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第5章

残留応力場における長いき裂の疲労き裂伝矯挙動

5.1 緒言

第2章で、 き裂先端部に引張塑性域が形成し始める荷重、 すなわちRPG荷重以上の荷重範囲が
疲労き裂を進展させるのに有効な街重範囲であり、 それに対応する応力拡大係数範囲ムKRPと疲労
き裂伝播速度の関係は極低き裂伝播速度領域も含めて両対数グラフ上で直線関係、 すなわち( 2.1)
式が成立することを示した。 また、 第4章で、 長いき裂に対するき裂停留条件はムKRP � 0であ
ることを明らかにした。 さらに、 第3章で、 Dugdaleモデ、ル1)を基礎とし、 仮想、き裂部の変位連続
条件を満たし、 新たにき裂面ができることにより仮想、き裂面に作用している降伏点レベルの内圧
の一部が解放されることにより生じる塑性的な変位収縮を考慮、した任意応力分布下におけるき裂
開閉口モデ、ノレを構築し、 このモデルを用いることにより疲労き裂伝播速度におよぼす応力比の影
響ならびに遅延減速現象を定量的に推定できることが判明した。 しかしながら、 上記の結果は残
留応力が存在しない場合について確認されたものである。

疲労き裂伝播挙動が、 残留応力の存在によって大きな影響を受けることは一般的によく知られ
ている2) rv 4)。 したがって、 残留応力場における疲労き裂伝播挙動を推定する場合には、 この残
留応力の影響を考慮しなければならないD

そこで、 本 章では、 残留応力が存在してもムKRPが疲労き裂伝播速度のパラメーターとなり得
るか否か、 さらに、 第3章で開発した残留応力を考慮、した疲労き裂伝播解析プログラムにより残
留応力場における疲労き裂伝播挙動を推定できるか否か検討する。 引張残留応力は疲労き裂伝播
速度を加速し、 圧縮残留応力は減速する効果があるので、 切欠先端部に引張残留応力が存在する

場合と圧縮残留応力が存在する場合、 さらには残留応力が存在しない場合について、 同一荷重条
件下における疲労き裂伝播試験を実施し、 き裂成長曲線において直接残留応力の影響を比較検討
できるように配慮、した。

5.2 供試材および実験方法

供試材はTMCP鋼(KA32鋼)で、 その化学成分ならびに機械的性質をTable5-1に示すo 本鋼板
を両面切削して4rnm厚に減厚し、Fig.5-Hこ示す切欠半径1mmの円弧状の切欠を有する中央貫通
切欠付試験片を作成した。 なお、 試験片長手方向を鋼板の圧延方向に一致させた。 また、 残留応
力が存在しない場合の本鋼材の(2.1)式の材料定数C、 mを求める必要があるので、 試験片加工後

、6200C、 2.5hr保持の条件で熱処理(P'A司T)を施し、 残留応力を除去した。

このPV\司T材を用いて、 広範囲わたる疲労き裂伝播速度とムKRPの関係を求めるため、 第2章
で開発した高精度コンブライアンス試験システムを用いて、 最大荷重を一定に保持した状態でき
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Table 5-1 Chemical com position and m echanical properties of KA32 steel used 
(Plate thickness : 9mm) 

Chemical composition (wt%) 

C Si JvIn P S Cu :\"i Cr 加10 Sol Al 
0.15 0.18 1 .10 0.011 0.004 0.01 0.02 0.02 0.01 0.025 

Mechanical properties 

Yeild stress (ìvIPa) Tensile strength (ìvIPa) Elongation (%) 

406 

裂の成長に合わせて最小荷重をステップ
状に漸次上昇させる試験を実施した。 な
お、 この試験に先立ち、 き裂長さの推定
のため同一試験片を用いてピーチマーク

試験を実施し、 き裂長さと除街弾性コン
ブライアンスの関係を予め求めた。 ただ
し、 ひずみゲージは切欠線上、 試験片端
部から5mm の位置の表裏面計4箇所に
貼付し、 表裏面のひずみゲージを直列に
結線( 2 ゲージ法)することによりひずみ
変化の感度を向上させた。 また、RPG荷
重を測定するための引算ひずみ出力につ
いてもコンブライアンス計測と同様、 2

ゲージ法を採用した。
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次に、 残留応力場における疲労き裂伝 Fig. 5-1 Configuration of Center notched speci-

播挙動を調べるため、Fig.5-1の試験片の men used 
中心線上を試験片長手方向(図中の一点
鎖線上)にガス加熱して、 切欠先端部に引張の残留応力を付与することを意図した試験片(T試験
片)と、 試験片の両端部から4mm離れた位置を試験片長手方向に同時にガス加熱して、 切欠先端
部に圧縮の残留応力を付与することを意図した試験片(C試験片)を用意した。 ガス加熱はアセチ
レンガスを用い、 加熱線直下の試験片裏面の最高到達温度が力学的溶融点である 7000Cとなるよ
うにガス流量、 トーチ高さ、 トーチ移動速度を設定した5)。 このことにより板厚内では残留応力

はほぼ一様になる。 そのガス加熱条件をTable5-2に示す。 なお、 比較のために PV\司T処理を施
したままの試験片(N試験片)も用意した。

これらの試験片ならびに第2章で開発した高精度コンブライアンス試験システムを用いて、 全
く同じ負荷条件(最大荷重、 最小荷重、 繰り返し速度)で一定荷重振幅下における疲労き裂伝播試
験を実施し、 き裂成長曲線を求めると同時にRPG荷重も測定した。

なお、 別に用意したT試験片および C試験片の表裏に 2軸のひずみゲージを貼付し、 小片に切
断して解放ひずみを測定することによりそれぞれの試験片の試験片長手方向の残留応力分布を計
測した。
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T-Specimen 

C-Specimen 

Table 5-2 Heatinσcondition fo1' gas heatin色
。

一

Flow rate Torch height Speed rate Tip nozzle 

( l/min) (mm) (mm/s) î\"o. 

8.0 12.3 7.5 #500 

5.0 10.0 7.5 #225 

5.3 実験結果および考察

5.3.1 最小荷重をステッフ状に上昇させた場合の疲労き裂伝矯挙動

Heating 

posìtlOn 

Center 

4mm from edge 

Fig.5-1に示す中央貫通切欠付試験片(PWHT材)を用いて、 最大荷重を一定に保持した状態で

最小荷重をステップ状に漸次 上昇させる繰り返し負荷(繰り返し速度:10Hz)を与え、 広範囲わた

る疲労き裂伝播速度とムKRP の関係、を求めた。

Fig.5-2には、 計測されたRPG荷重とき裂長さの関係を示す。 第2章でも示したように、 この試
験では、 最大荷重を一定に保持しているので前ステップとほぼ同様な残留引張変形層をき裂縁に取

り込むことになり、 最小荷重上昇後RPG荷重には急激な変化はともなわず、 次ステップ のRPG

荷重の定常状態へ徐々に上昇する。 ただし、 ここで与えた各段階 の荷重変化はかなり大きいので

RPG荷重の上昇量も比較的大きくなっている。 また、 き裂の成長とともに最小荷重を上昇させ

ているので、 最終段階ではき裂が開口したまま弾性状態を示す傾向にあり、 RPG荷重は最大荷重

に漸近していく傾向が認められる。 図中には、 第3章で開発した 疲労き裂伝播解析プログラムを
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Fig. 5-4 
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残留応力場における疲労き裂伝矯挙動

T試験片およびC試験片のガス加熱時に試験片裏面に取り付けた熱電対により温度一時間曲線を
計測した結果、加熱線直下の試験片裏面における最高到達温度は力学的溶融点、である7000C程度
に達していた。Fig.5-5 a)には、T試験片の試験片長手方向残留応力分布測定結果を示す。切欠先
端部には、意図したように引張の残留応力が働いているD一方、Fig.5-5 b)は、C試験片の残留
応力分布測定結果であり、切欠先端部に圧縮の残留応力が働いている。

PWHT材のN試験片、T試験片およびC試験片を用いて、最大荷重27.46kN、最小荷重1.37kN
の一定荷重振幅下における疲労き裂伝播試験を実施したロなお、繰り返し速度は各試験とも10Hz
とした。Fig.5-6には、それぞれの試験で計測されたRPG荷重とき裂長さの関係を示す。図より
明らかなように、疲労き裂が発生した直後を除き、引張残留応力が存在するとRPG荷重を小さ

十 :一一一
一一一一一一一一一
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Fig. 5-5 Residual stress distribution after gas heating 

く、 また圧縮残留応力が存在するとRPG
荷重を大きくする効果がある。 すなわち
、 引張残留応力はき裂を関口し易く、 圧
縮残留応力はき裂を閉口し易くする。 な
お、 疲労き裂が発生した直後の挙動につ
いては今後詳細に検討する必要があるが
、 この図からはき裂発生時点では残留応
力が存在してもRPG荷重にはほとんど
影響をおよぼさないものと判断できる3
このことは、 1結晶粒程度の疲労き裂は
せん断応力の繰り返しで発生し、 その後
き裂が応力およびひずみの集中源として
作用し、 塑性変形がき裂先端近傍に集中
的に繰り返され、 それによりき裂の関口
を始めること6)、 またき裂の開閉口挙動
はRPG荷重と密接に関連することなど
から理解できる。

図中には、 第3章で開発した疲労き裂

40 
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Fig. 5-6 Comparison between measured RPG 
loads and estimated ones 

伝播解析プログラムを用いて、 各試験の
RPG荷重を推定した結果も同時に示す。 ただし、 Fig.5-2の解析結果と同様、 降伏応力は339ìvIPa

、ご二1.21および、α二1.8とした。 また、 T試験片およびC試験片についてはFig.5-5の残留応力分

布を入力しており、 疲労き裂伝播にともなう残留応力の再配分はこの解析プログラムでは考慮、さ

れていることになる7) I 8)。 通常、 RPG荷重とき裂開口荷重の大小関係、はPRPG > pc叩で、あるが

、 C試験片においてPRPGくPopとなる区間が現れた。 そのため、 C試験片ついてば、 PRG荷重

の推定結果を短い点線で、 また、 以下の考察よりRPG荷重を定義し直した結果を実線で示す。
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Fig.5-7には、C試験片でき裂長さが6.02mmとなった時点の負荷過程におけるき裂関口変位、 残

留引張変形層の厚さ(棒要素のゲージ長)および作用応力分布ついての解析結果を示す。Fig.5-7 a) 

に示すように、 最小荷重時には、 圧縮残留応力の存在により実き裂先端部の極近傍はき裂が開口

しているが、 疲労き裂の大部分は閉口しており、 き裂閉口域では圧縮荷重を受け持つ。 この状態

より負荷すると、Fig.5-7 b)に示すようにき裂が完全に関口する前にき裂先端部に引張塑性域が

形成される(RPG荷重)。 そして、 さらに負荷すると、Fig.5-7 c)に示すようにき裂が完全に開口

する( き裂関口荷重)。 ただし、 図より明らかなように、 き裂開口荷重時において引張塑性域はほ

とんど成長していなし10 すなわち、RPG荷重からき裂関口荷重に至る問の荷重増分はき裂を関口

させることにほとんど費やされており、 塑性域の成長には寄与していなし\D 引張塑性域が成長す

る過程は、 き裂関口荷重から最大荷重に至る過程である。 なお、 き裂関口変位から残留引張変形

層を引し\たものが、 疲労き裂の実際のき裂開口変位と対応すると考えられるが、Fig.5-7 d)に示

すように、 最大荷重時にはき裂がかなり鈍化している。

第2章で、 RPG荷重を引張塑性域が形成し始める時点の荷重として定義したが、 計測される

RPG荷重は、 コンブライアンス変化から決定されるので、塑性域が成長する状態を規定しており、

この場合にはき裂が完全に関口する瞬間とほぼ一致するものと考えられる。 したがって、 き裂先

端部に引張塑性域が形成されてもき裂が閉口している場合には、 それ以後き裂が完全に開口する

までは引張塑性域はほとんど成長しないので、RPG荷重をき裂先端部に引張塑性域が形成され、

かっき裂が完全に関口する時点の荷重として定義し直す必要があるものと考えられる。

以上のことを考慮すると、Fig.5-6において、 き裂発生直後から解析では板厚貫通き裂として取

り扱っているので計測結果と一致していないが、 ある程度き裂が成長した状態からは残留応力が

存在する場合にもRPG荷重がよく推定できているものと考えられる。

Fig.5-8には、 各試験で計測されたき裂成長曲線を示す。 図より明らかなように、 引張残留応力

が存在するとき裂の成長を速め、 圧縮残留応力が存在するとき裂の成長を遅くするロ しかしなが

ら、 疲労き裂伝播速度におよぼす引張残留応力の影響はあまり顕著ではなく、 圧縮残留応力の影

響は非常に顕著に現れている。 き裂発生寿命の定義は種々あるが、O.2rvO.5mm程度の可視き裂と

なるまでと定義するならば残留応力が/J、さくなるほどき裂発生寿命は長くなる傾向にある。 一方、

O.02rvO.05mm程度の結晶粒オーダのき裂になるまでと定義するのであれば、 残留応力はき裂発生

にほとんど影響を与えないものと考えられる。 また、 T試験片およびN試験片では、 き裂が発生

すると加速度的にき裂が成長する。 しかし、 切欠先端部に圧縮残留応力が働くC試験片では、 き

裂発生直後一旦き裂の成長は速くなり、 その後遅くなり、 そして初期の残留応力が引張側となる

位置にき裂が達するよりもかなり前に再びき裂の成長が速くなる(Fig.5-5 b)参照)。

さらに図中には、Fig.5-4に示した材料定数C、 mおよびFig.5-6に示したRPG荷重の推定結果

を用いて、 計算上の初期疲労き裂長さを1.5mmとしてその後のき裂成長曲線を推定した結果も同

時に示す。 またC試験片については、 き裂先端部に引張塑性域が形成し始める荷重(Fig.5-6中に

示した短い点線)を用いた推定結果も同時に示す。 T試験片およびN試験片のき裂成長曲線推定結

果は、 計測結果とよく一致している。 また、C試験片に対しては、 多少推定結果が計測結果より

も短寿命側の評価となってはいるものの、 推定したき裂成長曲線の変化挙動は計測結果のそれと

よく一致しており、 また残留応力分布の計測精度を考慮すると定量的に推定できているものと考

えられる。

Fig.5-9には、 計測されたRPG荷重(Fig.5-6)およびき裂成長曲線(Fig.5-8)より求めた疲労き

裂伝播速度とムKRPの関係を示すo 図中には、 残留応力が存在しない場合(Fig.5-4)において得ら

れた関係を実線で示す。 図より明らかなように、 データにばらつきはあるものの、 残留応力が存

在しない場合の結果とよく一致している。 以上の結果より、 残留応力の存住はき裂の開閉口挙動
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こ影響を与え、 これによりRPG荷重は変化するが、(2.1)式の材料定数C、 mには影響をおよ(ま

さないことが明らかとなったD
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5.4 結言

残留応力場においても、 RPG荷重以上の荷重振幅に対応する応力拡大係数範囲ムKRPが疲労き
裂伝播速度のパラメーターとなり得るか否か、 また第3章で開発した疲労き裂伝播解析プログラ
ムが残留応力場でも有効か否か検討するため、 中央貫通切欠付試験片を用いて、 切欠先端部に引
張残留応力が存在する場合と圧縮残留応力が存在する場合、 さらには残留応力が存在しない場合
について、 同一荷重条件下における疲労き裂伝播試験を実施した。

得られた結果を要約すると以下のとおりである。

(1)残留応力は、 き裂発生直後の RPG荷重にはほとんど影響をおよぼさないが、 ある程度き裂が

成長すると引張残留応力は RPG荷重を低下させ、 圧縮残留応力は RPG荷重を上昇させる。

すなわち、 引張残留応力はき裂を開口し易く、 圧縮残留応力はき裂を閉口し易くする口

(2)引張残留応力は疲労き裂伝播寿命を短寿命側に、 圧縮残留応力は疲労き裂伝播寿命を長寿命
側にする効果があり、 引張残留応力の加速効果よりも圧縮残留応力の減速効果の方が見掛上
大きい。
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(3)残留応力場においてもムKRPが疲労き裂伝播速度を律するハラメーターであり、(2.1)式が成

立し、 その材料定数C、 mは残留応力の影響を受けないc

(4)残留応力場においても、 第3章で開発した疲労き裂伝播解析プログラムを用いてRPG荷重を

定量的に推定でき、 その有効性が確認された。 ただし、 き裂先端部に引張塑性域が形成され

てもき裂閉口域が存在する場合には、 き裂が完全に関口する時点をRPG荷重とする取り扱

いが必要であるD
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第6章

発生と伝播の統一理論による疲労寿命評価法につ

いての可能性

6.1 緒言

疲労寿命は、 き裂発生寿命とき裂伝播寿命の和で与えられ、 前者はS-N曲線で、 後者は破壊力

学的手法でこれまで推定されてきた。 しかしながら、 構造物の疲労寿命を推定する場合、 基礎試
験片および構造要素モデ、ル試験体を用いた疲労試験で得られるS-:\"曲線で推定される発生寿命が

、 実構造物においてどれだけの大きさのき裂に対応するか未だ明確にされていない。 また、 この

破壊力学を適用する際の初期き裂の与え方で推定される寿命は左右されるので、 損傷解析では適
時都合のよい初期き裂長さを採用しているのが現状である。 このように、 発生と伝播を理論的に

結ひ、つける手法は未だ確立されておらず、 信頼性の高い疲労寿命評価を行うためには、 発生と伝
播を同一の理論体系で寿命評価できる手法を確立する必要がある。

破壊力学を微小き裂および結晶粒オーダ以下の微視き裂まで取り扱えるように拡張するため、
微小き裂および微視き裂に関する研究1) '" 4)がこれまで数多く行われてきた。 これらの報告によ

ると、 微小き裂および微視き裂は、 長いき裂の下限界条件ムKth以下で、も発生・伝播し、 見掛け上
のムKthが小さくなることが知られている。 しかしながら、 き裂が小さくなるとなぜムKthが低く

なるのかその物理的意味は考察されていない。

ところで、 第2章で、 負荷過程中にき裂先端部に引張塑性域が形成し始める時点の荷重(RPG荷

重)から最大荷重までの荷重範囲に対応する応力拡大係数範囲ムKRPと疲労き裂伝播速度の間に
は、 長いき裂に対して極低き裂伝播速度領域も含めて両対数グラフ上で直線関係が成立すること
を示したロ また、 第4章で、 長いき裂の下限界条件ムK仇は、 適切でないパラメーターを採用する

ことにより見掛け上現れる現象であることを明らかにした。 さらに、 長いき裂において、 ムKRP

が疲労被害が蓄積される領域寸法心(最大荷重時の引張塑性域寸法と最小荷重時の圧縮塑性域寸法
の小さい方の塑性域寸法)を間接的に表していることを示した。

そこで、 本章では、 切欠底部を円弧状に仕上げたCT試験片を用いて種々の応力比での一定荷

重振幅下における疲労き裂伝播試験を実施し、 切欠底部から発生 伝播する微小き裂の疲労き裂伝

播挙動について検討する。 なお、 この微小き裂は非貫通き裂となるので、 この効果を考慮する必

要がある。 そして、 これまでの微視き裂の研究成果的を参考にし、 切欠底部から発生したき裂が

最初の結晶粒界に到達するまでは、 せん断応力の繰り返しでき裂が成長し、 き裂関口が生じない

と考え、 圧縮塑性域の成長は結品粒界などのパリヤで拘束されるとの仮定を導入して、 初期き裂

の存在を仮定することなくき裂成長曲線を近似的に推定するアノレゴリズムを提案し、 その有効性
を確認する。
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6.2 供試材および実験方法

供試材は軟鋼(8J\;I-41B鋼)で、 第2章で用い た鋼板と同じである。 この供試材より、 Fig.6-1に
示すように切欠半径1mmの円弧状の切欠を有するCT試験片を作成し、 62 00C， 2hr保持の条件
で残留応力除去焼鈍(PWHT)を行った。 Fig.6-2には 、{共試材のミクロ組織を示す 。 平均結晶粒
径は約30μm、 最大結晶粒径は約 60μmであったc なお、 疲労き裂の伝播方向は、 写真の横方向で
ある。

疲労き裂 伝播試験は、 2章で開発した高精度コンブライアンス試験システムを用い て、 応力比
0. 05、 0.3および0. 5の一定 荷重版幅下を意図して実施した。 ただし、 繰り返し速度は15Hzとし

た。 なお、 この 鋼板の長いき裂に対する疲労き裂伝播則((2 .1)式 )の材料定数C、 mは、 それぞれ
C二4.505 X 10-11、 m二 2 .692(81単位)である(Fig.2 - 2 2参照)ロ

�I 
!Thickness(t): 1 Omm 

25 ! 1 00(W) 

1 25 
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L一一」

Fig. 6-1 Con五guration of CT specimen used Fig. 6-2 l\!Iicrostructure of 8l\!I-41B steel 
used 

6.3 切欠底部から発生-伝播する表面き裂のアスペクト比変化

Fig.6-1に示す試験片で、は、 疲労き裂は切欠底の板厚中央部から多数点発生し、 これらが成長す
る過程で合体を繰り返し、 ついにはFig.6-3に示すような 単一の表面き裂となり、 さら に成長する

と 板厚貫通き裂となるものと考えられる。
ところで、 川原ら5)は、 平板に存在する単一の表面き裂が繰り返し荷重により伝播する場合 、

曲げ応力比α(=引張応力振幅j (引張応力振幅+曲げ応力振幅))が一定ならば、 き裂深さ αとき裂の

表面長さの半長cとの比、 すなわちアスペクト比( aj c)が 板厚貫通時にほぼ一定になることに着目

し、 伝播中のアスペクト比変化に関する実験式を提案している。 Fig.6-4 は、 彼らの提案式の模式

図である。 初期欠陥(き裂深さ旬、 き裂の表面長さの半長co)が非常に浅く、 形状が半円状に近い

場合には、 き裂の形状は図中のf(αjt) (こ沿って直線的に 変化する。 ただし、tは板厚である。 この

成長を彼らは均衡成長と呼んでいる。f(αjt)はαの関数で、 あり、

f(αjt) =αjc =A-B.(αjt) (6.1) 
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Fig. 6-3 Schematic diagram of surface crack 

initiated at a nitch root 

Normalized crack size a/t 

Fig. 6-4 The change of aspect ratio for sur­

face cracks 

ここで、 A = 0.98+0.07α 
B = 0.06+0.94α 

と与えられる。 ここで、 この直線の勾配は平板に作用する曲げ応力比が大きいほど大きくなる。
一方、 初期欠陥が非常に偏平な場合には、 点(αo/t，α0/ co)と原点を通る直線g(α/t)と(6.1)式の

f(α/t)の2つの直線を漸近線とする

戸万戸 - {f(α/t)}π
+ 

{g(α/のい

ただし、 口ニ1+m/2 ( m: Paris員Ijの指数)

に沿って変化する。 この成長を彼らは非均衡成長と呼んでいる。(6.2)式は、 厳密には初期欠陥の
点(αo/t，α0/ co)を通らないので以下のように修正する必要がある6)。

(6.2) 

一 { (A- J ぃ/tl f (6.3) 

しだた

疲労き裂は、 構造的応力集中部および切欠底部から多数点で発生し、 合体を繰り返しながらつ
いには単一の表面き裂となるが、 その過程ではお互い干渉しながら成長する。 Fig.6-5には、 大き
さの異なる2つの表面き裂が同一平面内にある場合の疲労によるき裂成長過程を模式的に示す。き
裂が表面で合体する③までの過程におけるK値は、 近接する他のき裂の干渉効果により単独で存
在する同じ大きさの表面き裂のK値より大きくなる。 一方、 合体後単一の半楕円き裂となる⑤ま
での過程におけるK値は、 合体後の全き裂表面長さの半分を長軸、 最も深いき裂の深さを短軸と
する半楕円き裂のK値より小さくなる。 この場合、 合体直後のき裂深さの浅い個所はK値が他の
部分より卓越して大きくなるために、 この個所のき裂成長は速くなり、 き裂前縁線が滑らかな半
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権円形状に変化する。 豊貞ら7) ， 8)は、
切欠底部から発生した直後の複数の表面
き裂のアスペクト比変化を実験的に調査
した結果、 複数の表面き裂の内最も深い
表面き裂に着目し、 最深部のK値が複数
の表面き裂の干渉効果を考慮、したその表
面き裂の最深部のK値と同じでかつ同じ
き裂深さを有する単一の表面き裂で複数
の表面き裂を代表させることにより、 そ
のアスペクト比がき裂深さに対して線形
的に減少することを明らかにしている。

そこで、 以上の観点から、 飯田ら9)

①initial crack 
②before coalescence 

③at coalescence 
⑤complete coalescence 

⑦⑤⑤④ 

三
/グn

③②① ①②③ 

が解析した日本溶接協会6AFC小委員 Fig. 6-5 Con五guration of Center notched speci-
会10)で行われた大きさの異なる2つの men used 
半楕円切欠を有する平板に繰り返し曲げ
荷重を与えた試験結果を再解析した。 ここで、 曲げ荷重下のデータを取り上げたのは、Fig.6-1に
示す試験片の切欠底部では応力勾配が急であるためである。 Fig.6-6には、 6B4Q試験片のアスペ
クト比変化を示す。 まず合体後かなり成長した最終段階の結果より、 川|原らの結果を使用して均
衡成長の直線を定め、 実験で行われた曲げ応力比を求めた口 その結果、 曲げ応力比を0.98として
均衡成長曲線を点線のように定めると、(6.3)式より一点鎖線で示すような非均衡成長曲線が得ら
れ、 Fig.6-5の⑤以後のアスペクト比変化が妥当に評価できる。 なお、 曲げ荷重を与えているにも
かかわらず曲げ応力比を1 としなかった理由は、 曲げ荷重を4点曲げにより与えており、 摩擦に
より引張応力も少し作用するものと判断したためである。 また、 Fig.6-5の⑤以前の表面き裂のア
スペクト比変化については、 上述の豊貞ら7) ， 8)の結果を参考に、 図に示すように深い方の初期
き裂とFig.6-5の⑤に相当する表面き裂のデータ結ぶ直線に沿って形状変化する単一の表面き裂問
題として取り扱うことにする。

表面き裂のK値は、 Newmanら11)の式により求め、 Paris則によりき裂成長曲線を評価した。
その結果を、Fig.6-7に示す口 図中には、 実験結果ならびに飯田らの方法により評価したき裂成長
曲線についても同時に示す。 ただし、 飯田らの方法では、Fig.6-5の③までの過程では干渉効果を
無視し、 それぞれのき裂が単独で成長するとして長寿命側の評価を与え、Fig.6-5の③から⑤の区
間の寿命を無視し、 Fig.6-5の⑤から後の過程では合体後の全き裂表面長さの半分を長軸、 最も深
いき裂の深さを短軸とする半楕円き裂と仮想してき裂の成長を評価した。 さらに、 上記のき裂の
アスペクト比変化を仮想的に与えた場合との差を直接比較できるよう、 単一表面き裂材の疲労き
裂伝播試験結果をもとに、 Koboyashiが求めたK値12)を半実験的に修正したK値を使用せずに、
NewmanらによるK値を用いて解析し直した結果を図中に示す。 図より明らかなように、Fig.6-6

の実線のように深い方の表面き裂に着目し、 干渉効果を考慮した単一の表面き裂で複数の表面き
裂を代表させ、 仮想的なアスペクト比変化をき裂深さに対して直線的に与える手法で、 合体前の
き裂の成長をほぼ妥当に評価できるものと考えられる。 合体後の寿命については実験結果とかな
り異なっているが、 これは、 寿命評価にParis員Ijを用いたのでき裂開閉口挙動を無視したのが原因
であるものと考えられる。

切欠底に存在する表面き裂のK値は、 切欠による応力集中のため平板中に同じ大きさの表面き
裂が存在する場合のK値より大きくなるが、 その程度は切欠底に近いき裂前縁ほど大きくなる13)つ

したがって、 切欠底における表面き裂の均衡成長は、 平板中における表面き裂より偏平な形とな
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るものと考えられる。 豊貞ら7)は、 応力比0.05の一定荷重振幅下で切欠底から発生-伝播する複数
の表面き裂に対して、 それらの干渉効果を考慮した単一の表面き裂に代表させること により、 こ

の単一の表面き裂のアスペクト比変化は

/c = 1-
α- ro 

2{ro -以内)/ 当豆 Ix=ro}

ただし、 σν (x ) : 負荷振幅に対応したき裂想定線上の垂直方向応力分布
(Fig.6-1のCT試験片の場合Fig.3-4参照)

アo 1結品粒径

(6.4) 

で与えられること を明らか にしている。 ただし、 き裂の核となる微視き裂の 深さを1結晶粒程度

の大きさとし、 そのアスペクト比を川原らの結果よりα/c二1と仮定している。

Fig.6-8には、(6.4)式より 与えられる Fig.6-1に示すCT試験片(ァ0=30μm:平均結晶粒径)のア

スペクト比変化を示す。 ここで、α1は板厚貫通き裂となる時点 のき裂長さ (き裂深さ)を表してい

る。 同図には、Fig.6-1に示す試験片を用いて応力比0.05の一定荷重振幅下における疲労き裂伝播

試験を実施し、 ビーチマークを導入してき裂伝播形状を測定した結果も示す。 図より分かるよう

に、 表面き裂に対するデータは1点しか計測さ れなかったもの の、応力比0.05 の場合にはCT試

験片の 切欠底 に存在する表面き裂の均衡成長曲線は (6.4)式で予測できるものと考えられる。

ところで、表面き裂のアスペクト比変化は応力比の影響を受け、応力比が大きくなるほどより円

形 に近い形で変化するものと考えられる。 そのため、 アスペク卜比変化におよぼす応力比の影響

を考慮する必要がある。 これまでの計測結果によると、 切欠の応力集中係数が大きい場合(Fig.4-5

参照)には、 RPG荷重はき裂発生直後き裂の成長とともに大きくなり、 あるき裂長さで最大値を

示した後徐々に小さくなる傾向 を示した。 一方、 応力集中係数が比較的小さい場合(Fig.5-5のγ

試験片の結果参照)には、 RPG荷重はき裂発生直後き裂の成長とともに小さくなり、 極小値を示

した後き裂の成長とともに大きくなり、 あるき裂長さで極大値を示した後徐々に/卜さくなる傾向
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Fig. 6-8 The change of aspect ratio of surface crack emanated from various notch roots 

を示した。 疲労き裂伝播速度とムKRPの関係ならびに安定成長領域であるstage 11における疲労き
裂伝播速度とムKの関係が両対数グラフ上で線形関係が成立することから、 RPG荷重が最大値あ
るいは極大値を示す時点 (α2)は、 き裂閉口域が十分に発達した一様な板厚貫通き裂となる時点で

あるものと考えられる。 したがって、 板厚貫通き裂となりき裂閉口域が十分に発達するまでに要
するき裂長ムα(=α2-α1)は応力比に依存しないものと仮定して、応力比0.05のムαと各応力比の
α2よりそれぞれα1を決定し、Fig.6-8と同様、 各応力比における表面き裂のアスペクト比変化は

均衡成長するものと仮定する口

6.4 切欠底部から発生する表面き裂の応力拡大係数

6.3節で示したように、 切欠底部から発生する疲労き裂は、 初めから板厚貫通き裂として発生す

るのではなく、 半楕円状の表面き裂として発生する。 しかしながら、 このような切欠底に存在す
る表面き裂のK値については未だ報告されていない。

そこで、 まずき裂先端部に応力および変位の特異性を有する特異要素を配置し、 境界積分方程
式の数値積分を適応的自動積分法により解く ことにより精度向上をはかり、 経路積分によるJ積

分値より K値を換算するとしづ手法を採用した宮崎ら14)が開発した境界要素法解析プログラムを

用いて、Fig.6-1に示すCT試験片の切欠底に微小な板厚貫通き裂が存在する場合のK値 (KI)を

解析した。 その結果をFig.6-9に示すD 図中には、Srawley 15)によるCT試験片のK値についても
同時に示す。 図より明らかなように、 切欠底にき裂が存在しない場合のK値はOであるが、微小

き裂が入るとき裂の成長とともに急激に上昇し、その後、 切欠を含めた長さをき裂長とした場合

のSrawleyによるK値に漸近し、 ついには一致する。
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切欠底 に存在する半精円表面き裂の最深部のK値は、 すみ肉溶接止端部に存在するき裂に対し
てlYladdoxが与えた近似と同様の考え方16)を採用し、 以下のように近似できるものと仮定するD

(6.5) K2/K3 

切欠底にき裂 長さαの板厚貫通き裂が存在する場合のK値
(Fig.6-9に示すK値)

き裂の表面長さ2c、 き裂深さαの 半楕円表面き裂が存在する
平板(板厚Wr)に一様引張応力σMが作用する場合のK値
長さαの板厚貫通き裂を有する端部 き裂が存在する平板

(板厚W1)に一様引張応力σMが作用する場合のK値

K二K1

K1 

K2 

K3 

ただし、

ここで、 K2はNewmanら1 1)の式より以下のように与えられる。

K2二σM V7ra/Q (6.6) F 

= 1+1.464(α/C)1.65 
二M1十M2(α/W1)2 +M3(α/W1)4
= 1.13-0.09(α/ c) 

ニー0.54 +0.89/(0.2+α/c) 
= 0.5-1/(0.65+α/c)+14(1-α/ c)24 

Q 
F 

M川

仏白

川

ただし、

(6.7) 

また、 K3は以下のように与えられる17)口

0.752 + 2.02(α/W1) + 0.37{1 - sin(7ra/2W1)}3 

cos( 7ra/2W1) 
2W1 . 7rα 一 一 一

πα 2W1 
K3= σMvfifã 
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なお、Fig.6-7の 6AFC小委員会データの解析では、試験片幅の影響も考慮、して解析しているが、
(6.6)式では(この場合は板厚の影響となる) この影響は無視した。その理由は、K3(こ板厚の影響
が含まれないこと、表面き裂の表面長さ2c が板厚より大きくなると(6.6)式は成立しないことに
よる。

表面き裂の表面長さ2c が板厚よりも大きくなった場合、Fig.6-10に示すような板厚中央部のき
裂が板表面部のき裂より長いパラボラ状のき裂となるコこの場合、板厚中心部のK値は:\eale 18) 
によると

K=fkl 

ただし、 K1 パラボラ状のき裂の面積に等しい板厚方向に一様な
き裂がある場合のK値(Fig.6-9に示すK値)

L き裂前縁線の長さ

(6.8) 

で近似的に与えられる。ところで、I型梁のフェイスに存在する表面き裂がウエブに伝播した初期
の場合などでは、あたかもウエブの板厚がフェイスの幅に等しいものとして物体中を表面き裂が
伝播する。そこで、ここでは Fig.6-8(こしたがうき裂形状 を仮定し、半婿円き裂の弧長の一部とし
て L を与えることにする。すなわち、き裂形状変化を Fig.6-8のように仮定しているから

ただし、 ro 

， αl一αα/ c 二 一一一一一一
αlーアo

初期半円き裂の半径(結品粒径)

によりアスペクト比は変化する。また、き裂の面積Sは

s =引
/2♂-x2dx 

ニトc2 -t2 +…-1 4 

(6.9) 

(6.10) 

となる。ここで、一様な板厚貫通き裂として伝播する場合のき裂長さをδとすると(6.9)式 を用い
、一様な板厚貫通き裂の場合の面積と等値することにより

/ α1 -rOつ 1 (α1 -α)t 
= d 

V 

\ \/4(αlーア0)2a2 -(α1 -α)2t2 + 一一�aLsin- 1 
4(α1 - ro) Vα1 -α 2(α1 -ro)α 

となる。この場合、き裂前縁の長さLは

となる。

L = 2fPー(c2 -a2)山d8

=土fj(α1ーァ0)2一山知一(2 α1ーァo山2附

ただし、 φ= sin-1 上=sin-1 �α1一α)t
'Y - ùH.l 2c - ù.l.l.l 2(αl-ro)α 

(6.11) 

( 6.12) 

なお、αlより大きなき裂に対しては、板厚方向に一様な貫通き裂としての取り扱いができるの
でK=Klとなる。
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6.5 微小き裂の疲労き裂伝播挙動

これまで長いき裂に対して、 き裂長さは、 あらかじめピーチマーク法により表裏面、1/4t、1/2t

、3 /4t の5個所の位置のき裂長さの平均値とコンブライアンスの関係を求め、 疲労き裂伝播試験
中に計測されるコンブライアンスよりこの関係を用いて換算することにより決定してきた。 しか

しながら、6.3節および6.4節で示したように、 切欠底部の多数点からき裂が発生し、 それらが合

体して1つの表面き裂となり、 ついには板厚貫通き裂となる過程では、 最深部(板厚中央部 )のき
裂長(き裂深さ)に着目する必要があるつ したがって、 本節以降のき裂長さとしては、 板厚中央部
のき裂長さとコンブライアンスの関係を較正曲線として、 コンブライアンスから板厚中央部のき

裂長さを求めて議論することにする。 なお、 板厚貫通き裂となり、 十分き裂が長くなると板厚中
央部のき裂長さと平均き裂長さの差はほとんどなくなり、K値および疲労き裂伝播速度には影響

を与えないので、 長いき裂の疲労き裂伝矯則についてはFig.2-22に示す結果をそのまま採用した。
Fig.6-11 には、 応力比0.05、0.3 および0.5の一定荷重振幅下における疲労き裂伝播試験で計測

されたRPG荷重とき裂長さの関係を示す口 図中には、 計測された最大荷重および最小荷重の結果

についても同時に示す。 図より分かるように、 RPG荷重は切欠底部からき裂が発生した直後はき

裂の成長とともに減少し極小値を示した後大きくなり、 あるき裂長さα2で、極大値を示し、 その後
徐々に減少する傾向が認められる。 また、 このき裂閉口域が十分に発達した板厚貫通き裂となる
時点(α2)は、 応力比が大きくなるほど大きくなる。 なお、 応力比が0.05の場合、 最終段階でRPG

荷重が上昇しているが、 これはき裂の成長とともに疲労試験機の油圧源の容量が小さいために最
大荷重が低下し、 最小荷重が上昇していることが原因であるものと理解できるつ

Fig.6-8に示すアスペクト比変化を仮定し、6.4節で示した微小き裂領域のK値を求めた。Fig.6-

12 には、 応力比0.05の条件下における結果を示す。 なお、 応力比0.3 および0.5の条件下における
微小き裂領域のK値を求めた結果についても同傑であった。

これらのK値を用いて、 疲労き裂伝播速度とムKの関係を整理した結果をFig.6-13に示すo な
お、 図中の実線は安定成長領域であるstage 11におけるParis則を示す。 図より明らかなように、

微小き裂領域の疲労き裂伝播速度は、 長いき裂のParis則から得られるそれより速くなり、 これま
での研究結果2) ， 3)と同傑の傾向にあった。

次に、 疲労き裂伝播速度とムKRPの関係を調査した。 その結果をFig.6-14に示す。 図中の白抜
き印で示したデータはき裂長さが旬以下の微小き裂領域のデータで、 括弧内の数字は計測した中
で最も小さいき裂長さの値を示す。また、 図中の実線は、 長いき裂に対して得られた結果を示す。
図より明らかなように、 微小き裂領域におけるdα/dNとムKRPの関係は長いき裂に対するそれに
ほぼ一致すると結論づけることができる。 ただし、 応力比0. 3 および0.5の微小き裂領域における

表面き裂のき裂形状変化ならびに切欠底に表面き裂が存在する場合のK値については今後さらに
詳細に検討する必要がある。

そこで、 き裂発生寿命は無視し、 最初から平均結晶粒径(30μm)を半径とする半円の表面き裂
が切欠底に存在したと仮定して、 計測された最大荷重およびRPG荷重(Fig.6-11)と長いき裂の

ぬ/dNとムKRPの関係を用いてき裂成長曲線を推定した。その結果を、 実験結果とともにFig.6-15
に示す。 図より分かるように、30μmという微小なき裂から伝播寿命を推定したにもかかわらず、

実験結果よりもかなり短寿命側に推定されている。 すなわち、 き裂が1結品粒程度の大きさにな
るのに要するき裂発生寿命が全寿命に占める割合はかなり大きいものと推察される。
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6.6 微視き裂の成長曲線推定法の検討

結晶粒径オーダ以下の微視き裂では、応力の特異性が保証されないので、K値をもとに疲労き
裂伝播速度を議論することができず、これまで塑性域寸法との関係で検討されてきている。

ところで、4.4節において、長いき裂に対してムKRPはき裂前方の1サイクノレ中に疲労被害を受
ける領域寸法φを間接的に表しており、(4.4)および(4.5)式が成立することを明らかにした。 そこ
で、まず微視き裂領域においてもこれらの関係が成立するものと仮定する。 そして、以下では有
効荷重振幅ムPRP(最大荷重-RPG荷重)が一定の場合について考える (実際には、後述するように

き裂が最初の結晶粒界に達する直前からき裂開口モードが現れ、ムPRPが急激に増加するが、 干

の微視き裂領域ではムPRPは一定と仮定する)。
疲労き裂は、最初すべり線に沿ってせん断応力の繰り返しにより発生するが、き裂が1 結晶粒

程度になると疲労被害を受ける場所はほとんどき裂先端部にかぎられ、き裂が応力およびひずみ
の集中源として作用し、塑性変形がき裂先端付近に繰り返されながらき裂が伝播することが微視
的観察結果から明らかにされている20)口

すべりは、任意の方向に生じるのではなく調密原子面 (最も原子密度が高い面)上を最も原子密
度が高い方向に生じる21)。 すなわち、すべりは結晶粒の結晶方位と関係した特定の方向にしか生
じない。 Fig.6-16に示すように、切欠底部から発生するき裂を考えた場合、転位は最大せん断応
力方向とほぼ一致するすべり線上を移動する。 結品粒内では、すべりは直線的に生じるが、隣り
合う結晶では結晶方位が異なるため、図に示すように隣り合う結晶のすべり線方向はある角度。異
なることになる。 そして、結品粒界などのあるパリヤ(B)まで転位は増殖-移動する。 なお、この

B までの範囲が疲労被害を受ける領域 (最大荷重時の引張塑性域寸法と最小荷重時の圧縮塑性域寸
法の小さい方、通常は最小荷重時の圧縮塑性域寸法)に相当する。
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刃状転位密度分布を考えたBCSSモデ
ル22)から分かるように、 増殖された転
位の移動によりすべり線に沿ってき裂が
入ると、き裂先端近傍の転位密度は極端
こ大きくなる。 しかしながら、 刃状転位

のパーガスベクトルはすべり線に平行な
ため、き裂が最初の結晶粒界に達する直
前まではき裂前方の高密度部分の刃状転
位によるき裂開口成分はほとんど生じな
いものと考えられる。 そのため、き裂自
身による応力再配分は生じないので、 き
裂が最初の結晶粒界に達する直前までは
、転(立はパリヤBを飛び越えることがで
きず、 同じ位置に留まるものと考えられ
る。 また， き裂が最初の結晶粒界に達す
る直前からは、 次の結品内で高密度とな
る刃状転位のバーガズベクトノレ(62)の方

Fig. 6-16 �lodi五cation of slip direction at grain 

boundary 

向が最初の結品粒のバーガスベクトノレ(61)のそれと異なるため、 き裂関口モードが生じ、 それに
よりき裂先端部が応力集中源の役割を演じるようになり、 転位はバリヤBを越えて塑性域が成長
するものと考えられる。 このように考えると、 上記の西谷らの観察結果は定性的に説明できる。

したがって、 き裂がない状態でどの位置のバリアで転位がくぎづけにされているかは未知であ
るが、 以上の考察より、 ムPRPが一定の場合にはき裂が最初の結晶粒界に達するまでは圧縮塑性
域先端は切欠前方のある位置に留まっているものと仮定することができる。

表面き裂が、 最初の結晶粒界に達した場合(α=ro，アo :結晶粒径)の最深部の応力拡大係数範囲
をムKsとすると、 この場合の疲労被害を受ける領域寸法九は、(4.4)式より

ー 八 K"円
九 η(U 一二)�

8 1 \- 2σy 

ただし、 U: 塑性荷重比

(6.13) 

となる。 したがって、 き裂が最初の結晶粒界に達するまで塑性域先端位置は(ァ0+ら)に留まるこ
とになるから、 この区間におけるφは

〈ニJ-アo +ws一α

となる。 ここで、 このφで等価なムKRPを定義すると、(4.4)式より

(ムK叫q=2σY � I!_ (ア0十九一α )
‘ \1 7fT) 

(6.14) 

(6.15) 

と与えられ、 Fig.6-14に示す疲労き裂伝播員1jを用いることによりこの区間の寿命を推定すること
ができる。 なお、 この区間では、 き裂の成長とともに心(あるいは(ムKRP)eq)が小さくなるので、
疲労き裂伝播速度はき裂の成長とともに遅くなる(Fig.1-1の①参照)。

Fig.6-17には、 Fig.6-8に示す表面き裂形状変化を仮定して、 上記の手法によりき裂長さOの状
態から伝播するき裂成長曲線を種々の結晶粒径(ro)を有するものとして、 推定した結果を実験結
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果とともに示す。 最初の結品粒界にき裂が達するまでは、 切欠底の応力(Fig.3-4参照)から定まる
次式のRPG荷重

(6 .16 ) RPC二 竺乙 +Pm九
σν(0) 

単位外荷重あたりの切欠底のき裂想定線垂直方向応力

を保ち、 不連続的にき裂が開口してRPG荷重が低下すると仮定し、 その後のRPG荷重はFig.6-
11 に示す計測結果を用いた。 なお、 最初の結晶粒界の直前からRPG荷重が低下すると仮定しで
も寿命予測結果にはほとんど影響を与えないととが確認された。 図より明らかなように、ァoを
20μmrv40μmとすれば実験結果とよい一致が認められる。 このァoは、 応力集中部から多数点発生
したき裂の内最も深いき裂がその後のき裂の核となることから、 最大結晶粒径(60μm)より小さ
い値をとることを考慮すると妥当な値であるものと考えられる。

以上のように、Ü( あるし\はPRPC )が求められていれば、S-N曲線より初期き裂の存在を仮定し
なくても、 き裂発生もき裂の成長過程と考え、 き裂の発生から伝播まで同一の理論体系で疲労寿
命を推定できる可能性があることを示した。 ただし、 板厚貫通き裂に対するPRPCは第3章で示し
たき裂開閉口モデルで、解析可能で、あるが、 机上で疲労寿命を推定するには今後、 表面き裂に対す
るPRPCを推定する手法を確立する必要がある。

なお、Fig.6-17の計算結果をみると結品粒径ァoが細かくなるほど疲労寿命が長くなる傾向にあ
る。 これは、 従来の研究結果と定性的に一致している。 そこで、Fig.6-18には、 応力比0.05を意

図した試験片に対して結晶粒径の影響のみを調べるためにさらに細かい結晶粒径について疲労き
裂成長曲線(き裂発生寿命を含む)を推定した結果を示すD 図より明らかなように、 結晶粒径が
10μm程度以下では結晶粒径を細かくするほど寿命改善効果が著しく現れるが、20μm以上ではあ

まり疲労寿命の改善効果は現れないものと推察される。

σν(0) : しだた
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ところで、 き裂発生寿命に対してはこのように結晶粒径が細かいほど疲労寿命の改善効果が現
れるが、 き裂伝播寿命に対しては結晶粒径が粗いほどムKth値が大きくなることから疲労寿命の改

善効果が現れることが近年の研究で明らかとなっている1)。 したがって、 疲労寿命をできるだけ

長寿命とするには、 表面近傍の極めて薄い領域だけ結晶粒径を細かくし、 その内部の結晶粒径を

組くすればよいことになる。

6.7 結言

切欠底から発生・伝播する疲労き裂成長曲線を初期き裂の存在を仮定することなく、 き裂の発
生から伝播まで統ーした理論体系下で予測するアルゴリズムを提案し、 その有効性について検討

した。
得られた結果を要約すると以下のとおりである。

(1) 切欠底部から発生する疲労き裂は多数点で発生し、 合体を繰り返しながら、 ついには1つの
半楕円表面き裂となるが、 この過程では、 多数の表面き裂の内最も深いき裂のき裂深さを有
し、 かっ干渉効果を考慮した表面き裂の最深部のK値となる単一の表面き裂に複数の表面き
裂を代表させ、 アスペクト比変化がき裂深さに対して線形的に減少するとして仮想的に取り
扱うことにより、 その寿命を推定することができる。

(2) 1結晶粒程度以上の微小き裂に対する疲労き裂伝播速度とムKRPの関係は、 長いき裂のそれ
にほぼ一致する。

( 3) 有効荷重範囲が一定の場合、 き裂が最初の結晶粒界に達するまでは疲労被害を受ける塑性域

先端位置は一定に保たれると仮定し、 第4章で示した疲労被害を受ける領域寸法心とムKRPの
関係、より等価なムKRPを与え、 長いき裂における疲労き裂伝播速度とムKRPの関係を用いて
、 初期き裂の存在を仮定することなくき裂長さO状態からき裂成長曲線を推定できる。

( 4) 上記アルゴリズムによると、 結晶粒径が小さいほど疲労寿命は長くなる。 特に結晶粒径を

10μm以下にすると大幅な寿命改善効果が現れる。
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第7章

結論

一般船体構造および一般溶接構造へのT:.vICP型高張力鋼の多用化にともない船舶および溶接構

造物の疲労損傷が増加しており、 保守管理上、 損傷許容設計を採用する必要がある。 しかしなが
ら、 疲労寿命を推定する際、 現時点では発生寿命と伝播寿命を異なった理論 体系で評価 しており、
両者を理論的に結びつける手法は確立していな い。

また、 修正Paris-Elber則((1.6)式)が、 現時点で最も信頼のある疲労き裂伝播則であると考え
られているが、 ここで用いられている有効応力拡大係数範囲(ムKeff)がなぜ疲労き裂伝播速度の

パラメーターとなり得るのかという物理的意味は唆昧であり、 そのき裂停留条件についても不明

な点が多い。
そこで、 本研究は、 き裂先端部の塑性挙動に着目し、 き裂の発生もき裂の伝播過程としてとら

え、 き裂発生 と 伝播を 同 ー の理論体系で寿命評価できる手法を確立 するために実施 した。
得られた結果を要約すると以下のとおりであるつ

(1)負荷過程中にき裂先端部に引張塑性域が形成され始める荷重(RPG荷重)以上の荷重範囲(疲
労被害が蓄積する区間)に対応する応力拡大係数範囲(ムKRP)を用いることにより、 長いき
裂に対して疲労き裂伝播速度におよぼす応力比、 負荷条件ならびに残留応力の影響を定量化

でき、 疲労き裂伝播速度とムKRPの関係は極低き裂伝播速度領域からstage 11の領域まで広
範囲にわたり両対数グラフ上で線形関係にあり、 き裂の下限界現象は現れない。 また、 1結
晶粒以上の微小き裂についても長いき裂の疲労き裂伝播則が成立することが判明した。

(2) 疲労き裂伝播速度を律するパラメーターはムKRPで、あり、 ムKeffは弾性変形成分も含んだ、形
で有効応力拡大係数範囲を定義しており、 疲労き裂伝播速度を律するパラメーターではない。
また 、 ムKt h 現象は、 適 切でないパラメータ ー を採用する こ とにより 見掛け上現れるもので
ある。

(3) 長いき裂の停留条件は、 RPG荷重が最大 荷重以上にな った 場合、 すなわち ムKRP 壬0と考
えればよい。

( 4) ムKRP は 、 き裂前方の1 サイクノレ 中 に疲労被害を受 ける領域寸法心 を 間接的に表 している。

(5) 残留応力場の問題についても考慮、し、 任意応力分布下の問題に適用できるようにDugdaleモ
デ、ノレを拡張して繰り返し荷重下における板厚貫通き裂の開閉口挙動に関する定式化を行い、
除荷過程でき裂が進展すると仮定して、 この時解放される応力に対応した変位に対しである

割合( 塑性収縮係数 ) で残 留引 張変形層 が薄 く な るとの仮定を導入した疲労き裂伝播解析プロ
グラムを開発した。 塑性収縮係数を材料固有の値として疲労き裂伝播解析を行う ことにより
RPG荷重を定量的に推定でき、 この解析プログラムの有効性が確認された。 また、 残留応力
場においてもこの解析プログラムは有効であることが判明した。
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(6)有効荷重範囲(最大荷重-RPG荷重)が一定の場合、 き裂が最初の結晶粒界に達するまでγ

疲労被害を受ける塑性域先端位置は一定に保たれると仮定し、 疲労被害を受ける領域寸法心

とムKRPの関係より等価なムKRPを与え、 長いき裂における疲労き裂伝播速度とムKRPの関

係を用いて、 初期き裂の存在を仮定することなくき裂長さO状態からき裂成長曲線を推定で

きる。

以上のように、 初期き裂の存在を仮定することなく発生から伝播に至る全寿命を同ーの理論体

系で推定できることが明らかになった。 しかしながら、 この手法を用いて机上で疲労寿命を精度

よく推定するには、 今後明確にしなければならない種々の問題がある。 その中でも特に、 Dugdale

モデノレにかわる結合力モデ、ノレを用い、 板厚貫通き裂だけでなく表面き裂の開閉口挙動についても

推定可能な疲労き裂伝播解析プログラムを開発し、 さらに変動荷重が作用した場合の微視き裂領

域の寿命を推定するアノレゴリズムを確立する必要があるD
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付録A

固有応力法を応用した結合力モデル

A.l はじめに

Dugdaleモデ‘ノレを基礎としたき裂開閉口モデ、ノレで、は、 過大荷重による遅延減速効果を過大評価
することが第4章で明らかとなった。 その理由の1つにDugdaleモデ、ノレの不十分さがある。 このモ
デ、ルを改良する試みをここでは述べる。

線形破壊力学は、 弾性体中のき裂先端近傍の応力状態などを応力拡大係数の概念を用いて記述
する強力な手法であるD しかし、 弾性論に基づいているため、 先端に塑性域が存在する実際のき

裂に対する適用性には限界があるc
溶接残留応力を弾性論で算定する方法のlつに固有応力法1)がある。 その中で、 仮想外力およ

び仮想体積力の概念がオペレーターとして用いられる。 この2つのオペレーターは、 基本的には
溶接変形を記述・計算するために用いられるが、 塑性変形を弾性論で記述するのにも有効である。

大規模降伏による塑性変形を、 仮想外力と仮想体積力を用いた弾性論で表現すると、 線形重ね合
わせが可能となり、 線形破壊力学の適用範囲が拡大する。 Dugdaleモデルはモード|の結合力モデ
ノレ、 BCSSモデ、ルはモード11の結合力モデノレに分類される2)が、 ここでは、 固有応力法をDugdale
モデ、ノレ3)に適応した場合を取り扱う。 まず、 溶接残留応力に対する固有応力法を概説し、 仮想外
力と仮想体積力の2つのオペレーターにより、 溶接残留応力と変形がどのように表現されるか示
す。 次に、 き裂先端の塑性変形に対する適用法について述べる。 そして、 最後にDugdaleモデル
の大規模降伏を起こしたき裂先端への拡張方法について述べ、 その有効性を検討する。

A.2 固有応力法

溶接残留応力は、 溶接金属と母材の溶着-凝固過程で、 熱伝導、 熱弾塑性、 相変態などの現象が
作用して生じる。 現象は複雑であり、 解析的にその生成過程を追跡するためには、 各種熱定数の温
度依存性を把握しておく必要がある。 また、 これらの物性値が与えられても、 岡iJ性の回復してい
ない高温状態での弾塑性解析は、 解に対する誤差が大きく、 その誤差が最終結果にも影響を与え
るため、 溶接の全過程を精度良く推定することは不可能なのが現状である。 そこで、 溶接残留応

力の簡易推定法が求められ、 多くの研究が行われてきた。 残留応力の簡易推定は、 固有ひずみ4)

あるいは固有応力1)を仮定した弾性計算で行われる。 その際、 固有ひずみあるいは固有応力の分

布形状の特定が必要である。 ここでは、 まず松岡による固有応力法1)について概説する。
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A.2.1 固有応力

一般的には、 固有応力は初期応力および内部応力と同義とされるっ すなわち "物体に外力が働
いていない状態で、 物体内に存在する応力" 5)である。 一方、 固有ひずみからフック則を用いて求
められる応力の正負逆符号の応力を固有応力とする場合もある1) ， 6)。 とこでは、 後者の定義に
よる固有応力を取り扱う。

溶接残留応力などの内部応力σりが存在するものと仮定する口 また、 応力σりとの間にフック則な
どの構成式が成立するひずみを弾性ひずみεZとする口 固有ひずみεらを仮定し、 全ひずみεijが固有
ひずみと弾性ひずみの和で与えられるものとする。 弾性体と仮定すれば

εtj 
E
M

 

F-
仁d

F』

ε
 

+

μ

 

-
qJ

 

EFY

ム

(A.l) 
(A.2) σij 二

ここに、 Dijklはフック則などの構成テンソノレで、ある。 なお、 式中の下添字の重複はアインシュタ
インの総和規約にしたがうものとする。

(A.2)式に(A.l)式を代入して整理すると、

σij = Dijkl (εkl - ékl) (A.3) 

しただ

σ:j=-D13klεicl (A.4) 

となる。(A.4)式により固有ひずみと関係づけられる応力が松岡の定義する固有応力である。

A.2.2 仮想外力と仮想体積力

固有応力法は、 単に固有ひずみを(A.4)式により応力に書き換えるだけでなく、 仮想外力と仮
想体積力の概念により、 弾性解析で変形と内部応力を求める強力な手段となっている。

熱応力問題におけるDuhamelの相似定理7)の手法を内部応力に適用する。 物体内部をV、 境界
線をSとする。 体積力が存在しない場合、 内部応力の釣り合い条件は

σijlj = (Dりikl. ékl) Ij十σ{jlj = 0 (iη V) (A.5) 

となる。 ここで、Ijは微分記号で、ある。 一方、 内部応力の定義(外力が働いていなしっから

σij ηj = D'ijklεklηj+σL ηj = 0 (0η S ) (A.6) 

が得られる。 ここで、~は境界S上の外向き法線ベクトルである。(A.5)および(A.6)式より"物体
内部に体積力Bf=σ{j Ijが働き、 境界で外力Ff=一σL 1jが働く弾性問題の解は、 応力 Dijkl'仰
を与える。 "ことが分かる ここで、 固有応力の微分を仮想体積力、 固有応力に内向きの法線ベク
トノレを乗じたものを仮想外力と定義する。 以上から、(A.3)、(A.5)および(A.6)式により、以下の
手法が導かれる。
固有応力により生じる内部応力は2つの部分に分けて取り扱える。

①仮想体積力σ{j Ijおよび仮想外力一σL ~が働くことによって生じた応力(Dijkl. ékl)。
②固有応力そのもの(σL )。

Dと⑦の和が内部応力である。

88 



仮想体積力Bf、 仮想外力FJIおよび固有応力によって生じた変形に対 する2次的な応力σらの定
義を以下に示す。

Bi σ{jlj二一(Dijklεい (A.7) 
p/ 一 σL71J=(Dijklεkl). nj (A.8) 

本 Dijkl .εkl (A.9) σij 一

σij σ了lJ 十σfZJ (A.IO) 

上述①の応力σらは全ひずみεりと対応しているため、 変形によって生じた応力である。そこで、
(A.IO)式は、;1固有応力によって生じた変形に対応する応力σらと固有応力σLの和が、内部応力σり
である。ηと同義となる。

A.2.3 溶接残留応力および変形に関する一例

Fig.A-lに突き合わせ溶接継手の溶接線方向残留応力を例として、内部応力σりと変形に対応する
応力σらおよび固有応力σLの関係を、溶接線方向応力だけについて簡略化して示す6) 0 Fig.A-l a) 
で、斜線部 が固有応力σLであり、ーのは変形に対応する応力σらである。この生成の様子をFig.A-
1 b)に示す。溶接により生じた固有応力は、 それぞれの溶接線垂直断面で変化せず、一定の分布
とするDしたがって、(A.7)式より仮想、体積力は溶接線方向にはOとなる。一方、溶接線のとぎれ
る 両端面では(A.8)式により、 固有応力は両側からの圧縮の仮想外力となる。両端面では(A.9)式
の2次的な応力は仮想外力による圧縮で、 これに固有応力を加えた(A.IO)式は0となる。中央付
近では両端からの圧縮による2次的な応力はーのとなり、(A.IO)式によりFig.A-l a)の残留応力
分布となる。σcの断面積分は固有応力のそれと一致するため、Fig.A-l a)の残留応力は釣り合い
を保つことになる。

次に、仮想体積 力の影響について考える。Fig.A-2には、溶接線直角方向の溶接収縮の 生成機構
を示す。固有応力により、溶接線直角方向には体積力σLlj二d(]"�/dxが生じる。 固有応力の分布

圃

I _σc + い
residual stressσ 

induced stress due to deformation 
by virtual external force 

inherent stress 

a) 、‘Ba''hυ
 

c) 

Fig. A-l Illustrated figures of induced stress due to deformation by virtual external force and 
inherent stress which consist of welded residual stress for butt weld joint 
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x 

b 

圃圃

X 

H 

白

Bxl=dσxl/dx 

X 
x 

、

X 

σx*=- S Bx1dx 
=E E x=Edu/dx 

u= Sσx *dx/E 

Fig. A-2 Generation mechanism of transversed welded shrinkage to weld line due to virtual 

bodv forces 

形状を台形と仮定した場合、固有応力分布の傾斜部に一様な仮想体積力が働く。体積力の定義(0
応力状態の位置 から、 マイナスの体積力を積分すると 、その位置の応力となる。)から、体積力に
よる応力は、固有応力と同型の分布で正負 逆のものとなるョ 残留応力はこの2つの応力の和であ
り0となる。残留応力がOとなっても、固有体積力によって 生じた圧縮力に対する溶接収縮が残
る。この収縮量は、仮想、体積力によって 生じた応力♂(図中斜線部)の積分値をヤング率Eで 除し
たものとなる。

以上の論議は、固有ひずみを塑性ひずみとしても成立する。 すなわち、(A.l)、(A.3)、(A.4)、
(A.7)および(A.8)式の固有ひずみを塑性ひずみεCあるいはεCに置き換えることができる。

A.3 き裂前方の塑性域の拡がりと仮想、き裂面に働く等価固有応力

Fig.A-3に示すように 、 無限平板中に
長さ2c の板厚貫通き裂(平面問題として
)が存在し、き裂に垂直な引張応力下で
き裂先端に塑性域が形成され ているもの
とする。 ま庁、座標z、uをFig.A-3のよ
うに定める。 この塑性域内は2軸応力状
態となっているが、 簡単のためU方向応
力しか働かないものと仮定する。u軸に
平行に塑性域内で、微小幅dxの帯状の部
分を切り出し、U方|古]塑性ひずみεfの影
響につい て 、それ以外の 弾性成分を除い

y 

plastic zone 

↓ crack 

í\，---/↑ 
x=-a x=ーC x=c x=a 

X 

て考える? この領域のεf 、σ;=-Eεf 、 Fig. A -3 Coordinate system of a crack 
B; 二dσ; lduおよびσ;= - J B�dyの分
布は模式的に Fig.A-4のようになる。図
中の-σoはy=oでの固有応力の値である。 これらの量の関係は、 正負は逆 、座標z、uは入れ替
わっているがFig.A-2と同様であり、この帯状の部分のU方向成分lこかぎれば、塑性ひずみによる
伸びだけが生じることになる。しかし、この帯状の部分以外には、Fig.A-4 c)の仮想体積力BJに
よる応力 、ひずみなどが生じるが、 それらは弾性論で表現できる。
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a) 、11'hu
 

d) e) 

Fig. A-4 Illustration of secondary stress due to plastic deformation 

Fig.A-4 d)のσ;の積分値をEで除した塑性伸び量が塑性現象の支配的な現象となる場合、塑性
ひずみ分布をその積分値である伸びあるい は収縮量の等しい矩形分布とし、Fig.A-4 c)の仮想、体
積力の複雑な分布形状を体積力とデ、ルタ関数の積、すなわち集中的な応力σoで置き換えることが
できる(Fig.A-4中の破線)。

そこで、 この微小幅必要素の帯状部分の-b壬U壬bには一様な塑性ひずみε;(=ε�)が存在し、
Iyl > bでは塑性ひずみが存在しないと理想化する。 この場合、-b壬U壬b問で生じる塑性伸び L
は

L二2bεf
で与えられる。 また、 -b壬U壬b聞における固有応力σJ は、(A.4)式より

(A.ll) 

σ1 r，. ' _ p E' L 一 一一
ν 一 � y 2b 

(A.12) 

しだた E' = J E (平面応力状態)

- ì E / (1 - v2 ) (平面ひずみ状態)
E : 縦弾性係数
ν : ポアソン比

と与えられる。 したがって、上述のようにy= bの位置には仮想体積力による集中荷重Bj =-d dz
、 Uニ-bの位置には仮想体積力による集中荷重BJ =σJ dzが働く。 すなわち、仮想体積力による
一対の集中荷重(この集中荷重は着力点聞に引張の応力(-CJD を生じさせる)により、Lなる塑性
伸びが-b�三y�三b聞に生じる。 ここで、仮想的にき裂が z軸上αまで伸びたとする。 上記の仮想、
体積力による一対の集中荷重によるK値を

K = IB� lh(x， b，α) (A.13) 

と置し この仮想、体積力による一対の集中荷重を、zの位置のき裂面に働く等価な一対の集中荷
重凡(=合dx)に変換すると、

ーσJh(Z?b?α)dxこのゆ(x，α)dx (A.14) 

ただし、 ψ(x，α) x の位置のき裂面に単位集中荷重が作用した場合のK値
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となる。 この等価 なzの位置のき裂面に働く 集中的な応力cらにより 生じるzの位置のき裂開口変
位(COD) V(x)を

V(x) = cfy Y(久丸α)

ただし、 Y(x，x，α) xの位置のき裂面に集中的な単位応力が
作用した場合に生じるzの位置のCOD

(A.13) 

と置くc 実際には、 このzの位置にはき裂面がなくLなる塑性伸び、 すなわちLなるくいちがし1
が生じている口 仮想、き裂の開口変位は、 弾性論的取り扱いで生じるくいちがし\に等しいと考えら
れる。すなわち、

V(x) = L 

とする。 したがって、(A.15 )および(A.16)式より

^ L σν- Y(x， x，α) 

となる。(A.14)式に、(A.12 )および(A.17)式を代入すると

互h(x，b，α)= 1 ψ(x， α) 2b ' - ' - ' - ' - / Y(x，x，α) 

となる。(A.18)式を解くことにより、仮想、体積力の着力点bが求められる。

(A.16) 

(A.17) 

(A.18) 

仮想、き裂面には、仮想体積力による集中荷重と絶対値が等しく、 符号が反対の仮想外力が働く
から、

T ( 1 E'1 σ引=σ引十σー二 〈 一 一一 > Ly - Y ' -y L Y(x，x，α) 2b Jー
なる等価仮想外応力がき裂面に付加されることになる。

(A.19) 

そこで、 無限板中の板厚貫通き裂に対して、仮想体積力の着力点bおよびき裂面に働く等価仮
想外応力を求める。Fig.A-5に示すように、き裂面から離れた位置に一対の集中荷重が働く場合の
K値8)は

B! I θ l ( Jα+ z Iα十2 1K = B�h(x，y，a) = ') -� 11-αy; I .�，I 二十二十dニサ (A. 20) 
2 VJffi l- -� 8y J 1 V α- z ' vα- 2 f 

ただし、 z x + iy 
Z x - 'l，y 

α ( (lH)/2 (平面吋態)
1/{2(1-v)} (平面ひずみ状態)

と与えられる。 実座標系に改めy=bとし、九(x，b，α)を求めると

九(x，b，α) 1 I Iα2 _ x2 - b2 + A 
♂石川(α- x)2十b2

+ αb2[(α2 _ x2 - b2 + A)A - (α2 + x2 + b2 - A){ (α- x)2 - b2}] I 
Av'(α2 _ x2 - b2) + A{、/(α- x)2 + b2}3 I 

ただし、 A= v'(α2 _ x2 )2 + b4 + 2b2(α2 + x2) 
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Fig. A -5 Concentrated force acted on point apart from crack surfaces 

となる。また、ψ(x，α)は8)
1 Vα2 _ x2 

ゆ(丸α) = づ=… 町
、/παα- x (A.22) 

と与えられる。
一方、集中荷重Fy(=のdx)がき裂面のz の位置に働く場合のXoの位置におけるCOD V(xo) 

は8)
4{�1J } X二 X ___ L

-
l a2- xox 

V(zo) = y cosh (A.23) 7rE' αIx -xol 
と与えられる。ここで、[ß，x](ただ、し、ß = x - dx)問で部分積分を適用すると

1 a2- XoX 
{F'_1J }X=X cosh-1 u αIx - xol 

1α2 - Xoρ {X ^ ， -1α2 - XoX = {九九=βcosh-1 �I (J ��/"I + 1_ cfy cosh-1 α|β-xol ' )β αIx - xol 

feX 
Fy引 h つにz j dz+ I ji �/ -:ー <

cosh - .L . - ， > (A.24) 

となる。上式の右辺第3項は

z
 
，α

 

、ll、fillノ

Z
寸引

均一
Z

2一一
ト

α一
αh

 
o

 fZEB--〈-BIEL
d一

白
《
凡d

zflMザ
一 十 (

X DαF弓ム
- ' )ø .l. Y Vã玄て吉凶山 (:i::) 

となり、乃は[ß，x]間でx=xを除いて至るところ0であるから、第3項は0となる。一方、のは
[β，x]間で一定の値をとるから、(A.24)式右辺第2項は

fe" rfy COS ぺIxゴ; dz

二十一向|cosh-142+円イ;

= 十叶一寸Z町州山山0川れ仰山|ド凶附附C∞m叫Oω仙Sぬh→つ;tにに口ご苛;+円幻

吋吋(いいトト|伊件山Iß- Xoトん日 一寸叫Z勾州山…山0川れ仰川|い凶附附C∞ω吋 Oω仙S油 h 一→l ;立に口う笥:+ F弓 sin-1 �} 
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となる。 したがって、(A.23)式は

V(xo) = 4{F;ν}x=βーしー1α2 - xoß 
7rE' …… αIß-x01 

剖lP-zo|cosh-1;下;;+F三sin-1�} 
4(|z-zoleosh1ゴ;+円m (A.25) 

となる。ここで、 右辺第l項および第2項は、zに関して定数項であり、(A.23)式には定数項を含
まないので両者の和はOとなる。 したがって

V(x) = 担zV(zh 急♂3 su : =が(x，x，α) (A.26)  

となる。(A.21)、(A.22 )および(A.26)式を(A.18)式に代入すると

1 I Iα2 _ X2 - b2 + A 

V2b I V (α-X)2 + b2 

+ω2 [(α2 _ X2 -b2 + A)A -(れx2+ b2 - A){(α- X)2一円1 1
AνI(α2 _ X2ーが) + A{、!(α-X)2 + b2}3 I 

π d玄て予
2Va7てx2 sin-1 (X/α) α-x 

となる。 したがって、 き裂面に働く等価仮想外応力は(A.19)式より

で与えられる。

の=の+σ� = � π ー 土 � E'V(x) l4Va亡x2 sin-1(x/α) 2b J 

(A.27) 

(A.28) 

Fig.A-6には、(A.27)式より求めた仮想、体積力の着力点bの解析結果を示す。 このbは、塑性域
のU方向の拡がりの代表値を表すものと考えられる。その形状は、 塑性域内でU方向の塑性ひずみ
が一様と仮定しているので、 実際の塑性域の形状とは一致しないものの、Fig.A-7に模式的に示す
ようにこれまでの弾塑性有限要素法などの解析で得られる塑性域形状(平面応力状態では、 図の領
域|の形状 )と酷似したものになっている。 なお、Fig.A-6に示すように、 平面応力状態と平面ひ
ずみ状態に対し、x/αが同じ場合bの値は平面ひずみ状態の方が僅かに大きくなっているが、 両者
の差はほとんどない。 しかしながら、 平面ひずみ状態では、2軸の影響で、降伏応力σyが平面応力
状態のそれより大きくなるので、 同一荷重で比較すると仮想き裂半長αが平面ひずみ状態よりも
平面応力状態の方が大きくなるので、x/αが同じ場合塑性域のU方向に拡がりは平面応力状態の方
が大きくなる口

Fig.A-8には、(A.28)式より求めた塑性域が存在することにより生じるき裂面に働く等価仮想
外応力合の計算結果を示す。 図より明らかなように、 き裂中央部では塑性ひずみが存在すること
によりき裂を関口させる力が働き、 き裂先端近傍ではき裂を閉口させる力が働く。Fig.A-9には、

(A.21)式のh(x， y，α)の計算結果を示すが、 上記の挙動は無限板中の板厚貫通き裂では、 集中荷重
の着力点がき裂面から離れるにしたがい、 K値が一旦上昇し、 最大値(その最大値はき裂面に集中
荷重が働く場合の約1%増となっている )を示した後減少するために現れる。 なお、半無限板中の
端部き裂についても検討したところ、Fig.A-9と同様の傾向を示すことが判明した。
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Fig. A -7 Schematic profile of plastic zone ahead of a crack 
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Plane stress condition，σy=490MPa，E=206GPa 
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concentrated for value K Fig. A-9 of equivarent 
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results Calculation Fig. A-8 

き裂関口変位の定式化

上記の結果より、 固有ひずみの影響を考慮するには、(A.18)式(無限板中の板厚貫通き裂の場合
には(A.27)式)で得られるb を、(A.19)式(無限板中の板厚貫通き裂の場合には(A.28)式)に代入
して得られる等価仮想外応力が、Dugdaleモデ、ルの仮想、き裂面に働くと考えればよい。 すなわち、
Fig.A-10�こ示す重ね合わせが成立する。 Fig.A-10の b)十c)十d)がDugdaleモデ、ノレで、ある。 これ
に塑性域に固有応力が存在する問題、 すなわちFig.A-10 e)に示す固有応力が働き、 またFig.A-
10 f)に示す仮想体積力に対応する応力がき裂線からb離れた位置に作用し、 さらにこれと符号が
反対の応力( 仮想外力による応力)が仮想、き裂面に働く問題を重ね合わせればよいことになる。 こ
のとき、Fig.A-10 f)の一対の仮想体積力と仮想外力により、 仮想き裂面にはーくなる応力が生じ
るが、Fig.A-10 e)の固有応力と打ち消し合い、 この部分の作用応力は変化しないが、 これにより
Fig.A-2で、論じたように塑性伸びが生じることになる。

Fig.A-10の e) + f)は、 前節で示したように等価な仮想外力ð(x)だけがき裂面に働いている問
題に置き換えることができる。 そこで、Zニαを仮想、き裂先端として、zの位置に単位集中荷重

を作用させた場合に生じる勺点の変位をf(xj，x，α)とすると、 固有応力が作用する場合のXj点の
CODは、Fig.A-10および(A.19)式より

A.4 

(A.29) 

イ σ(x)仇丸似-σY l 仇い)dx

+ f v(Z)( l ー よ い(xj，x，a)dx
l Y(x， x，α) 2b(x) J 

V(Xj) 

zのイ立置のCOD
zの位置のU軸方向の塑性域の拡がり((A.18)式の解)
実き裂先端位置

V(x) 
b(x) 

しだた
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Fig. A-I0 Principle of superposition for cohesive force model with consideration of existence 

of inherent strain in the region of a plastic zone 

と与えられる。
一方、仮想、き裂先端ではK値はOとなるから、zの位置に単位集中荷重を作用させた場合のK

値をg(x，α)とすると、(A.19)式を考慮して

f仰い，a)dx-σy 1a g(x， a)dx 

十 { v(めい 一 円川dx 二 G
せ旬、z、α2b( x)

J 

(A.30) 

と与えられる。ここで、[c，α]聞をη分割し、その1つの区間を[Bi，Bi+1](ただ、しB1 = C、Bη+1α)
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とするo '/，要素におけるV(x)の内挿関数をそれぞれ

V(x) =乞αt kx;) (A.31) 

と置く。 仮想、き裂先端要素については変位の特異性を考慮、し、また仮煙、き裂先端ではV(α)=0で
あるから

1二nの要素(仮想き裂先端要素 )では X(η)=ぷコ � (Aロ)
i =f. nの要素では 持 )二Xk-l J 

と置く と、(A.29)式は
九 � rBt +1 _ _ 1 . (1 E' ì 乞αjkXJz -2二乞 α川 xl) { 一一ート

4二l k=l jBz l J L Y(丸丸α) 26(x) J 

f σ川

となる。(A.33)式をマトリックス表示すると

ただし、

[ßj以]{αik} = {γjl} 

ßjlik 二
1xp J 1 - 4 ↓ 川α)dxJBi ..... (i) L T(x， x，α) 26(x) f 

ηl 二 f σ(x)f(x川)dxーσy la向，x，α)dx

ただし、XjlはXjlに対応する位置((A.32)式参照)・を表す。

(A.33) 

(A.34) 

( iヂj)

となる。したがって、αおよびαikは以下のように解くことができる。 すなわち、まずαを仮定し、
(A.18)式よりb(x)を求め、(A.34)式を解き、得られたαik(た=1，m)を(A.31)式に代入すること
により仮定したαに対する[c，α]聞のV(x)が求められる。 この内挿関数を用いると、(A.30)式は

10"子α~σ仙η � rB包 +1 一 ( 1 p" ì 
+ E E 叫 z x;) { T (232J) - 5誌が(x， a)dx = 0 (A.35) 

となるから、(A.35)式の左辺が正となればαを大きく、負となればαを小さくするという行程で
収束させれば解くことができる。

求められたαおよびαikを用いると、CODは(A.29)式より

V(Xj) = 10" σ(x)f(川α)dx -吋α
仇い)dx

と与えられる。

η � r B i+ 1 _ _ I_ (1 E' ì 
+ ZE 叫 X� ) t T(x，
-l-
x， a) - 2�x) J f(xj， x，α)dx (A.36) 
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A.5 固有応力法を応用した結合モデルによるき裂開口変位

ここでは、 一様外応力を受ける中央貫通き裂材を対象として A.4節の固有応力法を応用したモ
デルと Dugdaleモデ、ノレを比較検討するQ Fig.A-11に示すようなIxlの位置のき裂面に単位集中荷
重が作用した場合のK値 g(x，α)は、多田ら8)によると

+ 
つ4

3
両亨 (A.37) 

1 一 u r∞ωOω山S
C∞O S(7rx/W) 

で与えられる。 この単位集中荷重によるZj点のCOD f(Xjl X，α)は、Parisの相反定理9)より

二 副 {1+0吋 - (引1一COS前 )
x {1 + 0吋- (引1- 4
× 

7rα 
tan 

W 

ーーに「lJ
W一
W

α一
Z[1ーは川r

dα (A.38) 

ただし、βはzとXjの内大きい方の値をとる。
で与えられる。(A.19)式の{l/Y(x，x，α) - E' /2b(x)}の値はき裂材の境界条件に依存するが、 簡
単のため中央貫通き裂材の場合も (A.28)式の無限板中のき裂の場合、すなわち

( 1  E' ì r π1 1 
{ ー ト = � 一二 � E' (A.39) 
げ (丸 x，a) 2b(x) J l 4Va亡x2sin-1(x/α) 2b J 

で近似できるものと仮定する。
そこで、 以上の関係式を用いて、 平面応力状態を仮定し、 2c/W = 0.05 rv 0.8 の中央貫通き裂

材に、 無限遠で一様応力が作用する場合のCODを求めた。ただし、[c， a]聞は10分割、 各要素の
内点は 3とし、数値積分はガウス積分により実施した。また、 この結果の妥当性を調べるために、
同一問題の弾塑性FEM解析も実施した。弾塑性FEM解析で用いた要素は一定ひずみ要素で、 そ
の要素分割の一例をFig.A-12に示すo なお、 弾塑性FEM解析では、 加工硬化の影響も調べるた
めに応力~ひずみ関係は完全弾塑性体と、加工硬化係数がE/100の bi-linearの 2種を用いた。一
方、Dugdaleモデルでは、無限遠で一様応力が作用する場合の中央貫通き裂材のCOD(A.4節の関
係式でδ(x) = 0として求められる) と参考までに無限遠で一様応力が作用する場合の周期き裂材
のCOD 3) (g(x，α) およびf(xj，x，α)ついては多国らのHandbook参照8)) を求めた。

Fig.A-13、Fig.A-14およびFig.A-15には、Z二O(き裂中央)、x = 0.5cおよひ令Z二0.9cの位置
におけるCODをそれぞれ示す。なお、 図中の各き裂に対して実断面が全面降伏する公称応力の
値も縦線で示す。 また、 中央貫通き裂材の固有応力法を応用した結合モデノレおよび Dugdaleモデ
ノレてやは全面降伏時のCODは求められないので、2α/W = 0.98までの計算結果を示す。これらの
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図より明らかなように、 固有応力法を応用した結合力モデルによるCODは、 仮想、き裂先端近傍

でき裂を閉口させる力が働くので、 DugdaleモデルによるCODよりも僅かに小さな値となってい

る。 また、 弾塑性FEi\tI解析によるCODと比較すると、 Dugdaleモデ、ノレによるCODと同様、 固

有応力法を応用した結合力モデ、ノレによるCODが大きくなっている。 すなわち、 固有応力法を応

用した結合力モデノレは、 Dugdaleモデ、ノレと同様、 仮想、き裂領域T、はU方I古]の単軸応力状態を仮定し

ており、 実際問題への適用に当たっては、 塑性拘束係数を導入して、 見掛上降伏点を上昇させた

ものを使用する必要がある。 なお、 完全弾塑性体によるFENI解析結果とbi-linearの応力~ひず

み関係を有する材料のFEi\tI 解析結果を比較すると、 完全弾塑性体によるものの方が僅かにCOD

が大きくなっているものの、 両者はほぼ等しい。 また、 中央貫通き裂材のDugdaleモデ、ノレによる

CODと周期き裂のDugdaleモデルによるCODを比較すると、 自由端におけるz方向変位の拘束

の影響により、 周期き裂のDugd叫eモデルによるCODの方が小さい値となっている。

Fig.A-16には、 中央貫通き裂材における固有応力法を応用した結合力モデ、ノレとDugdaleモデル

による仮想、き裂先端位置と外応力の関係を示す。 図中には、 各き裂長に対して実断面が全面降伏

する公称応力の値も縦線で示す口 また、 図中には参考のため周期き裂に対するDugdaleモデノレに

よる結果も示すが、 その結果は、 固有応力法を応用した結合力モデ、ノレによる結果にほとんど一致

している。 一方、 Fig.A-13�Fig.A-15に示したように、 固有応力法を応用した結合モデ、ノレによる

CODとDugdaleモデルによるCODはほとんど差は認められなかったにもかかわらず、 仮想、き裂

の成長については高応力側でDugdaleモデ、ルによるものより固有応力法を応用した結合力モデ、ノレ

によるものの方が小さくなっている。

また、 図より明らかなように、 固有応力法を応用した結合力モデノレで、は、 実断面応力σπetが降

伏応力に近づくにつれて仮想、き裂先端が連続的に試験片端部に達するという妥当な傾向を示すの

に対し、 中央貫通き裂材のDugdaleモデ、ルで、は、 実断面が全面降伏する公称、応力以前に仮想、き裂
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先端が試験片端部 にまで成長するとしづ矛盾が生じているD この原因として、中央貫通き裂材の
き裂面に双集中荷重が作用する場合のK値、すなわち(A.37)式の精度が悪いことが考えられる《
しかしながら、(A.37)式の精度は全ての 2αハゲおよびxjα において最大1 %の誤差であり8)、たと

えば2cjW二0.8の場合のDugdaleモデ、/レによる結果において全面降伏(2αjW = 1)となる時点

のσηet!σyは0.903であり、実断面応力が約10%程度降伏応力より低くなることから、K値の誤差
から上記の結果を引き起こしているとは考えられない。 したがって、以上のことより塑性域をき
裂としてモデル化し、そのき裂面に降伏点に等しい弾性応力が結合力として働くというだけの九
件で、塑性問題を弾性問題に置き換えるというDugdaleモデ、ノレの手法は、塑性によるK値の減少

(仮想、き裂中央部では、塑性によりK値が増加し、仮煙、き裂先端付近ではK値が減少するが全体と

してはK値は減少する)を無視した第1近似モデルとなっているものと考えられる。 ただし、固有
応力法を応用した結合力モデ‘ルも、塑性域 の応力状態を単軸応力状態と仮定し、さらに塑性域で

の固有ひずみ分布をき裂垂直方向に一様と仮定しているなど、第一近似モデノレで、あることは言う
までもないD

次に、Fig.A-13の結果をもとに塑性拘束係数とを求める。 一般的に表すとき裂開口変位は、

(A.40) V(x) = ((x， C， 0，σy) 

通常の塑性拘束係数との定義では、とを導入した場合のCODはという関数形で表される。

(A .4 1 ) 

で与えられる。 ここで、全面降伏時の結果と弾塑性FElVI解析結果からとを求めると、Fig.A-1 7の

ようになる。 図中には、中央貫通き裂材のDugdaleモデノレに対して求めた結果も同時に示すD 図

V(x) = ((x， C，σ?とσy)

2cNJ=0.8 
2cNJ=0.65 

2cNJ=0.5 
• 2cNJ=0.35 

2cNJ=0.2 

d 

2cんへ1=0.05

1.0 

HHリ
nu

nU
41

 
炉介、
トP、

v，
 

v，
 σ

 

U
 トr、

炉主

m一

‘
-

r
ャ

m一
，

σ ，
hい

nU一

HH1
4引

4一

、け
e

心比

三

1 1
d
x

川一
4
m
m

∞一
角
川
四

C一
叫
知
事

h一
E
H
u

u一

匹
P

D

nu一M一

・
一

一

80 

a y=490MPa，W=40mm 

Present πlodel 

と=1.08(average)

by FEM I 0 Dugdale model 

と=1.10(average)

と. a"σ2 
σ2 . general )'1eld 

。OUZ30王

4 

仏F

1.2 0.8 0.6 

σ/ a y 

0.4 0.2 

60 

40 

。

20 

(
E
E)

〉
b
\
〉-
凶

1.0 0.8 

0 
. 

0.4 0.6 

2c/W 

ー@ 

σ2 a 1 
stress 

• 

0.2 

• • 

3 

。

2 

」
OH
O
回平
日
戸」一
回」日
ω
C
0
0
0一刊
の
の一
止

Comparison between mouth COD 

calculated by using elasto-plastic 

FEM and one by present model 

with plastic constraint factorご

Fig. A-1 8 Relative crack length dependency 
on plastic constraint factor 

Fig. A-17 

102 



より分かるように、 両モデルともとはき裂が大きくなるとともに僅かに大きくなる傾向を示す。 き

裂長さに関係なく一定の塑性拘束係数となるものと仮定してその平均値をそれぞれ求めると、 固

有応力法を応用したモデルではと= 1.08、 Dugdaleモデルではと= 1.10で、あった。 それぞれの塑性

拘束係数を導入してCODを求め、 Fig.A-13の弾塑性FE�l解析結果と比較したものがFig.A-18

である。 図より明らかなように、 塑性拘束係数を導入することにより両モデルともに実際のCOD

をほぼ推定できるつ

Fig.A-19には、2c/ W=0.5の場合につ

いて、とを導入した固有応力法を応用し

たモデノレによるき裂関口変位形状を求め

た結果を示す。 図中には、 弾塑性FE:NI

解析結果も同時に示す。 図より明らかな

ように、 実き裂先端近傍ではFE�Iの解

析結果よりもCODが大きくなっている

が、 中央部におけるき裂開口形状は両

者よく一致している。 また、 図中には

σηet / σy = 0.8の場合で、 き裂中央の

CODが固有応力法を応用したモデ、ルに
よるCODと一致するように塑性拘束係

数を定め、 中央貫通き裂材のDugdaleモ

デ、ルによりCODを求めた結果について

も破線で示す。 図より分かるように、 き

裂面に等価仮想外応力が働くため、 固有

応力法を応用したモデ、ルのCODの方が

実き裂先端近傍で、小さくなっている。

A.6 おわりに

2.0 
σyニ490MPa，2c!W=0.5，W=40mm
。 FEM (σγ=σy) 

一一Present model(σy=とσy，と=1.08)
1.5ド|一一Dugdale model(σn./σy=0.8) 

(
〉
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0.5 

。 。 0.5 1.0 1.5 

x/c 

Fig. A-19 Calculation results of con五guratiol1 of 

COD (2c/ W=0.5，W=40mm) 

大規模降伏条件下では、 単純な弾性学による重ね合わせはできない。 そこで、 溶接残留応力や

溶接変形の推定で適用している固有応力法の仮想体積力および仮想外力の概念をオペレーターと

して用い、 塑性変形を弾性学的に取り扱う方法について言及し、 き裂の結合力モデルにこれを応

用した。 すなわち、 き裂線に垂直な面内の塑性域内に一様な固有ひずみが存在し、 垂直な面内で

仮想体積力により生じる力と仮想外力による力が常に釣り合っているという第一近似により仮想、

体積力が働く位置を決定し、 両者によるK値と等しくなる等価な仮想外応力が仮想、き裂面に働く

という結合力モデ、ルを構築した。 そして、 中央貫通き裂材のき裂関口変位を求め、 弾塑性FEM解

析ならびにDugdaleモデ、ルによるき裂関口変位と比較検討した結果、 実際問題に適用するために

は塑性拘束係数を導入する必要はあるが、 固有応力法を応用したモデ、ノレの有効性が確認された。

また、 固有応力法を応用したモデ、ノレを基礎とした疲労き裂開閉口モデルを用いることにより、

Dugdaleモデ、ルより仮想、き裂長さが短く、 さらに実き裂先端近傍のCODが小さく評価されるので

実き裂内に取り込まれる残留引張変形層が薄くなることから 第4章で述べた過去の履歴の影響が

緩和される可能性があることが判明した。 しかし、 計算時間が膨大となるという欠点がある。 今

後プログラムの改良等で計算時間を短縮するとともに、 このモデ、ノレを基礎としたき裂開閉口モデ

ルにより、 過大荷重効果などの定量化に関する研究を行う必要があろう。
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