を及ぼすと考えられる要

因については触れられていない。WES2808「動的繰返し大変形を受ける溶接構造物の脆性破

壊性能評価法」18)では，破壊力学的な観点から，ひずみ速度を鋼材の遷移曲線の温度シフト

量として取り込むことにより，破壊靭性（CTOD 値またはシャルピー衝撃値）にひずみ速度

効果を取り入れた梁端接合部の破壊ひずみの評価が可能となっている。しかしながら，得ら

れるものが破壊想定部位の破壊ひずみであり，梁の変形能力を求めるためには，破壊ひずみ

を梁先端の変形に変換する必要がある。更に，この評価手法は入力値の設定が難しく，簡易

な評価とはなっていない。 

また，文献 83）では近年の都市化の進展や社会環境の変化に伴い，建物へ衝突や爆発等

による衝撃荷重が作用する潜在的なリスクが高まっているとして，建築物の耐衝撃設計の

考え方が示されており，衝撃荷重下での応答把握も重要となっている。 

本章では，地震のような正負交番繰り返し荷重ではなく，衝撃荷重や単調載荷の荷重を受

ける場合のように，主としてひずみが単調に増加する場合に限定することで，鋼材破断（延

性き裂発生に起因する破断）に対するひずみ速度や破壊靭性等の影響を既往手法よりも簡

易に評価する方法を提案する。すなわち，ひずみが単調に増加する場合に限定しているため，

鋼材の破断を繰り返し損傷則（損傷の累積値で評価、いわゆる疲労損傷則）ではなく，単調

損傷則（応力・ひずみ関係での破断ひずみで評価）により表現することを考え，弾塑性有限

要素法による数値解析（FE 解析）により，衝撃荷重や一方向荷重の下での延性破壊に起因

する鋼材の破断現象を解析する。また、第 2 章で得られた結果は第 3 章での簡易な変形能

力評価式の導出のための一助とする。 
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2.2 鋼材の素材特性のモデル化の概要 

2.2.1 概要 

鋼素材が破断に至るまでを正確に追跡するためには，FE 解析を行う際にデータとして入

力する図 2.1 に示すような真応力・真ひずみ関係（σt - εt 関係：以下では，真応力および真

ひずみに関連する記号として「t」を付与）に，破壊に関する鋼材の素材特性（特に，破断時

のひずみ等）を適切に反映する必要がある。ここでは，鋼材の破壊に影響を及ぼす因子とし

て，応力集中，ひずみ速度，および破壊靭性（シャルピー衝撃値）を考えて，鋼材の素材特

性のモデル化を行う。また，解析には非線形有限要素プログラム LS-DYNA 84）を用いて行

い，von Mises の降伏条件を用いる。なお，今回の解析では，時間積分に中央差分による収

束計算が不要な陽解法を用いている。また，陽解法では質量マトリックスを対角化している

こと，領域積分において剛性マトリックスを作成しないことから，計算時間の節約とコアメ

モリーの低減が図られる｡ 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

2.2.2 応力集中の影響 

切欠きを有する鋼素材に引張力が作用する場合には，切欠き部への応力集中により，切欠

きが無い場合と比較して，最大応力は高くなるが変形能力は小さくなることが知られてい

る例えば， 43）,85）。 

 ここでは，板厚と切欠き部（以下，R 部）の半径の大きさを変化させた R 付き試験片によ

る引張試験を実施し，応力集中を考慮した真応力・真ひずみ関係（σt - εt 関係）を取得し，

得られた σt - εt 関係を用いて，試験結果のシミュレーションを試みる。 

(a) 引張試験 

試験片の形状を図 2.2 に示す。試験では，板厚(h)を 9，14，19，25 mm の 4 種類，R 部の

半径(ρ)を 0.1，0.5，2，6，150 mm の 6 種類に変化させる。ここで，応力集中係数 86）αが

9.95，5.15，2.95，1.95，1.05 になるように，R 部の半径（ρ）を 0.1，0.5，2，6，150 mm の

6 種類に変化させている。鋼種は SN490B である。応力集中係数 αの定義は，σm /σ0 (σm：

切り欠き底の最大応力，σ0：最小断面における平均応力)とする。試験片の最小幅（W）は

20mm，標点間距離は 150 mm とし，R 部を含む標点区間の平均ひずみで試験片の公称ひず

み（ε）を表す。 

 

σt

εt

σtｆ

σtu
σty

εtfεtuεty

破断時
（添え字:f）

最大荷重時（添え字:u）

降伏時（添え字:y）

ひずみ硬化開始（添え字:st）

真応力

真ひずみ

図 2.1 真応力・真ひずみ関係 
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試験では，応力集中の影響を考慮した真応力・真ひずみ関係（σt - εt 関係）を取得するた

めに，破断に至るまでの 5 点で荷重と断面積を計測し，破断後の断面収縮率の計測も行っ

た。計測した 5 点は最大荷重までの 2 点と最大荷重時（Pmax）, 0.98 Pmax, 0.90 Pmaxである。

この計測結果から，塑性変形の非圧縮性 87）を基に応力集中の影響を考慮した σt - εt 関係を，

真ひずみ（εt ）については断面収縮率 ψから式（2.1）で，真応力については式（2.2）で求

めている。 

εt = ln(1/(1-ψ))                  (2.1) 

        σt = σ（1+ε）                  (2.2) 

ここで，ψ＝（A-A0）/A0で，A は試験片の断面積，A0は試験片の初期断面積である。 

板厚 9 mm と 19 mm の公称応力・公称ひずみ関係（σ - ε関係）を図 2.3 に，真応力・真ひ

ずみ関係（σt - εt 関係）を図 2.4 に示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 2.3 公称応力・公称ひずみ関係（試験結果：R 付き試験片） 
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図 2.2 R 付き試験片の形状 

図 2.4 真応力・真ひずみ関係（試験結果：R 付き試験片） 
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ここで，試験体を丸棒では無く，平板としたのは対象とした部位（梁端フランジとダイア

フラムの接合）を意図したためである。また，形状および板厚の影響は応力集中係数 αの中

に反映されているとして，スケールファクター等は影響しないと考える。 

図 2.3 より，既往の研究結果 43）, 85)とほぼ同じように，応力集中係数 α86）が大きくなると

最大応力が増加し，変形能力（破断時公称ひずみ）は低下する傾向がある。また，図 2.4 よ

り，σt - εt 関係は応力集中係数 αに関わらず，ほぼ同じであるが，応力集中係数 αが大きく

なると小さな応力と小さなひずみにて破断に至っている。これは，文献 31）にも示されて

いるように，形状変化によるひずみ集中と切欠きによる三軸応力拘束のため，破壊発生部の

局所破断ひずみが小さくなることから，応力集中係数 α が大きくなると早期に破断に至っ

ていると考えられる。 

ここで，応力集中係数 αに対する破断時ひずみの関係を明らかにするために，破断時断面

収縮率 ψf について検討する。なお，ψf は試験終了後の断面を計測した値である。応力集中

係数 α =1.05 を基準とした ψf の低減率 βと αの関係を図 2.5 に示す。図 2.5 には文献 85)の

結果も併せて示す。αが増大すると ψfが減少する傾向があることがわかる。本研究で実施し

た板厚 14 mm（h / W=0.7）と 19 mm（h / W=0.95）の間で低減率 β の傾向が異なることから，

h / W =0.9 で分けて αと βの関係を分析する。その結果, h / W ＜0.9 のような薄い試験片

では, h / W≧0.9 のような厚い試験片より ψfの低減率 βが小さいことがわかった。なお，式

(2.3a), (2.3b)は, α =1 の時に β =1 となるように,実験データを近似したしたものである。 

         β = α -0.36 （h / W ＜0.9）                (2.3a) 

         β = α -0.48 （h / W ≧0.9）                (2.3b) 

図 2.5 に示すように，式(2.3a), (2.3b)を文献 85)の実験データと比較すると，ばらつきはあ

るが, αが増大すると ψfが減少する傾向を捉えている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 2.5 破断時収縮率の低減率βと応力集中係数αの関係 
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(b) 試験結果のシミュレーション 

式(2.3a), (2.3b)を用いて，破断時の真ひずみ（εtf ）を低減させた真応力・真ひずみ関係（σt 

- εt 関係）による FE 解析を実施する。この破断時の真ひずみ低減を考慮した入力値は解析

モデルの要素全てに与える。また，解析では破断ひずみに到達した要素が削除されることに

より，破断現象を表現する。板厚 9mm と 19mm の解析モデルを図 2.6 に，入力値を図 2.7 と

表 2.1 に示す。図 2.7 には各応力集中係数に於ける破断ひずみを示す。解析には 8 節点ソリ

ッド要素（完全積分 S/R ソリッド要素）84）を用いて実施した。 

板厚 9mm と 19mm の解析結果の σ - ε関係を図 2.8 に，相当応力コンター図を図 2.9 に示

す。応力集中下での鋼材の延性破壊に関して，応力集中による断面収縮率 ψf の低減率を提

案した結果，σ - ε関係で図 2.3 と図 2.8 を比較すると最大応力では解析結果／実験結果の値

は 0.95～1.07 であり，破断ひずみでは 0.47～1.07 であった。破断ひずみは応力集中係数 αが

小さくなると，解析結果/実験結果の値は 1 に近づくことが分かった（図 2.10）。だたし，α

が大きな場合には，解析結果の破断伸びは実験結果よりかなり小さい値を与えている。解析

結果を詳細に検討した結果，α が大きな場合には，最大荷重時のひずみ εu に到達する前に

切り欠き底からき裂が入っており，このき裂が急激に進展することにより早期に破断して

いることがわかった。実験でも α が大きな場合には早い段階で切り欠き底からき裂が入る

と考えられるが，き裂の先端が鈍化するため，き裂の進展速度は初期よりも多少遅くなると

考えられる。以上より，解析結果は実験結果と比較して，破断ひずみで 47％程度の評価と

はなる場合はあるが，応力集中係数 α 大きくなると最大応力は増加し破断ひずみは小さく

なると言った実験結果の傾向を精度良く捉えていることがわかる。 

よって，式(2.3a), (2.3b)による ψf の低減率 βは，初期にき裂が発生する場所付近の要素

にのみに与えた方が，実際の状況に即していると考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 2.6 解析モデル（R 付き試験片；板厚 9mm） 

表 2.1 R 付き試験片の入力データ 

 

 

σｙ

(N/mm2)

σu

(N/mm2)

σｆ 
1)

(N/mm2)
εst εu ψｆ

 1)

板厚9mm 380 533 391 0.024 0.16 0.65

板厚19mm 369 518 397 0.024 0.17 0.59

ただし， 1)の値は応力集中がない時の値。応力集中がある場合には式(2.3a)で計算．
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図 2.8 公称応力・公称ひずみ関係（解析結果：R 付き試験片） 
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図 2.7 解析に用いた真応力・真ひずみ関係 
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図 2.9 相当応力コンター図（R 付き試験片：板厚 9 ㎜） 
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2.2.3 ひずみ速度の影響 

ひずみ速度が素材特性に与える影響に関する既往の研究 88）によると，建築に用いられる

構造用鋼材は，一般的には，ひずみ速度が大きくなるほど，降伏点 σy や引張強度 σu が上昇

することが知られている。また，降伏点の上昇率が引張強度の上昇率より大きく，ひずみ速

度が大きくなると降伏比 YR(=σy /σu)が高くなることが知られている。しかしながら，解析時

の入力値として重要な破断強度 σf や破断時断面収縮率 ψf のひずみ速度依存性については，

ほとんど研究例がなく，実験データも少ない。 

 ここでは，文献 43)～45)および文献 89)～96)の引張試験データを再整理することにより，

ひずみ速度が素材特性に与える影響を調査し，解析時の入力値として重要な破断時断面収

縮率とひずみ速度の関係を表わす近似式を導出して，σt - εt 関係を取得する。 

 まず，σy，σu とひずみ硬化開始ひずみ εst の静的な値(下添え字 0 で示す)に対する比とひ

ずみ速度 dεの関係を示すと図 2.11 となる。図中では，実験データを YR で分類し，相関係

数 r を示している。これより，σyとひずみ速度の相関関係は YR の範囲で異なるが，σuと εst

は YR には関係がなく，ひずみ速度と同一の相関があることがわかった。よって，σy /σy0，

σu /σu0，εst /εst0は次式のように近似できる。 

σy / σy0 = A×(log10(dε)＋4)2 +1                      (2.4) 

           ただし，A=0.0124 (YR＜0.7) 

               A=0.0074 (0.7≦YR≦0.8) 

               A=0.00405 (0.8＜YR) 

σu / σu0 = 4.49×10-3×(log 10(dε)＋4)2 +1            (2.5) 

εst / εst0 = 2.87×10-2 ×(log 10(dε)＋4)2 +1            (2.6) 

これらの式の有効範囲は，参照した実験データの範囲を考慮して，式(2.4),（2.5）では，

10-4≦dε≦103，式(2.6)では，10-4≦dε≦102 である（図 2.11 のハッチ部分）。有効範囲外は，

境界の数値で一定とする。また，dε の値は, 載荷ひずみ速度または塑性ひずみ速度の値と

した。一様伸び εu(最大荷重時の公称ひずみ)については，明瞭な傾向が得られなかったた

め，ひずみ速度効果は少ないと見なし，εu /εu0 =1 とした。 

次に，破断強度 σfと破断時断面収縮率 ψfについて考察する。前述のように ψfを求める際

には断面積を計測する必要があるが，円形断面と矩形断面を比較すると，円形断面はほぼ同

心円状に断面が縮小するが矩形断面の場合には相似形とはならないので，矩形断面の方が

計測方法による誤差が大きいと考えられる。そこで，円形断面の実験 93）に着目し，σf と ψf

を真応力と真ひずみの形に変換した形（σtf，εtf）とひずみ速度 dεの関係の近似を行う。 
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図 2.11 σy，σu，εst とひずみ速度の関係 
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 ここで，文献 93）の σf 値は文献中のグラフから読み取る。図 2.12 には σtf，εtfと dεとの関

係を示す。 

σtf / σtf0 = -3.00×10-2×(log10(dε)＋4) +1             (2.7) 

εtf / εtf0 = -2.22×10-2×(log 10(dε)＋4) +1             (2.8) 

これらの式の有効範囲は，10-4≦dε≦102 である（図 2.12 のハッチ部分）。有効範囲外は，

境界の数値で一定とする。図 2.12(a)でばらつきが大きいのは，文献 93）のグラフ中から σf

値を読み取った際の読み取り誤差が含まれていることも一因である。 

また，静的載荷と高速載荷でエネルギー吸収量が等しいと考えると、破断真応力と破断真

ひずみは、ひずみ速度が増加すると減少傾向にあるので、図 2.12(a)(b)の近似は妥当である

と考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 2.12 σtf，εtf とひずみ速度の関係 
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次に，以上の結果を用いて，文献 45）の高速引張試験のシミュレーションを行った。文

献 45）では，試験部が平行な試験片（Type-1）と R 付きの試験片(Type-2：α =1.02)の 2 種類

について載荷ひずみ速度を静的から 10/sec まで変化させた高速載荷試験を実施している。

試験片の幅 10 mm，板厚 5 mm，評点間距離 60 mm で，鋼種は SM490 である。ここでは，

形状の異なる 2 種類の試験片に対して，静的とひずみ速度 10/sec の解析を実施した。なお，

文献 45）には破断強度 σf と破断時断面収縮率 ψfの値が掲載されていなかったので，2.2.2 項

で実施した素材試験値から類推して与える。入力値を表 2.2 に示す。また，解析は 8 節点ソ

リッド要素（2.2.2 項と同じ）を用いて実施した。 

 解析結果の公称応力・公称ひずみ関係と解析モデル形状を図 2.13 に示す。これより，破

断伸び εf に注目すると，試験部が平行である試験片（Type-1）では，載荷ひずみ速度が大き

くなると，破断伸びも大きくなる傾向にあるが，試験部に緩やかな R が付いた Type-2 では，

その関係は逆転し，載荷ひずみ速度が大きくなると，破断伸びが小さくなる傾向にある。図

2.14 に既往実験 44）, 45）の破断伸びのひずみ速度効果とひずみ速度の関係を示す。図中には，

図 2.13 での解析結果も示す。εf /εf0 の値について Type-1 の解析結果を文献 44）の実験結果

（dε =10/sec）と比較すると解析結果/実験結果は 1.04 であり，また Type-2 の解析結果を文

献 45）の実験結果（dε =1/sec）と比較すると 1.02 であった。以上より，ひずみ速度による鋼

素材特性の変化についてひずみ速度の関数として近似式で評価した結果，多少のばらつき

も見られるが解析結果は既往の実験結果 44）, 45）と共通する傾向である。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

表 2.2 文献 45）の解析の入力データ 

 
図 2.13 公称応力・公称ひずみ関係（解析結果；高速引張試験） 

 

σｙ

(N/mm2)

σu

(N/mm2)

σｆ 
1)

(N/mm2)
εst εu ψｆ

 1)

Type-1 381 534 393 0.019 0.155 0.63

Type-2 381 534 396 0.019 0.155 0.62

ただし，Type-2では 1)の値は式(2.3a)で計算．
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2.2.4 破壊靭性の影響 

破壊靱性をモデル化するためには様々な方法が考えられるが，ここでは真応力・真ひずみ

関係（σt - εt関係）での真破断ひずみ εtfに反映させる方法をとる。鋼材の靱性を最も簡便に

知る方法として V ノッチシャルピー衝撃試験(JIS B 7722)が採用されており，本章でも，こ

のシャルピー衝撃値を材料の破壊靱性を表す指標とする。 

破壊靭性（シャルピー衝撃値：Ev）をモデル化するための基礎的データを取得するために，

鋼種，板厚等を変化させた計装化シャルピー試験(JIS B 7755)を実施した。この計装化シャ

ルピー試験では，シャルピー衝撃試験時の荷重と変形が計測され，シャルピー衝撃値は図

2.15 のように破壊発生エネルギーE1，破壊伝播エネルギーE2 および無効エネルギーE3 に分

解できる。鋼種は SM490 と SN490（B,C）の 3 種類，板厚は 12，14，16，19，25 mm)の 5

種類とし，試験片の採取は板厚 12～16 mm では母材表層から 1 mm の位置から，板厚 19，

25 mm では 1/4h (h：板厚)の位置から行った。 

次に，エネルギー塑性率(μE)を式(2.9)のように，試験温度に依存しない値として定義する。 

      μE = (E1+E2 ) / E1ave                （2.9） 

ここで，E1aveは各鋼種のシャルピー衝撃値の中で大きな値を示す 3 試験片の E1 値の平均と

した。 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 2.14 εf/εf0 とひずみ速度関係の比較 
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エネルギー塑性率を横軸に取り，縦軸にシャルピー衝撃値を取ったグラフを図 2.16 に示

す。図中で，例えば SN25B の記述は SN490B 材の板厚 25 mm を意味する。なお，計装化シ

ャルピー試験の試験温度は，予め実施したシャルピー試験でのエネルギー遷移曲線から 5 温

度を選択した。図より，エネルギー塑性率はシャルピー衝撃値と相関があることが確認でき

た。 

  

図 2.16 シャルピー衝撃値とエネルギー塑性率の関係 
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次に，図 2.16 のハッチで示す Ev =約 0，60，150，250 J について計装化シャルピー試験の

荷重・変形関係（P-δ）を比較したものを図 2.17 に示す。図中には，試験温度とシャルピー

衝撃値も示す。ここで，シャルピー衝撃値が小さい値から大きな値となることにより，脆性

破壊から延性破壊に遷移している。 

図 2.17 より，試験温度は異なるものの各シャルピー衝撃値で荷重・変形関係はほぼ重な

ることがわかる。よって，試験温度に関わらず，シャルピー衝撃値 Evに対し, 計装化シャ

ルピー試験の P-δ 関係またはエネルギー塑性率が 1 対 1 に対応することがわかった。すな

わち，P-δ関係（エネルギー塑性率）を与えれば，シャルピー衝撃値が一つ求められること

になる。これより，FE 解析の入力値で，シャルピー試験の P-δ 関係を独立に構成できるも

のを選べば，その入力値にシャルピー衝撃値が一義的に求められる。ただし，エネルギー塑

性率を直接，FE 解析の入力値に反映させることは困難である。ここで，エネルギー塑性率

と同様に，計装化シャルピー試験の P-δ 関係を構成できる物理量としては種々考えられる

が，応力・ひずみ関係に於いてエネルギー塑性率と類似な塑性率を与えれば，P-δ関係が一

つ定まり，さらに，シャルピー衝撃値 Evが一つ定まると考えられる。 

以下では，この FE 解析の入力値として，シャルピー試験片の破断面にある要素の平均的

な破断ひずみを真ひずみの形で表した真局所破断ひずみ εtf_Local を用い，真一様伸び εtu と真

局所破断ひずみ εtf_Localの比 γを与えるものとする。 

      γ = εtf_Local / εtu                      (2.10) 

式(2.10)の γ は，局所破壊塑性率であり，シャルピー試験片の破断面にある要素の平均的

な塑性率に対応する。 

次に，γを 0.6 ～ 6.5 まで変化させたシャルピー衝撃試験の FE 解析を実施する。解析モ

デルは図 2.18(a)に示すように X-Z 平面での対称性を考慮して 1/2 モデルとし，ソリッド要

素を用いる。また，解析での入力値を表 2.3 に示す。解析では，物性を図 2.18(b)に示す物性

1～4 のゾーン分けをして与えた。ここで，文献 31）によれば，実際のシャルピー試験では

ノッチ底から延性き裂が最初生じ，その後，脆性き裂に転化することがわかっているので，

ノッチ部分には，そのノッチの応力集中係数 αに支配される要素が存在する必要がある。よ

って，解析モデルでは図 2.18 の物性 1 に示すようにノッチ底から 0.5 mm の範囲で延性破壊

する物性を与えるものとする（2.2.2 項で定義，α=3.883)）。また，物性 2 が破壊靱性に支配

される部分で，物性 3 が応力集中を受けず延性破壊する部分としている。なお，物性 2 は

ノッチからのき裂が伝播すると考えられる領域として衝撃刃とノッチ底を結ぶ直線から片

側 3 mm 程度を選定し，それ以外の領域を物性 3 とする。解析上の問題から衝撃刃が衝突す

る面は破壊しないように εtf_Local 以降も要素を削除しないものとする（物性 4）。なお，各物

性には 2.2.3項で定義したひずみ速度効果を考慮する。また，これまでの解析と同様に，εtf_Local 

に到達した時点で要素は破壊したと見なし，削除することとする。 
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図 2.18 解析モデル（シャルピー衝撃試験） 

表 2.3 衝撃解析の入力データ 

 

 

σｙ

(N/mm2)

σu

(N/mm2)

σｆ

(N/mm2)
εst εu εtｆ

物性１ 式(1),(3a)で計算

物性２ 式(10)で計算
物性３
物性４

0.165

0.99

358 522 382 0.019

式（2.1）（2.3a）で計算

式（2.10）で計算
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解析結果の内，図 2.19 に荷重変形関係と代表的な γでの破壊状況を，図 2.20 に局所破壊

塑性率 γとシャルピー衝撃値 Evの関係を示す。図 2.19(a)では図 2.17 と同様にシャルピー衝

撃値が大きくなる程，荷重・変形関係での曲線が δ軸と囲む支配面積が大きくなっており，

FE 解析により Evが小さな脆性破壊領域から，Evが大きな延性破壊領域での傾向を精度良く

捉えていることがわかる。また，図 2.19(b)には破壊状況と破壊に到達したと考えられる時

間を示しており，γが小さいものは早期にき裂が貫通している様子がわかる。また，γと Ev

には相関関係があり，次式で表現される(図 2.20)。 

      Ev = 23.01 γ + 1.5795 γ 2               (2.11) 

なお，式(2.11)で γ =1 を代入すると，Ev =24.6J となり，SM 材や SN 材のシャルピー衝撃

値 Evの下限値 27 J とほぼ一致する。 

以上より，本研究で提案した手法により，破壊靱性 Evを表現できることがわかった。 
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図 2.19 解析結果（シャルピー衝撃試験） 

図 2.20 シャルピー衝撃値と局所破壊塑性率の関係 

（a）荷重・変形関係 

（b）破壊状況 
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2.3 ノッチ付き梁の解析 

2.3.1 実験概要 

ここでは，文献 33）に示されたノッチ付き梁の実験（静的および衝撃実験）のシミュレ

ーションを実施する。試験体は，箱形断面梁で，フランジ幅を 25 mm ずつ 2 段階に狭くし，

そのフランジ面にシャルピー衝撃試験片と類似形状のノッチ加工（深さ 1 mm，ルート半径

0.25 mm，角度 30 °）を施したものである。衝撃実験（文献 33）では落重試験と記述）およ

び静的実験は，両端単純支持中央集中荷重の 3 点曲げによる加力としている。衝撃実験での

重錘の重量は 3 ton であり，重錘の先端にロードセルが付いている。また，重錘は落下高さ

を 3.0，2.0，1.5，1.0 m に変えて衝突速度の 4 段階に変えている。 

 

2.3.2 解析概要 

解析モデルを図 2.21 に示す。図 2.21 は衝撃試験の解析モデルであり，前述のノッチ付き

梁を忠実にモデル化しており，重錘，ロードセルおよび支点は 8 節点ソリッド要素（2.2.2 項

と同じ）により，また梁部分は 4 節点シェル要素（Belytschko-Tsay シェル要素）84）により

モデル化している。重錘の衝突速度は落下高さ 3.0 m に対応する V=7.7 m/s とする。また，

ロードセルと梁，梁と支点はペナルティ法を用いた接触条件によってモデル化する。ノッチ

部についても実際の試験体と同様な形状となるようにモデル化している。 

 鋼材の機械的性質は試験体と同じものを用い，フランジは板厚 25 mm，σy=335 N/mm2，

σu=560 N/mm2と，ウェブは板厚 12 mm，σy =402 N/mm2，σu =552 N/mm2 とした。フランジの

0 ℃のシャルピー値は，板厚に渡って平均的な値として 34 J とした。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  図 2.21 解析モデル（衝撃試験） 
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2.3.3 解析結果（静的実験） 

 荷重と梁中央部の変形の関係を図 2.22 に示す。図には実験結果（文献 33））から読み取っ

た荷重・変形関係）も併せて示す。図 2.23 に破断状況と文献 33)の破壊状況を示す。図 2.22

の破壊状況には，相当塑性ひずみが 0.1 以上となっている部分も示す。ここで，相当塑性ひ

ずみが 0.1 以上となっている部分は一様伸び以上の塑性ひずみを受けており，延性き裂が発

生していると考えられる部分である。 

 図 2.22 より，降伏後の第二勾配は実験結果の方が解析結果よりもやや大きくなっている

が，解析結果/実験結果の値では最大荷重で 0.91，破断時の変形で 0.88 となっている。降伏

後の第二勾配では実験結果の方が解析結果よりもやや大きいものの，最大荷重と破断時の

変形はほぼ一致している。また，図 2.23 より解析でも実験と同様にノッチ部から入ったき

裂が進展しており，実験で破断が生じている部分と同様な位置で，解析での塑性ひずみが大

きくなっている。 

 以上より，応力集中，ひずみ速度，および破壊靭性（シャルピー衝撃値）のモデル化をし

て静的実験の解析を行った結果，荷重・変形関係での降伏後の第二勾配は実験結果の方が解

析結果よりも大きくなっているが，解析結果/実験結果の値は最大荷重で 0.91，破断時の変

形で 0.88 であり，破壊状況についてもき裂発生位置が良く一致した結果となった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

   
図 2.23 破壊状況（静的実験）  

図 2.22 荷重・変形関係（静的実験）  
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2.3.4 解析結果（衝撃実験） 

衝撃荷重の時刻歴を図 2.24 に示す。また，図には実験結果（文献 33））から読み取った衝

撃荷重の時刻歴）も併せて示す。なお，図 2.24 の解析結果の荷重は実験と同様のロードセ

ルの荷重であり，解析でのロードセルの荷重は，ロードセルの要素の Z 方向の応力に断面

積を乗じて足し合わせたものである。また，図 2.25 に t =0.017sec の破壊状況と文献 33)の破

壊状況を示す。図 2.24 を見ると，荷重がほぼ一定となっている t =0.017sec 以降の領域で，

破壊現象はほぼ終了していると考えられる。 

 図 2.24 より，解析結果は高周波数成分を含み，最大荷重では解析結果は実験結果よりも

大きな値を示しているが，荷重の継続時間は解析結果と実験結果で約 0.015 sec となり，良

く一致している。また，図 2.25 より解析でも実験と同様にノッチ部から入ったき裂が進展

しており，実験で破断が生じている部分と同様の位置で，解析での塑性ひずみが大きくなっ

ている。実験にて最終的に破断している位置は，解析結果で大きな塑性ひずみが発生してい

る位置に合致している。 

以上より，応力集中，ひずみ速度，および破壊靭性（シャルピー衝撃値）のモデル化をし

て衝撃実験の解析を行った結果，荷重時刻歴では解析結果に高周波成分が含まれているこ

ともあり、最大荷重で実験結果より大きな結果となったが，荷重の継続時間は解析結果と実

験結果で約 0.015 sec となり良く一致しており，また，ノッチ部からき裂が進展して破壊に

至る現象を精度良く再現できた。 
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図 2.24 荷重・変形関係（衝撃実験）  

図 2.25 破壊状況（衝撃実験）  
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2.4 結論 

本章では，応力・ひずみ関係について応力集中係数，ひずみ速度および破壊靭性の FE 解

析へのモデルを提案し，衝撃荷重や単調載荷の荷重の下での鋼材の延性き裂発生に起因す

る破断現象のシミュレーションを弾塑性有限要素解析により行った。ここで，鋼材の延性き

裂発生に起因する破断現象には，延性破壊のみでは無く，脆性破壊も含んでいる。本章で得

られた知見は以下の通りである。また、第 2 章で得られた結果は第 3 章での簡易な変形能

力評価式の導出のための一助とする。 

（1）応力集中係数が大きくなると，破断時断面収縮率が小さくなり，その傾向は h/W=0.9

で場合分けを行い，近似式で評価できる。また，この近似式を用いて，破断ひずみを低

減したＲ付き試験片の引張試験のシミュレーションを実施した結果，荷重・変形関係を

高精度で再現できた。 

（2）ひずみ速度による鋼素材特性（降伏点，引張強度，破断応力，破断ひずみ等）の変化

について，ひずみ速度の関数として近似式で評価した。その近似式を用いて，鋼素材特

性のひずみ速度効果を考慮した解析を実施した結果，既往実験結果の傾向を精度良く

捉えることができた。 

（3）エネルギー塑性率を定義することにより，計装化シャルピー試験結果の整理を行った

結果，シャルピー衝撃値とエネルギー塑性率の間に線形関係があることがわかった。こ

の結果から，局所破断塑性率を定義し，シャルピー衝撃試験の解析からシャルピー衝撃

値と局所破断塑性率の関係式を導いた。 

（4）応力集中，ひずみ速度，破壊靭性（シャルピー衝撃値）の検討で得られた結果を用い

て，ノッチ付き梁の静的および衝撃実験の解析を実施し，解析結果は実験結果の破断時

の変形や荷重の継続時間，破壊状況でのき裂発生位置を再現可能であることがわかっ

た。 

 

 





- 37 - 
 

 

 

 

 

 

 

 

第 3 章 

梁の保有変形能力評価に関する検討 

 

 

  



- 38 - 
 

3.1 はじめに 

第 2 章でも述べたように，兵庫県南部地震後での梁端接合部の破断被害を鑑みて，梁端フ

ランジ溶接部の早期破断防止策としてスカラップ形状の改良例えば，97）および梁端フランジの

拡幅補強等例えば,98）のディテール改良に関する研究が進められてきた。また，ディテールに

関する研究と並行して，脆性破壊を伴う梁端接合部の設計法および変形能力の評価に関す

る研究 17), 18), 32)も行われてきた。後者では，シャルピー衝撃値等の破壊靭性値が梁端接合部

の変形能力に大きな影響を及ぼすと考え，破壊靭性値と梁端接合部の変形能力との関係に

着目した研究が進められている。なお，塑性化を受けた後に脆性破壊する場合には，破断点

から延性き裂が最初発生し，その後に脆性き裂に転化することが知られている 88）。 

ここで，2.1 節でも示したように，破断防止ガイドライン 17）ではシャルピー衝撃値による

細かな変形能力の評価が困難である点が，桑村らの評価法 32）では梁フランジの幅厚比や梁

のせん断スパン比等のほかの変形能力に影響を及ぼすと考えられる要因については触れら

れていない点が，WES2808 の評価法 18）では破壊ひずみを梁先端の変形に変換する必要があ

る点等が問題となっている。 

また，梁端接合部の変形能力を決定する主な終局状態としては，梁フランジの局部座屈，

梁端フランジ溶接部の破断（延性破壊及び脆性破壊）が想定されるが，前述の評価法 17), 18), 

32)では，梁端フランジ溶接部破断を主に念頭においているため，破断に先行して，局部座屈

が発生する場合には，他の指標を用いて変形能力を評価しなければならない。 

以上より，梁端接合部の変形能力を簡易に評価するためには，前述の終局状態を対象とし

て，変形能力に影響を及ぼすと考えられる様々な要因を変数とした評価式により，変形能力

を定量評価することが必要である。 

本章では，第 2 章の評価法を用いて，工場溶接接合形式（梁フランジ，ウェブ溶接接合）

の梁端接合部に関する実験の弾塑性有限要素法による数値解析（FE 解析）を実施して変形

能力に関するデータを取得し，そのデータに基づき簡易な変形能力評価法を提案する 
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3.2 部分骨組実験の解析（単調載荷解析） 

3.2.1 概要 

（a）既往実験の概要 

試験体は，文献 99）で報告された内ダイアフラム形式の BWN 試験体である（図 3.1）。梁

は BH-500 × 200 × 10 × 16（SS400）で，柱は□-400 ×400 × 19（SS400）である。スカラップ

形状は旧来型と呼ばれる単純な 1/4 円形（R35）で，エンドタブはスチールタブである。BWN

試験体の梁端接合部ディテール（旧来型スカラップ，スチールタブ）は，従来型スカラップ

（R35+R10 の複合円）やフラックスタブと比較して，応力集中の大きなディテールである

と言える。また，実験時の温度は，約 10 ℃であった。実験結果の荷重・変形関係と破壊状

況を図 3.2 に示す。実験では，スカラップ底に発生したき裂が拡大し，最終的には梁フラン

ジ全幅の破断に至った。図 3.2 の荷重・変形関係は梁先端荷重（P）と梁のみの変形（δ）の

関係である。梁端フランジ溶接部の溶接条件は，入熱は 25～38 kJ，パス間温度は 350 ℃以

下で，溶接棒は YGW11 を使用している。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 3.1 試験体形状（BWN 試験体） 

図 3.2 実験結果 

(a) 荷重・変形関係 (b) 破壊状況 
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（b）解析モデル 

解析モデルは図 3.3 に示すように試験体を 4 節点シェル要素（Belytschko-Tsay シェル要

素）84）用いてモデル化したものである。また，スカラップ部についても試験体と同形状と

なるようにモデル化した。解析では，柱頭・柱脚をピン・ローラー支持した状態で，梁先端

に強制変形（単調）を与える。 

ここで，要素の物性は第 2 章での物性配置を参考にして，図 3.4 のように与える。「溶接

金属」，「熱影響部」等の定義は次項の「要素物性の入力値設定における仮定」に示す。また，

要素物性の入力値は，素材試験結果等を考慮し，下記の仮定に基づいて，表 3.1 のように設

定し，破断ひずみに到達した要素が削除されることにより，破断現象を表現する。また，実

験時の温度は，シャルピー衝撃値に大きな影響を及ぼし，温度が低下すれば，シャルピー衝

撃値は低下する。しかしながら，実験温度で評価されているシャルピー衝撃値は，通常，母

材の値であり，図 3.4 に示す母材以外のシャルピー衝撃値の値は推測する必要がある。以下

では，シャルピー衝撃値の推測値として文献 100），102）の 0 ℃の評価値を用いる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 3.3 解析モデル 
図 3.4 物性を与える位置 

表 3.1 解析入力データ 

 

 

板厚
ｔ

(mm)

降伏点

σy

(N/mm
2
)

引張
強さ

σu

(N/mm
2
)

ひずみ
硬化
開始

ひずみ

εst

一様
伸び

εu

破断時
断面

収縮率

ψｆ

破断
応力

σf

(N/mm
2
)

シャル
ピー

衝撃値

Ev（J)

応力集中
係数
α

真破断
ひずみ

εtf

備考

母材 16 150 - 0.857

熱影響部 16 27 - 0.192

溶着金属 24 75 - 0.482

延性亀裂
発生部

16 - 3.9 0.409

10 276 435 0.0203 0.1863 0.55 332 - - -

0.55 323

多折れ線

梁ウェブ

梁フランジ 262 423 0.0175 0.1920

節点数：7272 
要素数：7272 
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【要素物性の入力値設定における仮定】 

①「溶接金属」の板厚は，余盛を考慮して 24 mm とし，範囲は柱から 10 mm までの部分

とする。シャルピー衝撃値 Evは文献 100）の溶接条件の平均値（75 J at 0℃）とする。 

②「熱影響部」の範囲は，通常では溶接金属と母材の間の狭い範囲であるが，ここではき

裂が伝播すると考えられる広い領域として，「熱影響部」と呼ぶ。また，上記の熱影響

部は溶接金属端よりスカラップ径の 2倍の範囲の柱より 10～70 mm離れた部分とする。

なお，第 4 章～第 6 章では熱影響部を 3 種に分類して詳細にモデル化している。また，

シャルピー衝撃値 Evは，下記の四つの値の最小値 27J とする。 

  ・梁フィレット部の試験結果（27 J at 0℃） 

  ・熱影響部の試験結果（BWN 試験体は試験値が無いため除外） 

  ・母材の 0.57 倍 101）（86 J =150 J × 0.57 at 約 10 ℃） 

  ・母材の化学成分よりの近似値 102）（162 J at 0 ℃） 

③「溶接金属」と「熱影響部」の応力・ひずみ関係は「母材」と同じとする。ただし，要

素の破断点（真破断ひずみ：wεtf ）は推定したシャルピー衝撃値の影響を考慮して式(3.1)

より求める。なお，式（3.1）は式（2.10）と式（2.11）より求めたものである。 

   wεtf  = 7.284 ×εtu ×（-1＋√ 1+0.01193 × Ev ）          （3.1） 

 ここで，εtu：真一様伸び（= ln(1+ εu)），εu：一様伸び である。 

④「延性き裂発生部」は梁フランジ側面より 0.5 mm 幅の位置に設定する。その応力集中

係数 86）αは，弾性有限要素解析による数値解析から算定し（α=3.9），要素の破断点（kεtf）

は算定した応力集中係数（α）から式（2.3a）を考慮して式（3.2）より求める。 

   kεtf = ln(1 / (1- ψf))×α-0.36                  （3.2） 

 ここで，ψf：破断時の断面収縮率〔=(A0 - Af) /A0：A0 は原断面，Af は破断後の断面〕で

ある。延性き裂発生部はこの延性き裂が発生する領域とする。 

また，解析では非線形有限要素プログラム LS-DYNA84）を用いて，von Mises の降伏条件

を用いる。また，破断現象は，各シェル要素のひずみ値が前述の要素破断点のひずみ値に到

達した時に削除されることで表現する。 
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3.2.2 解析結果 

図 3.5 に，実験結果の荷重と梁変形の骨格曲線（スケルトン）103）の関係，および単調載

荷の解析結果の荷重と梁変形関係の比較を，図 3.6 に相当応力分布を示す。ここで，図 3.5

には BWN 試験体と同じ形状で，同じ材料諸元の通しダイアフラム試験体（CWN）の実験

結果も示す。 

 図 3.5 より，解析結果は最大荷重までの実験結果を精度良く捉えている。また，図 3.6 よ

り，解析結果ではスカラップ底からき裂が入り，梁フランジの破断に至っている。これは，

実験と一致するものである。なお，最大荷重以降，解析結果では急激に荷重が低下している

が，これは，「熱影響部」の要素のシャルピー衝撃値を最小の値で一定にしているため，き

裂が発生すると同時に破断に至ったと考えられる。 

 以上より，設定した解析モデルの単調載荷の解析により，工場溶接形式接合部の破断まで

の骨格曲線（スケルトン）および梁端フランジ溶接部破断の挙動をシミュレートできること

がわかった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 3.5 荷重・梁変形関係 

図 3.6 相当応力コンター 
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3.3 パラメータスタディと評価式の検討 

3.3.1 概要 

梁端接合部の変形能力に影響を及ぼすと考えられるパラメータとして，熱影響部のシャ

ルピー衝撃値 Ev，梁フランジの幅厚比 b/tf，梁フランジの降伏比 YR，梁のせん断スパン比

M/QD を選定し，前述した解析モデルを用い，表 3.2 に示す範囲でパラメータスタディを行

う。解析モデルは，前述の BWN 試験体を基に作成する。また，降伏比 YR の変化は降伏点

のみを変化させ，せん断スパン比 M/QD の変化は梁の長さを長くすることにより対応する。 

 このパラメータのほかには，梁ウェブの幅厚比 d/tw，柱の径厚比 D/tc等の因子も考えられ

るが，前述のパラメータ（Ev, b/tf, YR, M/QD）よりも与える影響は小さいと考え，BWN 試験

体と同じ値（d/tw =48, D/tc =21）で固定する。 

 ここで，表 3.2 のパラメータの水準の選定理由について示す。 

【シャルピー衝撃値】 

 3 水準（25，50，75 J）を選定している。最小値 25J は，破断防止ガイドライン 17）に

示す小さい方の閾値であり，また，鋼材の JIS による母材のシャルピー衝撃値の下限

27J に相当するものとして与える。また，最大値 75 J は破断防止ガイドライン 17）に示

す大きい方の閾値であり，50 J は両者の中間値とする。 

【幅厚比】 

 3 水準（4.17，6.25，8.33）を選定している。最大値 8.33 は，H 形梁（490N 級鋼）の

梁フランジの FA ランクの上限値としている。また，最小値 4.17 は通常使用される H

形梁の最小値とし，6.25 は両者の中間値とする。 

【YR】 

 3 水準（0.62，0.75，0.88）を選定している。最小値 0.62 は，490N 級鋼のほぼ下限の

値 104）でとしている。また，最大値 0.88 は 490N 級鋼では存在せず，高張力鋼の値であ

るが，ここでは上限として設定する。また，0.75 は両者の中間値とする。 

【せん断スパン比】 

 3 水準（3.6，6.6，10）を選定している。最小値 3.6 は短スパン梁の値であり，最大値

10 は長スパン梁の値である。また，6.6 は両者の中間値とする。 
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ここでは，図 3.7 のように骨組全体の変形 δt から柱と接合部パネルの変形の和 δ cpを除い

た梁のみの変形 δ を対象とし，梁端接合部の変形能力を式（3.3）で示される最大荷重時の

骨格曲線における塑性変形倍率 103)ηmax を用いて評価する。なお，変形能力に関しては，一

般的には最大荷重の 90％低下点までの変形を有効と考えるが，ここでは，設計に用いるの

に重要と考えられる最大荷重時の変形能力を評価する。 

    ηmax = δ max / δ p - 1                  (3.3) 

ここで，δ maxは最大荷重時の骨格曲線の変形，δ p は M p 時の弾性変形，M p は梁の全塑性モ

ーメント計算値である。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

表 3.2 解析パラメータ 

図 3.7 梁変形の概念図 
 

 

水準 備考

シャルピー衝撃値 E V 25, 50, 75 熱影響部、必要に応じて100、150、300を実施

幅厚比 b/t f 4.17, 6.25, 8.33 梁フランジ 

降伏比 YR 0.62, 0.75, 0.88 梁フランジ

せん断スパン比 M/QD 3.6, 6.6, 10.0 梁クリアスパンを変化（1.8, 3.3, 5.0m）

パラメータ
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3.3.2 解析結果 

代表的な解析結果の骨格曲線（スケルトン）103）における塑性変形倍率（ηmax：式(3.3)）に

対する各種パラメータの影響を図 3.8(a)～(c)に，シャルピー衝撃値による破壊状況の違いを

図 3.9 に示す。図 3.8(a)～(c)では，梁フランジが破断した場合を●で示す。●で示していな

いものの終局は局部座屈である。以下に，各種パラメータによる変形能力（骨格曲線におけ

る塑性変形倍率：ηmax ）への影響を述べる。 

（a）シャルピー衝撃値[図 3.8(a)～(c)，図 3.9 参照] 

 骨格曲線における塑性変形倍率 ηmaxの値は，シャルピー衝撃値が大きくなるにつれて，大

きくなる傾向にある。また，あるシャルピー衝撃値に達すると，破壊モードが梁フランジの

破断から梁フランジの局部座屈に移行し，これ以上シャルピー衝撃値を大きくしても骨格

曲線における塑性変形倍率の値は大きくならず，一定値（保有変形能力の最大値：ηmax0）と

なることがわかる。保有変形能力の最大値はほとんどが梁フランジの局部座屈時の値であ

るが，幅厚比が小さな場合や降伏比が大きな場合には，梁フランジの破断（延性破断）時の

値となる。 

（b）梁フランジの降伏比[図 3.8(a)参照] 

 骨格曲線における塑性変形倍率 ηmax の値は，降伏比が小さくなると大きくなる傾向にあ

る。また，降伏比が小さいものは，シャルピー衝撃値による影響を受けにくくなり，降伏比

が大きなものと比較して，より小さなシャルピー衝撃値で梁フランジが破断しなくなる。こ

れは，降伏比が大きいと塑性化範囲が小さく，梁端接合部付近に応力が集中しやすくなるた

めであると考えられる。 

（c）梁フランジの幅厚比[図 3.8(b)参照] 

 骨格曲線における塑性変形倍率 ηmax の値は，幅厚比が小さくなるほど大きくなる傾向に

ある。幅厚比が大きなものは，シャルピー衝撃値による影響を受けにくくなり，幅厚比が小

さなものと比較して，より小さなシャルピー衝撃値で梁フランジが破断しなくなる。これは，

幅厚比が小さなものは，梁フランジの局部座屈荷重が小さく，梁端フランジ溶接部の破断が

発生する前に局部座屈するためであると考えられる。  

（d）せん断スパン比[図 3.8(c)参照] 

 骨格曲線における塑性変形倍率 ηmax の値は，せん断スパン比が小さくなると大きくなる

傾向にある。また，せん断スパン比が大きなものは，シャルピー衝撃値による影響を受けに

くくなり，せん断スパン比が小さなものと比較して，より小さなシャルピー衝撃値で梁フラ

ンジが破断しなくなる。これは，せん断スパン比が大きくなると，塑性化領域が拡大するた

め，せん断スパン比が小さなものと比較して，梁端接合部付近で塑性回転性能の多くを負担

しなくても変形能力を確保できるためであると考えられる。 
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図 3.8 塑性変形倍率に及ぼす各種パラメータの影響 

図 3.9 相当応力コンターの比較 

(a) 降伏比の影響比較[M/QD=3.6, b/tf=6.25] 

(b) 幅厚比の影響比較[M/QD=3.6, YR=0.75] 

(c) せん断スパン比の影響比較[YR=0.75, b/tf=6.25] 
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3.3.3 評価式の検討 

骨格曲線における塑性変形倍率の FE 解析結果 aηmaxを用いて，シャルピー衝撃値比 rEv（= 

Ev / 25），降伏比 YR，幅厚比 b/tf，せん断スパン比 M/QD およびこれらの 2 次の項以下の組

み合わせにより，骨格曲線における塑性変形倍率を重回帰分析により近似する。ここで，シ

ャルピー衝撃値を 25 J で除したのは，図 2.18 での γ=1.0 でのシャルピー衝撃値 24.6 J を考

慮したためである。この 25 J は JIS 規格での最小シャルピー衝撃値の 27 J にも相当すると

考えられる。また，重回帰分析では，ｔ検定により各項の寄与率を計算し，寄与率の高いも

ののみを残して，骨格曲線における塑性変形倍率の評価式 cη maxを式（3.4）のように作成す

る。評価式はシャルピー衝撃値比 rEvの 2 次関数の形で整理する。 

cηmax = C01×rEv
2＋C02×rEv＋C03                    （3.4） 

   ここで，C01＝-0.0621 

       C02＝-0.666＋2.027×(tf/b)＋1.256×(1/YR) -0.0295×(M/QD) 

       C03＝-1.574×(1/YR)2+{110.568×(tf/b) -0.493×(M/QD)} ×(1/YR) 

         -117.606×(tf/b)2-80.022×(tf/b)＋0.0354×(M/QD)2 

 FE 解析値 aηmaxと評価値 cη maxの相関を図 3.10(a)に示す。図より両者の相関は高く，骨格

曲線における塑性変形倍率を cη maxで評価できることがわかる。 

 次に，骨格曲線における塑性変形倍率（ηmax）を保有変形能力の最大値（ηmax0）で除した

値を，変形能力指標（ζmax）と定義し，cηmax と同様に評価式（cζmax）を式（3.5）のように作

成する。 

cζmax = C04×rEv
2＋C05×rEv＋C06                    （3.5） 

   ここで，C04＝-0.0113 

       C05＝0.295-0.0801×(1/YR) 

       C06＝-0.376×(1/YR)2+{1.479＋2.336×(tf/b)＋0.0115×(M/QD)} ×(1/YR) 

         -12.322×(tf/b)＋20.185×(tf/b) 2 

FE 解析値 aζmax と評価値 cζmax の相関を図 3.10 (b)に示す。図より，両者の相関は高く，変

形能力指標を cζmax で評価できることがわかる。ここで，変形能力指標が 1 となる場合は，

梁が保有している最大の変形能力を発揮していることになる。 
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図 3.10 解析値と評価値の相関関係 
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式（3.5）で，cζmax =1.0 と置き，シャルピー衝撃値比 rEvについて解くと式（3.6）が得られ

る。この値は，FE 解析上，梁が最大の変形能力を発揮するために最低限必要なシャルピー

衝撃値であるので，必要シャルピー衝撃値 reqEvと定義する。 

𝐸 25                    (3.6) 

 図 3.11 に必要シャルピー衝撃値 reqEvとその時の骨格曲線における塑性変形倍率 cηmaxを示

す。これより，せん断スパン比 M/QD が大きくなると，必要シャルピー衝撃値は小さくな

り，それに伴い，その時の累積塑性変形倍率 cηmax も小さくなることがわかる。また，幅厚

比 b/tf を大きくするほど，または，降伏比 YR を小さくするほど，必要シャルピー衝撃値は

小さくなる傾向がある。なお，この必要シャルピー衝撃値は，終局が局部座屈等になるため

の値であり，大地震時に必要な塑性変形倍率（例えば、FA ランク梁では 4 以上 104））をほぼ

クリアしていることになる。図 3.11 には塑性変形倍率 4.0 を示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

   
図 3.11 必要シャルピー衝撃値 

 
(a) M/QD=3.6 (b) M/QD=10.0 
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3.4 既往実験結果との比較 

3.4.1 実験概要 

既往の工場溶接形式接合部の実験結果97), 99), 105)～107)と3.3節で導出した評価式の比較を行

い，評価式の妥当性を検証する。比較に用いた試験体は全55体であり，表3.3に接合部ディ

テールの概要を，表3.4 に試験体の諸元を示す。終局状況は，全55体の内，48体が脆性破壊

であり残りは局部座屈である。なお，脆性破壊は，第2章のFE解析で対象とした延性き裂発

生に起因する破壊と考えられる。ここで，旧来型スカラップには，旧来型の1/4円-R35に加

えて，スカラップ端部と梁フランジが垂直に交わっているタイプ(図3.12 (c))および複合円

でもフランジと交わる側の半径が10 mm未満のもの(図3.12 (d))も応力集中の度合いがほぼ

等しいとして旧来型に含める。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

   

表 3.3 接合部ディテールの概要 

表 3.4 試験体の諸元 

図 3.12 スカラップ形状の分類 

 

接合部ディテール 種類 試験体数

内ダイアフラム 6

通しダイアフラム 49

旧来型 38

従来型 17

スチール 25

フラックス 30

ダイアフラム

スカラップ

エンドタブ

 

範囲 備考

シャルピー衝撃値 E v 27～119
3.2.1②で評価した熱影響部の値に

C R EJ を乗じたもの

梁フランジの降伏比 YR 0.62～0.72
温度補正を実施

（実験温度-1～20℃）

梁フランジの幅厚比 b/t f 4.0～6.25

せん断スパン比 M/QD 3.0～7.65

パラメータ
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また，3.3節でも述べたようにシャルピー衝撃値Evは変形能力に大きな影響を与え，特に

シャルピー衝撃値が小さくなるとその影響は顕著であることから，比較に用いたシャルピ

ー衝撃値の範囲は，パラメータスタディを実施した範囲（≧ 25 J）とする。また，3.3節のパ

ラメータスタディに用いたモデル（旧来型スカラップとスチールタブ）は，従来型スカラッ

プ（R35+R10）やフラックスタブの場合と比較して，応力の集中度合いが大きく，破壊ひず

み（要素を削除するひずみ値）が小さくなる。そこで，後述するように，元のシャルピー衝

撃値に補正係数（cREv）を乗じることにより，従来型スカラップおよびフラックスタブによ

る応力集中度合いの違いの影響を調整し，cηmaxの評価式である式（3.4）で評価できるように

した。なお，表3.4 のシャルピー衝撃値は，3.2.1(b)の仮定②で定義した元のシャルピー衝撃

値にこの補正係数を反映した値である。 

 また，温度が低下すると鋼材の降伏点と引張強度は上昇し18），両者の内，降伏点の上昇

率は引張強度の上昇率よりも，若干大きくなることから，低温では降伏比YRは若干上昇す

る。以下の比較では，温度差による降伏比の影響を考慮するために，温度補正を行った降伏

比を用いた。  

 

3.4.2 シャルピー衝撃値の修正 

従来型スカラップと旧来型スカラップ，フラックスタブとスチールタブの応力集中係数 α

から，式（2.3a）および式（2.11）を用いて，式（3.7）に示す等価なシャルピー衝撃値 Eveq

を求めると表 3.5 のようになる。 

Eveq = 23.1×β×γ＋1.5795×(β×γ)2               （3.7） 

ここで，β = α -0.36，γ = εtf /εtu =4.28 とした。 

ここでは，応力集中係数 α とひずみ集中係数 18）Kεとを等価と考え，旧来型スカラップ，

従来型スカラップ，フラックスタブの α 値として，文献 18）のひずみ集中係数（Kε）の値

を用いた。また，スチールタブの αの値は，3.2.1 項の仮定④での値 3.9 を用いた。 

 表 3.5 より従来型スカラップの旧来型スカラップに対する Eveqの比およびフラックスタブ

のスチールタブに対する Eveq の比が，シャルピー衝撃値に乗じる各々の補正係数（cREv）と

なる。また，従来型＋フラックスタブの場合には，文献 32）と同様に，両者の効果が相乗さ

れるとし，1.57(=1.32× 1.19）を用いた。以後の計算では，元のシャルピー衝撃値に cREvを乗

じたものを Evとした。 

 

 

 

 

 

 

  

表 3.5 等価シャルピー衝撃値と cREv 

 

応力集中係数
α

等価シャルピー衝撃値

E veq  (J） C R EJ

旧来型 8.1 56.2

従来型 4.1 74.4

スチールタブ 3.9 75.9

フラックスタブ 2.6 90.1

スカラップ底 1.32

溶接始終端 1.19
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3.4.3 既往実験結果との比較 

図 3.13 に各試験体のシャルピー衝撃値と必要シャルピー衝撃値との比 Ev /reqEv，および実

験結果の破壊状況を示す。図より，Ev /reqEv < 1.0 の範囲では，36 体の内，35 体が梁端フラン

ジ溶接部破断（脆性破壊）しているが，Ev /reqEv ≧1.0 の範囲では，19 体の内，梁端フラン

ジ溶接部破断（脆性破壊）は 13 体，局部座屈は 6 体であり，破断と局部座屈が混在してい

る。以上より，「Ev /reqEv < 1.0」が概ね梁端フランジ溶接部破断（脆性破壊）の目安となるこ

とがわかった。  

 次に，図 3.14 に骨格曲線における塑性変形倍率の評価値 cηmax と実験結果 eηs の比較を示

す。ここで，実験結果 eηs は，荷重が最大荷重の 90％まで低下した点までの骨格曲線におけ

る塑性変形倍率であり，終局状況が梁端フランジ溶接部破断（脆性破壊）である試験体のみ

（48 体）を比較対象とした。ここで，3.1.1 項で述べたように一般的な変形能力の評価は，

最大荷重の 90％低下点までの評価であるため，最大荷重点の評価である cηmaxとは直接に比

較できないが，終局状況が梁端フランジ溶接部破断である試験体では，最大荷重以降急激に

荷重が低下するため，eηs は最大荷重時の結果とほぼ同じと考え，評価値 cηmaxと実験結果 eηs

とを比較できると考えたからである。また，評価式を導出した解析モデルの破壊は，全てス

カラップ底からのき裂発生および進展による梁端フランジ溶接部破断であるため，以下の

比較では，破壊起点（スカラップ底，溶接始終端部）別に比較する(図 3.15 参照)。また，図

では，エンドタブの種類（スチール，フラックス）および溶接管理の有無の印を変えて示す。

ここで，「溶接管理なし」とは，梁端溶接部の溶接時にパス間温度の管理（350 ℃以下）を行

っていないもの，または，一層一パスで溶接したものとした。 

 図 3.14 より，塑性変形倍率の評価値 cηmaxにより，ばらつきは見られるものの，概ね実験

結果を評価できることがわかった。以下では，ばらつきの原因について考察する。 

 図 3.14(a)での溶接管理なしの試験体は 1 層 1 パスの試験体であり，パス間温度の管理を

していない試験体もあるが，梁フランジが 12～16 mm と薄く，通常の管理温度 350℃には

達していないと考えられる。ここで，スチールタブ・溶接管理なしの 1 体の実験値が評価値

に比べて小さいが，ウェブ厚がフランジ厚に比べて比較的厚いためスカラップ底のウェブ

の回し溶接部での応力集中係数が評価に用いたものよりも大きく，評価値が過大評価とな

った可能性がある。また，フラックスタブ・溶接管理ありの内，実験値が評価値に比べて小

さい 4 体については，スカラップ形状が旧来型と従来型で異なっているが，大きな変形能力

の差は無いため，実験上のばらつきと考えられ，前述と同様にスカラップ底の応力集中係数

が評価に用いたものよりも大きく，評価値が過大評価となった可能性がある。 

図 3.14(b)でのスチールタブの試験体は，溶接管理ありでは評価値と実験値は斜め 45°の直

線付近に位置しているが，溶接管理なしでは斜め 45°の直線より下の領域に位置しているも

のが多い。これは，溶接管理なし（1 層 1 パス）のため，シャルピー衝撃値が小さくなり，

表 3.5 の等価シャルピー衝撃値よりも小さな値となっているため，評価値が過大評価となっ

た可能性がある。また，フラックスタブの場場合には，スチールタブと比較して応力集中係
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数が小さいことから，溶接管理なしの試験体でも評価値と実験値は斜め 45 °の直線付近に位

置していると考えられる。 

 以上より，「溶接管理なし」の場合には，破壊起点の想定した応力集中係数により適切に

シャルピー衝撃値を推定できないこと等から，「溶接管理なし」の実験値を除いて評価する

ことも考えられる。 

また，図 3.14 より「溶接管理なし」の実験値を除けば，実験値は 2/3×評価値で安全側に

評価できることがわかった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  
図 3.13 Ev/reqEv と実験での破壊状況 
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図 3.14 実験値 eηs と評価値 cηmax の比較 

(a) 破壊起点：スカラップ底 

(b) 破壊起点：溶接始終端 

図 3.15 破壊起点 
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3.5 結論 

第 2 章の評価手法を用いて，工場溶接形式（梁ウェブ溶接形式）の角形鋼管柱と H 形梁

接合部を対象として，繰り返し荷重での実験や FE 解析を行わずに，変形能力に影響を及ぼ

す因子による簡単な評価式を導出することを目的に検討を実施した結果，以下のことがわ

かった。 

（1）弾塑性有限要素解析により，工場溶接形式（梁ウェブ溶接形式）の試験体（BWN）の

スカラップ底からき裂が入り，梁端フランジ溶接部が破断する終局までの挙動を追跡

することができた。 

（2）変形能力に影響を及ぼすと考えられる因子として梁のせん断スパン比，梁フランジの

降伏比と幅厚比を想定し，パラメータスタディを行い，その結果を統計処理して，最大

荷重時の骨格曲線における塑性変形倍率の評価式 cηmaxを導出した。 

（3）梁の最大変形能力を発揮する必要シャルピー値 reqEvを定義し，その値を求めた。 

（4）提案した評価式 cηmaxにて既往実験の変形能力を評価した結果，ばらつきは見られるも

のの，概ね実験結果を評価できることがわかった。また，「溶接管理なし」のデータを

除いた場合には，評価式 cηmax に 2/3 を乗じることで，実験結果を安全側に評価できる

ことがわかった。 

なお，第 2 章および本章で検討した結果は，主としてひずみが単調に増加する場合に限定

することで簡易に破断現象（延性き裂発生に起因する脆性破壊を含む）を伴う梁端接合部の

変形能力を評価しようとするものであるが，地震時での繰り返し荷重には対応できていな

い。第 4 章以降ではこのことを鑑み，繰り返し荷重下を含めた梁端接合部の変形能力評価に

関する検討を行う。 
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第 4 章 

繰り返し載荷時の変形能力 
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4.1 はじめに 

第 1 章で述べたように 2011 年 3 月 11 日に発生した東北地方太平洋沖地震や最近の地震

動予測研究の進捗により，東京，名古屋，大阪などの大都市圏の超高層建築物に長周期地震

動が大きな影響を及ぼす可能性が指摘されている。超高層鉄骨建築物などが長時間継続し

て多数回繰り返される揺れを受ける際の構造骨組が発揮する力学性能に関しては，文献 74）

および文献 76）に構造実験をベースとした評価式がまとめられている。 

また，一般に鉄骨梁の終局状況としては，梁端フランジ溶接部の破壊および梁端の局部座

屈が考えられる。局部座屈については，既存鉄骨梁に於いて梁ウェブが比較的薄い場合には，

梁端フランジ溶接部が破断する前に局部座屈が発生し，耐力が低下することも懸念される。

このような場合には，局部座屈と梁端フランジ溶接部の破断現象の 2 つを同時に評価でき

る評価手法が必要となる。上記の評価手法の 1つとして，弾塑性有限要素法による数値解析

（FE 解析）が考えられる。桑田ら 78）は，局部座屈と破断を伴う角形鋼管柱を対象として，

実験結果と FE 解析結果を比較することにより，延性き裂発生時の塑性変形能力を評価する

方法を提案している。また，水島ら 81）は E-defense で実施された実大 3 層鋼構造建物の振

動台実験を対象として，梁端フランジ溶接部破断を考慮した FE 解析により，破断部のダメ

ージ量（塑性ひずみの累積値）を考察している。しかしながら，文献 81）では実験で梁端フ

ランジ溶接部破断が発生した時刻を基に要素の破断判定を行っており，破断を予測した解

析とはなっていない。また，Huang and Mahin 82）は低サイクル疲労を考慮した損傷モデルを

適用した FEM を用い，局部座屈と母材部の延性破断の 2 つの終局状況に対応した変形能力

評価法を提案している。しかしながら，梁端フランジ溶接部の破断や単調載荷を含む大きな

振幅による 1 回～数回の繰り返しでの破断は検討されていない。 

本章では，梁端接合部の変形能力を評価するため，Huang and Mahin82）の損傷モデルを低

サイクル疲労から単調載荷まで拡張した損傷モデルを提案した。また，梁端フランジ溶接部

に特有な材料特性を与えて延性破壊をシミュレートする解析に，梁の局部座屈が併発する

ことも考慮することで，梁端接合部の変形能力評価法を提案した。また，既往の多数回繰り

返し実験のシミュレーションを行い，本評価法の妥当性を検証する。最後に，文献 74）と

76）で提案している多数回繰り返し下での性能曲線と部分骨組の解析結果を比較すること

により，本解析手法の妥当性を検証する。 

なお，第 2 章および第 3 章では単調載荷の下での延性き裂に起因する脆性破壊も検討範

囲としていたが，本章では繰り返し劣化を考慮した損傷モデルが延性破壊のみを対象とし

ていることから，延性破壊に限定して検討を行う。また，梁端接合部に於いて一方のフラン

ジが引張破断した場合でも破断した側が圧縮となる場合には，フランジが再接触して，大部

分の梁端モーメントの伝達が可能となり，もう一方のフランジが引張破断するまで耐力を

維持することができるが，本章ではこの再接触は考慮しない。 
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4.2 損傷モデルの概要 

1.2 節でも述べたように低サイクル疲労を考慮した損傷モデル（以下，損傷モデル）を適

用した弾塑性有限要素解析としては，延性き裂の源となるミクロなボイド（空孔）の発生・成長が

考慮されている Continuum Damage Mechanics (CDM)に基づく損傷モデル 55)が提案されてい

る。 

本章では損傷モデルとして，繰り返し載荷による損傷則（繰り返し損傷則）55), 82)と第 2 章

で示した単調載荷による損傷則（単調損傷則）を考え，以下にそれらの概要を示す。 

 繰り返し損傷則は，損傷度変化率 D
．
を表現する式（4.1）の場合分けを，文献 55）に用い

られている最大主応力に基づくものから応力三軸度に基づくものに修正したものを使用す

る。 

𝐷

⎩
⎪
⎨

⎪
⎧ 𝑌
𝑆

𝜀                     
𝑝
𝜎

1
3

のとき

0                 𝑝
𝜎

≧
1
3

のとき
             4.1    

ここで，𝐷は損傷度変化率，Y は弾性ひずみエネルギーある。また，𝜀 は弾性ひずみテンソ

ル， 𝐾 は弾性テンソル，S は疲労に関する材料定数 1，λは疲労に関する材料定数 2， 𝜀 は

相当塑性ひずみ速度，𝑝/𝜎 は応力三軸度（𝑝：平均応力，𝜎 ：Mises の相当応力）である。

なお，p は文献 82）の記述に則って式（4.1）のように圧縮を正としている。 

CDM モデル 55）では式（4.1）の定数 λの値を 1 から 3 に設定すると，Manson-Coffin 則の

振幅依存性を与える指数定数 C が鋼材に対する一般的な値である-0.65 から-0.5 となること

が指摘されている。 

繰り返し損傷則では，式（4.2）での損傷度変化率 D
．
を各ステップで足し合わせて算定し

た損傷度 D が，式（4.3）での閾値 Dc に到達した FEM 要素は破壊に至ったとみなされ，削

除されることとする。 

       𝐷 𝐷 𝑑𝑡                                       4.2    

      𝐷 ≧ 𝐷                                                4.3    

ここで，𝐷は損傷度，𝐷 は閾値である。なお，閾値 Dcとしては Huang and Mahin と文献 84）

を参考に Dc =0.5 と設定する。また，ステップ毎に算定される応力は，ボイドの発生・成長

を考慮することで低減され，（1－Dζ）倍されるものとする。なお，この ζは後述の式（4.5）

に示す ζと同じものである。ここで，ζは破壊の進展速度に関わる定数で，D を ζ乗するこ

とで，D が増加するにつれて，有限要素の劣化速度を急激に大きくすることができる。文献

68)～73) にも示されているように，ある程度き裂幅が広がると，き裂進展速度が急激に増

加することから，ここではζを用いることで，き裂進展速度を調整するパラメータとしてい

る。また，ζの値は要素サイズにも依存すると考えられるので，以下の解析ではほぼ同じサ

イズの要素を用いている。 
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また，ここで取り扱う繰り返し挙動としては，梁端接合部の塑性率が 3 から 6 程度の範

囲で繰り返し数は数回程度，塑性率が 1～2 程度の範囲で 10～200 回程度であるので，単調

載荷に相当する大きな塑性率に対しても破断現象を追えることが必要となる。このため，繰

り返し損傷則に加えて，単調載荷を含む一方向の大きな振幅による破壊を考慮できる単調

損傷則のモデルも適用する。 

単調損傷則では，累積塑性ひずみ（△εp：図 4.1）は要素に連続して引張応力が作用してい

る場合の相当塑性ひずみ速度を式(4.4)により足し合わせる。図 4.1 は繰り返し載荷の過程で

の 1 軸の応力と塑性ひずみを模式的に表したものである。 

           𝛥𝜀 𝜀 𝑑𝑡              
𝑝
𝜎

1
3
のとき                        4.4    

 

 

 

 

 

 

 

 

この累積塑性ひずみが式(4.5)に示すように要素の損傷も考慮した単調載荷時の破断真ひ

ずみ（1－Dζ）εtf に到達すると破壊に至るとする。 

           𝛥𝜀 ≧ 1 𝐷 𝜀                                                                  4.5    

ここで，𝜀 は単調載荷時の破断真ひずみ（対数ひずみ）である。 

損傷度 D は式(4.2)での損傷度変化率 D
．
を各ステップで足し合わせて算定し,式(4.5)の破

壊条件を満たした要素は破壊に至ったとみなされ，削除される。また，損傷モデルに於いて，

材料毎に与える定数は S, λ, εtf, ζの 4 つである。 

 繰り返し損傷則と単調損傷則の関係は損傷度 D によって関連しており，独立した関係と

はなっていない。ゆえに，多数回繰り返し荷重を受けた後に一方向に引張力を受ける場合に

は，初期状態に於いて引張力を受ける場合と比較して早期に破断に至ることになる。 

 ここで，前述のように繰り返し損傷則と単調損傷則は関連しているので，一軸引張試験を対象

に，縦軸をD/Dc および1－Dζとして，横軸を繰り返し数とした関係を図4.2 に示す。なお，図 4.2

は Y / S = 0.158, S = σy / 200 [σy =325 N/mm2] ，εtf  = 0.1 の場合である。 

図4.2 より，繰り返し損傷則の損傷度D は繰り返し数が大きくなると増加すること，これに反

して単調載荷則の破断真ひずみは減少することがわかる。また，この傾向は損傷度D が大きくな

ると顕著となる。λについては，値が小さくなると破断までの繰り返し数が減少しており，λは変

形能力に大きな影響を与えることがわかる。  

図 4.1 累積塑性ひずみ（Δεp） 

 

σ

ε0
Δεp
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以上より，本章の FE 解析では，損傷モデルとしては繰り返し損傷則および単調損傷則を適用

し，繰り返し損傷則または単調損傷則の閾値に早く到達した方で，要素は破壊に至ったと見なさ

れ，削除されることで，き裂進展が模擬されるものとする。なお，解析では汎用有限要素解

析プログラム LS-DYNA84）を用い，この損傷モデルをユーザーサブルーチンとして組み込み

解析を実施する。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

4.3 要素実験の解析 

文献 108)および文献 109）の繰り返し振幅下での構造実験（定振幅，漸増繰り返し）の一

部について，提案した損傷モデルを用いて，シミュレーションを行う。解析での構成則は前

述の損傷モデルを考慮した混合硬化則 110）を用いる。式（4.6）に使用した混合硬化則の応力

と塑性ひずみ𝜀 の関係を示す。 

                 𝜎 𝜎 𝑓 𝜀 𝑔 𝜀                                                       4.6  

ここで， 𝑓 𝜀 は非線形移動硬化成分であり，式（4.7）で表現できる。 

                        𝑓 𝜀
𝐶
𝛾

1 exp 𝛾 𝜀 𝐶 𝜀            4.7  

また，𝑔 𝜀  は等方硬化成分， 𝐶は移動硬化係数（𝑗 1, 2）， 𝛾 は移動硬化パラメータで

ある。式（4.6）は初期降伏点𝜎 ，移動硬化成分𝑓 𝜀 および等方硬化成分𝑔 𝜀 の足し合わ

せであり，以下の解析では 𝑔 𝜀  については非線形等方硬化則を仮定して応力と塑性ひず

みの関係を直接として与えている。なお，全硬化成分の内の等方硬化の割合は，鉄骨梁の

繰り返し載荷の解析を実施した際の荷重・変形関係の各サイクルに於ける荷重の増加が実

験結果と合致するように 10％としている。 

 式（4.6）および式（4.7）の硬化係数等は以下に示すように決定する。等方硬化則の全硬

化則の割合を考慮して，引張試験の真応力・真ひずみ関係 h(εpl) の移動硬化成分と式（4.7）

が合致するように最小二乗法により移動硬化係数（C1，γ1，C2）を近似し，等方硬化成分

g(εpl)は上記の移動硬化成分を h(εpl)から差し引くことにより決定する。 

図 4.2 損傷度と繰り返し数の関係 
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4.3.1 概要 

要素実験 108)は梁フランジ・ウェブの一部を模擬した実験で，図 4.3 に示すように材軸方

向に引張・圧縮の繰り返し載荷を行ったものである。実験では，圧縮時に座屈により極端に

荷重が低下しないように梁ウェブに面外拘束用プレートを設け，このフランジが面外に移

動しないように拘束した。鋼種は SN490B を用いた。また，梁ウェブとフランジ間はすみ肉

溶接として，端部（スカラップ底）は回し溶接とし，エンドタブはフラックスタブとスチー

ルタブの 2 種類とした。解析は，梁端の溶接が炭酸ガスアーク溶接で，エンドタブがフラッ

クスタブおよびスチールタブの場合について実施する。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  
図 4.3 試験体形状 
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4.3.2 単調載荷・漸増載荷の解析 

解析モデルは，図 4.3 の試験体の中央部分を取り出したもので，4 節点シェル要素（完全

積分シェル要素）と 8 節点ソリッド要素（完全積分 S/R ソリッド要素）84）でモデル化し，

単調載荷と漸増載荷（塑性率 2，4，6 での正負交番漸増繰り返し;圧縮側より載荷）の解析

を実施する。ここで，シェル要素を用いたのは，板厚方向の破壊（き裂）の伝搬現象は追う

ことができないが，ソリッド要素と比較して簡易な（解析コストが小さな）解析が可能であ

ると考えたためであり，下記の解析でシェル要素を使用しても良いことを示す。解析モデル

を図 4.4 と図 4.5 に示す。シェル要素は全体モデルとし，ソリッド要素は 1/2 対称モデルと

する。メッシュサイズは，文献 82）のシェル要素を用いたブレース付きラーメンフレーム

の解析によると板厚程度（今回の場合には 12 mm 程度）のサイズであれば延性破壊を表現

できるとしているが，今回の破断位置は，実験結果よりスカラップ底と柱フランジ間（約

35mm 間）で発生するので，その区間を 10 分割以上できる 2.0～3.0 mm 程度のサイズとす

る。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  
図 4.4 FE モデル（シェル要素） 図 4.5 FE モデル（ソリッド要素） 
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また，梁端フランジ溶接部の溶接金属の部分（余盛）は，シェル要素ではその部分の板厚

を増厚することで，ソリッド要素では試験体と同様な形状でモデル化し，ウェブの回し溶接

部の余盛形状はモデル化せず，単純に梁フランジとウェブが直交する形とする。このように

ウェブの回し溶接部をモデル化したのは，余盛を考慮した場合よりも応力集中による最大

応力を大きく表現できると考えたためである。また，スチールタブ部分については，溶接金

属の部分が梁フランジと接続され，その他は梁フランジと接続されずスリットとなるよう

図 4.4(b)に示すようにモデル化する。なお，シェル要素は板厚方向に 2 つの積分点を有し，

要素内の全ての積分点で損傷モデルの閾値に達した際に要素は削除される。境界条件は，左

端の材軸方向変位を固定し，右端の材軸方向に強制変位を加える。また，実験同様に，梁ウ

ェブに接続したフランジの面外変形を拘束する。 

損傷モデルの材料定数（S, λ, εtf, ζ）は，図4.4(c)の物性を与える位置（母材，熱影響部

[スカラップ底，溶接始終端，一般部] ，溶接金属）に応じて，素材試験結果等を基に

し，表4.1のように設定する。次項に上記の材料定数の設定方法を示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

【降伏点・引張強さ】 

母材の降伏点・引張強さについては，材料試験結果を使用する。熱影響部[スカラップ

底，溶接始終端] ，溶接金属の降伏点および引張強さについては，文献111）を参考にし

て，母材に対する比率を評価して表4.1のように与える。表4.1の降伏点および引張強さに

関しては，熱影響部（スカラップ底）で母材の1.26倍と1.19倍，熱影響部（溶接始終端）

で1.31倍と1.23倍，溶接金属部で1.25倍と1.19倍としている。 

また，硬化係数は4.3節を考慮して，C1 =3487 N/mm2，γ1 =19，C2 =512 N/mm2のように

評価する。 

【損傷パラメータS】 

定数Sは文献84）よりσy /200（σy:素材の降伏点）を用いる。 

【損傷パラメータλ】 

定数λは式（4.1）に於いてεtf /2の振幅で１回繰り返した時にD =1とすると，式（4.8）の

ようにλはεtfの関数となることを用いて求める。なお，母材は主として単調損傷則での破

壊を念頭に置き，低サイクル疲労（繰り返し損傷則）ではほとんど破壊しないと仮定し

表 4.1 解析入力値 

 

破断
ひずみ

共通

S λ ε tf ζ

355 535 1.8 10.0 1.05 2.0
444 637 2.2 4.8 0.63 2.0
355 535 1.8 5.9 0.71 2.0
448 637 2.2 1.8 0.62 2.0
465 659 2.3 4.5 0.60 2.0

*: t =3.1 (フラックスタブ) ，2.9(スチールタブ) ：溶接始終端の要素

降伏点

(N/mm2)

引張強さ

(N/mm2)

損傷
パラメータ

母材
溶接金属

HAZ
一般部
スカラップ底

梁端溶接部*



- 65 - 
 

て，λ = 10.0としている。 

𝜆
𝑙𝑛

1
2𝜀

𝑙𝑛
𝑌
𝑆

                                                            4.8  

【破断真ひずみεtf】 

破断真ひずみε f については，3.2.1節の「部分骨組実験・入力値設定に於ける仮定」を参

考に，材料の破壊靭性および応力の集中度合いを基に設定する。 

【定数ζ】 

定数ζ は単調載荷および漸増載荷のζ を変化させたシミュレーション結果から，どの解

析ケースに於いても破断時変形（繰り返し数）が実験結果とほぼ同じになるように，2.0

と定め，以下の解析でも同一の値を用いる。ここで，4.3.3節の要素実験シミュレーショ

ン（シェル要素，フラックスタブ）の場合の繰り返し数の解析結果/実験結果とζの関連

を図4.6に示す。図4.6より，ζ が大きくなるとFE解析での変形能力が大きくなり，解析結

果/実験結果の値も大きくなることがわかる。この解析結果では，ζ =2.0で解析結果と実

験結果が一致している。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

また，シェル要素の場合では，き裂進展のランダム性を模擬するため，熱影響部の材料

不均一性を考慮し，熱影響部の板厚を変動係数10％の正規分布に従い与えた場合も検討す

る。以下では，通常の解析（板厚一定）と区別するために，板厚変動と呼ぶ。図4.7に図

4.4の熱影響部（板厚12 mm）の板厚変動の分布を示す。図4.7より板厚は8.6～15.6 mmに分

布している。 

 

 

 

 

 

  

図 4.6 解析結果と実験結果の比と定数 ζ の関係 
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解析結果の荷重・変形関係および終局状況について，単調載荷の場合を図 4.8 に，漸増載

荷の場合を図 4.9 に示す。図 4.8，図 4.9 には実験結果も併せて示す。図 4.8 の実験結果は 2

体の値を示す。また，図中の変形は図 4.5 の変位計測区間に於ける変形で，▼▲は最大荷重

時を示す。また，終局状況の写真・変形図は図 4.4(c)の拡大図の部分を示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 4.8 実験と解析結果の比較（単調載荷） 
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図 4.9 実験と解析結果の比較（漸増載荷：フラックスタブ） 
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梁端フランジ溶接部の破断を考慮していない解析では，荷重低下を表現できないが，本解

析では，実験結果と同様に，スカラップ底付近からき裂が入り，それが進展することにより

荷重低下に至っている。図 4.8 の単調載荷時の解析結果より，シェル要素の結果はソリッド

要素の結果よりも破断時の変形が 3～4 割程度小さくなる傾向にあることがわかった。 

また，図 4.9 の漸増載荷ではシェル要素とソリッド要素でスカラップ底のき裂発生による

荷重低下の時期はほぼ同じであるが，き裂進展による荷重低下の割合はソリッド要素の方

が大きいことがわかった。また，ソリッド要素ではスカラップ底に一番近い要素から削除さ

れ，それが板厚方向に進展すると伴に板幅方向に進展しており，板厚方向のき裂進展は斜め

方向であることがわかった。板厚を変動させたシェル要素での解析結果では，き裂の進展に

ランダム性が加味され，実験結果に比較的良く似た破壊状況となることがわかった。 

以上より，シェル要素を用いた解析によって，ソリッド要素と同様にき裂発生および進展，

それに伴う荷重低下状況を模擬できることがわかった。よって，両要素の解析結果とも荷重

変形関係は実験結果との対比で大差は無く，シェル要素の方が破壊状況を良く表現できて

いること，計算時間が半分程度であることから，以降の解析には基本的にシェル要素を用い

て行う。 

 

4.3.3 一定振幅載荷の解析 

ここでは，塑性率振幅 μを 2，4，6，8 の 4 水準とした場合の一定振幅載荷の解析を実施

する（圧縮側より載荷）。解析は，シェル要素を用いて板厚を変動させた場合とし，振幅の

基準となる変形は実験時と同じものを用いる。なお，比較のため一定振幅載荷のフラックス

タブの場合には，ソリッド要素での解析も実施する。 

フラックスタブの場合の解析結果の荷重・変形関係を図 4.10 に示す。実験では，梁端フ

ランジ溶接部が破断して荷重が急激に低下するか，荷重が最大荷重の 90％程度に低下する

まで加力を行った。図 4.10 には最大荷重時を▼▲で，破断時を×で示し，荷重が最大荷重

の 90％に低下するまでの繰り返し数 N90% を示す。図 4.11 には，塑性率振幅 μ と繰り返し

数 N90% の関係を示す。図 4.11 の実線は実験結果の近似曲線である。また，解析での最初の

き裂発生は，塑性率 8 では単調損傷則，塑性率 2～6 では繰り返し損傷則によるものであっ

た。 

また，図 4.10 より解析での荷重の折れ曲がり点の値が実験結果よりもやや大きくなって

いるが，荷重の低下状況については，実験結果と解析結果の荷重・変形関係は良い対応をし

ている。また，図 4.11 より塑性率振幅 μ と繰り返し数 N90% の関係は，スチールタブの μ=2

の場合で解析結果が実験結果より 24％程度小さめの評価となっているが，実験結果と解析

結果は概ね良い対応を示している。また，ソリッド要素とシェル要素での解析結果を比較す

ると，ソリッド要素はシェル要素よりも繰り返し数 N90%が大きな振幅でやや大きくなって

いる。 
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図 4.10 実験と解析結果の比較（一定振幅載荷：フラックスタブ） 

（a）実験結果 

（b）解析結果[シェル要素] 
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図 4.10 実験と解析結果の比較（一定振幅載荷：フラックスタブ） 

（a）フラックスタブ 

図 4.11 塑性率振幅と繰り返し数の関係 

 

（b）スチールタブ 
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4.4 部分骨組実験の解析 

4.4.1 概要 

解析対象の試験体は通しダイアフラムの現場溶接形式で，梁端のスカラップはR23 mmの

1/4 円で，溶接はエンドタブをスチールタブとした炭酸ガスアーク溶接である109）。また，

鋼種はSM490Aである。試験体形状および梁端ディテールを図4.12に示す。試験体は，ウェ

ブのボルトを中央に寄せてウェブの曲げ伝達割合を小さくしている。解析モデルは，図4.4

のシェル要素の場合と同様にモデル化を行う（図4.13）。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 4.12 試験体形状 

図 4.13 解析モデル 
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解析モデルではウェブのボルト接合部はボルトの面内方向を，Ｍ16（F10T）の短期許容応

力度（滑り荷重）を折れ点とする完全弾塑性ばねでモデル化し，面外方向はガセットプレー

トと梁ウェブが密着して挙動するように変位を拘束する。また，面内の初期剛性は変形0.1 

mmでM16（F10T）の短期許容応力度（滑り荷重）となるように設定する。ただし，ボルト

孔のクリアランス（±1 mm）はモデルに反映していないため，クリアランスを超えてもボ

ルトは滑り荷重を維持するモデルとなっている。また，今回の解析モデルでは，ウェブの曲

げモーメント分担率が小さいため，このモデルの影響は小さいと考えられる。損傷モデルの

材料定数（S, λ, εtf, ζ）は図4.4(c)と同様な位置で，母材，熱影響部，溶接金属に表4.2に示

す値を4.3.2節と同様に評価して与える。また，硬化係数はC1=3496 N/mm2，γ1=13，C2=254  

N/mm2を用いる。なお，これら定数は要素実験の際と同じ条件で与えている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

解析では，実験と同様に柱上下をピン・ローラー支持した状態で，梁先端に繰り返し強制

変位を加える。また，載荷スケジュールは， 実験と同様に基準変形 δp をもとに，2，4，6δp

を各 2 回繰り返し，梁端フランジ溶接部が破断するまで解析を実施する。δp は梁全塑性耐力

時の変形であり，2，4，6δp は塑性率振幅 μでの 2，4，6 に相当する。ここで，梁全塑性耐

力はスカラップの断面欠損を考慮しない梁全断面の値である。 

 

4.4.2 解析結果 

解析結果の梁先端荷重 P と梁変形 δb 関係を図 4.14 に示す。図 4.14 には実験結果も示す。

実験および解析の破断状況を図 4.15 に示す。図 4.14 での梁変形 δb は，全体変形から梁のみ

の変形を分離したものである。▼▲は最大荷重時を示し，×は破断時を示す。 

実験では，-3cycle（4δp）で下フランジのスカラップ底にき裂が発生し，その後，+4cycle

（4δp）で上フランジのスカラップ底にき裂が発生，長さ約 40 mm まで進展して荷重が低下

した。また，梁端フランジ溶接部の破断時には梁フランジが面外に変形する様子（局部座屈）

も見られた（図 4.15）。ここで，実験ではスカラップ底からの延性き裂がある程度拡大した

後に，急激に破壊に至っており，最大荷重等を決定したのは延性破壊であると考えられる。

解析では，実験と同様に，-3cycle（4δp）で下フランジのスカラップ底にき裂が発生し，そ

の後，+4cycle（4δp）で上フランジのスカラップ底にき裂が発生，進展することにより，梁

端フランジ溶接部がフランジ全幅にわたり破断している。スカラップ底のき裂発生は，要素

表 4.2 解析入力値 

 

破断
ひずみ

共通

S λ ε tf ζ
371 535 1.9 10.0 1.04 2.0
464 637 2.3 4.5 0.60 2.0

一般部 371 535 1.9 5.4 0.67 2.0
スカラップ底 467 637 2.3 1.6 0.59 2.0
梁端溶接部* 486 659 2.4 4.2 0.57 2.0

*: t =2.7 ：溶接始終端の要素

HAZ

降伏点

(N/mm2)

引張強さ

(N/mm2)

損傷
パラメータ

母材
溶接金属
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の積分点の 1 つが閾値に到達していたことから，要素は削除されるような貫通き裂は発生

していないが，非貫通き裂が発生したと判定した。また，梁端フランジ溶接部の破断時には

梁端フランジが面外に局部変形する様子（局部座屈）が見られた（図 4.15）。なお，最初の

き裂発生は繰り返し損傷則によるものであった。また，ボルトの滑り量は最大でも 0.08 mm

であった。 

以上より，解析結果と実験結果に於いて，損傷の進展のサイクルはほぼ同じであり，梁先

端荷重・梁変形関係でのき裂発生および荷重低下の時期と進展状況についても，解析と実験

結果で良好な対応を示すことがわかった。 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  

図 4.14 梁の荷重・変形関係 

図 4.15 終局状況 
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4.4.3 既往性能曲線との比較 

図 4.12 に示す試験体では一定振幅での多数回繰り返し実験を実施していないことから，

ここでは，文献 74）および 76）で提案されている梁端接合部の性能曲線（塑性率振幅と破

断までの繰り返し数の関係）と解析結果の比較を実施することにより，本解析手法の妥当性

を検証する。塑性率振幅 μ と破断までの繰り返し数 Nf の関係を表す性能曲線は，文献 74）

では式（4.9）のように定式化される。 

           𝜇 𝐶 𝑁 /                                                                      4.9  

ここで， C は梁端ディテールによる定数（C=4：スカラップ有りの設計式， C=5：スカラ

ップ有りの実験式）である。なお，C=4 は変動振幅実験に於ける Miner 則の適用結果を考慮

した安全率 65）を反映して C=5 の変形能力を半分とした設計式としている。 

また，文献 76）による性能曲線を式（4.9）と同様に μ と Nf の関係に整理したものを式

（4.10）に示す。 

        𝜇 2.92 10 𝐽 . 1
𝜃

𝑁         4.10  

ここで，β は実験係数（=1/3.86），θp は梁の全塑性耐力時の変形角であり，J は式（4.11）

で表現される。 

        𝐽
,  , 

                (4.11) 

ここで，bMy  は梁の降伏モーメント， bfMyは梁フランジの降伏モーメント， BwMsは梁ウェ

ブの摩擦接合部におけるすべりモーメント，sMy  は梁ウェブのシャープレート全端面の降伏

モーメント，bwMyは梁ウェブの降伏モーメントである。なお，式（4.10）は文献 74）での性

能曲線（式（4.9））と同様な形式にまとめたもので，材料強度や部材寸法の影響に加えて，

接合部詳細（梁ウェブの曲げ耐力）の差異による影響を加味できるようになっている。 

解析では，図 4.13 の解析モデルおよび条件を用い，塑性率振幅 μが 1.5，2.0，3.0 の 3

種類について定振幅繰り返し載荷の解析を梁端が破断するまで実施し，破断までの繰り返

し数 Nf を評価する。 

代表的な解析結果の梁先端荷重・梁変形関係として，μ =2.0 および 3.0 の場合を図 4.16 に

示す。▼▲は最大荷重時を示し，×は破断時を示す。また，図 4.16 には併せて，破壊状況

も示す。全ての場合でスカラップ底からのき裂が進展して，梁端フランジ溶接部がフランジ

全幅にわたり破断している。梁端フランジ溶接部がの破断までの繰り返し数 Nf は,μ = 1.5 で

35, μ =2.0 で 11, μ =3.0 で 4 であった。また，解析での最初のき裂発生は，μ =1.5, 2.0, 3.0

の全ての場合で繰り返し損傷則によるものであった。図 4.17 に解析結果と既往文献の性能

曲線を示す。式（4.9）では C =4 と 5 の場合を示す。図 4.17 より，解析結果は塑性率振幅 μ

が大きくなると，梁端フランジ溶接部の破断までの繰り返し数 Nf が減少する傾向にあり，

解析値は式（4.9）での性能曲線の C =4 と 5 の間に位置しており，解析結果の変形能力は，

既往実験の下限（C =5）よりもやや小さな値を示している。この原因は，図 4.12 に示す試 
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図 4.16 梁の荷重・変形関係 

(a) μ=2.0 

(b) μ=3.0 
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験体のウェブボルトが曲げには効かないように中央に寄っているため，梁ウェブの曲げモ

ーメント伝達率が小さくなり，梁フランジの分担率が増加したためであると考えられる。ま

た，接合部詳細（梁ウェブの曲げ耐力）の影響を考慮できる式（4.10）での性能曲線と解析

値を比較すると，μ =1.5 と 2.0 では評価値と解析値は良く一致している。μ =3.0 では解析値

が評価値の 2 倍程度となっているが，文献 76）の精度検証時の誤差範囲±50 %以内に収ま

っている。また，μ =3.0 では解析値が評価値の 2 倍程度となっているのは，図 4.16(b)の破

壊状況を見ると，梁フランジに局部座屈が発生していることから，局部座屈が発生すること

により，梁端フランジ溶接部のひずみ振幅が相対的に小さくなっていることが一因と考え

られる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

以上より，本解析手法により，図 4.12 に示すような梁端接合部ディールに於いて，梁ウ

ェブの曲げモーメント伝達効率が低いケースについて既往の評価曲線と適合する低サイク

ル疲労曲線を取得することができた。 

 

 

 

 

  

図 4.17 塑性率振幅と繰り返し数の関係  
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4.5 結論 

梁端接合部の多数回繰り返し載荷時の変形能力を予測する方法を提案することを目的と

して，低サイクル疲労から単調載荷までを考慮した損傷モデルを適用した弾塑性有限要素

解析法を提案し，梁フランジ・ウェブの一部を模擬した要素実験および部分骨組実験のシ

ミュレーションを実施した結果，以下の知見を得た。 

（1）一定振幅繰り返し載荷を含む要素実験および正負交番漸増繰り返し載荷の部分骨組実

験の解析を実施することにより，提案した損傷モデルを用いて，延性破壊が支配的な

状況でのき裂発生および進展の状況，それに伴う荷重低下状況を表現可能となった。

また，部分骨組実験の正負交番漸増繰り返し解析では，局部座屈と梁端フランジ溶接

部の破断が併発するような状況でのき裂発生および破断のサイクルを精度良くシミュ

レートできた。 

（2）シェル要素とソリッド要素での要素実験での単調載荷および正負交番漸増繰り返し載

荷の解析を実施し，両解析結果を比較した結果，限定的な試験体形状での検討ではあ

るが，シェル要素を用いた解析によっても，ソリッド要素と同様にき裂の発生および

進展，それに伴う荷重低下状況を模擬できた。 

（3）部分骨組モデルの試験体では，一定振幅による多数回繰り返し載荷の実験を実施して

いないため，一定振幅のFE解析結果については，既往の評価曲線と比較した。この結

果，本解析手法により梁ウェブの曲げモーメント伝達効率が低いケースについて既往

の低サイクル評価曲線と適合する低サイクル疲労曲線を取得することができた。 
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第 5 章 

引張破断後の再接触を考慮した 

繰り返し載荷時の変形能力 
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5.1 はじめに 

第 4 章では，Huang and Mahin82）の損傷モデルを低サイクル疲労から単調載荷まで拡張し

た損傷モデルを考案し，梁端フランジ溶接部に特有な材料特性を与えて延性破壊をシミュ

レートする解析に，梁の局部座屈が併発することも考慮することで，梁端フランジ溶接部が

延性破壊する場合の弾塑性有限要素法による数値解析（FE 解析）を用いた変形能力評価法

を提案した。しかしながら，梁端接合部に於いて一方のフランジが引張破断した場合でも破

断した側が圧縮となる場合には，フランジが再接触して，大部分の梁端モーメントの伝達が

可能となり，もう一方のフランジが引張破断するまで耐力を維持することができる。よって，

上記の再接触を考慮しない場合には，再接触を考慮する場合と比較して，梁端の変形能力を

小さく評価することになると考えられる。以上より，再接触の挙動を適切に表現することも

梁端接合部の変形能力を精度良く評価するためには必要となることから，第 4 章の解析モ

デルに再接触を如何に組み込んでいくのかが重要となる。また，第 4 章では，旧来型である

1/4 円の 1 種類のスカラップ形式（図 3.12(a））のみの解析しか行っておらず，従来型（複合

円）のように異なるスカラップ形式（図 3.12(b））での応力集中の場合での破断についての

検証も必要である。 

本章では，梁端溶接部の多数回繰り返し載荷時の変形能力を予測する方法を提案するこ

とを目的とし，第 4 章の損傷モデルに梁端フランジ溶接部の破断後の再接触も考慮できる

モデルを提案し，第 4 章と異なるスカラップ形式（応力集中度）を対象として，弾塑性有限

要素解析を用い既往の多数回繰り返し実験シミュレーションを行い，本評価法の妥当性を

検証する。 

 

5.2 再接触のモデル化の概要 

第 4 章では，引張破断後の再接触を考慮していなかったため，「大きな振幅では実験結果

と同等または大きめの破断までの繰り返し数 Nf を示し，小さな振幅では実験結果よりも小

さめの Nfを示す」傾向があった。特に，小振幅での傾向の原因としては，図 5.1 に示すよう

に要素（1）に於いてき裂発生を示す要素の削除がなされた後に，削除された要素の隣の要

素に，水平方向の圧縮時に過大な鉛直方向の引張応力が発生することにより，早期に損傷が

進んだことが考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

  
図 5.1 圧縮時の破壊伝播 

 

破断
→削除

固定

荷重

‐P +P

荷重
(‐P)
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(a) FEモデルの例 引張力載荷状態

(b) 要素挙動の詳細

圧縮力載荷状態

引張荷重
状態
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これを解決するためには，破壊に達して削除された要素の圧縮時に負担するべき圧縮力

を，隣接する要素に負担させるのでは無く，削除された要素の位置で伝達させる必要がある。

ここでは，圧縮力の伝達のため，図 5.2 に示す圧縮力のみに抵抗するばね要素を用いる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

ばね要素は板要素が削除された後に有効となるように，圧縮変形 δ1 に到達するまでは抵

抗力はゼロであり，式（5.1）で表されるばねの支配エリアに対応する板要素の降伏荷重 Psy

に達するとその後の抵抗力は頭打ちとなるものとする。 

          𝑃 𝐴 𝜎                                5.1     

ここで，𝐴 𝑊 𝑇 はばね要素の支配エリアの断面積（Ws：ばね要素の支配幅，T：板要

素の板厚），𝜎 は板要素の降伏点である。 

また，ばね要素はき裂が発生すると予測される要素を挟む形で図 5.2 に示すように配置す

る。また，圧縮変形 δ1 については，き裂の幅を考慮するとなるべく小さくする必要がある

が，ほぼゼロとするとばね要素に囲まれた要素の圧縮時変形を拘束することになる。このた

め，圧縮変形 δ1は上記の圧縮時変形も許容でき，図 5.1 に示す損傷をできるだけ抑制可能な

値として，き裂が発生すると予測される要素の大きさの 1/10～1/5 程度と十分に小さいもの

とした。また，圧縮変形 δ2については，ばね要素の換算ヤング率 Eeおよびばね要素の長さ

Ls を用いて次式（5.2）で表現できる。 

 𝛿 𝛿 ＋
𝑃 𝐿
𝐸 𝐴

                      5.2     

ここで，圧縮変形 δ1 に到達後に急激に抵抗力が増加すること，実験結果と比較して適切な

解析結果が得られることを考慮して，換算ヤング率 Eeは鋼材のヤング率 E の 0.5～0.8 倍程

度とした。なお，ばね要素を配置する位置については，実験での破断位置または事前の解析

での破断位置を参考にして決定する。  

図 5.2 再接触のばねモデル概要 
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5.3 要素実験の解析 

5.3.1 概要 

要素実験 112）は梁フランジ・ウェブの一部を模擬した実験で，図 5.3 に示すように A 側を

固定し，B 側の材軸方向に引張・圧縮の強制変位を繰り返し与えている。実験では，圧縮時

に座屈により極端に荷重が低下しないように梁ウェブ面を面外に移動しないように拘束し

ている。鋼種は SM490A を用いた。また，梁ウェブとフランジ間はすみ肉溶接として，端部

（スカラップ底）は回し溶接とし，スカラップ底に応力が集中しないように R 仕上げとし

ている。さらに，梁端フランジ溶接部のエンドタブはフラックスタブとし，余盛と裏当て金

は溶接後に除去している。以下の解析では，単調載荷およびひずみ振幅 εa =1, 2, 3, 6%（εa = 

δa / L: L =50 mm）とした一定振幅繰り返し載荷の解析（載荷パターン：5 ケース）を実施す

る。なお，実験では単調載荷と定振幅繰り返し載荷（εa =1, 3%）のみの 3 体を実施している。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

5.3.2 解析モデル 

解析モデルは，図 5.3 の試験体の中央部分（点線で囲った部分）を取り出したもので，4.3.1

節と同様に 4 節点シェル要素（完全積分シェル要素）と 8 節点ソリッド要素（完全積分 S/R

ソリッド要素）84）を用いた 2 種類のモデルを作成する。ここで，シェル要素を用いた理由

は，板厚方向の破壊（き裂）の伝搬現象を追うことはできないが，ソリッド要素と比較して

簡易な（解析コストが小さな）解析が可能であると考えたためであり，第 4 章ではシェル要

素を用いてもソリッド要素と同様にき裂の発生および進展，それに伴う荷重低下状況を模

擬できるとしている。ここでは，改めてシェル要素とソリッド要素の比較を行い，下記解析

でシェル要素を用いても良いことを示す。解析モデルを図 5.4, 図 5.5 に示す。シェル要素

図 5.3 試験体形状 
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は全体モデルとし，ソリッド要素は 1/2 モデルとする。メッシュサイズは第 4 章と同様に，

スカラップ底と柱フランジ間を 10分割以上できる 2.0～3.0 mm程度のサイズとする。また，

試験体では梁端フランジ溶接部の余盛は除去されているが，高さ 0.5 mm 程度は残っている

ため，シェル要素ではその部分の板厚を増厚することで，ソリッド要素では試験体と同様の

形状でモデル化している。ウェブの回し溶接部の R 部ついては，試験体と同様の形状でモ

デル化している。また，シェル要素の解析では熱影響部の板厚を変動させたモデルとする。

これは，板厚を変動係数 10％の正規分布に従い与えたもので，第 3 章にてランダムなき裂

の進展が模擬できることを確認している。なお，境界条件は実験と同様に A 側の材軸方向

変位を固定し，B 側の材軸方向に強制変位を加える。 

式（4.1）～（4.5）の損傷モデルの材料定数（S, λ, εtf, ζ）は，図 5.4(c)の物性を与える位

置（母材，熱影響部[スカラップ底，溶接始終端，一般部] ，溶接金属）に応じて，素材試

験結果等を基にし，4.3.2 節と同様に表 5.1 のように設定する。ここで，熱影響部（スカラッ

プ底，溶接始終端） ，溶接金属の降伏点および引張強さ等については，文献 111）を参考に

して，母材に対する比率を評価して表 5.1 のように与える。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

降伏点および引張強さに関しては，熱影響部（スカラップ底）で母材の 1.05 倍と 1.04 倍，

熱影響部（溶接始終端）で 1.09 倍と 1.07 倍，溶接金属で 1.04 倍と 1.03 倍とした。定数 S は

文献 84）より σy /200（σy:材料の降伏点）を用い，定数 λは 4.3.2 節と同様に求める。なお，

母材は主として単調損傷則での破壊を念頭に置き，低サイクル疲労（繰り返し損傷則）では

ほとんど破壊しないと仮定して，λ =10.0 としている。破断真ひずみ ε fについても 4.3.2 節と

同様に，3.2.1 節を参考に材料の破壊靭性および応力の集中度を考慮して設定する。また，

式（4.5）の定数 ζ は 4.3.2 節でも述べたように単調載荷および漸増載荷の ζ を変化させた

シミュレーション結果から，どの解析ケースに於いても破断時変形が実験結果とほぼ同じ

になるように，2.0 と定め，同一の値を用いる。また，硬化係数は C1 =3161 N/mm2，γ1 =15，

C2 =413 N/mm2 を用いる。 

 

 

 

表 5.1 解析入力値 

 

破断
ひずみ

共通

S λ ε tf ζ
341 531 1.7 10.0 0.90 2.0
357 549 1.8 3.8 0.53 2.0
373 568 1.9 1.9 0.31 2.0
360 553 1.8 1.1 0.32 2.0
373 568 1.9 1.9 0.31 2.0

*:λ =1.3 ：溶接始終端の要素

HAZ
一般部
スカラップ底

梁端溶接部*

降伏点

(N/mm2)

引張強さ

(N/mm2)

損傷
パラメータ

母材
溶接金属
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図 5.4 解析モデル（シェル要素） 

図 5.5 解析モデル（ソリッド要素） 
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5.3.3 単調載荷の解析 

解析結果の荷重・変形関係および終局状況について，図 5.6 に示す。▼は最大荷重時を示

す。なお，単調載荷のため，シェル要素の解析は再接触非考慮で実施している。実験および

解析ともスカラップ底から入ったき裂が進展することにより，梁端フランジ溶接部の破断

に至っている。荷重・変形関係では，実験結果とシェル要素の解析結果が荷重低下領域も含

め良く一致しているが，ソリッド要素は最大荷重以降に急激に荷重低下している。また，終

局状況では実験結果とシェル要素では破断線が多少ギザギザしている点も良く一致してい

る。さらに，ソリッド要素では要素破断が一挙に生じて破断線がほぼ直線となっている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 5.6 実験と解析結果の比較（単調載荷） 
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5.3.4 一定振幅載荷の解析 

図5.7にひずみ振幅εa =3%の荷重・変形関係を示す。また， 図5.8には，ひずみ振幅εaと荷

重が最大荷重の80％に低下するまでの繰り返し数N80％の関係を示す。ここで，N80％を用いた

のは，試験体に4.3.1節のようなモーメント勾配に相当するテーパーが付いていないことか

ら，梁端接合部の変形能力を評価する場合には，更に荷重低下が大きな領域を考える必要が

あると考えたためである。図5.8の実線は実験結果を結んだ線である。なお，再接触を考慮

した解析では，図5.2でδ1 =0.4 mm, δ2 =0.5 mmとした。図5.7より解析での荷重の折れ曲がり

点の値が実験結果よりもやや大きくなっているが，荷重の低下状況については, 実験結果

とシェル要素を用いた解析では良い対応をしている。また，ソリッド要素を用いた解析では

単調載荷と同様に実験結果よりも荷重が急激に低下していることがわかる。シェル要素で

の再接触の考慮・非考慮では，再接触を考慮した方が実験結果の荷重・変形関係の○印で示

している部分の圧縮側の再接触による荷重上昇を精度良く表している。また，解析での最初

のき裂発生は, 全ての場合で繰り返し損傷則によるものであった。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  
図 5.7 荷重・変形関係（一定振幅載荷） 
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図5.8を見ると，シェル要素では小さな振幅レベル（εa =1, 2%）で実験結果のN80％よりもや

や小さく，ソリッド要素ではかなり小さくなっているが，両解析結果とも実験結果と良く一

致している。また，シェル要素の再接触の考慮・非考慮では振幅レベルが小さくなるにつれ

（εa =3→1 %），再接触考慮の方が実験結果のN80％と5％程度良く一致している。これは，再

接触非考慮では削除された要素に近接する要素の相当塑性ひずみ速度が再接触考慮よりも

3%程度大きくなり，早期に破断に至っているためであると考えられる。 

以上より，シェル要素（再接触考慮）を用いた解析によって，き裂発生および進展，それ

に伴う荷重低下状況を模擬できることがわかった。よって，以降の解析はシェル要素（再接

触考慮）を用いて行う。   

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 5.8 ひずみ振幅と繰り返し数の関係 
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解析結果（ソリッド要素：再接触非考慮）
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5.4 部分骨組実験の解析 

5.4.1 概要 

部分骨組実験 113）の試験体は，内ダイアフラムの現場溶接形式で， 梁端のスカラップは

複合円（R25＋回し溶接部を R10 で仕上げ）となっている。梁端フランジ溶接部の溶接はエ

ンドタブをフラックスタブとして炭酸ガスアーク溶接としている。鋼種は SM490Aである。

試験体形状および梁端ディテールを図 5.9 に示す。試験体のウェブボルトは梁全断面を考慮

した全塑性耐力時に滑らないよう設計されている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

解析モデルは，図 5.10 に示すように図 5.4 のシェル要素の場合と同様にモデル化を行う。

スカラップ部も試験体と同様の R25+R10 の複合円となるようにモデル化している。ウェブ

のボルト接合部は 4.4 節と同様にボルトのせん断方向を，M20（F10T）の短期許容応力度（滑

り荷重）を折れ点とする完全弾塑性ばねでモデル化し，せん断 2 方向のばね特性は同一とす

る。ボルトの材軸方向はガセットプレートと梁ウェブが密着して挙動するように変位を拘

束する。また，ボルトせん断方向の初期剛性は変形 0.1 mm で M20（F10T）の短期許容応力

度（滑り荷重）となるように設定する。損傷モデルの材料定数（S, λ, εtf, ζ）は，図 5.4(c)

と同様の位置で，母材，熱影響部，溶接金属に 4.3.2 節と同様にして表 5.2 に示す値を与え

る。また，硬化係数は C1 =2760 N/mm2，γ1 =14，C2 =444 N/mm2 を用いる。なお，これら定数

は要素実験の際と同じ条件で与えている。 

解析では実験と同様に柱上下をピン・ローラー支持した状態で，梁先端に繰り返し強制変

位を加える。載荷は実験と同様に基準変形 δpを基に，一定振幅 1.3δp, 2δp（塑性率 μ：1.3, 2.0）

を実施する。δp は梁全塑性耐力 Mp の時の変形である。なお，一定振幅 2δp の実験では-7 サ

イクルと-8 サイクルで μ = 2.4 となっているため，解析でも同様の振幅を与えた。 

図 5.9 試験体形状 
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図 5.10 解析モデル 

表 5.2 解析入力値 

 

破断
ひずみ

共通

S λ ε tf ζ

362 522 1.8 10.0 0.92 2.0
378 540 1.9 3.8 0.53 2.0

一般部 396 559 2.0 1.9 0.31 2.0
スカラップ底 382 544 1.9 1.1 0.32 2.0
梁端溶接部* 396 559 2.0 1.9 0.31 2.0

*:λ =1.3 ：溶接始終端の要素

HAZ

降伏点

(N/mm2)

引張強さ

(N/mm2)

損傷
パラメータ

母材
溶接金属
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5.4.2 解析結果 

解析結果の M /Mp-μ関係を図 5.11 に示す。図 5.11 には実験結果の M /Mp-μ関係および破

壊状況（実験，解析）も示す。図 5.11 の梁変形は，全体変形から梁のみの変形を分離した

ものである。また，図 5.11 には梁端フランジ溶接部の破断までの繰り返し数 Nfを示してい

る。▼▲は最大荷重時を示す。一定振幅 1.3δpの実験では，正載荷の 23 サイクルで未溶着部

から発生したき裂が進展し，梁端フランジ溶接部の破断に至ったため，再度，破断部を補修

溶接後に再載荷している。このため，負載荷側を解析との比較対象とする。また，解析での

最初のき裂発生は繰り返し損傷則によるものであった。実験および解析ともスカラップ底

から発生したき裂が成長し，梁端フランジ溶接部の溶接始終端からのき裂と合流して梁全

幅の破断に至っている。図 5.11 (a)より，一定振幅 1.3δpの場合での実験および解析での荷重

変形関係を比較すると，実験では破断時に 3 サイクル程で荷重が低下しているが，解析では

6～7 サイクルで荷重が低下している。また，図 5.11 (b)より，一定振幅 2.0δp の場合では実

験および解析でフランジの再接触による荷重上昇が見られる。解析での再接触での荷重上

昇は実験と比較してやや小さいが，荷重上昇の傾向を良好に捉えている。更に，図 5.12 に

解析結果と実験結果の塑性率振幅μと破断までの繰り返し数 Nf の関係を示す。図中には，

第３章と同様に文献 74）および文献 76）で提案されている梁端の性能曲線（塑性率振幅と

破断までの繰り返し数の関係）も示す。 

図 5.12 より，実験と解析での Nfは，μ =1.3 で 30 と 30，μ =2.0 で 6 と 7 とほぼ等しく，文

献 74）での C =4 の性能曲線（スカラップ有りの設計式）とほぼ一致している。また，文献

76）での性能曲線は実験と解析の下限となっている。  
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図 5.11 実験と解析結果の比較 

(b) μ=2.0 

 

 

(a) μ=1.3 
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図 5.12 塑性率振幅と繰り返し数の関係 
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5.5 結論 

梁端接合部の多数回繰り返し載荷時の変形能力を予測する方法を提案することを目的と

して，第 4 章に示す低サイクル疲労から単調載荷までを考慮した損傷モデルに梁端フラン

ジ破断後の再接触も考慮できるモデルを提案し，第 4 章とは異なるスカラップ形式での要

素実験および部分骨組実験のシミュレーションを実施した結果，以下の知見を得た。 

（1）要素実験での単調載荷および一定振幅繰り返し載荷の解析をシェル要素とソリッド要

素を用いて実施し，両解析結果を比較した結果，シェル要素を用いた解析の方がき裂の

発生および進展，それに伴う荷重低下状況を良く模擬できることがわかった。 

（2）第 4 章で提案した損傷モデルに梁端フランジ溶接部破断後の再接触を考慮したシェル

要素での FE 解析により，要素実験および部分骨組実験でのき裂発生および進展，それ

に伴う荷重低下状況を表現可能となった。また，再接触をモデル化することにより，梁

端フランジ溶接部破断後の再接触による荷重上昇を表現可能となり，要素実験での一

定振幅載荷の解析では，再接触を考慮することにより，小さな振幅レベルでも再接触非

考慮よりも 5％程度良く実験結果の繰り返し数をシミュレートできることがわかった。 

（3）部分骨組の定振幅繰り返し載荷のシミュレーションにより第 4 章とは異なるスカラッ

プ形式の解析を行った結果，本解析手法により，実験結果と同様な疲労曲線の傾向を示

すことがわかった。これより，スカラップ形状等の梁端ディテールの影響も含めた性能

曲線を評価可能であると考えられる。 
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第 6 章 

梁ウェブ厚の変化が梁端フランジ溶接部の 

破断に与える影響 
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6.1 はじめに 

既存超高層鉄骨造建築物の実態調査 74）によると，1985 年以前の鉄骨梁には梁ウェブ幅厚

比の比較的大きなものが見られる。一般に鉄骨梁の終局状況としては，梁端フランジ溶接部

の破断および梁端の局部座屈が考えられるが，梁ウェブが薄い既存鉄骨梁に於いては，梁端

フランジ溶接部が破断する前に梁端フランジおよびウェブに局部座屈が発生し，耐力が低

下することも懸念される。また，上記のような梁ウェブが薄い既存鉄骨梁が，早期に局部座

屈が発生して耐力低下することを防止するためには，梁ウェブを補強することが考えられ

るが，補強の程度によっては早期に梁端フランジ溶接部が破断する可能性が出てくる。この

ことから，梁ウェブが薄い場合での終局挙動を検討することが重要と考えられる。 

新築の超高層鉄骨建築物に於いては，梁せいの大きな H 形梁が使用されており，梁フラ

ンジ厚は曲げ耐力確保から変更することはできないが，梁ウェブ厚はせん断力に余裕があ

る場合が多く，減厚できる可能性がある。梁ウェブを減厚して鋼材量を低減することは建築

物のローコスト化にも繋がることから，梁フランジと梁ウェブの関係をどのように最適化

すれば，変形能力を最大化できるかを検討することは重要と考えられる。 

また，山田らは梁フランジ溶接，梁ウェブボルト接合の現場混用形式の接合部に関して，

接合部詳細の影響（梁ウェブのモーメント伝達能力）に着目して梁端接合部の繰り返し変形

能力評価法を提案しているが 65)，66)，梁ウェブ厚が梁端接合部の変形能力に与える影響を検

討した研究は行われていない。 

以上より，ウェブが薄い場合でも適切に設計できるような資料を得ることは重要と考え

られる。 

本章では，第 5 章の評価手法を用いて，梁ウェブが薄い場合での局部座屈性状が梁端フラ

ンジ溶接部の破断により決定される多数回繰り返し性能へ及ぼす影響について，パラメー

タスタディを実施して調査を行う。この結果より，梁ウェブが薄い鉄骨梁を設計する上での

新たな知見を得る。 
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6.2 解析概要 

文献 78）では冷間プレス成形角形鋼管柱について「せん断スパン比に応じて先行する破

壊性状が変化する幅厚比が存在し，幅厚比がその境界よりも小さい場合は破断，大きい場合

は局部座屈となる」ことが示されており，柱部材の破壊性状に幅厚比が影響していることが

わかる。ここでは，H 形梁のウェブ幅厚比が梁端接合部の破壊性状に与える影響を調べるこ

とを目的として，図 5.10 の解析モデルの梁ウェブ厚を tw = 6, 9, 12 mm（ウェブ幅厚比：94.7, 

63.1, 47.3）と変化させた解析を実施する。これより，梁ウェブの厚さが梁端フランジ溶接部

破断により決定される多数回繰り返し性能へ及ぼす影響について検討を行う。最初に，単調

載荷の解析を実施し，単調載荷での破壊性状を確認後，一定振幅載荷の解析を実施する。一

定振幅載荷の塑性率振幅 μとしては μ = 1.3, 2.0, 2.5, 3.0 の 4 水準を実施する。 

 

6.3 単調載荷の解析 

図 6.1 に解析結果の基準化モーメント M/Mpと塑性率 μ関係を，図 6.2 に終局状況を示す。

また，▼は最大荷重時を示す。 

終局状況は，ウェブ厚 tw = 12 mm で引張側フランジの破断，tw = 9 mm で引張側フランジ

の破断と圧縮側フランジの局部座屈，tw = 6mm で圧縮側フランジの局部座屈となっており，

ウェブ厚 twが薄くなるにつれ，終局状況が「フランジ破断」→「フランジ破断と局部座屈」

→「局部座屈」と変化している。また，終局状況により最大荷重時の塑性率も異なっており，

梁端フランジ溶接部破断時の塑性率を比較すると，局部座屈が発生した tw = 9 mm の方が局

部座屈の発生していない tw = 12 mm よりも 1.5 倍程度大きくなっている。 
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図 6.1 基準化モーメント M/Mp と塑性率μの関係（単調載荷） 

図 6.2 終局状況（単調載荷） 
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次に，塑性率 μ =2.0 に於いて梁ウェブ厚がスカラップ底の応力集中に与える影響につい

ての検討を行う。 

図 6.3 に，最大応力比 σxmax/σyとウェブの曲げへの寄与度 Zwp/Zpの関係および応力集中係

数 86）α と Zwp/Zp の関係を示す。ここで，σxmax はスカラップ底での梁材軸方向の最大応力，

σyは素材降伏点である。また，Zwpはウェブのみの塑性断面係数，Zpは梁全断面の塑性断面

係数である。応力集中係数 α はスカラップ底を横切る断面での梁材軸方向の最大応力と平

均応力の比である。 

図 6.3 より，ウェブの曲げへの寄与度 Zwp/Zpが減少すると，スカラップ底の応力集中を示

す σxmax/σyと αの値が減少している。これより，梁ウェブを薄くするとウェブの曲げへの寄

与度が小さくなることで，スカラップ底の応力集中が小さくなっていることがわかる。この

ことも影響して，ウェブ厚 tw が小さくなるにつれ，終局状況が「フランジ破断」→「フラ

ンジ破断と局部座屈」→「局部座屈」と変化していると考えられる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 6.3 応力集中とウェブの曲げへの寄与度の関係 
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6.4 一定振幅載荷の解析 

図 6.4 に梁ウェブ厚 6 mm の場合の解析結果の M/Mp-μ関係を，図 6.5 に終局状況を示す。

▼▲は最大荷重時を示す。また，解析での最初のき裂発生は繰り返し損傷則によるものであ

った。 

ウェブ厚 6mm の場合では，終局状況は塑性率振幅が大きくなるにつれて梁端フランジ溶

接部破断から梁端フランジ溶接部破断と局部座屈に変化し，徐々に局部座屈の影響が大き

くなっている。また，最大荷重からの荷重低下の大きな要因（荷重低下要因）としては，塑

性率振幅 μ =2.5 と 3.0 では局部座屈，μ =1.3 と 2.0 ではき裂進展（破断）である。 

梁ウェブ厚 9 mm と 12 mm の場合では，塑性率振幅に依らず，き裂進展（破断）が荷重

低下要因となっている。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 6.4 基準化曲げモーメントと塑性率の関係（一定振幅載荷：tw=6mm） 

 



- 101 - 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

図 6.5 終局状況（一定振幅載荷：tw=6mm） 
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6.5 梁ウェブ厚の変化の影響分析 

図 6.5 (a)に解析結果の塑性率振幅 μと破断までの繰り返し数 Nfの関係を，図 6.5 (b)に塑

性率振幅 μとき裂発生時の繰り返し数 Ncrの関係を，図 6.5 (c)に塑性率振幅 μと荷重が最大

荷重の 80％に低下するまでの繰り返し数 N80%の関係を示す。ここで，き裂発生時は最初に

要素の削除が行われた時点とした。また，Nfでは荷重低下の状況を捉えることができないと

判断して，N80%での検討も追加した。図中には梁ウェブ厚毎の解析結果を最小二乗法により

近似した性能曲線を示す。なお，tw = 6 mm では塑性率振幅 μ =2.0 と 2.5 の間で傾きが異なる

ため，図 6.5 (a) (b)には荷重低下要因がき裂進展（破断）である μ =1.3 と 2.0 のデータを結

んだものを点線で示す。 

図 6.5 (a)より，μ-Nf 関係では梁ウェブ厚が減少すると梁端フランジ溶接部破断までの繰

り返し数が大きくなっている。特に，tw = 6 mm の場合には荷重低下要因がき裂進展（破断）

であるデータを結んだ点線を，荷重低下要因が局部座屈である μ =2.5 と 3.0 の場合の Nf は

大きく上回っている。ここで，文献 114)には局部座屈が発生する場合の Nf の修正法（局部

座屈による繰り返し数の増加を考慮）が示されており，局部座屈により Nf が増加する傾向

は μ =2.5 と 3.0 の場合と同様となっている。図 6.5(b)より，μ-Ncr 関係では μ-Nf 関係と同様

な傾向を示し，tw = 6 mm の場合の μ =2.5 と 3.0 で Ncrが大きくなっている。これは，μ-Nf関

係と同様に局部座屈によりき裂発生が遅くなったことが要因と考えられる。図 6.5(c)より，

μ-N80%関係では μ-Nf関係と同様な傾向を示すが，tw = 6 mm での μ = 2.5 と 3.0 に着目すると，

N80%/Nf が 0.44 および 0.17 となり，荷重が 80%低下してから梁端フランジ溶接部破断まで

の繰り返し数の割合が Nf 全体の半分以上となっている。これは，局部座屈で急激に荷重が

低下後に破断に至っているためと考えられる。 
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図 6.5 塑性率振幅と繰り返し数の関係 
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次に，梁端フランジ溶接部破断までの繰り返し数 Nf が比較的大きい μ =1.3 と 2.0 の場合

について，き裂進展に関する考察を行う。 

図 6.6 にき裂長さ比 Bcr/B と繰り返し数 N 関係を示す。ここで，Bcr は削除された要素の

大きさをき裂長さと考えた梁幅方向のき裂長さであり，Bcr/B は梁幅方向のき裂長さ Bcr と

梁幅 B との比である。 

Bcr/B-N 関係では梁ウェブ厚に依らず，き裂発生以降に Bcr/B が 0.2 を超える辺りから急

激に大きくなり，梁端フランジ溶接部の破断に至る傾向にある。ここで，文献 69)～73) で

はき裂幅と繰り返し数の関係を定式化しているが，図 6.6 の Bcr/B-N 関係と同様な傾向とな

っている。 

また，梁ウェブ厚はき裂の発生時期に影響し，梁ウェブ厚が小さい場合ではき裂の入る時

期が遅くなり，それに伴い梁端フランジ溶接部の破断時期も遅くなる傾向にある。これは，

図 6.3 に示したように，梁ウェブ厚が小さい場合にはスカラップ底の応力集中が緩和される

ことが影響していると考えられる。 

以上より，梁ウェブが薄くなると，スカラップ底の応力集中が緩和されることにより，き

裂の発生が遅くなり，それに伴い梁端フランジ溶接部の破断時期が遅くなることがわかっ

た。ただし，梁ウェブが薄く，塑性率振幅が大きな場合には，梁端破断が発生する前に局部

座屈による急激な荷重低下が見られ，局部座屈による影響が顕著となる。このような場合で

の変形能力評価では，局部座屈とき裂進展による荷重低下の影響を組み合わせて考える必

要がある。 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  

図 6.6 き裂長さ比と繰り返し数の関係 
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6.6 結論 

梁ウェブが薄い場合での局部座屈性状が梁端フランジ溶接部破断により決定される多数

回繰り返し性能へ及ぼす影響を調査し，梁ウェブが薄い鉄骨梁を設計する上での新たな知

見を得ることを目的として，第 5 章の評価法を用いて，FE 解析によるパラメータスタディ

を実施した結果，以下のことがわかり，梁ウェブが薄い鉄骨梁を設計する上での新たな知見

を得るができた。 

（1）梁ウェブ厚をパラメータとした部分骨組の定振幅繰り返し載荷の解析を実施した結果，

梁ウェブが薄くなるとスカラップ底の応力集中が緩和されるため，き裂発生時期が遅

くなり，それに伴い梁端フランジ溶接部の破断時期が遅くなる。 

（2）梁ウェブが薄く塑性率振幅が大きな場合には，梁端フランジ溶接部の破断が発生する

前に局部座屈による急激な荷重低下が発生するため，このような場合の変形能力評価

では局部座屈とき裂進展による荷重低下の影響を合わせて考える必要がある。 
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7.1 結論 

本論文では，弾塑性有限要素法による数値解析（FE 解析）により，最初に，極大地震を

想定して，衝撃荷重や単調載荷の荷重を受ける場合のように，主としてひずみが単調に増加

する場合の鋼材破断（延性き裂発生に起因する破断）に対するひずみ速度や破壊靭性等の影

響を簡易に考慮して変形能力を評価する方法を提案した。次に，長周期地震動（複数回の極

大地震動を含む）を想定し，多数回繰り返し荷重を受ける場合での梁端の局部座屈と梁端フ

ランジ溶接部の延性破壊を考慮した変形能力評価法を提案した。以下に，第 2 章から第 6 章

で得られた知見をまとめる。 

第 2 章では，応力・ひずみ関係について応力集中係数，ひずみ速度および破壊靭性の FE

解析へのモデルを提案し，衝撃荷重や単調載荷の荷重の下での鋼材の延性き裂発生に起因

する破断現象のシミュレーションを弾塑性有限要素解析により行い，以下の知見を得た。こ

こで，鋼材の延性き裂発生に起因する破断現象には，延性破壊のみでは無く，脆性破壊も含

んでいる。また、第 2 章で得られた結果は第 3 章での簡易な変形能力評価式の導出のため

の一助とした。 

（1）応力集中係数が大きくなると，破断時断面収縮率が小さくなり，その傾向は h/W=0.9

で場合分けを行い，近似式で評価できる。また，この近似式を用いて，破断ひずみを低

減した R 付き試験片の引張試験のシミュレーションを実施した結果，荷重・変形関係

を高精度で再現できた。 

（2）ひずみ速度による鋼素材特性（降伏点，引張強度，破断応力，破断ひずみ等）の変化

について，ひずみ速度の関数として近似式で評価した。その近似式を用いて，鋼素材特

性のひずみ速度効果を考慮した解析を実施した結果，既往実験結果の傾向を精度良く

捉えることができた。 

（3）エネルギー塑性率を定義することにより，計装化シャルピー試験結果の整理を行った

結果，シャルピー衝撃値とエネルギー塑性率の間に線形関係があることがわかった。こ

の結果から，局所破断塑性率を定義し，シャルピー衝撃試験の解析からシャルピー衝撃

値と局所破断塑性率の関係式を導いた。 

（4）応力集中，ひずみ速度，破壊靭性（シャルピー衝撃値）の検討で得られた結果を用い

て，ノッチ付き梁の静的および衝撃実験の解析を実施し，解析結果は実験結果の破断時

の変形や荷重の継続時間，破壊状況でのき裂発生位置を再現可能であることがわかっ

た。 

第 3 章では，第 2 章の評価手法を用いて，工場溶接形式（梁ウェブ溶接形式）の角形鋼管

柱と H 形梁接合部を対象として，繰り返し荷重での実験や FE 解析を行わずに，変形能力に

影響を及ぼす因子による簡単な評価式を導出することを目的に検討を実施した結果，以下

の知見を得た。 

（1）弾塑性有限要素解析により，工場溶接形式（梁ウェブ溶接形式）の試験体（BWN）の

スカラップ底からき裂が入り，梁端フランジ溶接部が破断する終局までの挙動を追跡
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することができた。 

（2）変形能力に影響を及ぼすと考えられる因子として梁のせん断スパン比，梁フランジの

降伏比と幅厚比を想定し，パラメータスタディを行い，その結果を統計処理して，最大

荷重時の骨格曲線における塑性変形倍率の評価式 cηmaxを導出した。 

（3）梁の最大変形能力を発揮する必要シャルピー値 reqEvを定義し，その値を求めた。 

（4）提案した評価式 cηmaxにて既往実験の変形能力を評価した結果，ばらつきは見られるも

のの，概ね実験結果を評価できることがわかった。また，「溶接管理なし」のデータを

除いた場合には，評価式 cηmax に 2/3 を乗じることで，実験結果を安全側に評価できる

ことがわかった。 

 

なお，第 2 章および第 3 章で検討した結果は，主としてひずみが単調に増加する場合に限

定することで簡易に破断現象（延性き裂発生に起因する脆性破壊を含む）を伴う梁端接合部

の変形能力を評価しようとするものであるが，地震時での繰り返し荷重には対応できてい

ない。このため，第 4 章以降では上記を鑑み，梁端接合部の変形能力評価に関する検討を行

った。 

 

第4章では，梁端溶接部の多数回繰り返し載荷時の変形能力を予測する方法を提案する

ことを目的として，低サイクル疲労から単調載荷までを考慮した損傷モデルを適用した弾

塑性有限要素解析法を提案し，梁フランジ・ウェブの一部を模擬した要素実験および部分

骨組実験のシミュレーションを実施した結果，以下の知見を得た。 

（1）一定振幅繰り返し載荷を含む要素実験および正負交番漸増繰り返し載荷の部分骨組実

験の解析を実施することにより，提案した損傷モデルを用いて，延性破壊が支配的な

状況でのき裂発生および進展の状況，それに伴う荷重低下状況を表現可能となった。

また，部分骨組実験の正負交番漸増繰り返し解析では，局部座屈と梁端フランジ溶接

部の破断が併発するような状況でのき裂発生および破断のサイクルを精度良くシミュ

レートできた。 

（2）シェル要素とソリッド要素での要素実験での単調載荷および正負交番漸増繰り返し載

荷の解析を実施し，両解析結果を比較した結果，限定的な試験体形状での検討ではあ

るが，シェル要素を用いた解析によっても，ソリッド要素と同様にき裂の発生および

進展，それに伴う荷重低下状況を模擬できた。 

（3）部分骨組モデルの試験体では，一定振幅による多数回繰り返し載荷の実験を実施して

いないため，一定振幅のFE解析結果については，既往の評価曲線と比較した。この結

果，本解析手法により梁ウェブの曲げモーメント伝達効率が低いケースについて既往

の低サイクル評価曲線と適合する低サイクル疲労曲線を取得することができた。 

 

第 5 章では，梁端接合部の多数回繰り返し載荷時の変形能力を予測する方法を提案する
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ことを目的として，第 4 章に示す低サイクル疲労から単調載荷までを考慮した損傷モデル

に梁端フランジ溶接部破断後の再接触も考慮できるモデルを提案し，第 4 章とは異なるス

カラップ形式での要素実験および部分骨組実験のシミュレーションを実施した結果，以下

の知見を得た。 

（1）要素実験での単調載荷および一定振幅繰り返し載荷の解析をシェル要素とソリッド要

素を用いて実施し，両解析結果を比較した結果，シェル要素を用いた解析の方がき裂の

発生および進展，それに伴う荷重低下状況を良く模擬できることがわかった。 

（2）第 4 章で提案した損傷モデルに梁端フランジ溶接部破断後の再接触を考慮したシェル

要素での FE 解析により，要素実験および部分骨組実験でのき裂発生および進展，それ

に伴う荷重低下状況を表現可能となった。また，再接触をモデル化することにより，梁

端フランジ溶接部破断後の再接触による荷重上昇を表現可能となり，要素実験での一

定振幅載荷の解析では，再接触を考慮することにより，小さな振幅レベルでも再接触非

考慮よりも 5％程度良く実験結果の繰り返し数をシミュレートできることがわかった。 

（3）部分骨組の定振幅繰り返し載荷のシミュレーションにより第 4 章とは異なるスカラッ

プ形式の解析を行った結果，本解析手法により，実験結果と同様な疲労曲線の傾向を示

すことがわかった。これより，スカラップ形状等の梁端ディテールの影響も含めた性能

曲線を評価可能であると考えられる。 

 

第 6 章では，梁ウェブが薄い場合での局部座屈性状が梁端フランジ溶接部の破断により

決定される多数回繰り返し性能へ及ぼす影響を調査し，梁ウェブが薄い鉄骨梁を設計する

上での新たな知見を得ることを目的として，第 5 章の評価法を用いて，FE 解析によるパラ

メータスタディを実施した結果，以下のことがわかり，梁ウェブが薄い鉄骨梁を設計する上

での新たな知見を得るができた。 

（1）梁ウェブ厚をパラメータとした部分骨組の定振幅繰り返し載荷の解析を実施した結果，

梁ウェブが薄くなるとスカラップ底の応力集中が緩和されるため，き裂発生時期が遅

くなり，それに伴い破断時期が遅くなる。 

（2）梁ウェブが薄く塑性率振幅が大きな場合には，梁端フランジ溶接部の破断が発生する

前に局部座屈による急激な荷重低下が発生するため，このような場合の変形能力評価

では局部座屈とき裂進展による荷重低下の影響を合わせて考える必要がある。 
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7.2 今後の展望 

本論文での検討を踏まえた今後の課題としては，下記が考えられる。 

（1）数値解析の精度向上 

・第 4 章および第 5 章での FE 解析に於いて，さらに異なる接合部形式（ディテール）

や梁断面諸元に対する繰り返し変位載荷での解析を行い，梁端接合部変形能力評価の

更なる精度向上を図る必要がある。 

（2）梁ウェブが薄い梁に対する更なる検討 

・第 6 章での FE 解析では，梁ウェブが薄い場合について梁フランジ断面を共通にして，

梁ウェブ厚を小さくする方法によりパラメータスタディを実施した。しかしながら，

上記の組み合わせとしては，梁フランジ及び梁ウェブの断面を変化させて梁断面の塑

性断面係数を同じとするような場合等も考えられる。このため，異なる条件でのパラ

メータスタディを行い，梁ウェブが薄い鉄骨梁を設計する上での新たな知見を得るこ

とが必要と考える。  

・第 6 章では，梁ウェブを薄くしたことによるスカラップ底の応力集中が緩和されるこ

とにより，き裂発生が遅延することを主として検討していたが，梁ウェブを薄くしたこ

とによる局部座屈の発生も重要な因子と考えられる。局部座屈が発生することにより，

梁端フランジ溶接部のひずみ振幅が相対的に小さくなることにより，梁端フランジ溶

接部の破断が遅れると考えられる。この点も考慮して，梁ウェブが薄い鉄骨梁の変形能

力について総合的に考える必要がある。 
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