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第 1章 結論

1.1 本研究の背景

東日本大震災は地域のみならず原子力発電所にも甚大な被害を及ぼし,今後の原子力発電のあり

方が問われるようになつた.国内においても,これまでに電力供給や環境問題の観点から原子力発

電が果たして来た役割は大きいものの,将来にわたつて運転を継続ならびに新規建設を進めるか ,

もしくは段階的に廃炉にするか,政府の方針も現状では必ずしも定かではない。しかしながら,ど

ちらの場合においても,原子カプラントが存在する以上,その更なる安全性を求めていくことが重

要となることは論を待たない。

原子力発電の安全性向上のために原因解明が望まれる問題は様々に存在するが,その一つとして

応力腐食割れ (Siess CoHosion Cracking;SCC)が 挙げられる。SCCは我が国の軽水炉において発生

した損傷に対する原因の約 40%を 占めている
H)こ とから,ま た,一次バウンダリにも発生している

ことから,他の要因と比較しても重要な問題である.

SCCは 1960年代に米国の沸騰水型原子力発電プラント(Boiling Wtter Rcactot BWR)に おいて ,

また,国内の BWRプラントにおいても 1970年代からオーステナイ ト系ステンレス鋼 (JIS規格で

は SUS304に相当)製の小日径配管の溶接熱影響部を中心に頻発した。SCCは Fig.1.1に 示すよう

に,材料的要因,環境的要因,力学的要因の重畳により発生するという観点からの原因究明の結果 ,

溶接熱影響部での鋭敏化により結晶粒界に沿つてクロム炭化物が析出し,結晶粒界の耐食性が低下

することで,SCCが生じることが明らかになった.このため材料学的要因の対策として,ク ロム炭

化物の析出を抑制するため炭素量を 0.03%以下に低減した SUS304Lや,2%の Moを添加するとと

もにNi量を 12%ま で増加させることによりさらなる耐食性の向上を企図した SUS316Lが 開発され

た.低炭素ステンレス鋼 304Lや 316Lは 304鋼に対して SCCに対する優位性が確認された・劉。こ

とから,低炭素オーステナイ ト系ステンレス鋼が BWRステンレス鋼製重要機器の標準材料として

適用されることとなった。また,環境改善策として原子炉起動時の脱気運転により溶存酸素量を 20

ppb以下に低減させる対策がなされ,BWRで の SCCに対して十分な対策がなされていると考えら

れたとともに,小 日径配管を中心とした SCCもいつたんは収束した。

しかしながら,1990年代になつて,304鋼製のみならず,304Lや 316Lと いつた低炭素オーステ

ナイ ト系ステンレス鋼製の炉心シュラウドや再循環系 (Primary Loop Recirculttion;PLR)配 管の溶

接部近傍においても SCCの顕在化が確認された 15,つ。詳細な調査の結果,SUS316Lの 熱影響部の

鋭敏化を示す結晶粒界のクロム濃度の低下は SUS304の場合と比較してわずか りであり,鋭敏化が

SCCの 直接の原因とは考えにくいことが明らかになつた.ま た,き 裂進展の形態に関しても,

SUS304では表層部から常に結晶粒界を進展するような粒界型応力腐食割れ (Intergranular Strcss

Corrosion Cracking;IGSCC)を 示したのに対し,SUS316Lで は表面機械加工を施した表層部におい



Mechanical

Fig.1.l  Schellnatic illustration of three factors for S(〕 C initiation.

て粒内を貫通する粒内型応力腐食割れ (Transgranular S●ess Corrosion Cracking;TGSCC)が 発生し,

そこからIGSCCと して進展するような形態を示した・粉。その模式図をFig.1.2に ,IGSCCおよび

TGSCCの破面特性を Fig.1.3りに示す.IGSCCの破面は粒界面上に模様が存在しないぜい性的な破

面を示すのに対し,TGSCCの破面は羽毛状模様・ 0を示すといつた特徴を有する。また,BWRに

おいて発生した Sccの発生年代や材料,割れの調査結果を,1990年代以降に報告された例を中心

に Tablc l.1に 示す
111~120). Table l.1か

ら明 らか な よ うに , SUS304に お いては IGSCCし か確 認 され

てい ないが ,SUS316Lに お いて は TGSCC,IGSCCが 確認 され てい る とい つた傾 向が得 られ てい る。

なお,Tablc l.1に おいて示したように,2000年代以降を中心として,主に加圧水型原子力発電プ

ラント(Pressurized Water Rcactot PWR)の Ni基合金溶接金属部においてもSCCが顕在化している。

このような SCCは ,一次冷却水中において発生したことからPWSCC(Primary Water Stress Corrosion

Cracking)と 呼ばれており,BWRにおける低炭素オーステナイ ト系ステンレス鋼のTGSCCと 同様 ,

表面機械加工を施した表面からの発生が確認されている
1劉 ).

ここで,鋭敏化を抑制するための炭素量の低減や耐 SCC性を有するクラッド層を形成する水中

レーザクラッド溶接
12のなどの材料的要因への対策や,脱気運転や水素注入による腐食環境の改善

によるき裂進展速度の低下・
2⊃
等の環境的要因への対策が施されているにもかかわらず,上述のよ

うに SCCの顕在化が確認されている。このことから,力学的要因である残留応力に,相対的に注

目が集まっている。

残留応力は配管の施工である表面機械加工や溶接により生じることが知られている。これらの施

工により生じる残留応力に対しても様々な対策が講じられており,表面機械加工により生じる表面

極近傍に存在する残留応力に対しては超音波ショットピーニングやウォータージェットピーニン

グ,レーザーピーニングなどのピーニングエ法
12oゃ ,表面研磨・ 2つが,板厚全体にわたり存在する

溶接時の残留応力に対しては,水冷溶接 12のゃ狭開先溶接の採用・
2o,高
周波誘導加熱による応力改

善法 (Induction Hcating Sicss lmprovement IHSI)や レーザ外面照射応力改善工法 (outer surface

irradiated Laser Stress lmprovemcnt Process;L― SIP)12つな どがガイ ドライ ンに よ り制 定 され てい る。こ

れらの工法を実機に施す場合には,モ ックアップを作製して施工ごとに残留応力を測定・確認しつ



つ行われることから,残留応力の低減効果は確実に期待できるものの,これらの工法を施工後,構

造物に存在する残留応力が SCCに対してどの程度有効であるかといつた定量的かつ詳細な評価は

なされていないのが現状である。

(a)IGSCC (b)TGSCC+IGSCC

Fig. 1.2 Schematic illustration of SCC configuration.

(a)IGSCC

Fig.1.3

(b)TGSCC

Fracture surfaces ofIGSCC and TGSCC19).

Table l.l SCC cascsin BWRllH m).

Year Nuclear plant name Material Occurrence point Crack form

1965 Dresden No. 1 (USA) 304 Smallcaliber pipe IGSCC

1974 Dresden No.2(USA) 304 Smallcaliber pipe IGSCC

1976 Fukushima first No.1 304 Core spray sparger IGSCC

1977 Tsuruga No. 1 316 Recirculation system piping IGSCC

Fukushima first No.1 304 Recirculation system piping IGSCC

Hamaoka No. 1 304 Recirculation system piping IGSCC

1990 Brunswick No. 1 (USA) 304 Core shroud IGSCC



Table l.l Continued.

1990 Muhlenberg (USA) 304 Smallcaliber pipe IGSCC

1994 Fukushima first No.2 304 Core shroud IGSCC

1996
Fukushima first No.1 304

Jet pump inlet piping,

Core spray sparger
!GSCC

1997
Fukushima first No.3 304

Neutron measurement

housing
IGSCC

Fukushima first No.4 304
Neutron measurement

housing
IGSCC

1999
Tokai second 304

Neutron measurement

housing
:GSCC

Tokai second 316L Control rod :GSCC

Tsuruga No. 1 316L Shroud supporl IGSCC

2001 Fukushima second No. 3 316L Core shroud TGSCC‐→ !GSCC

Fukushima first No.4 304 Core shroud IGSCC

Onagawa No. 1 304L Core shroud :GSCC

2002
Fukushima second No. 2 316L

Recirculation system piping,

Core shroud
TGSCC→ IGSCC

Fukushima second No. 3 316L Recirculation system piping TGSCC→ :GSCC

Fukushima second No. 4 316L
Recirculation system piping,

Core shroud
TGSCC‐→ :GSCC

Hamaoka No.3 316L
Recirculation system piping,

Core shroud
TGSCC‐→ IGSCC

Hamaoka No.4 316L
Recirculation system piping,

Core shroud
TGSCC― IGSCC

Kashiwazaki-kariwa No. 1 316L
Recirculation system piping,

Core shroud
丁GSCC→ lGSCC

Kashiwazaki-kariwa No. 2 316L
Recirculation system piping,

Core shroud
TGSCC→ :GSCC

Kashiwazaki-kariwa No. 3 316L Core shroud TGSCC→ :GSCC

Onagawa No. 1 316L Core shroud TGSCC‐→ :GSCC

2003 Fukushima second No. 3 304 Control rod IGSCC

Tsuruga No. 1 316L Control rod IGSCC



Table l.l Continucd.

2003 Fukushima second No. 1 316L Control rod !GSCC

Kashiwazaki-kariwa No. 3 316L Recirculation system piping TGSCC‐→ :GSCC

Kashiwazaki-kariwa No. 4 316L Recirculation system piping TGSCC→ :GSCC

Kashiwazaki-kariwa No. 5 316L
Recirculation system piping,

Core shroud
TGSCC→ IGSCC

Onagawa No.2 316L
Recirculation system piping,

Core shroud
TGSCC→ IGSCC

Shika No.1 316L Core shroud TGSCC→ :GSCC

Shimane No.2 316L Core shroud TGSCC→ IGSCC

2004 Kashiwazaki-kariwa No. 4 316L Recirculation system piping TGSCC→ IGSCC

Fukushima second No. 3 316L Recirculation system piping TGSCC→ lGSCC

2005 Shimane No. 1 316L Recirculation system piping TGSCC→ :GSCC

Hamaoka No. 3 316L Core shroud TGSCC→ IGSCC

2006 Kashiwazaki-kariwa No. 3 316L Recirculation system piping TGSCC→ IGSCC

Kashiwazaki-kariwa No. 4 316L Recirculation system piping 丁GSCC→ IGSCC

2007 Kashiwazaki-kariwa No. 5 316L Recirculation system piping TGSCC‐→ IGSCC

2008 Onagawa No. 1 316L Recirculation system piping TGSCC→ :GSCC

2010 Fukushima second No. 3 316L Core shroud TGSCC

Hamaoka No.3. 4 316L Support ring TGSCC→ !GSCC

2004 Ooi No.3 AIloy 600 Reactor vessel head PWSCC

2007 Tsuruga No. 2 Alby 600 Steam generator inlet nozzle PWSCC

Mihama No.2 AIloy 600 Steam generator inlet nozzle PWSCC

2008 Takahama No.4 Alloy 600 Steam generator inlet nozzle PWSCC

1.2 SCCの 発生および進展に関する従来研究

1.2.l SCC発 生 口進展のメカニズム

従来から SCCに関する研究は数多くなされているが,材料,環境,力学的要因の複雑な重畳現

象であるといつたことから未だ不明確な部分が多く,さ らに,SCCが顕在化している領域において

も材料や環境の違いが存在する,つまり,それぞれが厳密には異なった現象であると考えられてい

る.すなわち,唯一のモデルで SCCを説明することは困難であるとして,様々な SCC発生モデル



が提案されている.こ れらのモデルはいずれも直接的または間接的にアノー ド反応に基づくもの

128)でぁり,その中でも BWR環境下でのオーステナイ ト系ステンレス鋼に発生する SCCを含め,

最も支持されているモデルが耐食性の皮膜破壊
12助に基づいたすべり溶解モデル

13Q131)でぁる。この

モデルは Fig.L4に示すように,局所的なひずみが作用することにより,母材表面を覆っている耐

腐食性を持つ酸化膜が破壊され,新生面での腐食・溶解反応によりき裂が発生する。さらに,き裂

面において酸化膜が生成するとともに,再び皮膜の破壊が生じることによりき裂が進展するモデル

である.

2. Oxide rupture 3. Dissolution 4. Reoassivation

Fig.1.4  Slip― dissolution inodcl for SCC initiation and gro、vth.

このモデルにおいて重要なことは,酸化膜が破壊される際のき裂先端部のひずみ等の力学的特性 ,

新生面における溶解量,また再び酸化膜が生成されるまでに要する時間であり,これらの諸量が直

接的に SCC進展速度に影響する.力学的な影響因子として,応力,ひずみ,ク リープ速度,降伏

応力,結晶粒形状が,ま た,環境の影響因子として,溶存酸素,腐食電位やき裂先端での材料組成 ,

水質などが挙げられ,き裂進展速度に対するこれらの影響として様々な知見が得られている
!3213●

.

このすべり溶解モデルに基づいてき裂進展速度を見積もろうとする試みが多くなされており,

種々の材料や環境との組み合わせから,き裂進展速度と電流密度の関係はFaradayの 第二法則に基

づいた以下の式 (1.1)135)で表されることを示している.

″

√ ρ
(1.1)

ここで,あ/グr:き 裂進展速度,,a:ア ノー ド電流密度,ν :原子量,z:原子価,F:フ ァラデー定

数,p:密度である。さらに,Ford131)は Fig。 1.5に示すように,皮膜の電流密度と電荷密度の関係を

示し,ま た,皮膜の破壊はき裂先端でのひずみ速度に影響を受ける
13oと の考えから,以下のき裂

進展速度を表した式 (1.2)が 提案されている。

・ち〓
山
一″

Oxide film



争=競争
j“

ここで,o:皮膜破壊周期に蓄えられる電荷密度 ,

速度である。

(1.2)

り:皮膜破壊ひずみ,j“ :き裂先端でのひずみ

■
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Fig。 1.5  Schcmatic illustration of currcnt density transient at the crack tip.

近年では,式 (1.2)を基に,式 (1.3)に 示すヤング率や降伏応力などの材料の力学的特性や応

力拡大係数との関連を考慮したモデルが Shtti1 3η らによつて考案されている.

あ  ″
(1.3)

″  √ ρ

ここで,,。 :新生面での電流密度,“ :電流密度減衰係数,ち :電流密度が減衰するまでの時間,β ,λ :

無次元定数,%:降 伏応力,4G:カロエ硬化指数,E:ヤ ング率,Kr:応力拡大係数,4:応 力拡大

係数増分,恥 :き裂先端の特性長さである.近年では,式 (1.2)や (1.3)を 用いた SCC進展を評

価する試み・
38■ 4のがなされており,今後も材料の機械的特性を考慮した詳細なき裂進展速度の把握

が期待される。

1.2.2 SCC発 生 口進展に及ぼす機械加工の影響

低炭素オーステナイ ト系ステンレス鋼において顕在化しているSCCは配管のHAZにおいて発生

しているが,一般に,配管の溶接接合過程では,内径調整および表面仕上げのための機械加工の後

に突合せ溶接が施される。Fig.1.6に PLR配管の溶接部近傍において実施されたビッカース硬さ分

布の測定結果を示す
14).Fig。 1.6中の左側の白い部分は溶接金属を示しており,溶接時の熱ひずみ



により溶接金属近傍においてビッカース硬さの母材平均 (160 HV前後)を上回る硬化領域が確認

できる.

ここで,SCCの発生に注目して,配管の溶接接合過程を施した部分の調査を行つた結果を見ると,

材料表面の機械加工部において 350 HVを超えるような材料表層部の硬化が確認された領域から

SCCが発生している 12の。低炭素オーステナイ ト系ステンレス鋼 SUS316Lに顕在化した SCCにお

いては,材料表層部の硬さが 300 HV程度において SCCが発生するといつた報告
14の
もされている。

また,圧延材に対して高温高圧水中にて CBB(Creviced Bcnt Bcam)試験を行った結果,石山ら・
4助

は硬さが 300 HVを 超えた場合はTGSCC,300 HV以下かつ 270 HV以上ならば IGSCCを示すこと

を指摘している。SCC発生に対して硬さが重要な因子であるといつた結果は PWR環境下における

304Lや 316L鋼においても確認 144.■4⊃されており,ま た,Ni基合金での PWSCCの発生に関しても

表面加工層
14のゃ塑性ひずみの影響

14つが示唆されていることから,機械加工が SCCに対して重要

な因子であることが分かる.

Fig.1.6  Vickers hardness distribution near wclded zone of PLR pipc141).

材料の硬さは SCCの発生のみならず進展にも寄与するとされており,冷間カロエによりき裂進展

速度が上昇するといつた報告がなされている・
4814動.Tsubotaら・ 4助は scc発生時の硬さである 300

HVと 試験体の硬さの差と応力拡大係数を用いてき裂進展速度を整理しており,硬 さの上昇ととも

にき裂進展速度が上昇することを実験的に説明している。溶体化処理を施した SUS316L鋼におけ

るき裂進展速度は鋭敏化処理を施した SUS304鋼 と比較して 1オーダー小さいことが示されている

●5の
ものの,冷間加工の影響により鋭敏化材 と同様のき裂進展速度を示すことが報告されている
●5卜 15のことから,冷間加工のき裂進展速度に対する影響を定量的に評価 しようとする試みがなされ

ている.その一つとして,式 (1.3)に 示した Shaiら によつて提案されたき裂進展速度の式に硬さ



を指標として組み込んだ式 (1.4) が提案されている
15乃

β鳥〓
あ
一″

3.81・ I「V-417

亀=券・島七I
(1.4)

式 (1.4)を 基にき裂進展予測を行つた結果は,Fig.1.7に示すように,硬 さの異なる試験体におい

て得られたき裂進展速度と良い一致を示していることから,材料の加工状態を考慮したき裂進展解

析により,機械加工により表面が硬化したような溶接部に対しても,今後更なる SCC進展予測の

高精度化が期待される.

lo€dre osd€dre6dst:8$c
me― げア |12‐ 197● gh ECP
鮨9hいⅢIか 2“ ,Ⅲ ECP

′
与

′ ／
‘′
岸
／
，‐
・，

FRI predrcton(GzN field). ,.=O 1'l.9=5 08.E=180GPa
n4 5. kt=2 315rlo-"m:/s(baed m xPS data)

- 
M€dEm Fry HAZ YS=360MPa n=7. r"=1.2um

~ ~Htt W HAZ:YS■
50MPa nO L→ 7Ⅲ

0 10 20 30 '00 50 60

stress intensity tactor, K(MPa.mo 1

Fig. l.7 Experimental and predicted results of relationship between crack growth rate

and stress intensity factorr'57).

1.2.3 残留応力分布を用いたき裂進展解析による構造物の寿命評価

第 1.2.2項において,機械加工などにより導入される硬化が SCCの進展挙動に及ぼす影響につい

て述べた.これらのき裂進展速度を評価するための試験では,荷重を試験片に作用させることでき

裂を進展させることにより,き裂進展速度とき裂先端に生じる応力拡大係数との関係を得ている。

実機を考えた場合,構造物に作用する負荷は運転時の内圧,熱応力,死荷重等が挙げられるが,そ

の中で,最 も大きな値を示すことが多いとともに,き裂進展挙動に顕著な影響を及ぼすのが残留応

力である。我が国においては日本機械学会が定めた維持規格
15めに基づき寿命評価がなされること
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が国によつて認められており,こ の寿命評価は残留応力および運転時の応力分布を用いたき裂進展

解析によりなされる。残留応力分布を用いた寿命評価をする際の手順を以下に示す。

(1)目 視検査 (Visual Testing;VT)や 超音波探傷検査 (Ul■asonic Tcsting;UT)な どによりSCC

が検出される。

(2)SCCが検出された構造物に対して数値解析などを用いて構造物の SCCが検出された領域に

対応する残留応力分布を見積もる.

(3)見積もつた残留応力および運転時の応力分布から,き裂面に存在する応力分布を基に応力拡

大係数を算出する.

(4)き裂進展速度と応力拡大係数の関係から単位時間あたりに進展するき裂量を求めることによ

り,単位時間後のき裂深さを得る.

実際の原子力発電プラントでは上記の (4)において得られたき裂深さに対して再度 (1)～ (4)

を繰返し,残 りの寿命が 5年以下になると評価された段階で補修や取替えを行わなければならない。

第 1.2.2節においてき裂進展速度は硬さの影響を受けることを示したが,維持規格に採用されてい

るき裂進展速度と応力拡大係数の関係は,実験において得られた値の最大値を包括するような安全

側の設定がなされている。原子カプラントにおいてはわずかな損傷でも甚大な事故に繋がる恐れが

あるとの前提から安全側の評価が行われている。この安全側の評価により,材料の硬化の影響を考

慮せずとも,維持規格に準拠したき裂進展解析を行つた結果は実機において検出されている SCC

を包括することが報告されている・
5りことから,維持規格は実機に顕在化した SCC進展挙動を十分

に評価できるものである.維持規格においてき裂進展速度と応力拡大係数の関係は既に定められて

いること,ま た,運転応力は運転時の環境や幾何形状等により定まることから,配管施工により発

生する残留応力分布に更なる注目が集まっており,端部拘束が残留応力に及ぼす影響 Lω)ゃ残留応

力分布が表面き裂の応力拡大係数に及ぼす影響
1°
ヽ また,き裂が存在する場合の残留応力分布の

再分布に関する報告
L① ,■ 6ゎがなされている。

ここで,実機プラントにおいては,VTや UTに より検出された SCCに対してのみ寿命評価がな

されるが,UTに より検出される最小き裂深さは 1～ 2 mmであるとされている・ 6つため,それ以下

のき裂深さを有する SCC,つまり,BWRに おけるTGSCCの検出は困難である.発生した TGSCC

の全てが構造物の寿命に大きな影響を及ぼす訳ではないものの,予防・保全といった観点からは,

上述のように,わずかな損傷でも甚大な事故に繋がる恐れがあるとの前提が重要となる。すなわち,

SCCの発生をも含めた検討が重要となる.ま た,BWR環 境下における SUS316L鋼の SCCに 関し

ては,その発生に対しておよそ 600 MPaと した応力のしきい値・“
)が提案されている.TGSCCは表

面機械加工を施した表面において発生していることから,表面機械カロエにより発生する残留応力に

関する検討が重要となる。さらに,現状の配管製作時の施工過程に注目してみると,内径合わせお

10



よび表面仕上げのための表面機械加工後に突合せ溶接が施される.このように,表面機械加工後の

溶接や熱時効など,複数の施工が施された場合には,残留応力はそれぞれの加工で生じる応力とは

異なる傾向を示す可能性が示唆されている・
65■ 6⊃.また,表面機械加工層では溶接熱サイクルに伴

う組織変化が生じ
168y,こ の組織変化は残留応力に影響を及ぼすことも想定されることから,SCC

の発生および進展を評価するためには,施工過程に伴う残留応力変化に関する検討が重要となる.

1.3 本研究の目的

現段階において SCCを 「完全に」防ぐことは現実的に困難であることから,原子力発電プラン

トの安全性の向上のためには,よ り詳細な寿命評価を行つた上で,補修・取替えを行 うことにより

安全を確保していくことが重要である。つまり,SCCの進展過程のみならず,発生過程をも考慮す

ることが重要となり,そのためには,詳細な残留応力分布を把握する必要がある。

そこで本研究では,まず,配管の溶接接合過程により発生する残留応力分布の詳細な把握を目的

として,表面機械加工時に発生する残留応力分布特性の把握を行 うとともに,表面機械加工により

発生した残留応力分布に及ぼす溶接の影響を検討することにより,表面機械加工後に溶接を施した

場合の残留応力変化挙動に関して検討を行つた。さらに,実機配管の運転環境を模擬 した環境下に

おいて SCC発生試験を行うことにより,SCC発生過程に対して確率論的な検討を試みた.最後に,

SCCの発生および進展に及ぼす残留応力分布の影響に関する検討を目的として,配管の突合せ溶接

を対象とした数値解析を行 うとともに,SCC発生過程に関する検討結果および残留応力分布を用い

たき裂進展解析を行 うことにより,SCC発生および進展過程を考慮した配管の寿命評価を行つた。

Fig.1.8に本研究のフローチャー トを示す。



第 1章 緒n
・低炭素ステンレス鋼に顕在化したSCCの特性とSCC発生・進展に及ぼす影響因子のまとめ

・SCCが生じた構造物の寿命評価における残留応力の重要性

奥機の製作時を想定した施工過程により発生する詳細な残留応力分布に関する検討

第 3章 豪面機構加工後の溜接を対象とし
に伴う残留応力変化挙勁に関する検討

・表面残留応力分布の測定

・残留応力の深さ分布の測定

・機械加工条件および溶接条件が残留応力変化挙動

に及ぼす影響の検討

・硬さ測定および組織観察による変化挙動の考察

3
施工過程に伴う残留応力変化挙動の重要性

第 2軍 表面機械加工により発生する残留応カ

に及ぼす加工条件の影日に目する検討

・シェーパー加工より生じる表面残留応力および

残留応力深さ分布の測定

。縦旋盤加工により生じる表面残留応力および

残留応力深さ分布の測定

。各加工条件が残留応力分布及ぼす影響の検討

靡
表面機械加工により生じる残留応力特性の把握

第 4章 硬さ変化に基づいた施工過程に伴う残留応力分布変化挙動の

数値解析手法の構築

。熱サイクルに伴う硬さ変化の加算則を用いた整理

・加算則を用いた硬さ変化の適用による残留応力変化挙動の数値解析

・実験結果と数値解析結果の比較による数値解析手法の妥当性の確認

・残留応力発生機構に関する考察

じ
施工過程により生じる残留応力変化挙動の把握

SCCの発生過程および遭晨過程を考慮したき製遭晨解析による構遺物の寿命評価

第 5章 BWR棋 撮環境下における SSRT試験に基づくSCC発生過程に目する確率n的検討

・冷間加工材を用いたBWR模擬環境下でのSSRTによるSCC発生試験の実施
・き製数 き裂長さ,およびき裂深さの統計的評価

・負荷応力,試験時間を用いたき裂サイズの時間変化の整理と准居性き製の発生時間の算出

準
SCC発生に関する応力及び時間の影響

第 6章 配管の施工過程により発生する残留応力分布を用いた

き裂遊晨解析による寿命響輌に目する検討

。実機配管の施工過程を対象とした残留応力分布の把握

・溶接入熱が残留応力分布のばらつきに及ぼす影響

・確率論的破壊力学に基づいたき裂進展解析による破損確率の評価

攣
SCC発生から進展までの統一的な寿命評価

Fig. I .8 Flowchart of this study.
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1.4 本研究の構成

本論文は 7章からなり,構成は以下に示す通りである.

第 1章では,これまで原子力発電プラントにて SCCが発生した事例をまとめるとともに,従来

の SCCに関連する研究により得られた知見を示した。さらに,実機での SCCを対象とした構造物

の寿命評価行 う際には,表面機械加工および溶接により発生する残留応力が重要な因子であること

に言及し,実機配管の施工により発生する残留応力分布に注目することで,本研究の目的を明確に

した。

第 2章では,X線回折法を用いて二次元切削状態を対象としたシェーパー加工および二次元切削

状態を対象とした縦旋盤カロエ時の残留応力分布の把握を行った。さらに,表面機械加工により発生

する残留応力に対する加工条件の影響に関して検討を行った .

第 3章では,配管の施工過程を模擬して,表面機械加工を行つた試験体に対してビー ドオンプレ

ー ト溶接を行い,X線回折法を用いて残留応力分布を測定することにより,施工過程に伴 う残留応

力分布の変化挙動,および残留応力分布に及ぼすに表面機械加工,溶接条件の影響を把握した.さ

らに,ビ ッカース硬さ測定,EBSDを用いた組織観察を行 うことにより,施工過程に伴 う残留応力

変化挙動の発生要因について検討した。

第 4章では,恒温熱時効時の硬さ変化挙動を把握・整理を試みるとともに,ビー ドオンプレー ト

溶接を対象とした数値解析に対して硬さ変化を加算則として適用することにより,表面機械力日工後

のビー ドオンプレー ト溶接を対象とした施工過程に伴 う残留応力変化挙動の評価が可能な数値解

析を構築した。さらに,構築した数値解析手法を用いて,溶接熱影響部において生じる残留応力の

発生機構に関する検討を行った .

第 5章では,冷間圧延加工を施した試験体に対して BWR模擬環境下において種々の伸びひずみ

までの低ひずみ速度引張試験を行 うことにより,SCCの発生状況が異なる試験体を作成し,これら

の試験片に発生した Sccのき裂数,き裂長さ,アスペクト比を基に算出したき裂深さに対して統

計的な評価を行った。さらに,き裂深さを負荷応力および時間の関数として整理することでき裂深

さの時間変化に関する検討を行い,SCCが進展性き裂に成長するまでの時間,および進展性き裂に

達した時点でのき裂深さのばらつきに関する検討を試みた。

第 6章では,第 4章で構築した数値解析手法を基に,実機配管に施される表面機械加工および突

合せ溶接を対象とした数値解析を行 うことにより,配管の溶接接合過程により発生する残留応力分

布の把握を試みた。数値解析により得られた残留応力分布および,第 5章で得られた進展性き裂の

発生時間に関する検討結果を用いて確率論的破壊力学に基づいたき裂進展解析を行 うことにより,

施工条件が実機配管の破損確率に及ぼす影響に関する検討を行つた .

第 7章では,本研究の総括を示す .
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第 2章 表面機械加工により発生する残留応力に及ぼす
加工条件の影響に関する検討

2.1 緒言

SCCは表面機械加工を施した被削面において発生することから,表面機械加工が SCC発生へ及

ぼす影響に注目が集まっている.対象鋼材であるオーステナイ ト系ステンレス鋼 SUS316Lに おい

て,表面機械加工が SCCに及ぼす影響に関しては様々な研究がなされており,加工硬化層でのき

裂進展速度は母材のそれと比較して早いき裂進展速度を示す結果が報告
21,2勾されている。しかしな

がら,表面機械カロエが Sccに及ぼす影響としては加工硬化層だけでなく,残留応力も重要な因子

である.表面機械加工時に発生する残留応力に関しては,被削表面において,降伏応力 (270 MPa

前後)を大きく上回る引張残留応力を示し,深 さ方向に急激な分布を持つことで,被削表面から数

十～数百μmにおいて圧縮残留応力に変化するといつた定性的な傾向は古くから報告
2つされている

が,表面機械加工時の残留応力は加工法や加工条件により大きく変化することが考えられ ,

SUS316L鋼 におけるBWR環境下での SCC発生しきい値の応力は 600 MPaで あるといつた報告 2o

もなされていることから,実機の施工条件により発生する残留応力を把握することが重要である。

また,実機配管においては,表面機械加工の後に溶接が施されるため,表面機械加工により生じた

残留応力は後の施工である溶接により変化することが考えられるが,このような施工過程を考える

場合にも表面機械加工のみにより発生する残留応力を把握しておくことは有用である.したがつて ,

本章では,実機で施される表面機械加工を対象とした実験を行い,残留応力測定を行 うことにより

種々の条件における表面機械加工により発生する残留応力の把握を試みた .

2.2 表面機械加工時の力学的モデルと残留応力の生成機構

2.2.1 切暦状態に基づいた切削特性の分類

被削表面の残留応力は表面機械加工時の塑性変形および発熱により生成されるが,表面機械加工

時に作用する力は主に切暦の生成に費やされるため,切層形態から切削状態を知ることができる
2つ。

切削において生成される切層形態の種類の模式図をFig.2.1に 示す.一般的な切暦形態として,流

れ型,せん断型,む しれ型,き裂型が挙げられる 20.以下にその特徴を示す。

・流れ型 :切暦の厚さが一様であり,切屑の生成はせん断すべりによつて発生し,顕著な破壊を伴

わない形態であり,最も正常な切削状態.良好な仕上げ面が得られる.

・せん断型 :台形状の切暦が周期的に形成される形態であり,切暦はせん断破壊の成長・伝播の繰
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り返しにより発生するとされる.比較的もろい材料に対して切削を行つた場合に生じる。仕上

げ面も周期的に劣化する。

むしれ型 :純金属などの非常に延性に富んだ材料において発生する。切暦は刃先の延性破壊によ

りむしられるように除去されるため,仕上げ面の劣化も激しい .

き裂型 :セ ラミックスのような極めてもろい材料に対して切削を行った場合に生じ,刃先近傍の

き裂の不安定伝播によるものである.仕上げ面は鋭い凹凸を示す .

(c) Tear type

Fig.2.l Schematic illustration of chip configuration2'6)

上記の切暦形状は,被削材や工具に用いられている材料のみならず,切削速度や切込みなどの加

工条件や様々に存在するカロエ法によつても変化する。これらの加工法として,工具を固定して切削

を行 うもの,工具または被削材を回転させながら切削を行 うものなど,主に切削を行 う工具と被削

材との関係においてそれぞれ異なった特性を持つ.しかしながら,工具と被削材が接触している,

切削領域の微小部分に注目すると,これらの特性は Fig.2.22⊃に示すような,二次元切削,お よび三

次元切削と呼ばれる二つの種類に大別することができる。

Fig. 2.2 Two-dimensional cutting and three-dimensional cutting2T)

(a) two-dimensional (b) three-dimensional
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2.2.2 二次元切削論

実用レベルでの加工では二次元切削状態として仮定できる加工はほぼ採用されず,ほ とんどの場

合が二次元切削状態である。しかしながら,現状では二次元切削状態の理論は完成されているとは

いえず,二次元切削論を基にした展開および議論が数多くなされていることからも,切削時の力学

的特性を適切に知るために,二次元切削状態を把握することが重要であると言える.二次元切削論

は切込みどに対して切削幅わが十分に大きい場合に成り立ち
20,Fig.2.3に示すようなせん断面モ

デルを基に構築されている.Fig.2.3において,OAで表される線分が主せん断域,工具と切屑の接

触領域が二次せん断域と呼ばれる.図中の幾何学的関係より,切削比 rcは以下の式 (2.1)で表さ

れる.

sin/
(2.1)cos(p-a)

式 (2.1)を せん断角φについて解けば, 以下の式 (2.2)が得 られる。

４
一４
〓４

(2.2)

|

Shear plane model for two-dimensional cutting.

次に,Fig.2.3に示したせん断面モデルに関して,Fig.2.4に示すような,工具がある時間増分前進

した場合を考えると,せん断ひずみγは以下の式 (2.3)で表される.

tanφ =謹ボ桁

Fig.

．
　

　

　

　

　

　

　

　

　

　

　

３

２
．

△S
γ=五
ア

DH HA′
〓
―
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AH AH

=tan(φ―α)+COtφ
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式 (2.3)か ら分かるように,一般的に得られるような通常のo,αの範囲 (φ =5～30° ,α =-10～ 30° )

では,φが増大すればγは減少し,αが増大すればφも増大してγが減少する.

流れ型切層生成機構においては,切削速度 ス 切層速度 4,せん断速度 スの二つの速度成分が存

在しており,これらの速度成分はFig.2.5に 示すように,閉 じた三角形を形成する。したがつて,

以下の式 (24)が得られる。

4〓 cos"_α)y
冒
4・
y

K〓
∞S(φ―α)y
=γ sinφ・y

次にせん断ひずみ速度′について考えると,

(2.5)が得られる。

′=:孝

AS
AyA′

‐

七

ス

l ycosα

Ay cos(φ ―a)

(24)

′は単位時間あたりのひずみ量であるから,以下の式

(2.5)
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Fig.2.5  Velocity vcctor in two― dilncnsional Cutting rnodcl.

式 (2.5)か ら分かるように,せん断域め の厚さが分かればノを得ることができる。

表面機械加工時において切暦生成の変形がせん断域で生じるためには,せん断変形に要する力が

必要であり,こ の力はすくい面を介して工具側から伝わり,こ の力は切削力と呼ばれる.その模式

図をFig.2.6に示す.せん断面に作用する力Rと すくい面に作用する力R'は平行していることから,

以下の式 (2.6)が 得られる。

R〓 一R′ (2.6)

Fig.2.6  Forcc equilib五 um in two― dilnensional cutting model.

この R,R'は合成切削力でと呼ばれ,Rを切削方向と切削鉛直方向に分解することが可能であり,

前者が水平分力 Fh,後者が垂直分力 鳥 となる.水平分力および垂直分力は切削動力計を用いるこ

とにより測定が可能であり,ま た,主せん断面ではせん断力 民,せん断面垂直力 鳥が作用する。

これらの主せん断面に作用する力は Fh,民用いて以下の式 (2.7)のように表される。

民=鳥∞Sφ…民Sinφ

鳥 =鳥 Sinφ +鳥 cOSφ

一方,す くい面では摩擦力 Fと すくい面垂直力 Ⅳが作用し,

(2.7)

0+0-c
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り立つ .

F〓鳥sinα +鳥∞Sα

Ⅳ=鳥 COS α―鳥Sinα

また,す くい面平均摩擦係数ぃは以下の式 (2.9)で表される.

F
μ〓
雨
〓tanβ

〓民+F.tan α

鳥-4tanα

ここで,βは平均摩擦角である。式 (2.7)

であるとすると,せん断面せん断応力τs,

(2.8)

(2.9)

を基に,せん断面上およびすくい面上の応力分布が一様

せん断面垂直応力σsは以下の式 (2.10)で表される。

,, =s#(F^cos/-{sin/)

q〓Ψ(4sinC+4,cos/)
(2.10)

式 (2.8)を 基に以下

(2.11)

また,す くい面摩擦応力■,す くい面垂直応力σrは切暦接触長さを Jと して ,

の式 (2.H)で表される.

",: f,{o^sina+{ 
cosa)

o,= j{r^cosa-{sina)

以上のように,せん断面およびすくい面での応力状態を知ることができる.しかしながら,式

(2.10),(2.H)で 得られる応力はせん断面およびすくい面において応力が一様であることを仮定

しており,切削試験から得られる水平分力および垂直分力からではせん断面およびすくい面上での

応力分布を把握することはできない。被削材の残留応力分布を考えた場合,こ の応力分布を知るこ

とが重要であり,水平分力,垂直分力から残留応力を把握することは困難である.さ らには,表面

機械加工に発生する熱や,こ の理論では考慮されていない工具先端の底部と新生面 (被削面)と の

接触も重要な因子であることから,残留応力を検討するには十分ではないのが現状である。
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2.2.3 表面機械加工時の残留応力に及ぼす加工条件の影響

本研究においては被削面の残留応力に注目しているが,被削面は工具前方の圧縮領域から主せん

断域に達し,主せん断域から工具刃先を通つて被削面として生成される。そのため,被削面での残

留応力はこれらの領域を通過してくる際に受ける応力履歴に大きな影響を受ける.こ の応力履歴は

第 2.2.2節 において示した式から分かるように,切削速度や切込み,すくい角等の加工条件により

変化することから,残留応力も加工条件により変化することが様々な研究により報告されている。

土田ら
20は構造用炭素鋼 S45Cの焼鈍材および焼入れ焼戻し材に対して,切削速度 5.0～395耐min,

送り0.05～0.40 mm/1cv,切 込み 0.2～6.Ommの条件で旋削加工を行い,X線回折法により残留応力を

測定した結果,表面残留応力は以下の式 (2.12)で 整理できることを報告している.

o - alf logv + a2f + arlogV + aod + ar+ ar(fd - a.,)' (2.12)

ここで,σ :残留応力 (kgymm2)y:切 削速度 (m/min),ノ :送 り (mttrev),ご :切込み (mm),α l～α7:

定数であり,定数は Table 2.1に 示す通りである.焼鈍材の適用範囲に対しては,5.0く y<220,0.3

くノ<0.5, 0.2<グ <6.0で あり, 焼入れ焼戻し材の場合, 5.0く y<190, 0.03く ノ<0.35, 0.2く グ<4.0

の範囲において適用可能である。

Table 2.1Material constants for equation (2.12).

Annealed

Quenched and

tempered

Circumferential

Axial

Circumferen‖ al

Axial

381

254

349

127

-593

-379

-526

-223

3.18

13.2

-2.64

27.0

‐29.3

‐37.2

25.0

22.0

0 3.86x 104 0.036

0 3.41x104 0.036

-6.67 -7.03x 104 0.036

-8.33 -5.90x 104 0.036

本研究の対象鋼材である低炭素オーステナイ ト系ステンレス鋼に対しても,加工条件が残留応力

分布に及ぼす影響に関する報告がなされている。M'Saoubiら
2のは AIS1316L鋼に対して,切削速度

75～200m/min"送 り0.1司 .3mm/revの 条件にて旋削加工を行い,X線回折法により残留応力を測定

している。その結果,Fig.2.7に 示すように,表面残留応力は切削速度とともに上昇し,引 張残留

応力層の厚さは切削速度とともに減少する傾向が得られている.また送りの影響としては,切削速

度と比較して表面の残留応力値には大きく影響しないものの,Fig.2.8に 示すように,送 りの増加

とともに引張残留応力層の厚さが大きく増加する結果が得られている.その他にも,純アルミニウ

ム 292Dゃ ,AIS130421り ,39NiCrMo3鋼 "のを対象とした報告等がなされている.
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2.2.4 表面機械加工時の残留応力発生モデル

表面機械加工により発生する残留応力の原因としては,機械的な作用により発生する塑性変形と,

発熱に伴 う熱応力が考えられる。機械的な塑性変形は切屑生成時に発生し,この塑性変形時および

摩擦により熱応力が発生する.摩擦により発生した熱は,そのほとんどが切屑とともに流れていく

ことから,被削材の残留応力に影響を与える発熱は切屑生成時の塑性変形により発生するものが支

配的である。つまり,被削材に残存する残留応力を把握するためには切屑生成時の塑性変形挙動を

知ることが重要となる。Hil12 1⊃は,ェ具前方における応力分布は Fig.2.9の ような分布であること

を示している.Fig.2.9よ り,被削材の応力履歴として,工具の前方において切削方向の圧縮応力
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を受け,主せん断域が近づくことにより板厚方向の引張応力を受ける。被削材の表面残留応力は圧

縮応力時に生じた圧縮塑性変形が後に発生する引張塑性変形に比べて大きい場合は引張残留応力

が発生するとされており,逆に引張塑性変形の方が大きい場合は圧縮残留応力が生じると考えられ

ている 210。 深さ方向の残留応力分布に関しては曲げ応力として生じるとされており
21つ,こ のよう

な考えに基づいた残留応力の発生に対して,Fig.2.10に示すようなモデルが提案されている
2均

.

Fig.2.10はカロエ層での圧縮変形と板厚方向からの拘束により発生する加工層での引張応力および母

材での圧縮応力,またの曲げ応力の重畳により表面機械加工時の残留応力分布の説明がなされてい

る。

Compression l

一

 |
|

Fig.2.9 Schematic illustration of stress distribution on tool ahead.

⌒

ψ

/~~

判
ヽ__

|

Fig.2.10  Schematic model of residual stress generation by surface machining216).

また,Jacobusら
2171は
表面機械加工時の残留応力発生モデルとして,Fig.2.Hに示すモデルを提

案している。このモデルでは被削材を二つの層に分けており,それぞれ,機械的および熱的影響を
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受ける表面層,機械的影響のみを受ける表面下層,機械的,熱的影響のどちらも受けない母材層で

ある。弾性ひずみをέ,塑性ひずみをεP,表面,表面下,および母材層における見かけのひずみを

それぞれ,εs,cD,8Bと し,各層の特性から以下の式 (2.13)が 成り立つものとする。

Fig.2.Hよ り,両端は剛体により拘束されていること,また,平衡条件から以下の式 (2.14),(2.15)

が成 り立つ .

εs=《 +イ

ら=毛 +弓

ら〓弓

≒=ら 〓ら

偽4+gDら +σBち 〓0

(2.13)

(2.14)

(2.15)

ここで,σ,:各層での応力,4は各層の厚さである。式 (2.13),(2.14),および Hookcの法則より,

以下の式 (2.16)を 得る.

讐+イ =讐 +弓 =讐 (2.16)

式 (2.16)と 平衡条件を示す式 (2.15)よ り,各層における残留応力は以下の式 (2.17)で 表される

特性を有する.

σs‐ ―Eε:

%"一Eイ    ルr 4くくら,dЪくくら                   (2.17)
σs‐ 0

また,表面層と表面下層に存在するひずみ差は熱ひずみイであることから,以下の式 (2.18)で 表

される仮定が成り立つ。

イ=弓―イ
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Fig.2.1l  Schematic model for surface machining― induced rcsidual stress217).

ここで,加工中に温度低下が生じず,加工終了後の冷却過程においてのみ温度低下が生じるとす

れば,表面層に生じる熱ひずみε『 は常に正の値となる.さ らに,表面層の塑性ひずみの絶対値が表

面下層の塑性ひずみの絶対値以上であるとすると,以下に示すような場合に応 じて Fig.2.12に 示す

ような残留応力分布が考えられる。

・Case l:表面層の熱ひずみが表面下層の塑性ひずみと比較 して小さい場合 (4>ε『 ≧0).

式 (2.18)よ り表面層の塑性ひずみは引張となり,表面層の残留応力は圧縮応力を示す.同様に,

表面下層の残留応力も圧縮応力を示し,塑性ひずみの差から表面下層の残留応力は表面層よりも高

い値を示す (%>%>0)。

・Casc 2:表面層の熱ひずみが表面下層の塑性ひずみと比較して大きい場合 (イ >弓 ≧0).

式 (2.18)よ り表面層の塑性ひずみは圧縮を示し,表面層では引張残留応力を示す.表面下層で

は引張塑性ひずみを示すことから,圧縮残留応力を示す (σs>0>(Ъ ).

O Case 3:表面下層の塑性ひずみが圧縮を示す場合 (イ く0).

熱ひずみは正の値であることから,式 (2.18)よ り表面層の塑性ひずみはより大きな圧縮を示す

(イ ≦弓く0)。 その結果として,表面層,表面下層共に引張残留応力を示すが,表面層の方が高い

値を示す (偽 ≧σD>0).
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Fig.2.12  Charactcristics of residual stress distribution induced by surface machining217).

以上のように,表面機械加工時の残留応力を検討する上では加工層での塑性ひずみ,またその板

厚方向の分布が重要な因子である.表面機械加工により発生する塑性ひずみを測定する試み
29はな

されているものの,表面機械加工時の残留応力は被削表面から数十μmにおいて急激な勾配を有す

ることから,詳細な塑性ひずみを測定するためには煩雑な作業を有するとともに,高度な精密さが

必要となる。

2.3 残留応力の測定法

2.3.1 応力弛緩法による残留応力測定法

従来から用いられている残留応力を測定する方法として,応力弛緩法が挙げられる。この方法は

ひずみゲージを試験体の残留応力測定を行 う箇所に設置し,試験片を小さく分解することにより分

解した試験片が有していた応力を解放し,その応力解放に伴 う電気抵抗の変化をひずみとして測定

することにより応力を算出する方法である。この応力弛緩法はその測定原理の簡易さから幅広い対

象に対して用いられており,表面機械カロエにより発生する残留応力を対象として,たわみ角による

算出
劉粉や,ひずみゲージを用いた測定を試みた例

2191も
報告されている。表面機械加工により発生

した残留応力を,ひずみゲージを用いた応力弛緩法により測定する際には,Fig.2.13に示すように,

被削表面の反対側の表面に,ひずみゲージを設置し,残留応力を有する表面を逐次除去するととも

に,裏側のひずみゲージにて逐次ひずみの変化を計測する.寺崎ら
2m)は Fig.2.13に 示すような板

材にχ方向の固有ひずみ gxのみが存在するときのひずみは以下の式 (2.19)で表されることを示し

ている.

Depth from the surface Depth from the surlace Depth from the surface

Er=a+bz
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式 (2.19)に対して,残留応力を考える場合の力学的な境界条件として,χ 方向の合力,ま た,y

軸周りのモーメントが 0よ り,χ 方向の残留応力は以下の式 (2.20)で表される
21カ

.

%=E(Z){ら―&(Z)}=E(Z){α +bZ― &(z)}

ここで,E(x):ヤ ング率であり,α,bは以下の式 (2.21)で 与えられる .

(2.20)

(2.21)

α〓

b=

逐次研磨を施すことにより,試験体の裏面に設置したひずみゲージを用いてひずみを測定し,式

(2.20)に 逆問題として &を推定することにより残留応力の算出が可能となる。しかしながら,こ

の手法では,残留応力を算出する際に用いる式に大きく依存し,その値や分布が変化するため注意

が必要である.

Fig.2.l3 Measurement method of machined residual stress using stress relief method2 re)

2.3.2 X線 回折法による残留応力測定法

応力弛緩法などにより残留応力を測定する際の最も大きなデメリットが破壊法であることであ

る。破壊法では文字通り残留応力を有する試験体を切断,または一部を除去することによりなされ

るため,再測定を行 うことは不可能であり,再測定や測定値の信頼性を高めるために測定数を増や

すためには再度試験体を作製する必要が生じる.さ らには,応力弛緩法で得られる応力値は最終的

31

Original point

ノ
′/`「

~出‐χ

Z



に切断を行つた最小試験片が有する残留応力の平均値として得られるため,表面機械カロエのように

表面近傍にのみ大きな残留応力が生じる場合には,測定が困難となる。この応力弛緩法に対して,

近年残留応力測定法として盛んに用いられているのが材料組織での回折現象を基にした X線回折

法である。X線回折法では X線の侵入深さに依存して極表面近傍の残留応力を測定することが可能

であり,ま た非破壊法であるといつた特徴を有する。さらには,上記の応力弛緩法とは異なり,X

線回折法では測定対象とする領域の残留応力を直接測定することが可能であるため,式 (2.20)の

ような仮定を設定する必要はない.X線回折法により残留応力を測定する際の基礎理論を以下に示

す。

a.sin2Ψ法

一般的な鋼材は多くの結晶粒により構成されており,いわゆる多結晶体材料と呼ばれる。材料に

応力を付与した場合,材料組織のミクロレベルではこれらの結晶粒に応力が付与されている状態と

なり,Fig.2.14に 示すように結晶粒の格子面間隔が変化する.X線回折法ではこの格子面間隔の変

化をひずみとして測定することにより応力を算出する手法である.こ の格子面間隔は,以下の式

(2.22)で表される Braggの回折条件により求められる。

2Jslnθ =“λ (2.22)

ここで,グ :回折面間隔,0:入射 X線と回折 X線のなす角,n:回折次数であり,通常は 1と して

扱われる.材料に応力が作用することにより格子面間隔に変化が生じた場合の変化量△グは,式 (2.22)

をλで全微分した以下の式 (2.23)で表される。

N:-cotl'L0
d

(2.23)

式 (2.23)よ り明らかなように,Bragg角 の変化量△0を求めることにより,格子面間隔の変化率が

求まる。ここで,無ひずみ状態の格子面間隔為に対する Bragg角 を0。とし,格子面法線が試料面法

線に対してψだけ傾いた場合の垂直ひずみεゃは,以下の式 (2.24)で求められる。

(2.24)

ここで,平面応力状態とした仮定のもと,Fig.2.15に 示すような座標系を考えると,主応力と主ひ

ずみの関係はヤング率をE,ポアソン比をvと して,以下の式 (2.25)で与えられる。

εψ=(ザ
)ψ

=1学
)ψ

=― COtaO。
(θψ
―θO)
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■E=σl~7a2

らE=σ2~νσl

亀E=―ν(σl+%)

同様に,点 0を通り,互いに直交する 2方向の応力%,

で表される。

(2.25)

olと ひずみεχ,εッの関係は以下の式 (2.26)

らE〓 σ,一γσy

8y・E=σy νσχ

らE〓
~γ(q+%)

E,: Etcosz O+ ezsinz O

E w = €,sinz E + er(t - sin"lr)

式 (2.28)に 式 (2.25)を 代入 して整理すると, 以下の式 (2.29)が 得られる。

今,%を求める場合を考え,Fig.2.15に示したOP方向におけるひずみε
"を
求めると,以下の式 (2.26)

のように表される.

t* : (trcost 4 + e, sin2 C)sint E + er(t - sin' E) (2.26)

ここで,εχは主ひずみを用いて以下の式 (2.27)で表され ,

すと,式 (2.28)が 得られる。

式 (2.27)を 用いて式 (2.26)を 書き直

(2.25)

(2.27)

(2.28)

(2.29)%=¥中♂ψttlal・→

この式 (2.29)を sin句に関して偏微分し,式 (2.24)を代入すると,
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E
%=~2(1+γ

)

〓κ・″

。希。COt島・1者場
(2.30)

式 (2.30)におけるκは応力定数と呼ばれる材料定数であり,ン は 20"¨ sin句線図の傾きである。sin句

法
2m)では種々のψ角に対する 20"を測定することによりνを導出し,応力を算出することが可能な

手法である.

Normal to specimen Normal to lattice spacing

Fig.2.l4 Laftice spacing variation due to tensile stress.

Specimen surface

Fig.2.l5 Coordinate system for stress measurement for X-ray diffraction.

鶴く4く t
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b.2D法

X線回折による残留応力測定法としては,上述の sin2 Ψ法が汎用的に用いられているが,こ の方

法は集合組織あるいは粗大粒組織を有する試料においては sin2y線図が直線にならない,ま た,十

分な回折強度を得られないといった問題が生じる。一方,Hc22のにより提案された 2D法では,試料

に X線を照射した際の 2次元回折像として検出することが可能なため,優先方位の存在する結晶 ,

あるいは粗大結晶組織を有する試料においても回折線を検出することが可能である。2D法におけ

る残留応力の算出は以下の式 (2.31)を 基本として行われる.

ここで,ε
":φ
,Ψで定義されるひずみ,ε ll,812,ε 22,ε 13,ε 23,ε33:χ,y,zのひずみテンソル成分

である.また,φは試験片の S3軸回転,Ψは試験片の Sl軸回転,γは Debye Coneの 中心角,ωは入射

X線と Sl軸 とのなす角度,20は透過 X線 と散乱 X線のなす角度である.これらの関係を表した模

式図をFig.2.16に 示す。Dcbyc Coneは透過側と反射側で 2つ存在し,頂点の角度は Braggの式の

20に よつて決定される。無ひずみの多結晶体にX線を入射した場合,こ の 2つの Debye Coneは 一

致するが,ひずみが存在すると,その形状にゆがみが生じる.無ひずみ状態の多結晶体では 20が一

定となるが,試料に残留応力等が存在すると,Dcbyc Concに ゆがみが生じることにより,20が一定

とはならない.2D法ではそのゆがみの二次元データをγ方向に積分することにより,配向性および

粗大粒子効果を考慮した残留応力を求めることができる。応カテンソルの試料座標は試料の向き(o,

φ,ψ),回折データ (γ,20)に関係 しており,以下の式 (2.32)で表される。

€i,! = €rrcost psint tp + et sin2Qsinz E + eosin2 psin2

+ er. cos/sin 2E + eosinQsinr/ + e* cos' E

11■ 1+五 2■2+r22ε22+13■3+J23823+ノ :3133〓 ln(冊
)

式 (2.32)の右辺はひずみを受けた Debye Concに より決定され ,

および式 (2.34)の ように表される。

五1=A2

五2〓 2湖

ん =β
2

五3=2AC
ゑ =2BC

■3=C2

(2.31)

(2.32)

応力係数九は以下に示す式 (2.33)
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A = acos0 - bcosrlrsinS + csimfsinQ

B : asin0 + DcosrpcosQ - csimpcos$

C=bsiml+ccosrp
a = sinOcostrl + sinycos0sinco

D = -CoSTCOS0

c = sinOsino - sinycosOcosro

(2.34)

(2.35)

式 (2.32)式の応カテンソルは原則として 6つの回折データにより求められ,最小二乗法を用いる

ことにより,標準偏差の小さい正確な値を求めることが可能となる。また,応力値を見積もるには

X線弾性係数が必要となり,X線弾性係数はヤング率 Eと ポアソン比vを用いて,以下の式 (2.35)

で表される。

:t=¥

島=―
誉

したがって,式 (2.32)は以下の式 (2.36)のように書き換えられる.

L%+んqtt P2%+んq3・ p23σ節+嬌fh(冊
)

トノ…乃〓告陣+→場―」=:亀ん■       °η

ルプ…乃〓告←+→島〓:場

ここで,平面応力状態を仮定すると,応力値が 20。 (島)に依存しないため擬静水圧cPhが 0と なる無

ひずみの 20を得ることができ,それを基に以下に示す式 (2.37),(2.38)よ り応力値を得ることが

できる.

λ%+ん%+p22°22+宇中〈冊)     Oη
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(2.38)

・
旱
‐‐
3
Sヽ,V
＼

ZO Distorted cone due to stress

Fig.2.16 Coordinate and diffraction systems in 2D method.

2.4 表面機械加工により発生する残留応力分布の測定

前節で示したように,表面機械加工により発生する残留応力は加工条件の影響を大きく受け変化

する。そのため,実機に存在する残留応力を把握するために,実際の施工を対象とした表面機械加

工条件を試験体に施し,集合組織や粗大粒に対して十分な残留応力測定が可能な 2D法を用いて表

面機械加工により発生する残留応力の測定を試みた.また,種々の加工法及び加工条件を用いて施

工を行 うことにより,これらが残留応力に及ぼす影響に関する検討を行つた。

2.4.1 試験体の形状 口寸法および加工条件

a.二次元切削

二次元切削と仮定できる条件は,切込みと比較して切削幅が十分に大きい場合である
2のことから,

凸型の試験体を作製し,凸部に対して切削幅 bを 10 mmと して切削を行 うことにより,二次元切

削として扱った。作製した試験体の形状およびその寸法をFig.2.17に 示す。材料は SUS316L鋼に

対して微量の窒素を添加した SUS316LN鋼である。Table 2.2に SUS316LN鋼 の化学組成を示す。

機械的特性として,耐力は 291 MPa,引張強さは 563 MPa,伸びは 54.4%で ある。

00=arcsinlSinOoexP(2竺
:;110Pヵ )|

ン/´/

Ｓ
３
／
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Upper surface of test specimen

(unit: mm)

Fig.2.l7 Configuration and dimensions of specimen for two-dimensional cutting.

Table2.2 Chemical composition of SUS3I6LN (massTo).

P    S    Cu    Ni Fe

0.009   0.39 1.44   0.026  0.0003   0.26   11.61   17.44   2.04   0.102   Bal.

加工には切削幅として採用した 1011mを超える工具の装着が可能なシェーパー加工機を採用し

た。加工機に工具および試験体を設置した外観を Fig.2.18に 示す.また加工条件として,加工機の

仕様から,切削速度を 5,12,30耐minの三段階に変化させ,切削幅は 10 mm,切込みは 0.lmmと

した .

Fig.2.18  Photograph of shaper rnachinc assuming two― dimensional cutting.

b.二 次元切削

二次元切削は,切込みに対して切削幅が十分な幅を有しない場合であることから,送 りを考慮す

る必要がある.そのため,試験体は 150(の x100(W)X8(の とした板状のものを作製 し,大型の縦
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旋盤装置を用いることにより二次元の切削加工を施した。材料はTable.2.3に 示す化学組成を有す

る SUS316L鋼 であり,機械的特性として,耐力は 278 MPa,引 張強さは 540 MPa,伸びは 61.0%

である。表面機械カロエを施す前に,Ar置換雰囲気中において 1050°Cにて lhの溶体化処理を施し

た.表面機械加工の条件として,実機での配管に施される加工 22助を対象として,Table 2.4に 示す

条件を用いた。切削速度の影響は二次元切削試験においても確認していることから,二次元切削試

験では送りの影響をより詳細に評価した。また,潤滑油の影響を確認するため,湿式の試験も行つ

た。工具には三菱マテリアル欄社製の旋削用チップを用い,各試験体に体する加工が完了するごと

に新品に取り替えることにより,工具の摩耗の影響を除外した.Fig.2.19に は縦旋盤装置を用いた

表面機械加工時の写真を示す .

Table2.3 Chemical composition of SUS3l6L (massTo).

Fe

0.019 0.66 1.19 0.033 0.001 12.11 17.41 2.05

Table 2.4 Cutting conditions for three-dimensional cutting.

Cutting velocity Feed rate Cutting depth Condition

|

ll

:||

IV

V

45

45

45

100

100

0.1

0.05

0.3

0.1

0.1

0.1

0.1

0.1

0.1

0.1

Dry

Dry

Dry

Dry

VVet

Fig.2J9 Photograph of test specimen and tool on the lathe machine.
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c.残留応力測定条件

2D法を用いて残留応力を測定する際の測定条件を Table 2.5に 示す。測定に用いた装置は Bruker

社製の D8discover with GADDSを 用いており,入射ビーム径を lmmと し,測定に用いた回折面は

(220)面 とした。また,測定時には測定領域内での残留応力のばらつきに伴 う誤差を取り除くこ

とを目的として,Fig.2.16に 示したω軸に対して±4°の揺動を行いつつ測定を行つた。残留応力の算

出に必要なヤング率およびポアソン比は,KrOnerモデル
22oに より見積もつた 209.76 GPa,0.2777

とした .

Table 2.5 XRD conditions for residual stress measurement.

Wave length (nm) 0.2291(CrKα )

Power (kV, mA) 36,88

Beam size (mm) 01

Diffraction peak (deg) 128(220)

Measuring time (s) 30 x 21 trame

Rocking ar axis: +4'

2.4.2 二次元切削時の表面機械加工により発生する残留応力分布の測定結果

a.表面残留応力に及ぼす切削速度の影響

切削速度を変化させた条件においてシェーパー加工を施した試験体に対して,残留応力を測定し

た結果を Fig.2.20に示す。ここで,%は切削方向,ら は切削幅方向の残留応力である。加工中に

生じる塑性ひずみによりどの応力値においても降伏応力である 291 MPaを上回る値を示している.

表面残留応力はFig.2.7に 示した結果と同様,切削速度とともに増加する傾向を示した.しかしな

がら,Fig.2.7に おいては%(σαυ)に比べてox(oc″ c“ψr`″″)の方が高い残留応力値を示したのに対

して,測定結果は%の方がどの切削速度においても高い値を示している。これはFig.2.7の 結果が

旋削加工,つまり二次元切削状態において得られた残留応力であるのに対し,測定結果は二次元切

削状態であることに起因すると考えられる。二次元切削では平面ひずみ状態として近似されること

が多く,その場合には切削幅方向の拘束が強くなり,ちが高い引張残留応力値を示した.二次元切

削においては周囲の拘束が存在するため実際には異なるが,二次元切削と比較すると平面応力状態

に近く,σνが低い値を示したと考えられる。

b.残留応力の深さ分布

各条件においてシェーパー加工を施 した試験対に対し,残留応力の深さ分布を測定した結果を

Fig.2.21に 示す。深さ分布の取得は 5%過塩素酸メタノールを用いた逐次研磨法
22めにより,表面層

40



を逐次除去することにより行つた.どの切削速度の条件においても表面において最大引張残留応力

を示した後に表面からの深さとともに減少し,%においては 200 μmま での測定では圧縮応力を示

さなかった結果が存在するものの,σTにおいては圧縮応力を示す結果となつた。どの条件において

も圧縮残留応力を示したσ、に対して,切削速度と引張残留応力層の厚さの関係を表した結果を F地 .

2.22に示す。引張残留応力層の厚さは切削速度の上昇とともに減少しており,こ の傾向に関しても

Fig.2.7の傾向と一致している。この影響としては,加工時に発生する熱の影響が考えられる.加

工時に発生する熱は塑性変形による発熱および摩擦による発熱が挙げられるが,これらの発熱は主

に主せん断域近傍および工具と切屑の接触領域である二次せん断域において発生することが考え

られる.つまり,発生した熱のほとんどは切屑とともに流れていくため被削材には伝わりにくい。

切暦の流出速度は切削速度に依存するため,切削速度が遅い方が被削材に熱が伝わりやすく,その

結果として比較的広範囲に熱ひずみが発生し,引 張残留応力層の厚さが大きくなると考えられる.

I - - - - - -! - - - --- - - ' - - -- ---'t

0    5   10   15   20   25   30   35
Cutting speed, 7(m/min)

Fig.2.20  Effcct of cutting speed on surfacc rcsidual strcss in two― dilncnsional condition.
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Fig.2.22 Effect of cutting speed on tensile layer depth in two-dimensional condition.

2.4.3 二次元切削時の表面機械加工により発生する残留応力分布の測定結果

a.表面残留応力に及ぼす切削速度の影響

切削速度を変化させた条件において,旋盤カロエを行った試験体に対して表面残留応力を測定した

結果を Fig.2.23に 示す。表面残留応力はこれまでの傾向と同様,切削速度とともに上昇する結果を

示した.しかしながら,シェーパー加工時とは異なり,olに対して%の方が高い残留応力を示して

おり,旋削カロエの結果である Fig。 2.7と 同様の傾向を示している。

b.表面残留応力に及ぼす送り速度の影響

送りを変化させた条件において,表面残留応力を測定した結果を Fig。 2.24に示す.送 りが 0.1～ 0.3

mm/rcvの範囲においては,残留応力は送 りの上昇とともに上昇する傾向が得られた。送りが 0.05～
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0.lmm/revの範囲では,q,o,においてその傾向が異なり,σχに大きな変化は見られないが,σ、は

送りとともに残留応力が大きく変化し,0.05 mttrcv時のσ、は O MPaに近い値を示した。この送り

の影響としては,単位長さあたりの切削面積の違いに伴 う工具前方での変形領域の変化によるもの

と考えられる。Fig.2.9に 示したモデルからも分かるように,主せん断域近傍では切削方向に圧縮 ,

板厚方向に引張の作用が生じるため,よ り変形しやすい状態にある.送 りの増加とともにこの変形

が生じやすい領域は増加する。その結果として圧縮塑性ひずみが送りの増加とともに上昇するため,

残留応力も送りの増加とともに上昇したと考えられる.

官
」
Σ
）
ｏ

お
∽
９
ち

て
コ
０
３
●

０
●
”
ゝ
コ
∽

（ｏ
」
Ｓ
し
ｏ
ぃ∽∽
ｏ」“∽
一●
コ
０
一の０
」
０
０Ｃ
ｔ
ヨ
∽

600

500

400

300

200

100

0

700

600

500

400

300

200

100

0
0 0.05 0.1 0."15 0.2 0.25 0.3 0.35

Feed rate, f (mm/rev)

Fig.2.24 Effect of feed rate on surface residual

stress in three-dimensional condition.
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Fig.2.23  Effcct of cutting spced on surfacc

rcsidual strcss in thrcc― dirncnsional condition.

c.表面残留応力に及ぼす切削油の影響

切削油を用いて湿式加工を行つた試験体の表面残留応力を,乾式加工時の表面残留応力と比較し

て Fig.2.25に示す。湿式加工時の表面残留応力は乾式加工時に比べてQ,σ、ともに減少 しており,

その減少傾向としては%と 比較してσ、の方が大きい結果となつた。切削油が残留応力に及ぼす影響

としては,摩擦挙動の変化に伴 う主せん断域および二次せん断域での力学的状態の変化,空気 と比

較 しての急速な冷却に伴 う見かけの発熱の量の低下,またはその両方が考えられる。湿式加工時に

おいてはFig.2.26に 示すように放水に近い形で行われてお り,そ の影響は主に試験体の冷却に生じ

ていたことが考えられる。そのため,加工時に発生する熱ひずみが低下することにより,Fig.2.12

に示 した Casc 2か らCasc lに変化するような効果が現れた結果,湿式加工により表面残留応力が

低下したと考えられる.減少傾向がq,σ vにおいて異なる理由としては,熱応力として生じる残留

応力がQに比較 してσTの方が大きかつたためと考えられる。
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Fig.2.26 Photograph of lathe machining in wet

condition

d.残留応力の深さ分布

Tablc 2.4中 の Casc I(y=45,ノ =0.1),Case Ⅳ (y=100,ノ =0.1)に対 して残留応力の深さ分布の

測定を逐次研磨法により行つた。その結果を Fig.2.27に示す。Casc I,Ⅳ ともに残留応力は表面か

らの深 さとともに急激に減少 し,ら に関してはどちらの場合においても表面より 30 μm程度で,σ ,

に関しては表面より 10 μm程度で圧縮残留応力に変化することが確認できる.シェーパー加工時に

発生する引張残留応力層の厚さ (100～ 150 μm)と 比較 して旋盤力日工時のそれは大幅に減少 してい

る。引張残留応力から圧縮残留応力に変化 した後の分布においては,Qに関して-150-180 MPa程

度の圧縮残留応力が被削表面から 50～ 90 μm付近の領域に,olに 関しては-300～ -350 MPa程度の比

較的大きな圧縮残留応力が被削表面から 30 μm付近の領域において発生している。その後は徐々に

圧縮残留応力が減少 し,深 さとともに O Maに収束していくような傾向を示 している。縦旋盤加工

により生じる残留応力の深さ分布に対する切削速度の影響 としては,ら,o,と もに,最表面におい

てその値に大きな差は生じているものの,圧縮残留応力に変化 した後の形態,値に関してほとんど

差はなく,ほぼ同様の分布を示す結果となつた .
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Fig.2.27 Depth distribution of residual stress in three-dimensional cutting condition.

2.5 結言

本章では,配管の溶接接合過程において施されることの多い表面機械加工により発生する残留応

力分布の把握を目的として,二次元切削状態を対象としたシェーパー加工,および二次元切削状態

を対象とした縦旋盤加工を,オーステナイ ト系ステンレス鋼 SUS316LNに 対して施し,2D法 を用

いた X線回折により残留応力分布の測定を行つた。得られた主な結論を以下に示す。

シェーパー加工により生じる残留応力は,切削方向および切削幅方向ともに表面において降

伏応力を大きく上回るような残留応力を示し,5～ 30m/minと した切削速度の上昇とともに表

面残留応力が増加することを確認した。また, どの切削速度に対しても切削方向に対して切

削幅方向の表面残留応力の方が高い値を示すことを確認した。

電解研磨を用いた逐次研磨法によるシェーパー加工により生じた残留応力の深さ分布の測定

を行つた結果,切削方向及び切削幅方向ともに,残留応力は表面からの深さとともに急激に

減少し,切削幅方向の残留応力は被削表面から 100～ 150 μmにおいて圧縮残留応力に変化す

ることを示した.ま た,引 張残留応力層の厚さは切削速度の上昇とともに減少することも示

した ,

縦旋盤カロエにより発生する表面残留応力は,切削方向および送り方向における残留応力とも

に,切削速度のみならず,送 り速度の上昇とともに増加することを示した。また,シェーパ

ー加工とは異なり,縦旋盤力日工では送り方向に対して切削方向の残留応力の方が高いことを

確認 した.さ らに,切削油を使用して加工を行 うことにより,表面残留応力は減少し,その

減少傾向は,切削方向に対して送り方向の方が高いことを示した。

(2)

Ｏ
Ｊ
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(4)逐次研磨法により縦旋盤加工により生じる残留応力の深さ分布の測定を行つた結果,シェー

パー加工と比較して,残留応力は被削表面からの距離とともにより急激に減少することによ

り圧縮残留応力に変化することを示した.こ の際の引張残留応力層の厚さは,切削方向に関

しておよそ 25 μm程度,ま た,送 り方向に対して 10 μm程度であり,引 張残留応力層の厚さ

に及ぼす切削速度の影響は顕著に生じていなかった。
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第 3章 表面機械加工後の溶接を対象とした施工過程に伴う
残留応力変化挙動に関する検討

3.1 緒言

BWRの SUS316L鋼製 PLR配管において顕在化している SCCは表面機械加工を施した溶接部近

傍において発生しており,そのき裂形態は従来まで標準材料として用いられて来た SUS304におい

て確認されている IGSCCと は異なり,結晶粒内を貫通するように発生するTGSCCを示している.

つまり,こ のことは,PLR配管において発生するTGSCCに対して機械加工が重要な因子であるこ

とを示している.第 2章において,表面機械加工により発生する残留応力に注目し,残留応力分布

の特性,加工方法や加工条件が残留応力分布に及ぼす影響について検討を行つた結果,表面機械加

工時の残留応力は表面において降伏応力である 270 MPa前後の値を大きく上回る値を示し,ま た ,

その特性として引張残留応力は表面から数十～数百μmにのみ存在することを示した。ここで,F砲 .

3.1に示す配管の溶接接合過程に注目すると,表面機械加工は溶接時の溶落ちまたは接合不良を防

ぐための内径合わせ,または配管内面の表面仕上げを目的として行われた後に,突合せ溶接が施さ

れる.つまり,突合せ溶接を施した際の残留応力は表面機械加工により発生した残留応力の存在下

において発生することとなるため,実際の配管に存在する残留応力分布は,表面機械加工,ま たは

突合せ溶接のみを行つた場合の残留応力分布とは異なることが考えられる.したがつて,実機配管

における SCCの発生および進展に対する残留応力分布の影響を検討するためには,配管内表面お

よび内部に存在している詳細な残留応力分布の把握が必要であるが,そのためには,表面機械加工

後の溶接,と いつたような施工過程に伴 う残留応力の変化挙動を把握することが重要となる.そ こ

で本章においては,表面機械加工後に溶接を施した板材に対して残留応力測定を行 うことにより,

施工過程に伴 う残留応力変化挙動の把握を試みた .

Machining Butt-welding

Fig. 3.1 Manufacturing processes for welded pipe joint in nuclear power plants.
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3.2 配管の溶接接合過程を対象 とした施工の実施

3.2.1 供試材料の形状および寸法

試験に用いた供試材は,旋盤加工に用いた試験体と同様の Table 2.3の 化学組成を有するオーステ

ナイ ト系ステンレス鋼 SUS316L製 の板材であり,試験体の寸法は 150(の x100(W)× 8(″)mm3でぁる。

本研究では表面機械加工後に溶接を施す施工過程を対象としているため,第 2章において縦旋盤加

工を施した板材に対してビー ドオンプレー ト溶接を行った.以後,特に断らない限り,縦旋盤加工

を表面機械加工と称する。また,比較のため,表面機械加工を施していない受入れままの試験体に

対しても同様のビー ドオンプレー ト溶接を行 うことにより,溶接時の残留応力のみを発生させた試

験体も作製した。試験体を作製する際の工程をFig.3.2に 示す。この加工により表面機械加工のみ

(試験体 M),溶接のみ (試験体 W),表面機械加工後に溶接 (試験体 M+W),と いつた 3種類の

加工を施した試験体を作製した .

ffit
Machining

Ｚ▲Ｔ‐］）ノ′χ

cutt[1:Ii[:::::,'77 .哺
>

ゆ 嗣

Spec:men M

Fig.3.2 Manufacturing processes for specimen 'W, M and M+W.

3.2.2 機械加工および溶接条件

機械加工条件は第 2章において行つた縦旋盤加工を対象としたTablc 2.4に示す機械加工条件を用

いており,表面機械加工を施した試験体に対して,Table 3.1に示す溶接条件のもと,TIGアークを

用いたビー ドオンプレー ト溶接を行つた.こ の際,試験体の長さ 150 mmに 対して溶接長は 130 mm

としており,溶接時には流速を 15〃minと した Arガスをシール ドガスとして用いている。Table3.1

に示すように,残留応力分布の比較のため,電流値のみを変化させた条件においてビー ドオンプレ

ー ト溶接を行つた.ビー ドオンプレー ト溶接は Table 2.4に 示す全ての Caseに対して SQの条件の

ビー ドオンプレー ト溶接を行 うとともに,Casc I,Ⅳ に対しては LQの条件でもビー ドオンプレー ト

溶接を行つた.加工の種類のみならず,加工条件においても試験片を識別するため,これらを試験
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体 M(7-D,試験体 W(2),試験体 M(7-D+W(2)と する.括弧内の y,ェ 2はそれぞれ,切削速度 ,

送り速度,入熱量を示しており,例として,切削速度が 100m/min,送 り速度が 0.l mm/rev,溶 接

条件が SQの条件において,表面機械加工後に溶接を施した場合の試験体の名前は M(100-0.1)+

W(SQ)と なる。また,湿式加工を行った試験体は M(100WCt‐ 0.1)と する。

Welding Heat input Current (A) Traveling speed (mm/s) Arc length (mm)

Small(SQ) 120

Large (LQ)

3.3 表面機械加工後の溶接により生 じる表面残留応力分布の測定結果

3.3.1 残留応力測定領域と測定条件

残留応力の測定には,第 2章 と同様,Brukcr社製の D8discover with GADDSを 用いた 2D法によ

り行つた.こ こで,溶接金属は母材と比較して結晶粒が粗大化している場合が多く,2D法 を用い

ても十分な回折が得られない可能性がある。このような場合は多軸揺動が有効な手段となる
31,3の

ことから,Fig.2.16に 示した回折系におけるω軸に加えてッ軸揺動も行つた。測定条件を Tablc 3.2

に示す.表中の BMは母材,WMは 溶接金属測定時の条件を示しており,表面加工層を測定する際

は BMの条件にて行つた.板材にビー ドオンプレー ト溶接を行つた際には,板の長手方向中央部に

おいて残留応力は定常部を有する・ 助ため,測定は Fig.3.3に 示すように,長手方向中央部において

行い,測定間隔は溶接中心から20 mmま でを lmm間隔,20 mm以降は 5 mm間隔にて行つた .

Table 3.2 XRD conditions for residual stress measurement.

Wave length (nm) 0.2291(CrKα )

Power (kV, mA) 36,88

Beam size (mm) φl

Diffraction peak (deg) 128(220)

Measuring time (s)
BM:30

×21 frarne
WM:80

Rocking
BM: or axis: t4"

WM: o axis: t4o, Y axis: t2 mm

WM: weld metal, BM: base metal
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Table 3.1 Welding condition for bead on plate using TIG arc.
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Fig. 3.3 Schematic illustration of measurement points of residual stress for welded specimen.

3.3.2 施工過程により生じる表面残留応力の測定結果

まず,試験体 W(SQ)および M(45-0.1)+W(SQ)の 表面残留応力の測定を行った。その結果を試

験体 M(45-0.1)の結果と比較 して Fig.3.4に示す.こ こで,χ 方向は切削方向および溶接線方向,y

方向は送 り方向および溶接線鉛直方向である。試験体 W(SQ)の ビー ド幅は 6.2mmで あり,χ 方向

の残留応力は HAZ部において降伏応力である 278 MPaよ り若干高い値を示した後,残留応力値は

距離とともに減少するとともに,引 張残留応力と平衡を保つため圧縮残留応力を示 した.ッ 方向の

残留応力は大きな値の変化はなく,χ 方向と比較してなだらかな残留応力分布を示している。この

残留応力分布は板材に対 してビー ドオンプレー ト溶接を行つた際の典型的な分布
3〕として知られ

ている.試験体 M(45-01)+W(SQ)におけるχ方向の残留応力分布は,溶接金属および溶融境界近

傍において溶接時の残留応力と同様の値を示 しているものの,その後に距離とともに急激に上昇し,

溶接中心から6mm,溶融境界から3mm程度において 900 MPa前後の極大残留応力を示 してお り,

また,こ の極大残留応力値は表面機械カロエのみ,溶接のみにより発生する残留応力よりも高い値を

示している。さらに,極大残留応力値は,竹田ら 3oが高温高圧水環境にて隙間付き 4点曲げビーム

試験により得られた SCC発生応力のしきい値 として提案 している約 600 MPaを上回つている。し

たがつて,施工過程に伴 う残留応力変化挙動は SCC発生に関して重要な因子であることが言える。

その後の残留応力分布は距離とともに減少するが,溶接時の残留応力分布 として得 られたような圧

縮残留応力を示すことはなく,端部においても 200 MPaを上回る値を示した。ッ方向の残留応力分

布も同様に極大残留応力を示 しているが,その発生位置は 15 mm前後でありχ方向と比較して外側

において発生している。さらに,ッ 方向において発生した極大残留応力値も表面機械加工および溶

接時の値よりも高い値を示 しているが,χ 方向のように大きな差が生じていないことが分かる。一

般に溶接残留応力は局所的な加熱・冷却に伴 う熱膨張および収縮 と,それらに対する拘束により発

生することが知られている.こ こでの拘束とは,加熱時に圧縮塑性ひずみが発生する溶接金属部お

よび HAZ部 と,塑性ひずみが発生していない母材部との収縮差により生じる.本検討においては

: Measurement Doint
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長さ 150 mmの板に対 しビー ドオンプレー ト溶接の溶接長を 130 mmと しているため,ッ 方向での

拘束はほぼ生じないと考えられる.しかしながら,χ 方向では,溶接金属周辺で生じる大きな熱膨

張に対して,端部 (溶接中心をッ=0と して,y=± 50)の熱膨張が小さいため塑性ひずみ発生量に

伴 う拘束が発生し,高い残留応力が発生しやすい.したがつて,施工過程に伴 う残留応力分布の変

化挙動はχ方向において顕著に現れていることが考えられる。以上の理由から,以後 ,χ 方向の残

留応力分布を中心に検討を進めることとする .

1000

800
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400

200

0

‐200

‐400
0     10     20     30     40     50

Distance from welded centedine,d(mm)

(a)reSidual strcss in χ dircction

Fig.3.4 Comparison of surface residual stress distributions between

specimen W(SO, M(45-0.1) and M(45-0.1) + W(SO.

3.3.3 施工過程により生じる表面残留応力に及ぼす機械加工条件の影響

前項において,施工過程に伴い残留応力分布は HAZにおいて極大残留応力が発生することを示

した。ここで,第 2章において示したように,表面機械加工時の表面残留応力は機械加工条件によ

り大きく異なることを示した。この表面機械加工時に発生する残留応力が,施工過程に伴 う残留応

力変化挙動に及ぼす影響を検討するため,種々の機械加工条件において表面機械加工を行つた試験

体に対してビー ドオンプレー ト溶接を行 うとともに,表面残留応力の測定を行つた .

a.切削速度の影響

施工過程に伴 う残留応力変化挙動に及ぼす切削速度の影響を検討するため,試験体 M(100-0.1)+

W(SQ)の表面残留応力の測定を行つた結果を試験体 W(SQ),M(100-0.1)と 比較して Fig.3.5に 示す。

試験体 M(100-0.1)十 W(SQ)の χ方向における表面残留応力は試験体 M(45-0.1)+W(SQ)と 同様に

HAZ部である溶接中心から6 mmの位置において極大残留応力を示しており,その値も 900 MPa

前後の値となつている。しかしながら,その後の残留応力分布に関して試験体 M(45-0.1)十 W(SQ)と
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は異なる傾向を示 してお り,残留応力の減少勾配が緩やかになり,端部においても 400 MPa程度の

値を示 した。ッ方向の残留応力分布に関しても傾向は試験体 M(45-0.1)+W(SQ)と 同様であるが,極

大残留応力を示 した後の挙動が異なり,表面機械加工時の残留応力と一致するような結果となつた。
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Fig. 3.5 Comparison of surface residual stress distributions between

specimen W(SO, M(100-0.1) and M(100-0.1) + W(SQ).

b.送 り速度の影響

施工過程に伴 う残留応力変化挙動に及ぼす送 り速度の影響を検討するため,試験体 M(45-0.05)+

W(SQ)お よび M(45-0.3)+W(SQ)の 表面残留応力の測定を行つた結果を,試験体 W(SQ),M(45-0.05),

M(45-0.3)と 比較 してそれぞれ Fig.3.6,Fig.37に 示す.Fig.3.6よ り,試験体 M(45-0.05)+W(SQ)も

同様に溶接中心から6mmの位置において極大残留応力が生 じてお り,距離とともに減少すること

により端部において約 200 MPaの 値を示 した。試験体 M(45-0.05)の分布は第 2章で述べたように ,

表面の加工状態の違いから,特にy方向の残留応力分布に関して値のばらつきが生じている。また ,

その平均値はおよそ 30MPaであり,他の加工条件 と比較 してほぼ無応力状態と見なすことができ

るため表面機械加工時の残留応力による影響は顕著ではなく,施工の種類によらず ッ方向残留応力

に大きな違いが生じていないことが分かる。Fig.3.7に おいても極大残留応力が発生しているが ,

これまでの結果と異なり,χ 方向の極大残留応力は溶接中心から 5 mmの位置において発生してい

る。ここで,Fig.3.4(a)お よび,Fig.3.6(a),Fig.3.5(a),(b)お よび Fig.3.7(a),(b)に 注目してみる

と,極大残留応力発生位置のわずかな違いを除いて,残留応力の分布形態のみならず,残留応力の

絶対値までもよく一致 していることがわかる.これ らの組み合わせにおいて共通していることは ,

ビー ドオンプレー ト溶接を行 う前の表面機械加工において発生 した残留応力がほぼ同じ値を示 し

ていることである。したがつて,施工過程に伴 う残留応力の変化挙動においては表面機械加工によ

W(SQ)
M(100‐ 01)

―
M(100-01)+W(SQ
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W(SQ)
M(45-005)

り発生する残留応力分布が重要な因子であることが考えられる。
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Fig. 3.6 Comparison of surface residual stress distributions between

specimen W(SQ), M(45-0.05) and M(45-0.05) + W(SQ).
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Fig.3.7 Comparison of surface residual stress distributions between

specimen W(SQ), M(45-0.3) and M(45-0.3)+W(SQ).

c.湿式加工の影響

施工過程に伴 う残留応力変化挙動に及ぼす湿式加工の影響を検討するため,試験体 M(100Wet-0.1)

+W(SQ)の表面残留応力の測定を行つた結果を試験体 W(SQ),M(100WCt-0.1)と 比較して Fig.3.8

に示す.これまでの結果と同様にχ方向の残留応力は HAZ部において極大残留応力を示したが ,

試験体 M(45-0.3)+W(SQ)と 同様にその位置は溶接中心から5 mmの位置において発生している。

W(SQ)
M(45-005)

_M(45-005)+W(SQ

|

|＼ fudon bomdav

W(SQ)
M(45-03)

_◆_M(45‐ 03)+W(

W(SQ)
M(45-03)

_M(45-03
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その後の残留応力の挙動は表面機械加工時により発生した残留応力を参考にして,x方向の残留応

力は F地 .3.5(a),ッ 方向の残留応力は Fig.3.4(b)と 同様の結果が得られている.

これまでの結果をまとめると,どの機械加工条件を施した試験体に対してビー ドオンプレー ト溶

接を行つた場合でも,溶接中心から5～ 6 mmの位置において,χ 方向残留応力はおよそ 900 MPa

の極大残留応力を示した.表面機械カロエにより発生する残留応力は極大残留応力を示した後の残留

応力分布に影響を及ぼすことが考えられる.
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Fig. 3.8 Comparison of surface residual stress distributions between

specimen W(SO, M(l00wet-0.1) and M(l00wet-0.1) + W(SQ).

3.3.4 施工過程により生じる表面残留応力に及ぼす溶接条件の影響

施工過程に伴 う残留応力変化挙動に及ぼす溶接条件の影響を検討するため,試験体 W(LQ)お よ

び M(45-0.1)十 W(LQ)の表面残留応力の測定を行つた結果を,試験体 M(45-0.1)と 比較して Fig.3.9

に示す.こ こで, ビー ドオンプレー ト溶接時の電流を 200Aと した LQの条件では,凝固時の粗大

粒の形成から2D法および多軸揺動を用いても十分な回折が得られず,溶接金属部での測定がやや

困難であつた.こ こで,Fig.3.4か らも分かるように,極大残留応力は HAZ部において生じている

ことから溶接金属の残留応力測定は重要ではないと見なし,LQの条件においては溶接金属の測定

は行わずに溶融境界以降の測定を行つた.そのため測定は,溶融境界から25 mmま でを lmm間隔 ,

それ以降を5mm間隔で行つた。LQの条件により得られたビー ド幅は 12.lmmである.LQの条件

においても表面残留応力は溶接中心から 1l mmの位置において極大残留応力を生じており,その

値も SQ時 と同様に 900 MPaを上回る残留応力が発生している.極大残留応力を示した後の挙動は

SQと 比較して大きく減少し,端部において-100 MPa程度の値を示す結果となった。この結果は,

溶接時の残留応力に及ぼす溶接入熱の影響
33)と
考えられ,LQの条件で行つた溶接は熱的に幅が狭

W(SQ)
M(100Wet― ol)

―
M(100Wet_01)+W(
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い板に対する溶接に該当するため SQと 比較して狭い領域で応力の平衡を保つ必要がある。三本棒

モデルに基づいたビー ドオンプレー ト溶接時の残留応力に及ぼす溶接入熱の影響を模式的に表し

た図を Fig.3.10に 示す.この図に示すように,引張応力と圧縮応力の存在領域でのバランスの結果

として,板の端部において比較的大きな圧縮応力が生じたと考えられる.次に,試験体 M(100-0.1)

+W(LQ)お よび W(LQ),M(100-0.1)の 表面残留応力の比較を Fig.3.Hに示す。試験体 M(100-0.1)+

W(LQ)の結果もM(45-0.1)+W(LQ)の結果と同様に,溶接中心から H mmの位置においてχ方向

の極大残留応力が発生している。その後の挙動は前項で述べたように,表面機械加工時の影響を受

けるため,端部では試験体 M(45-0.1)+W(LQ)よ り高い残留応力値を示す結果となつた。
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Fig. 3.9 Comparison of surface residual stress distributions between

specimen W(LQ), M(100-0.1) and M(45-0.1) + W(LO.
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Fig. 3.10 Schematic illustration of effect of welding heat input on residual stress distribution.
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specimen W(LQ), M(100-0.1) and M(100-0.1) + W(LQ).

3.4 高エネルギー放射光 を用いた極大残留応力の深 さ分布の測定

3.41 中性子回折法を用いた材料内部の残留応力測定法とその課題

SCCの発生のみならず進展に及ぼす残留応力の影響を検討するためには,残留応力の深さ分布が

重要である。第 2章においては,電解研磨により表面を逐次除去し,新生面の残留応力を測定する

といつた工程を繰返すことにより残留応力の深さ分布を取得 した。しかしながら,こ の逐次研磨法

は正確には破壊法になり,その場合には除去した表面層が受け持つていた残留応力の再分布が生じ

るため,測定により得られた残留応力は実際に存在する残留応力とは厳密には異なることが考えら

れる .

逐次研磨法を必要としない非破壊法によつて残留応力の深 さ分布または内部の残留応力分布を

取得する手段として,中性子回折法を用いた測定が挙げられる。これまでにも,さ まざまな溶接材

を対象とした中性回折法を用いた残留応力測定の報告がなされている
3538).こ こで,中性子回折に

より残留応力を評価する際には無ひずみ状態での格子間隔 端を求める必要がある
3助 .こ の Jtlは応

力精度に大きく影響するため残留応力を測定する際には重要な因子となるが,添加元素等の影響を

受け変化するため,過去の報告においても標準試験片等を作成 して 端を求める工程が必要となって

いる。また,中性子回折法においては中性子源の強度が弱く,残留応力を検討するための十分な回

折を得るためには測定領域を数 mmと ぃったオーダーにする必要があり,そのため空間分解能が低

いことが問題 としてあげられる。本検討では極大残留応力の深さ分布の測定を目的としているが ,

F地 .2.27に 示 した表面機械加工時の残留応力の深さ分布のように,表面から数十μmにおいて急峻

な応力勾配を有している可能性が存在するため,中性子回折法による測定は困難である .
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3.4.2 高エネルギー放射光における侵入深さ一定法を用いた材料内部の残留応力測定法

上述の中性子回折法に対して,第 3世代と呼ばれる放射光施設である SPring-8で は高輝度かつ高

エネルギーの X線が得られることから十分な空間分解能を有しており,ま た,第 2章で示した sin2Ψ

法の適用が可能であるため,対象鋼材の 端を取得する必要はない.さ らに,秋庭ら
3Ю)によつて並

傾法と側傾法を組み合わることにより,材料内部に侵入するX線の深さを一定にすることを可能に

した侵入深さ一定法が考案されている.この手法を用いることにより,測定対象である試験体の深

さ方向に存在する応力勾配の影響を受けることなく,残留応力深さ分布の測定が可能となる。そこ

で本検討ではこの侵入深さ一定法を用いることにより,残留応力の深さ分布の取得を試みた。

Fig.3.12に ゴニオメーターおよび回折系の関係を示した模式図を示す。また,並傾法におけるX

線経路についての模式図を Fig.3.13に示す.こ の並傾法における X線経路に対して側傾法に対す

るχ軸回転を重畳すると,X線の侵入深さDは以下の式 (3.1)で表される 311D.

sin(2qo-a)
sinar + sin(2 0o - r) (3.1)

ここで,20。 :無ひずみ状態での回折角 (deg),ぃ :質量吸収係数である.多元系物質の質量吸収係

数は化学組成によつて異なり,以下の式 (3.2)で表される。

F=2t,'t", (3.1)

D=C°
Sχ Slnω

μ

ここで,ci:各元素 jの重量比,陽 :

線のなすψはχとωを用いて以下の式

各元素 jの質量吸収係数である。また,試料面法線と回折面法

(3.3)の ように表される.

cosqr=cosAcos(do-ar) (3.3)

これらの式 (3.1)お よび式 (3.2)を用いることにより,任意のχ角を与えることによつて侵入深さ

Dが一定となるようなωを決定することができる。この侵入深さ一定法を用いて,多結晶体や繊維

配向を持つ薄膜
劉の,表面強加工層 劉助, ウォータジェットピーニング材・

14hな どの残留応力測定を

行つた報告がなされている.
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X-ray

Fig.3.l2 Schematic illustration of goniometer and diffraction system for synchrotron radiation.

2o。_0

Sample surface
sin(2o。_Ol

Fig. 3.13 Penetration and path of X-ray.

3.4.3 残留応力深さ分布の測定領域と測定条件

高エネルギー放射光を用いた残留応力の深さ分布の測定は,試験体 M(100¨0.1)+W(SQ)に対し

てマシンタイムの関係から%に関してのみ行つた.残留応力測定を行 う際の様子をFig。 3.14に示す。

また,表面機械加工時の残留応力の深さ分布との比較のため,試験体 M(100-0.1)に対してもoxの

測定を行つた.測定領域は極大残留応力の発生領域であるが,装置ならびに回折系の関係から,Fig.

3.14に示すように,入射側のビームを試験体に対して水平に近い状態で照射する必要がある。この

ような場合には測定の照射領域が大きくなり,得られる残留応力がその照射領域の平均値となる。

したがつて,急激な応力勾配を有するような領域では,測定対象としている領域の応力値とは異な

る結果が得られることが想定される.Fig.3.5よ り,極大残留応力は溶接中心より61111nの位置にお

いて発生しているが,こ の極大残留応力より溶接金属側では急激な応力勾配を有していることが分

かる.入射光および検出器にはビームの広がりを制限するスリットを設けているが,解析に必要な

データを得るためには十分なビームの強度を得る必要があり,限 られた時間での測定においてはあ

る程度スリットを大きくする必要がある。そのため,比較的応力勾配が緩やかな,溶接中心から7～
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8 mmの領域を対象として残留応力の深さ分布の取得を行つた.こ の際,入射光および検出器のス

リットの大きさは,入射側において 2xO,3mm,検 出器側では 2x3mmと した。

測定には SPring-8内 の BL19B2お よび BL22XUを 用いて行つた。測定時の条件をTablc 3.3に示

す。BL19B2と BL22XUでは測定時の出力が異なり,それぞれ,72,30 keVで ある。表中の Dm謎は

式 (3.2)に示す試験体の質量吸収係数および対応する出力および回折面により得られる最大深さで

ある。回折面は,式 (3.4)に 示す Bollenrathらによつて提案された方位パラメータ・ つがバルク材

の値である0.2に近く,かつ,用いる回折面が同一の方位パラメータとなる,(220),(422),(642)

面とした。残留応力算出時に必要なヤング率およびポアソン比は,KrOncrモデル
3169に より見積も

つた 209.76 GPa,0.2777と した .

「
=些

:タギ

'1)'生

(3.4)

Fig. 3 . 14 Photograph of goniometer and specimen set up '

Table 3.3 Measurement conditions for depth distribution of residual stress.

hkl

220

220

422

642

422

422

Power (keV) Dmax(μ m) Z(μm)

1.22

4.86

10.53

22.52

46.94

65,71

30

30

30

30

72

72

12.1583

12.1583

21.059

32.168

93.695

93.695
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3.4.4 高エネルギー放射光を用いた極大残留応力の深さ分布の測定結果

a.侵入深さ一定法による残留応力深さ分布の測定結果

試験体 M(100-0.1)+W(SQ)に 対して高エネルギー放射光を用いた残留応力の測定を行つた結果

の一例を Fig.3.15に 示す.こ の結果は Tablc 3.3に 示した回折面に (220)を用いた測定深さが 4.86

μmの結果であり,こ のようなプロファイルを各試験体および各測定深さに対して測定し,ガ ウス

関数としてフィッティングを行うことにより,Fig.3.15(b)に示すような各ψ角に対する 20を取得

した。その結果を基に,残留応力の深さ分布を算出した試験体 M(100-0.1)お よび M(100-0.1)十

W(SQ)の 結果を比較して F地 .3.16に示す。試験体 M(100-0.1)+W(SQ)の 結果は 22 μmまでの結果

となつているが,これはそれ以降の深さの測定を行つた際に,入射側のビームが溶接金属のわずか

な盛り上がりと干渉することで十分な回折ピークが得られなかつたことに起因する。ここで,侵入

深さ一定法により得られた残留応力分布の値は,測定を行つた深さまでの重み付き平均として得ら

れる
30.言い換えれば,任意の深さの測定を行つた場合,得 られた残留応力値は表面から測定深

さに存在する残留応力の平均値として得られており,さ らに,回折強度の関係から,よ り表面の影

響を受けた重みを有する結果となる。したがつて,対象とした測定深さにおける正確な残留応力値

を得るためには,対象とする測定深さ以外から得られた結果を除外する必要がある。
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b.残留応力の深さ分布の補正式を用いた実空間分布への変換

侵入深さ一定法により得られた重み付き平均の残留応力分布を実空間に存在する残留応力分布

に補正する手法は秋庭ら
31〕によつて提案されている.測定により重み付き平均として得られる残

留応力分布は以下の式 (3.5)で 表される.

--+-- sin 
tqr=0.1

sin 
2rP=6.2

sin 
2qr=g.3

sin 1P=9.4

"-+--' sin 
2rp=0.5

sin 
2qr=g.6
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Fig. 3.16 Results of depth distribution of residual stress in -r direction using sin2qr method.

(σ (D))=
ズ

(3.5)

ここで,(σ(D)〉 :重み付き平均の残留応力分布 ,σ(z):実空間での残留応力分布,D:式 (3.1)に

より得られる侵入深 さ,z:表面からの距離,力 :板厚である.実空間での残留応力分布を二次の多

項式で近似 し,式 (3.5)を基に,重み付き平均の残留応力分布 と実空間での残留応力分布の残差二

乗和が最小となるように実空間での残留応力分布を求めた。得 られた結果を,Fig.2.27(b)に示し

た試験体 M(100-0.1)におけるqの深さ分布,および試験体 M(100-0.1)+W(SQ)の溶接中心から 7

mmの 位置に対 して,電解研磨を用いた逐次研磨法により測定 した%の深さ分布 と比較 して Fig.

3.17に示す.試験体 M(100-0.1)の残留応力の深さ分布は,深さとともに急激に減少 し,被削表面

から 30 μm程度において引張残留応力から圧縮残留応力に変化 している。この結果は電解研磨を用

いた逐次研磨法により測定した残留応力の深さ分布と良く一致してお り,ま た,試験体 M(100-0.1)

+W(SQ)の 残留応力の深さ分布の結果も同様に,逐次研磨法により得 られた結果 と良く一致 してい

る.こ の結果より,今回の測定領域においては,逐次研磨の際に残留応力分布の大きな再分布は生

じていないことが考えられる.試験体 M(100-0.1)十 W(SQ)の残留応力の深さ分布は表面からの深

さとともに残留応力は減少するものの,そ の減少勾配は試験体 M(100-0.1)と 比較 して緩やかであ

り,表面からおよそ 100 μm程度の領域においては常に引張残留応力を示す結果となつた。
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Fig.3.l7 Comparison of depth distributions of residual stress.

3.5 施工過程に伴 う残留応力変化挙動に関する考察

3.5.1 ビッカース硬さ試験による硬さ分布変化挙動の検討

a.測定領域と測定条件

これまで施工過程に伴 う残留応力変化挙動に対する機械加工条件および溶接条件の影響につい

て検討し,条件により多少の差は生じるものの,極大残留応力は HAZ部において発生し,その値

は約 900 MPaで あることを示した.また,その深さ分布は表面機械加工時の残留応力とは異なる傾

向を示した。この施工過程に伴う残留応力変化挙動に関して検討を行 うため,ビ ッカース硬さ試験

を行った。測定領域は Fig.3.18に 示すように,試験体中央断面の表面から20ぃmの位置において ,

溶接中心から 15 mmま でを 0.5mm間隔で行つた。測定対象は実際の配管における加工に採用され

ている条件を対象として,試験体 M(45-0.1),M(100-0.1),お よび W(SQ),M(45-0.1)十 W(SQ),

M(100-0.1)+W(SQ)と した.試験装置は欄島津製作所製微小硬度計 HMV-1を用いており,測定条件

は,押 し込み荷重 490 mN,保持時間 15sと した。測定は各 14点行い,得 られた値の上下 2点ずつ

の計 4点を除外した 10点平均とした。

(unit: mm)

Fig. 3 . I 8 Schematic illustration of measurement region for Vickers hardness testing.
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b.ビ ッカース硬さ分布の測定結果

ビッカース硬さ試験を行つた表面近傍の硬 さに関する結果を F進 .3.19に示す。ここで,F地 .3.19

には溶体化材に対 して同様の試験を行い,得 られた硬 さの平均値である 167.7 HVを母材平均とし

て示している.ビー ドオンプレー ト溶接時の硬さは全体的に母材平均と同様の硬 さを示 しているこ

とから,表面近傍の硬さにおいては溶接のみによる硬化は見られない。表面機械加工時の硬 さは母

材平均と比較して大きな値を示 してお り,表面機械加工時に生じた塑性ひずみが硬化の原因として

考えられる。また,試験体 M(45-0.1),M(100-0.1)の 平均硬さはそれぞれ,291.8,323.lHVで あり,

切削速度が速い試験体 M(100-0.1)の方が高い硬化を示 した。試験体 M(45-0.1)十 W(SQ)の結果は溶

接金属および溶融境界近傍において母材平均と同様の硬さを示すが,距離とともに上昇し,溶接中

心から7 mm付近において試験体 M(45-0.1)と 同様の硬さを示 し,それ以降は加工層の硬 さを示す

結果となつた.試験体 M(100-0.1)+W(SQ)の 結果も同様に,溶融境界以降において距離とともに

上昇し,溶接中心から7mm付近において加工層と同様の硬さを示 した。これらの表面機械加工後

に溶接を行つた際の硬さ分布は,Fig.3.4な どに示すように施工過程後の残留応力分布が距離とと

もに上昇 し,溶接中心から6mm前後において極大残留応力を示す傾向とよく一致している。一般

に,硬 さは降伏応力や引張強さなどの力学的因子との関連があることが工学的に明らかにされてい

ることから,こ の硬 さ変化が施工過程に伴 う残留応力変化挙動に対 して重要な因子であと考えられ

る。したがつて,残留応力の変化挙動を把握するためには,加工層に熱サイクルが付与された場合

に硬さが低下する要因を把握する必要がある .
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Fig. 3.19 Comparison of Vickers hardness results in each specimen.
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3.5.2 EBSD法 を用いた加工層における組織変化の観察

a.観察領域と観察条件

上述のように,残留応力変化挙動を検討するためには,加工層における硬さの低下を検討する必

要がある.そのため,Fig.3.19に おいて硬さの変化が比較的大きかつた試験体 M(100-0.1)+W(SQ)

に対して後方電子散乱回折法 (Elcctton Backscatter Diffracdon;EBSD)法 を用いた組織観察を行つた .

用いた装置は日本電子欄社製の電界放出型走査電子顕微鏡 JSM-7001FAに搭載したEBSD検出器に

より行つた。観察領域は Fig.3.20に 示すように,試験体中央断面の溶接中心から3.5,5.5,7.5 mmで

ある。溶接中心より3.5mmの領域は母材平均の硬さを示す領域,7.5mmの領域は加工層と同様の

硬さを示す領域,5.5 mmの領域はこれらの中間領域に対応しており,溶接中心からの距離ととも

にそれぞれ領域 A,B,Cと する.測定時の加速電圧は 25 kVと し,結晶方位の測定間隔は 0.25 μm

とした .

●
y

Z

(unl:mm)

I weld metal
|ヽ、、ゝ
l welding centerline

:

: measurement region using EBSD

Fig.3.20 Schematic illustration of measurement region for EBSD method.

b.EBSD観 察結果

Fig.3.21に 領域 A,B,Cに対 して逆極点 (Invcrsc Polc Figurc;IPF)図 ,お よび隣接 した測定 ピクセ

ル間での方位差を示すパラメータである KAM(Kcmcl Avcragc Misorientation)マ ップを示す。KAM

マップは,材料の転位密度や塑性ひずみ分布との関連が示唆 31■ 318)さ れていることから,本検討に

おいては表面機械加工時の導入される塑性ひずみ分布の定性的な評価に用いている。これらの結果

を比較すると他の領域に対して領域 Aでは結晶方位回転やすべり線が一切確認できず,表面機械加

工により生じた塑性ひずみの痕跡が見られない。さらに,結晶粒径も他の領域と比較して小さく,

KAM値 も低い値を示していることから,領域 Aでは溶接熱サイクルに伴 う再結晶が生じたと考え

られる.領域 Bでは表面機械加工時の塑性ひずみは残存しているものの,領域 Cと 比較して明ら

かにその量が減少していることが分かる。したがつて,この領域においては溶接熱サイクルに伴 う

加工層での回復が生じたと推測される。領域 Cにおいては結晶粒の回転やすべり線だけでなく,強
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加工に起因するランダムな菊池パターンを示す領域も表面近傍に多く存在している。硬さ分布の観

点からもこの領域 Cでは回復および再結晶といった組織変化は見られないため,表面機械加工時の

塑性ひずみがそのまま残存していると推測される。

(a) IPF map at region A (b) KAM map at region A

(c) IPF map at region B

(e) IPF map at region C

(d) KAM map at region B

(0 KAM map at region C

001             101

(g)legend OfIPF (h) legend of KAM

Fig.3.2l Results of IPF and KAM maps in specimen M(100-0.1)+W(SQ) using EBSD method.
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3.5.3 硬さおよび組織に基づいた施工過程に伴う残留応力変化挙動の考察

施工過程に伴 う残留応力変化挙動において,表面機械加工時に発生する加工層での硬さが溶接熱

サイクルに伴い低下することが重要な因子であり,ま たその硬さの低下は溶接熱サイクルに伴 う回

復・再結晶であることを示した。さらに,第 3.3節 において,極大残留応力を示した後の表面残留

応力分布は表面機械加工また溶接のみにより発生する残留応力に影響を受けることを示した。これ

らの結果から,Fig.3.22に 示す施工過程に伴 う残留応力変化挙動のモデルが導かれる。表面機械加

工後にビー ドオンプレー ト溶接を施した場合の残留応力分布は,既に表面機械加工により生じた残

留応力分布が存在する状態下において溶接による残留応力が発生する.つまり,溶接により発生す

る残留応力は,深さ方向に分布を持つと考えられる表面機械加工時の各深さにおける残留応力上に

おいて平衡を保つと考えられる.これらの残留応力が重畳した結果,組織変化する領域を除いた表

面にて,表面機械加工時の残留応力に溶接時の残留応力を足し合わせたような分布が発生したと考

えられる.溶接金属および溶融境界近傍では熱サイクルに伴 う再結晶,回復による硬さの低下が生

じるため,表面機械加工に伴って導入された加工硬化が消失または減少し,機械加工ままの状態で

受け持つことが可能であつた応力を保てず,再結晶が生じた領域においては母材の降伏応力に近い

値を示すと推測される.

- - - Welded stress balanced on initial stale
Machined stress
Welded stress balanced on machined layer
Residual stress due to welding after machining

Fig.3.22  Schematic illustration of surfacc rcsidual strcss variation due to、 Ⅳclding aftcr surface machining.

しかしながら,こ のようなモデルで考えられるのは,試験体 M(100-0.1),M(45-0.3)お よび

M(100WCt-0.1)に 対して溶接を行つた場合 (表面機械加工時の残留応力 600 MPa+溶接時の残留応

力 300 MPa=極大残留応力 900 MPa)に おいてのみであり,表面機械加工時の残留応力によらず

極大残留応力はおよそ 900 MPaの値を示していることから,極大残留応力に関しては表面機械加工

時の残留応力と溶接時の残留応力の足し合わせは成り立たない。極大残留応力の深さ分布からも同

様のことが言え,Fig.3.22が 成り立つのであれば値は異なるものの,深さ分布の応力勾配は同様の

recovery & recrystallization
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はずである.以上より,極大残留応力を示した後の表面残留応力分布に関しては Fig.3.22に 示すよ

うなモデルが成 り立つと考えられるが,極大残留応力に関しては溶接時の熱応力等の影響により,

表面機械加工時の残留応力と溶接時の残留応力の足し合わせは成り立たないと考えられる.

3.6 結言

本章では,沸騰水型原子力発電プラントの PLR配管に顕在化している SCCに関して,その発生

および進展に関して重要な因子である残留応力に注目し,配管施工である表面機械カロエ後の溶接に

伴 う残留応力変化挙動に関する検討を行つた.まず,表面機械加工を施した板材に対してビー ドオ

ンプレー ト溶接を行い,X線回折法を用いて表面残留応力の測定を行 うとともに,残留応力変化挙

動におよぼす機械加工条件および溶接条件の影響を検討するとともに,高エネルギー放射光を用い

て残留応力の深さ分布の取得を行つた.さ らに,ビ ッカース硬さ試験および EBSDを用いた組織観

察を行 うことにより,施工過程に伴 う残留応力変化挙動に関する考察を行つた.得 られた主な結論

を以下に示す。

(1)表面機械加工後にビー ドオンプレー ト溶接を行つた結果,残留応力分布は溶接中心から6mm,

溶融境界から3 mm程度の位置において極大値を示した.こ の極大残留応力は,表面機械加工

のみ,または溶接のみにより生じる残留応力よりも高い 900 MPa前後の値を示した。この値は

SCC発生応力のしきい値として報告されている約 600 MPaよ りも高い値であり,施工過程に伴

う残留応力変化挙動は SCC発生に対して重要な因子である。

(2)施工過程に伴 う残留応力変化挙動に及ぼす機械加工条件の影響を検討した結果,表面機械加

工により発生する残留応力は極大値を示した後の残留応力分布に対して影響を及ぼすことを

示した.しかしながら,極大残留応力に及ぼす機械加工条件の明確な影響は確認できず,その

発生位置および残留応力値に大きな差は確認できなかつた。

(3)施工過程に伴 う残留応力変化挙動に及ぼす溶接条件の影響を検討した結果,入熱の大きい条

件において極大残留応力の発生位置が異なり,溶接中心から H mm,溶融境界から5mm程度

の位置において発生した。極大残留応力を示した後の残留応力分布は表面機械加工のみならず ,

溶接時に発生する残留応力分布にも影響を受けることを示した。

(4)高エネルギー放射光および電解研磨を用いた逐次研磨法により,施工過程により発生する極

大残留応力発生領域近傍の深さ分布を取得した.比較のため,表面機械加工のみの場合に関し

ても残留応力の深さを測定した結果,これらの残留応力の深さ分布はその応力勾配において異

なる傾向を示し,表面機械加工後に溶接を行つた場合の残留応力の深さ分布は,表面から 100

μmの領域においても引張残留応力を示す結果が得られた。

(5)残留応力変化挙動に関する検討を行 うため,ビ ッカース硬さ試験および EBSDを用いた組織
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観察を行つた結果,表面機械加工後に溶接を行つた際の硬さ分布は溶接金属および溶融境界近

傍において母材平均と同等の硬さを示すものの,距離とともに硬さは上昇し,溶接中心からお

よそ 7 mm以降は表面加工層と同等の硬さを示す結果となつた。組織観察の結果,こ の硬さの

低下は溶接熱サイクルに伴う回復 。再結晶が生じた結果であることを示した .

(6)表面機械加工後のビー ドオンプレー ト溶接により発生する表面残留応力分布は,HAZ部にお

いて生じる極大残留応力を除いて,表面機械加工時の表面残留応力分布の存在したにおいて溶

接時の表面残留応力分布が平衡を保つ分布として考えられる.しかしながら,極大残留応力に

関しては表面機械加工および溶接条件の影響による変化が見られなかつたことから,こ の考え

が成り立つとは考えられず,溶接時の熱応力等の影響が示唆される.
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第 4章 硬さ変化に基づいた施工過程に伴う残留応力分布変化挙動の
数値解析手法の構築

4.1 緒言

第3章において,PLR配管等に顕在化しているSCCの主要因として考えられている残留応力に

注目し,配管に存在する詳細な残留応力分布を把握することを目的として,溶接接合過程を対象と

した表面機械加工後のビードオンプレート溶接により,HAZ部においてSCC発生応力のしきい値

を上回るような極大残留応力が発生することを示した。この要因として,表面機械加工時に発生し

た加工硬化がビー ドオンプレー ト溶接時に低下することを示し,こ の硬さの低下は溶接熱サイクル

に伴う表面加工層での回復 。再結晶によるものであることを明らかにした。施工過程により生じる

残留応力分布において,溶接金属および極大残留応力発生領域を除く領域での残留応力分布は,表

面機械カロエのみにより生じる残留応力分布,ま たビー ドオンプレー ト溶接のみにより生じる残留応

力分布に影響を受け,その分布形態が変化することから,表面機械加工時の残留応力と溶接時の残

留応力の加算が成 り立つと考えられる.しかしながら,極大残留応力は機械カロエおよび溶接条件に

よらずほぼ一定の値を示しており,残留応力分布の足し合わせは成 り立たないと考えられる.SCC

の発生・進展に及ぼす残留応力の影響を検討するためには,実機配管に存在する残留応力分布を把

握することが重要であり,そのためには,施工過程に伴 う残留応力変化挙動ならびに極大残留応力

に関する検討が重要となる。

そこで本章では,施工過程に伴 う残留応力変化挙動に関して重要な因子であると考えられる,溶

接熱サイクルが付与された場合の硬さ変化に注目して,熱時効試験により表面加工層での熱サイク

ルに伴 う硬さ変化挙動を整理することを試みる。さらに,この結果を表面機械加工後のビー ドオン

プレー ト溶接により発生する残留応力分布を対象とした数値解析に適用することにより,施工過程

に伴う残留応力変化挙動,および極大残留応力の生成機構に関する検討を行 う.

4.2 恒温熱時効試験による表面加工層での硬 さ変化挙動に対する加算則を用いた整理

4.2.1 供試材料および試験条件

熱サイクルに伴 う表面加工層での硬さ変化挙動を把握することを目的として,熱時効試験を行つ

た。第 3章において溶接入熱が小さい SQの条件で溶接を行った場合,極大残留応力の発生領域は

機械カロエ条件によらずほぼ同様の位置において発生していたことから,熱サイクルに伴 う硬さ変化

挙動に及ぼす機械加工条件の影響は無視できるものとし,供試材は本研究において最も基準となる

機械加工条件を施した試験体 M(45-0.1)と した。この試験体から6(J)x6(″)x8(の mm3の寸法に試験
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片を切 り出し,高周波誘導加熱装置を用いて熱時効試験を行つた。熱時効試験の条件を Table 4.1

に示す.付与する熱サイクルは試験片に取り付けた熱電対により計測し,入力した昇温速度を満た

すように管理される.本実験においては,等温過程を仮定した表面加工層での硬さ変化評価のため,

迅速な昇温,および目標温度到達後のオーバーシュー トを抑えることが求められる。以上の理由か

ら,日標温度の 50°C下までを 200° C/s,以降を 50°C/sで昇温した。日標温度に到達し,任意の時間

保持後は直ちに水冷を行うことにより,Table 4.1で 示した各条件での恒温熱時効として扱った。

7(° C)

850

800

750

700

650

3,4,8,10,15,20

3,6,10,12,20

3,6,8,10,15

3,6,10,15

3,6,10,15

4.2.2 ビッカース硬さ試験による再結晶率の評価

Table 4.1に 示した条件において熱時効試験を行つた後,ビッカース硬さ試験により恒温熱時効後

の硬さを測定した.測定条件は第 3章において硬さ分布を測定した場合と同様に,荷重を490 mN,

保持時間を 15sと した。また,結果に関しても同様に,14点の測定値の最大値 2点 ,最低値 2点

の計 4点を除外した 10点平均として整理した.こ のような条件において測定した結果を Fig.4.1に

示す.図 中には初期硬さとして,熱時効を行 う前の試験体 M(45-0.1)の平均値である月,Ъ =291.8を

示している。熱時効を行つた試験片の硬さはどの時効温度においても時効時間とともに低下してい

ることが確認できる.

一般に,冷間圧延等の加工層を有する材料に対する再結晶率は,組織写真等を基にして再結晶粒

が占める割合として算出される。本検討では熱サイクルに伴 う硬さ変化を把握することを目的とし

ており,硬さ変化をそのまま用いることが望ましい.さ らに,第 3章の Fig.3.19に おいて考察した

ように,硬さ変化は熱サイクルに伴 う表面加工層での回復によつても生じることから,組織写真に

おける再結晶粒が占める割合を用いた再結晶率の算出法では回復による硬さ変化を捉えることは

困難である。これらの観点から硬さ変化を用いた再結晶率の評価を行 う。硬さ変化から再結晶率を

算出する手法として,井川ら 4りによつて提案された以下の式 (4.1)を用いた。

Table 4.1 Test conditions of isothermal aging testing for evaluation of hardness variation.
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ここで,ノ :再結晶率,罰Ъ:恒温熱時効を行 う前の硬 さ,IWA山 :恒温熱時効試験後の測定硬さ,

″VR`crs″巌α″ο
“
:再結晶完了後の硬さである.こ こで,上述のように,川 0は表面加工層の平均硬さで

ある 291.8HVと し,″VRθ cりs″″ヱα″"は
1050°Cにおいて lhの溶体化処理を行つた試験体の平均値であ

る 167.7HVと した.式 (4.1)を基に,再結晶率を算出した結果を Fig.4.2に 示す。恒温熱時効試験

により得られた硬さ変化は,いずれの温度においても時間とともに再結晶率が増加する一般的な再

結晶挙動を示していることから,式 (4.1)を用いた再結晶率の算出は,熱サイクルに伴 う表面加工

層での硬さ変化を再結晶率として評価できると判断し,以後,こ の結果を基に検討を行 う。
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Fig. 4 .2 Variation of fraction of recrystallization due to isothermal aging testing.
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4.2.3 熱サイクルに伴う硬さ変化への加算則の適用

溶接時の冶金現象の特徴として,温度が時間とともに急激に変化することが挙げられる。このよ

うな場合に対して加算則を用いて評価する試みがなされており,再結晶挙動 a)ゃ ,δフェライ トの

分解
4の
等に対してカロ算則を適用した研究が報告されている。加算則とは任意の熱サイクルを微小時

間の恒温保持過程として取り扱い,微小保持時間をその温度での現象が開始する時間で除した値の

積分値が 1と なった場合に,対象とする現象が開始するとしたものである.本検討においても,熱

サイクルに伴 う表面加工層での硬さ変化を対象とした,加算則を用いた整理を試みた。

熱サイクルにより生じる再結晶挙動に対して加算則を適用する際に用いられるJohnson―Mch型の

速度式
4⊃は,以下の式 (4.2)で表される.

∫=1-eXP{― (」【′)・ } (4.2)

ここで,ノ :再結晶率,κ :速度定数 (s・ ),′ :時間 (s),4:定数である。この式 (4.2)を 整理し,

両辺に 2回ずつ対数をとると,以下の式 (4.3)が 得られる.

(4.3)

式 (4.3)を もとに,縦軸を ln(ln(1/10),横軸を ln tと した Johnson¨Mchlプロットを行つた結果を

Fig.4.3に示す。多少のばらつきが存在しているものの,Johnson― Mchlプロットを行つた結果は恒

温熱時効試験を行ったどの温度においても良好な直線関係を示しており,その傾きはいずれの温度

においてもほぼ等しい。以上より,機械加工材における再結晶は,式 (4.2)の Johnson―Mchlの式

に従うことが確認できる。また,式 (4.3)か ら分かるように,Fig.4.3において得られた傾きがκ,

各温度に対する切片がκln Kと なる.Fig.4.3よ り,各温度において得られた傾きれを最小二乗法に

より求めた値は0.5622で あつた.こ の場合における速度定数 Kは以下の式 (4.4)に示す Arrhcnius

型の式で示される。

(4.4)

ここで,馬 :定数 (s・),0:活性化エネルギー (J/mol),R:気 体定数 (8.314J/mol・ K),7:温度 (K)

である。式 (4.4)に対して両辺に自然対数をとると,以下の式 (4.5)が 得られる。

hlh(寺‖=JnK+J"

ο
一〃
一ｐＸＣ島〓κ
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(4.5)

式 (4.5)を 基に,Fig.4.3において得られた切片を傾きκで除した ln κを縦軸,温度の逆数 1/7を

横軸とした Arrheniusプ ロットを行つた結果を Fig.4.4に示す.式 (4.5)か ら分かるように,Fig.4.4

における傾きが-2/R′ 切片が K。 となる.すなわち,近似曲線から得られる0,K。 の値はそれぞれ ,

1.109x105(J/m01),1.367x104(s■ )と なつた .

1
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Fig.4.4  Results of Arrhenius plot for hardness variation due to isothcllllal aging.

以上のように,表面加工層に対 して熱サイクルが付与 された場合に生 じる硬 さ変化は ,

Johnson―Mchl型の式で記述可能であり,その速度定数κは温度のみの関数で表される.したがつて ,

熱サイクルにより生じる再結晶は式 (4.2),および式 (4.4)に 示した Arrhenius型の速度式を微小

時間に対する積分形式に置き換えた以下の式 (4.6)を 用いた加算則の適用が可能となる。
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(4.6)

Johnson― Mchlプロット,お よび Arrhcniusプ ロットにより導出した材料定数 4,れ,0を用いて加算

則を適用した際の再結晶率の精度を検証するため,式 (4.2),(4.6)を基に再結晶率の計算を行っ

た。その結果を Fig.4.2に 示した硬さから算出した再結晶率と比較して Fig.4.5に示す.どの温度に

おいても実験および計算結果は良く一致しており,導出した材料定数を用いて,表面加工層に対し

て熱サイクルが付与された場合の再結晶挙動に伴 う硬さ変化を精度良く評価することが可能とな

つた。
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Fig. 4 .5 Comparison of experimental and calculated results of fraction of recrystallization.

4.3 加算則を適用 した施工過程に伴 う残留応力変化挙動の数値解析手法の構築

4.3.1 数値解析モデルと解析条件

表面機械加工後のビー ドオンプレー ト溶接に伴 う硬さ変化へのカロ算則を適用することにより,残

留応力変化挙動の数値解析を行つた.数値解析は汎用有限要素解析 ソフ トウェア ABAQUS/

Standard vcr.6.9を 用いた熱弾塑性解析により実施した。解析対象は,第 3章において残留応力分布

および硬さ分布の測定を行った試験体と同様の 150(J)x100(″ )X8(r)mm3の寸法を有する板材で

ある。数値解析に用いた数値解析モデルは対称性を考慮して 150(′)× 50(″ )x8(r)mm3と した 1/2

モデルを用いた。解析に用いたモデルをFig.4.6に 示す。表面機械加工により生じる残留応力の深

さ分布は Fig 2.27に 示すように,表面から数十μmにおいて急激な応力勾配を有していることから,
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この残留応力の深さ分布に対応するため表面部には細かい要素を用いた。材料特性は Fig.4.7に示

す温度依存性を考慮したオーステナイ ト系ステンレス鋼 SUS316Lの特性を用いた.また,溶融温

度とした 1400°C以上に加熱された部分に対しては塑性ひずみを 0と する Anneding機 能 4oを適用

した.溶接条件として Table 3.1に 示した SQお よび LQ両方の条件を用いており,溶接熱源はアー

ク・プラズマとの熱輸送現象に基づいた Okanoら 4.つにより採用された以下の式 (4.7)で与えられ

る二重半楕円ガウス熱源モデルとして与えた。

0(χ ,y,′)諄ァニァexpl… 1生子子」il・ eXp{…ギ:| (4.7)

ここで,Oα〃,の :表面熱流東 (J/s・mm2),9:単位時間あたりの入熱量 (ys),r:溶接入熱分布の

半径 (Illlm),ソ :溶接速度 (―/s),′ :時間 (s)である。SQの条件においては,9=950 ys,F=2.6

11mlと し,LQの条件においては,9=1800J/s,r=2.75111mと した。冷却は以下の式 (4.8)および

(4.9)で表される輻射および雰囲気との熱伝達を考慮して行つた。

Q*^^ - es(ffl*^-Th,^)

Qn-q* - h(Tr*r*-T-r*)

ここで,2脳″rl.7:輻射による表面熱流束 (J/s・mm2),0物ψ :雰囲気との熱伝達による表面熱流東

(J/s・IIm2),′ :輻射率,s:ス テファン・ボルツマン定数 =5.675× 10・ (J/s・ mII12.K),λ :熱伝達係

数 (Jノ・nlm2.K),鴫た″:遷移温度 (K),鶴勧′:雰囲気温度 (K)である。輻射率 `は
0。3と し,熱

伝達係数 λは空気との熱伝達を対象として 10Ⅳ・-2.Kと した。

(4.8)

(4.9)

χ

T
Z

Fig.4.6 Analytical model for bead-on-plate welding.
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Fig.4.7 Material properties of SUS3l6L with temperature dependency.

4.3.2 硬さと相当塑性ひずみの関係を用いた表面機械加工時に導入される加工硬化の算出

前節の結果により表面加工層に熱サイクルが付与された場合の硬さ変化挙動は,式 (4.2),(4.6)

および,導出した材料定数を用いた加算則を適用することにより評価可能であることを示した.し

かしながら,本解析においては施工過程に伴 う残留応力変化挙動に関する検討を目的としており,

そのためには,硬 さを数値解析において扱 うことが可能な力学的因子と関連づける必要がある.

SUS316L鋼における硬さは降伏応力 40ゃ相当塑性ひずみ 4⊃と関連があることが示唆されており,

本解析においては,対象鋼材である SUS316L鋼 を用いて,丸棒引張試験に対する硬さ測定および

FEMの結果を基に森ら 4カによつて提案された,以下の式 (4.10)で表される,硬 さ〃yと相当塑性

ひずみτ′の関係を用いた .
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島口/〓 399.8-
230.6

1+eXp112望ヒ
::11≧
111 (4.10)

(4.11)

式 (4.8)を用いることにより,硬 さから相当塑性ひずみ,また相当塑性ひずみからFig.4.7(c)の

関係を基に降伏応力を算出することが可能となつた。このように,硬さから降伏応力を算出する際,

残留応力の深 さ分布を検討する際には硬さの深さ分布が重要な因子となる。そのため,試験体

M(45-0.1),M(100¨ 0.1)に 対してビッカース硬さの深さ分布を測定した.測定条件として,よ り詳細

な硬さの深さ分布を測定するため,荷重を 245 mN,保持時間を 15sと し,試験体断面における表

面の 10～ 100 μmま でを,10 μm間隔,以後は 120,150および 200 μmの深さに対して測定を行った .

また,最表面の硬さを測定するため,表面に対しても測定を行つた。結果は 7点測定を行い,最高

値および最低値の計 2点を除いた 5点平均とした.試験体 M(45-0.1),M(100-0.1)に 対して測定し

た硬さの深さ分布をFig.4.8に 示す。どちらの試験体においても最表面において最も高い硬さを示

しており,試験体 M(100-0.1)の硬さの方が高い値を示すものの,最表面の硬さに大きな差は見ら

れない。それぞれ試験体の硬さは深さとともに減少するが,硬 さの深さに伴 う減少勾配は試験体

M(100-0.1)の方が大きく,表面から 100 μm程度において母材平均程度まで低下した。試験体

M(45-0.1)において母材平均を示すのは表面から200 μm程度であつた。

ここで,Fig.3.19に示した硬さ分布および式 (4.10)を 得るための試験は,硬 さ測定時の荷重が

490 mNで行われた際の結果である。硬さ試験に及ぼす試験荷重の影響として,試験荷重の低下に

伴い硬さが上昇することが微小硬さ試験を用いた研究
48,491に より報告されていることから,相当塑

性ひずみを算出する硬さは重要な因子であることから,ビッカース硬さ試験において荷重の違いが

硬さに及ぼす影響の確認を行つた.すなわち,加工層を有する試験体の表面を電解研磨により逐次

除去し,試験荷重を 245 mN,490 mNと して同一試験体における硬さの比較を行つた.その結果を

Fig.4.9に 示す.硬 さは試験荷重により異なり,荷重が小さい条件において測定した硬さほど高い

値を示した。また,こ の結果より,以下の式 (4.H)に示すような関係式が得られた。

島n405〓 0・9288島n4"5+o.6633

ここで,川ろ。5:試験荷重を 490 mNと したときの硬さ,IW。。25:試験荷重を 245 mNと したときの

硬さである。この式 (4.H)を 基に,Fig.4.8に示した硬さの深さ分布の平均値を,荷重を 490 mN

で測定した場合の硬さに変換した.その結果を Fig.4.10に 示す.数値解析においては,Fig.4.10に

示した硬さの深さ分布に対して,式 (4.10)を 用いた硬さから相当塑性ひずみへの変換を行つた。
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Fig. 4.8 Depth distribution of Vickers hardness under the condition of F = 245 mN.
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4.3.3 数値解析における熱サイクルに伴う硬さ変化挙動のモデル化

熱サイクルに伴 う硬さ変化への加算則の適用,お よび硬さと相当塑性ひずみの関係式を用いて ,

表面機械加工後のビー ドオンプレー ト溶接を対象とした残留応力変化挙動の数値解析を熱弾塑性

解析により実施した.熱弾塑性解析を行 う際の,これらの手法を用いて降伏応力を算出するまでの

フローチャー トを Fig.4.Hに示す。まず,熱伝導解析を行い,その結果から速度定数 κを算出する.

算出したκから再結晶率を見積もることにより,式 (4.1)を変形した以下の式 (4.12)から,対応

する熱サイクル付与後の硬さ月71gngを導出する.

W*n, - HVo - f (Hv, - wn"",y,touirotion)
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初期硬さ〃y。は Fig.4.10に 示した各深さにおける硬さの値を用いた.得 られた硬さを用いて,式 (4.8)

を変形した以下の式 (4.13)よ り,〃‰gれgに対応する相当塑性ひずみ残 ,電 を算出する.

(4.13)

式 (4.13)に より算出される相当塑性ひずみ残蛇は表面機械加工により発生し,熱サイクルに伴い

低下する相当塑性ひずみに対応するが,塑性ひずみは溶接時においても発生するため,よ り詳細な

残留応力分布を得るためには,溶接により生じる相当塑性ひずみを考慮する必要がある。一般に ,

相当塑性ひずみは以下の式 (4.14)に 示すような増分形式として与えられる。

ειlag=exp104835-lni石顧ぅ言:]11,こ
:『

-1)~1・°591

τ′=∫″ ′

グτP〓准誌ご4ア +Pるア+P4アト:|ご4ア +Pるア+(にア}
(4.14)

ここで,τ′:相 当塑性ひずみ,″′:相 当塑性ひずみ増分,ごε′:垂直塑性ひずみ増分の各成分 ,

ごγf:せん断塑性ひずみ増分の各成分である。表面機械加工後に溶接を行つた場合,表面機械カロエ

により生じた相当塑性ひずみが存在する状態において,溶接時の相当塑性ひずみが発生する.こ の

過程を式 (4.14)を基に考えれば,表面機械加工により発生した相当塑性ひずみは,任意の時間ま

でに発生した相当塑性ひずみであり,溶接時に発生する相当塑性ひずみは任意の時間後に発生する

相当塑性ひずみとなることから,それぞれの施工により発生した相当塑性ひずみの加算が成 り立つ

と考えられる。したがつて,表面機械加工により生じ,熱サイクルにより低下した硬さから算出し

た相当塑性ひずみ可れ に,溶接時に生じる相当塑性ひずみ覗 rdlagを足し合わせることにより,その

領域の相当塑性ひずみ覗dと して降伏応力の算出を行った.また,溶接により発生する相当塑性ひ

ずみに伴 う硬さの増加を考慮するため,算出した現″から再度,式 (4.10)を 用いてその領域の硬

さ即吼″を算出した.これらの再結晶率,硬 さ,降伏応力の算出は ABAQUS/Standardに おいてサ

ポー トされているユーザーサブルーチンUSDFLDお よび UHARDを用いて算出 4oした。また,数

値解析の検証のため,溶接のみにより生じる残留応力分布の検討も行つた。その際には,全ての深

さにおける初期硬さを母材平均である 167.7HVと して解析を行つている.
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・Calcu!ate kinetic constant,κ

κ口島leXP(―静ン ・!nputin面 J hardness,H埼
(Fig 4 10)

.Calculate fraction of recrystallization, f
r-r-*n{1n;'}

. Output equivalent plastic strain
generated by welding, €r,,,*"

. Calculate hardness after aging, HV"o,
wo 'wo- l(INo-167.71

.Calculate equivalent plastic strain generated
by machining after aging, Er*"

tl\r
ef,-. -e*olo.4s3s.bl 230'6 

-r l-r.ossl't \399.8-Hv4b! ) l

。Calcu:ate tota!equivalent strain,8P..l

鳴 ‐現 +侃

hardness,〃 yrml

230.6

r + 
"xn{(ros(4. ) 

+ o.+o) I o.zr}

。Ca:culate yield stress using total equiva!ent

plaslc strain and temperature,6/

(Fig.47(c))

Fig.4.l I Flowchart of thermo-elasto-plastic analysis to calculate

equivalent plastic strain and yield stress from hardness.

4.3.4 表面機械加工により発生する残留応力分布を考慮した数値解析

表面機械カロエ後に溶接を行った場合の残留応力分布は,表面機械加工時の残留応力存在下におい

て発生するため,溶接金属および溶融境界,極大残留応力発生領域を除く領域において発生する残

留応力分布に対して,表面機械加工時の残留応力が影響することは第 3章で述べた通りである.そ

のため,詳細な残留応力分布に関する検討を行 うためには,表面機械加工により発生する残留応力

分布を数値解析において考慮する必要がある。本解析では,表面機械カロエにより発生する残留応力

を数値解析モデルにおいて初期応力として導入した。初期応力はFig.4.6に 示した数値解析モデル

と同様のモデルを用いて,弾性解析により熱応力として発生させ,こ の結果を ABAQUSにおいて

サポー トされている IMPORT機能 44mを用いてビー ドオンプレー ト溶接の数値解析モデルに導入し

た.導入する初期応力は Fig.2.27に 示す試験体 M(45-0.1),M(100-0.1)の 残留応力の深さ分布を参

考にし,Fig.4.12に 示す応力の深さ分布とした。ビー ドオンプレー ト溶接の数値解析はこの初期応

力分布が板材の全面に均一に存在する状態において行つた。
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Fig. 4.12 Depth distribution of initial stress assuming residual stress distribution

due to surface machining for bead-on-plate welding analysis.

4.4 施工過程に伴 う残留応力変化挙動の数値解析結果

4.4.1 溶込み形状および温度履歴の比較による熱伝導解析結果の検証

まず,ビー ドオンプレー ト溶接を施した試験体を切断し,湿式研磨および 10%シュウ酸エッチン

グを行 うことにより得られた溶込み形状を Fig.4.13に ,溶込み形状と数値解析において溶融温度を

1400° Cと した最高到達温度分布の比較を Fig.4.14に 示す.特に溶込み深さにおいて,SQ,LQいず

れの場合においても,数値解析より得られた溶込み深さの結果は実験により得られたそれよりも若

干大きいものの,溶込み幅は良く一致している.

次に,熱伝導解析において得られた温度履歴の結果に関する検証を行つた.温度履歴は第 3章に

おいてビー ドオンプレー ト溶接を行つた際に,Fig.415に 示すように,中央断面の裏面,端部およ

び裏面端部の 3点において熱電対を設置することにより温度履歴を測定した。熱電対設置点をそれ

ぞれ,CHl,CH2お よび CH3と し,その結果を数値解析モデルの同様の位置において得られた温度

履歴と比較して F尊 4.16に示す.電流値を 120Aと した SQの条件において溶接を行つた場合の数

値解析により得られた温度履歴は,最高到達温度ならびに冷却時の挙動において実験結果とよく一

致していることが確認できる.電流値を 200Aと した LQの条件においては,実験時に CH3の測定

ができなかつたため,実験結果として CHlお よび CH2の結果のみ示している。解析結果と比較す

ると,CHlの最高到達温度および冷却時の温度勾配に多少の違いが確認できるものの,実験結果と

解析結果は良く一致している.以上のように,溶込み形状にわずかな違いは見られるものの,温度

履歴は良い一致を示したことから,本数値解析により溶接時の温度場を精度よく模擬できると判断

し,こ の熱伝導解析により得られた結果を基に残留応力評価のための弾塑性解析を行つた。
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(a)SQ

Fig.4.13 Results of weld

(b) LQ

metal configuration obtained under condition SQ and LQ.

(a)SQ

Maximum temperature, IM^x ('C)

14al
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250
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20

(b) LQ

Fig. 4 .14 Comparison of experimental and analytical configuration of weld metal.
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Fig.4.15  Schematic illustration of rneasurcd point of temperaturc histories in bead― on‐plate welding.
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Fig.4.16 Comparison of experimental and analytical results of temperature histories.

44.2 溶接熱サイクルに伴う硬さ変化の数値解析結果と実験結果の比較

実験による硬さ測定時と同様,表面から 20 μmの位置における試験体 M(45-0.1)十 W(SQ),

M(100-0.1)+W(SQ)の 硬さ分布の数値解析結果を,実験結果と比較して Fig.4.17に 示す.比較のた

め,試験体 W,M(45),M(100)の 実験および解析結果も合わせて示した。どちらの試験体を対象と

した数値解析結果においても,冷却時に生じる塑性ひずみの影響により溶融境界近傍において実験

結果よりわずかに高い値を示しているものの,溶接金属において母材平均と同等の硬さを示した後

に距離とともに上昇し,溶接中心より 7 mm前後において加工時の硬さと同等の硬さを示した,7

mm以降の硬さにおいては,F増 .4.10に 示した硬さの深さ分布に対応する 20 μmの値をそのまま用

いていることに起因して,実験結果よりも若干低い値を示している.しかしながら,数値解析によ
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り得られた硬さは,そ の値および分布形態ともに実験結果と良く一致 していることから,ビー ドオ

ンプレー ト溶接を対象とした数値解析に対 して,恒温時効試験により得られた硬 さ変化を加算則を

適用することにより,硬 さ変化挙動を精度よく模擬することが可能であると言える.

4.4.3 表面機械加工後の溶接による残留応力変化挙動の数値解析結果と実験結果の比較

前項において,本数値解析において残留応力を評価する際に重要な因子である硬さ分布の比較を

行い,その数値解析結果は実験結果と良く一致することを示した.こ の一致を確認したうえで残留

応力分布の検討を行 うが,第 3章において示したように,溶接のみにより生じる残留応力分布も施

工過程に伴 う残留応力変化挙動に対して重要な因子である.そのため,まず,ビー ドオンプレー ト

溶接のみにより生じる残留応力分布の比較を行つた.残留応力分布の数値解析結果を実験結果と比

較して Fig.4.18に示す。数値解析により得られた残留応力分布は,溶接中心から30～ 40 mm付近

の圧縮残留応力を示す領域において実験結果よりわずかに高い値を示すものの,残留応力値,およ

びその分布形態ともによく一致しており,残留応力分布の変化挙動に及ぼす溶接時の残留応力の影

響は十分に評価できるものと判断し,検討を進めた .
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Fig.4.18  Comparison of cxpcrilncntal and analytical rcsults of

rcsidual stress distributions in spccimcn W(SQ).

試験体 M(45-0.1)+W(SQ),お よび M(100-0.1)+W(SQ)の 場合に対して数値解析を行つた残留応

力分布の結果を,実験結果と比較してそれぞれ Fig.4.19,Fig.4.20に 示す。表面機械カロエ時の残留

応力分布の影響を検討するため,Fig.4.12に示した初期応力分布を導入していない場合に対しても

数値解析を行つており,Fig.4.19,Fig.4.20に はその結果も比較して示した。初期応力を導入して

いない数値解析結果に注目すると,試験体 M(45-0.1)+W(SQ),M(100-0.1)+W(SQ)い ずれの場合

においても,溶接金属から極大残留応力が発生する領域において実験結果と良く一致するものの,

極大残留応力を示した後の残留応力分布は実験結果と大きく異なることが分かる。対して,初期応
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力を導入した残留応力分布の数値解析結果は,q,σvと もに,溶接金属および極大残留応力発生領

域はもちろん,極大残留応力発生領域以降の実験結果とよく一致することがわかる。これらの結果

より,表面機械加工後に溶接を行つた場合の残留応力変化挙動は,溶接熱サイクルに伴 う硬さ変化 ,

および表面機械加工により発生する残留応力分布を考慮することにより,模擬することが可能であ

る.ま た,溶接中心から 15 mmに見られる,極大残留応力発生領域以降の残留応力分布は,初期

応力の影響により数値解析結果に差が生じていることが分かる.こ の差は初期応力として導入した

値にほぼ一致する。したがつてこのような領域では,第 3章で示した,表面機械加工時の残留応力

分布と溶接時の残留応力分布を加算が成 り立つと考えられる.
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Fig.4.19 Comparison of experimental and analytical results of

residual stress distribution in specimen M(45-0.1) + W(SO.
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4.4.4 極大残留応力の深さ分布の数値解析結果と実験結果の比較

試験体 M(100-0.1)十 W(SQ)を 対象とした数値解析により得られた,溶接中心から7mmにおける

残留応力の深さ分布の数値解析結果を Fig.3.17に 示した実験結果と比較して F進 .4.21に示す.数値

解析により得られた残留応力深さ分布の結果は,特に表面から20 μmまでの実験結果と比較して,

その応力勾配にわずかな違いが生じており,また,全体的にも測定結果より若干高い残留応力分布

が得られている.本数値解析では測定硬さから相当塑性ひずみを,相当塑性ひずみから降伏応力を

算出している.そのため,測定硬さの誤差や,採用した硬さと相当塑性ひずみの関係におけるばら

つきの存在によりこのような違いが生じたと考えられる。しかしながら,残留応力深さ分布の数値

解析結果は測定結果と全体的に良く一致しており,本数値解析手法を用いることにより,表面残留

応力のみならず残留応力の深さ分布に対しても十分な精度を得ることが可能である。

Syncrotron radiation

A Electrolytic polishing (lab. X-ray)

- 

FEM

▲
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0
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Depth fronl surface, z(μ m)

Fig.4.21  Comparison of cxpcrillnental and analytical results of depth distribution of

rcsidual stress at 7 mm from welding centcrlinc in spccimen M(100-0.1)+W(SQ).

4.4.5 溶接条件が残留応力分布変化挙動に及ぼす影響の数値解析結果と実験結果の比較

残留応力変化挙動に及ぼす溶接条件の影響を検討するため,溶接条件をLQと した場合において ,

前項と同様,まず溶接時の残留応力分布の比較を行った。その結果を Fig.4.22に 示す。実験結果で

は溶接金属の残留応力測定を行つていないため,溶接金属での残留応力分布の比較はできないが ,

引張残留応力を示す領域,および引張残留応力から圧縮残留応力に変化する挙動は良く一致してい

る.溶接中心から 40 mm以降において解析結果の方が実験結果と比較してやや高い値を示してい

るものの,全体的な分布としては LQの溶接条件により発生する残留応力を精度よく再現できてい

る.
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Fig.4.22  Comparison of cxperilnental and analytical results of

rcsidual stress distribution in spccinlcn W(LQ).

試験体 M(45-0.1)+W(LQ),お よび M(100-0.1)+W(LQ)の 場合に対して行つた数値解析により得

られた残留応力分布の数値解析結果を,実験結果と比較して Fig.4.23に 示す.いずれの試験体を対

象とした数値解析においても,溶接中心から 1l mm程度において発生するQの極大残留応力の発

生位置およびその残留応力値,溶接中心から 18 mm付近に発生するσ、の極大残留応力値に実験結

果との相違が見られる。これらは実験および数値解析により得られた温度分布に差が生じたことに

起因していると考えられる。Fig.4.14を 見ると,実験により得られた溶込みに対して数値解析によ

り得られた溶込みの方が大きく,その結果として,実験と数値解析での硬さ変化挙動が異なり,残

留応力分布に影響を与えたものと考えられる.しかしながら,どちらの試験体を対象とした場合に

おいても,全体的な傾向は良く一致していることが分かる.
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Fig.4.23  Comparison of cxpcrirncntal and analytical rcsults of residual strcss distribution

in spccimen M(45-0.1)+W(LQ)and M(100-0.1)十 W(LQ).
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4.5 数値解析結果に基づいた施工過程に伴 う残留応力変化挙動に関する考察

4.5.1 極大残留応力発生領域の塑性ひずみおよび応力履歴

前節に示した数値解析結果より,熱サイクルに伴 う硬さ変化,お よび表面機械加工に発生する残

留応力分布を考慮することにより,施工過程に伴 う残留応力変化挙動を模擬することが可能である

ことを示した.さ らに,数値解析においても実験結果と同様,極大残留応力発生領域以降の残留応

力分布は,表面機械加工により発生する残留応力分布に溶接により発生する残留応力分布を加算し

た分布が成 り立つことも確認した.こ こで,初期応力を考慮していない場合の数値解析結果に注目

すると,初期応力を考慮した場合と同様の位置において同様の値を有する極大残留応力が発生して

いる。つまり,極大残留応力は,溶接熱サイクルに伴 う硬さ変化のみを考慮することにより模擬す

ることが可能である。この極大残留応力の発生機構について検討するため,Fig.4.20に示 した

M(100-0.1)+W(SQ)を 対象とした数値解析結果より得られた,χ 方向塑性ひずみおよびχ方向応力

の温度に対する履歴を Fig.4.24に 示す.こ こで,本解析において,表面機械カロエ時の加工硬化の影

響は硬さとして導入しており,硬さからは相当塑性ひずみのみを算出している.そのため,各塑性

ひずみ成分は 0から開始する履歴を示す。まず,温度上昇に伴 う熱膨張により圧縮応力が発生し,

降伏に至ることで塑性ひずみが生じる.さ らに温度が上昇することにより塑性ひずみは増加する.

冷却過程に入ると熱収縮に伴 う引張応力が発生し,再度降伏に至ることにより,冷却後には圧縮の

塑性ひずみが残留するとともに引張残留応力が生じる.これらの塑性ひずみおよび応力履歴は,溶

接残留応力の生成機構として知られている,両端固定棒モデル 41°2に任意の温度履歴を付与した場

合の塑性ひずみおよび応力と温度の関係と同様の傾向を示している。両端固定棒に最終的に残留す

る応力はその材料の降伏応力程度であり,極大残留応力が発生する領域は,熱サイクルによる多少

の低下が見られるものの,表面機械加工により生じる加工層が残存している,つまり高い降伏応力

を示す領域である。したがつて,施工過程に伴い生じる極大残留応力は,表面カロエ層が残存してい

る領域において溶接残留応力として発生すると考えられる.初期応力の有無により降伏が開始する

温度 (降伏温度)に差が生じることにより,昇温時に発生する圧縮塑性ひずみに差が発生する.し

かしながら,この初期応力の有無に起因する相当塑性ひずみ差は,硬さから算出する表面機械力日工

により発生する相当塑性ひずみと比較して十分に小さく,降伏応力には明確な差は生じない。した

がつて,冷却完了後の残留応力値にはほとんど影響しない。

表面における極大残留応力は溶接時の残留応力生成機構として発生することを示したが,残留応

力の深さ分布に関しても同様の生成機構として発生することが考えられる.そ こで,20,40,70,100

ぃmの深さにおけるχ方向の塑性ひずみとおよび応力と温度の関係をFig.4.25に ,Fig.4.21に示し

た残留応力の深さ分布と対応する領域の降伏応力の深さ分布を,数値解析により得られた残留応力

の深さ分布と比較して Fig.4.26に 示す.Fig.4.25に示した塑性ひずみ,お よび応力の温度に対する
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履歴は,F遮 .4.24と 同様の傾向を有しており,両端固定棒モデルで説明される溶接時の残留応力発

生メカニズムを示している。さらに,Fig.4.26よ り,残留応力および降伏応力の深さ分布は良く一

致していることが分かる.表面 20 μmまでの両者の分布に違いが生じているのは,温度の低下に伴

う降伏応力の上昇が,対応する温度において生じる熱応力と比較して大きかつたためである。以上

より,表面と同様,極大残留応力発生領域の残留応力深さ分布も溶接残留応力として発生している

ことが分かる。したがつて,施工過程後の残留応力の深さ分布が表面機械加工時の残留応力深さ分

布が示したような急峻な応力勾配を示さなかつたのは,溶接残留応力として発生することにより,

その領域の降伏応力に依存したためである。
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Fig.4.26 Comparison of depth distributions of residual stress in x direction and yield stress.

4.5.2 施工過程に伴う残留応力変化挙動モデル

上述の表面機械加工後のビー ドオンプレー ト溶接により発生する残留応力を対象とした数値解

析において,溶接金属および極大残留応力領域に発生する残留応力は溶接残留応力として発生する

ことを示した.さ らに,極大残留応力発生領域以降の残留応力分布は,表面機械力日工時の残留応力

分布に溶接時の残留応力分布を加算した分布が成り立つことを示した。ここで,Fig.4.18お よび Fig.

4.19に注目すると,qが 引張残留応力から圧縮残留応力に変化する距離が,Fig.4.18に 示した溶接

のみの結果においてはおよそ溶接中心から20 mmで あるのに対し,Fig.4.19に示した表面機械加工

の加工硬化を考慮した初期応力なしの結果では溶接中心からおよそ 12 mm程度である.こ の影響

は,Fig.3.10に示した三本棒モデル,および Fig.4.24(a)に示した温度と塑性ひずみの関係を用い

て考えられることができる.Fig.4.24(a)に示した,初期応力を導入していない場合の温度と塑性

ひずみの関係を,溶接のみの数値解析において得られた同様の位置での温度と塑性ひずみの関係を

比較して Fig.4.27に 示す。温度上昇とともに発生する圧縮応力が発生するが,表面機械力日工時の加

工硬化を考慮することにより降伏応力は上昇し,溶接のみの結果と比較して降伏温度が上昇する。

その結果として,昇温時に発生する塑性ひずみ量に差が生じ,溶接のみの場合の方が大きな圧縮塑

性ひずみを示す。昇温時に発生した圧縮塑性ひずみは,冷却時の収縮により生じる引張応力および

引張塑性ひずみにより減少し,冷却完了時の温度に対応する降伏ひずみ程度の圧縮塑性ひずみが残

存するため,収縮量としては溶接のみの場合の方が大きくなる。この塑性ひずみ差が残留応力分布

に及ぼす影響に関して,三本棒モデルを用いて表した模式図を Fig.4.28に 示す。溶接のみの場合は

中央の棒に発生する圧縮塑性ひずみが大きく,また,同一の溶接入熱条件に対しては圧縮塑性ひず

みの発生領域は大きくなる.そのため,両端の棒において小さい面積でその収縮を受け持つ必要が

生じ,大きな圧縮残留応力が生じる。一方,表面機械加工の加工硬化を考慮した場合は,発生する
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圧縮塑性ひずみが比較的小さくまたその発生領域も比較的小さい。そのため,両端の棒に発生する

圧縮残留応力は比較的小さくなるとともに,圧縮応力が発生している領域は大きくなる.
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Fig. 4.28 Effect of amount of plastic strain on residual stress distribution due to bead-on-plate welding.

これらの検討を基に,Fig.3.22に示した表面機械加工後のビー ドオンプレー ト溶接により発生す

る残留応力発生モデルに関して再検討した結果を Fig.4.29に 示す。表面機械加工後にビー ドオンプ

レー ト溶接を行つた場合,表面機械加工により発生した加工硬化により,溶接金属および HAZに
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おいて加工層での降伏応力に対応する引張残留応力を示すとともに,その残留応力と平衡を保つよ

うな圧縮残留応力が母材部において発生する。この際の圧縮残留応力の発生領域は,上述のように,

溶接のみの場合と比較して広範囲に発生する。この分布が図中の 2点鎖線で示した,表面加工層に

生じる溶接残留応力に対応する。表面機械加工後に溶接を施した場合,溶接金属および溶融境界近

傍において溶接熱サイクルに伴う表面加工層での回復・再結晶に伴い表面機械カロエにより導入され

た加工硬化が減少または消滅することにより,降伏応力が低下し,発生する残留応力も低下する。

さらに,図中の斜線部で示した熱応力として発生する極大残留応力発生領域以外において表面機械

加工により発生した残留応力の影響が生じる.こ のような関係から,Fig.4.29に示した (a)におい

て実線で示すような応力分布が,機械加工後にビー ドオンプレー ト溶接を行つた際の残留応力分布

として考えられる.ま た,(b),(c)に示すような,表面機械加工により発生する残留応力が比較

的高い引張残留応力を示す場合,また圧縮残留応力を示すような場合は,溶接金属から極大残留応

力発生領域までは大きな変化は生じず,2点鎖線で示した表面加工層に生じる溶接時の残留応力分

布に表面機械加工時の残留応力を加算した分布が得られる.同様に,溶接条件の変化に伴い,表面

加工層に生じる溶接時の残留応力分布が変化した場合には,その分布に表面機械加工時の残留応力

分布を足し合わせた分布として考えられる.
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Fig. 4.29 Model of residual stress distribution generated by bead-on-plate welding after surface machining.
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4.6 結言

本章では,原子力発電プラントの実機配管の施工過程である,表面機械カロエ後の溶接に伴 う残留

応力の変化挙動を対象とした数値解析手法を構築することを目的とし,まず,残留応力変化挙動に

対して重要な因子である,熱サイクルに伴 う硬さ変化の評価を行つた.得 られた硬さ変化に対する

加算則の適用,および硬さと相当塑性ひずみの関係式を用いて,表面機械カロエ後のビー ドオンプレ

ー ト溶接により発生する残留応力分布を対象とした数値解析を行つた。得られた主な結論を以下に

示す .

(1)高周波誘導加熱装置用いて表面加工層を有する試験片の恒温熱時効試験を行つた。得られた

熱時効後の硬さから再結晶率を見積もるとともに,Johnson¨ Mchlの式および Arrheniusの式を

用いて速度論的評価を行った。その結果,表面加工層に対して熱サイクルが付与された場合に

生じる硬さ変化は,Johnson―Mchl型の式で記述可能であり,その速度定数 κは温度のみの関数

で表されることを確認し,熱サイクルに伴 う硬さ変化に対して加算則が適用可能であることを

示した .

(2)熱サイクルに伴 う硬さ変化に対する加算則の適用,および硬さと相当塑性ひずみの関係式を

用いることにより,表面機械加工後にビー ドオンプレー ト溶接を行つた際の残留応力分布の評

価が可能な数値解析手法を構築した .

(3)構築した数値解析手法により得られた硬さ分布の数値解析結果は実験結果と良い一致を示し

た。また,表面機械加工により発生する残留応力分布を模擬した初期応力分布を導入すること

により,数値解析により得られる残留応力分布は実験結果と精度よく一致するとともに,極大

残留応力の深さ分布に関しても実験結果と良い対応を示した。したがつて,施工過程に伴 う残

留応力分布の変化挙動は,熱サイクルに伴 う硬さ変化および表面機械カロエにより発生する残留

応力分布を考慮することにより模擬可能である。

(4)表面機械加工により発生する残留応力を模擬した初期応力分布を考慮した数値解析結果,お

よび初期応力分布を考慮していない数値解析結果の比較より,溶接金属および極大残留応力発

生領域を除く領域に発生する残留応力分布は,表面機械加工により発生する残留応力分布と,

溶接により発生する残留応力分布の加算が成 り立つことを確認した,

(5)極大残留応力発生領域において得られた χ方向の塑性ひずみおよび応力と温度の関係は,溶

接残留応力の発生機構として知られている,両端固定棒モデルに熱サイクルが付与された場合

と同様の傾向を示した。したがつて,極大残留応力は,表面カロエ層が残存する領域において溶

接時の残留応力生成機構により発生することを明らかにした。

96



第 4章の参考文献

4.1)井川博,大重広明,伊達洋彦,“再結晶式による溶接熱影響部の硬さ分布の計算",溶接学会

誌,第 48巻,第 H号 (1979),pp.980-984.

4.2)中尾嘉彦,西本和俊,大谷一仁,“熱処理過程におけるδフェライ トの変態現象に関する速度

論的検討 一高窒素オーステナイ トステンレス鋼溶接金属のぜい化に関する研究 (第 1報 )",

溶接学会論文集,第 2巻,第 1号 (1984),pp.61-68.

4.3) W.A.Johnson and R.F.NIIchl,“ Rcaction Kinetics in Prcocsses of Nucleation and Growth",Trans.

AINIIE 135,(1939),pp.416-458.

4.4)ABAQUS user's manual,version 6.9.

4.5) S.OkanO,M.Tanaka and M.Mochizuki, “Arc physics based heat source modeling for nume五 cal

simulation of weld residual stress and distortion",Sciencc and Technology of Welding and Joining,

Vol.16,No.3(2011),pp.209… 214.

4.6)松岡二郎,“低炭素オーステナイ ト系ステンレス鋼 SUS316の加工硬化材における0.2%耐力

とビッカース硬さの関係", 日本機械学会論文集 (A編),第 70巻 ,第 698号 (2004),pp.

1535… 1541.

4.7)森裕章,勝山仁哉,望月正人,西本和俊,豊田政男,“表面強加工を受けた低炭素ステンレス

鋼溶接部における残留応力と加工硬化の解析と粒界応力腐食割れ発生機構に関する研究",材

料と環境,第 56巻 ,第 12号 (2007),pp.568-575.

4.8)稲村元則,鈴木敬愛,“微小押し込み試験による材料強度評価法",生産研究,第 42巻,第 4

fナ  (1990), pp.31-34.

4.9)松岡二郎,宮原健介,長島伸夫,田中紘一,“AFM超微小硬さ試験機による弾性常数と降伏

応力の測定", 日本機械学会論文集 (A編),第 62巻 ,第 598号 (1996),pp.134-139.

4.10)佐藤邦彦,大西毅,“両端固定棒のアナロジーによる溶接熱影響部の過渡的熱応力の研究",

溶接学会誌,第 38巻 ,第 4号 (1969),pp.49-61.

97



第 5章 BWR模 擬環境下における SSR丁 試験に基づく
SCC発生過程に関する確率論的検討

5.1 緒言

前章までにおいて,SCCの発生および進展に及ぼす残留応力の影響を検討するため,実機に存在

する残留応力の詳細な分布の把握を進めてきた。ここで,SCCの発生および進展の過程は,微小き

裂の進展を含む発生過程と,比較的巨視的と見なせるき裂の進展を対象とした進展過程に分けて考

えることができる.Parkinsに よる腐食疲労試験中における SCCの発生,進展および合体挙動の観

察から得られたき裂進展速度と時間の関係を Fig.5。 1に示す ")。 SCCの発生過程においては,多数

の微小き裂が発生し,それらが相互に合体を繰返す (Stage l_3)こ とで,巨視的なき裂に成長す

る.SCCの進展過程においては,巨視的なき裂が比較的安定した成長を示し、このき裂が近接する

場合には,き裂同士が合体しながら成長する (Stage 4).進 展過程においては応力拡大係数 κを用

いた破壊力学による評価が可能であるとされており,我が国においても日本機械学会が定める維持

規格 つによりその評価方法が規定されている.SCCの発生過程と進展過程の境界に関しては様々

な説が存在しており,最も小さいもので結晶粒径程度の 50 μm'り,また,非破壊検査により検出で

きる最小き裂サイズ '0,お よび,き裂進展を評価するための各種試験における最小き裂サイズとし

た 1～ 2mm'つなどが挙げられる.Parkinsは SCC発生過程が構造物の寿命に大きな影響を及ぼすこ

とを指摘しており "ヽ すなわち,機器の健全性評価を行 う際には SCCの発生過程に関する検討が

重要となる。しかしながら,第 1章でも述べたように,SCCの発生には様々な因子の影響が検討さ

れているものの,未だ不明な部分が多く存在しているのが現状である。その理由の一つが,SCC発

生や微小き裂の進展に大きなばらつきが存在するためである。これは,SCC発生に関わる局部的な

腐食 0溶解現象が確率論的性質を有していること'0,ま た,結晶粒の形状や粒径,結晶方位等の微

視組織の影響により微小き裂の成長速度にばらつきがあることなどに起因する。このようにばらつ

きが大きい現象であるが故に,SCC発生過程を決定論的に検討するのは困難であることから,確率

論的な評価を行 う試みが報告されている
575121.確率論的評価手法は、SCC発生過程のみならず SCC

進展過程における評価にも有用 "3,"のでぁることが示されており,実機の原子カプラントにおいて

も,こ のような確率論的な検討により得られたリスクを供用中検査計画策定に活用するための試み

がなされている
51つ

.

SCCに関する健全性評価を行 うに当たつて,き裂の発生過程から機器の破損に至るまでをシーム

レスに評価するためには,上述のように SCC発生過程を決定論的に扱 うことは困難であることか

ら,確率論的な検討が求められる.本章では,SCC発生試験を行 うとともに,得 られた SCCに対

して統計的な評価を行 うことにより,SCCの発生過程を対象とした確率論的検討を行 う.
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5.2 SCC発生過程に関する評価のための試験法および試験条件

5.2.l SCC発生評価のための各試験法

SCCは材料学的要因,環境学的要因,および力学的要因の重畳により発生することから,SCC
の発生過程を評価する試験では,試験環境および材料に対して引張応力を付与した試験が行われる.

試験法により最も異なるのが応力負荷方法であり,様々な試験法が提案されている.SCC発生過程

を評価するための各種試験法の模式図
ЯOを Fig.5.2に示す。これらの試験法はその応力負荷方法の

違いから,それぞれ以下に示す特徴を有する 5“ ,5179

(1)定ひずみ法

応力負荷方法として一定のひずみを与え,試験環境に浸漬することにより SCCを発生させる試

験法である.代表的なものとして,3点曲げまたは 4点曲げベントビーム試験や,Cリ ング試験 ,

U時曲げ試験などが挙げられる。これらの試験ではそれぞれの規格 51&,m)に より,試験体に付与す

る応力が算出可能である.CBB(Crcvice Bent Bcam)試験は試験体と治具の間にグラファイ トファ

イバーウールを用いた隙間を形成することにより,応力腐食割れを加速する目的として開発された

試験法であり,試験体全長にわたつて負荷応力が均一になる特徴を有する.定ひずみ法の評価方法

としては,き裂数やき裂深さなどが挙げられる。

(2)定荷重法

試験環境内において,単軸引張型の試験体に一定の引張応力を与える試験法である。評価方法と

しては破断時間や限界応力値などが用いられ,繰返し応力を付与することにより,腐食疲労試験と

しても用いられる.

(3)低ひず み速度 引張試 験 (Slow StrJn Rate Test,SSRT)

試験環境下において単軸引張型の試験体に対し,通常の引張試験時のひずみ速度より数オーダー
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低いひずみ速度で引張荷重を与えることによりSCCを発生させる試験法である.評価方法として ,

最大応力,最大ひずみや SCC破面率,あ るいは大気中 (油中)で得られた最大応力や最大ひずみ

との比を用いた,最大応力比,最大ひずみ比等の評価がなされる.SSRT試験では強制的に SCCを

発生させるため,SCC発生に要する潜伏時間を求めることは困難であるが,他の試験法と比較して

比較的短時間での評価が可能である。

上述のように,SCC発生を評価するための試験法は種々存在しており,試験目的にあつた試験法

を選択することが必要である.しかしながら,耐 SCC材 として開発された SUS316L鋼 に対するSCC

の評価を行 う場合,定ひずみ試験や定荷重試験では SCC発生に数千時間以上の試験時間を要する

こと,また,数千時間の試験時間においても評価が可能なほどの有意な SCCの発生を得られない

可能性があること,さ らには,SCC発生過程に対して確率論的な検討を行 うためには多くのき裂数

が必要となることから,本検討では,BWR模 擬環境下において比較的短時間での評価が可能,か

つ十分なき裂数を得ることができるSSRT試験を行 うことにより,SCCの発生から微小き裂の進展 ,

および微小き裂の合体までの SCC発生過程を対象とした評価を行 うこととした.なお,本検討で

は,微小き裂の発生および進展を扱 うことを目的としているため,有用なき裂深さを得られない可

能性がある.そのような場合には,き裂長さとき裂深さのアスペクト比を基にき裂深さに対する検

討を行 うこととする.

3. Slow strain rate test

Fig. 5.2 Schematic illustration of testing method for SCC516)

(d)CBB(CreViCed bent beam)teSt

炉
――
――
●

2. Constant load test
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5.2.2 SSR丁 試験における SCC発生に及ぼす制御因子

SCC発生に及ぼす試験環境因子として,溶存酸素や伝導度,pHな どが挙げられるが,SSRTによ

りSCCを評価する際には,電位,ひずみ速度が重要な因子となることが指摘されている
521、
特定

の環境下において発生する SCCの感受性や進展速度を評価する場合,対象とする模擬環境下にお

いて試験を行 うことが望ましく,その場合にはひずみ速度が最も重要な因子となる。Fig.5.3に SCC

感受性に及ぼすひずみ速度の影響を模式的に表した図を示す。Fig.5.3に示した断面収縮率に関し

ては,低い断面収縮率ほどSCC感受性が高いことを示す.SCC感受性が最も高い領域においては,

き裂先端において酸化皮膜の生成が生じないようなすべり生成速度に該当し,ひずみ速度がそれよ

り遅い場合においては酸化皮膜の生成が優先して生じ '0,速い場合においては延性破壊に近づく

と考えられる。すなわち,SSRTに よりSCCを評価する際には,対象環境および材料に対する酸化

皮膜の生成速度と材料表面のすべリステップに伴 う皮膜破壊速度が競合するようなひずみ速度を

用いることが重要である。本研究の対象鋼材であるオーステナイ ト系ステンレス鋼に対して,BWR

環境を対象として SSRTを行 う際に採用されているひずみ速度,および試験環境に関する調査結果

を Table 5。 1に示す
522-52o.な お,TGSCCま たは IGSCCの 区別がなされている場合にはそのき裂形

態を,区別がなされていない場合には発生の有無で示しており,Table 5.1は全て電位制御を行つて

いない報告についてまとめた結果である。溶接金属や鋭敏化処理を施した 304や 308,316鋼 など

においては,BWR環 境模擬下においても 10~7ォ _ダことしたひずみ速度を用いることにより主に

IGSCCが発生していることが確認できる.しかしながら,本検討の対象鋼材でもある 316L鋼,ま

た 304L鋼,316NG鋼 などの低炭素鋼材に関しては隙間の付与や表面加工,また,溶存酸素や電導

度等を調整することによりSCCが発生する。その場合のひずみ速度は l x 10‐
7～ 5x10~7程度であり,

SUS316L鋼を対象とした SSRTに よりSCC発生の評価を行 うためには,SCC発生を加速させる因

子の適用,および 10‐7ォ_ダ_と したひずみ速度を用いる必要があることが分かる.

Strain rate

Fig. 5.3 Schematic illustration of effect of strain rate on SCC susceptibility.
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Table 5.l  Effect of test conditions on SCC initiation for SSR「 r in siinulated environment of BWR.

Case
Material Environment Temperature Strain rate

Condition DO, Conductivity, Pressure ("C) (s't)
Crack

1522)    316NG
Pure water

0.1 ppm, 1 pS/cm,7.93 MPa
288 2x1o-7 Ductile

2522)    316NG
Pure water + HzSOc

6 ppm, I pS/cm, 7.93 MPa
288 2x 10-7 SCC

35.23)

304L Pure water . -288 4x1O'' Ductile
HT: 620'C - 24 h 1 ppm, 0.06 pS/cm, NA

4s23)
304 Pure water

HT: 620'C - 24 h 1 ppm, 0.06 pS/cm, NA

TGSCC
288 4 x 1O-7

IGSCC

5523)

TGSCC304 pure water + Nazoog 
2gg 4 x 1o-7

HT:620"C -24h 1 ppm,0.5 pS/cm, NA 
zoa ? ^ rv 

lcscc

6524)     308 Weld
Pure water

I ppm, NA, NA
288 8.3 x 10-7 IGSCC

7524)      316 Weld
Pure water

8 ppm, NA, NA
288 8.3 x 1o-7 lcscc

9525)
304 Pure water 

zgg 4 x 1o-7 rcscc
HT: 620"C -'l2h 75-220 ppb, 0.2-1.4 pS/cm, NA

gs2s)
304 Pure water + Hzoz 

2gg 4 x ,ro'7 rcscc
HT: 620"C - 12h 365-600 ppb, 0.25-0.7 pS/cm, NA '

304 Pure water +H2,H2O2
16s.zs) 2gg 4 x 1O'7 IGSCC

HT: 620"C - 12h 150-350 ppb, 0.2-0.45 pS/cm, NA

304 Pure water + CrOtz'
1152s) 288 4 x 10-' IGSCC

HT: 620'C -1zh 170-230 ppb, 0.35-0.8 pS/cm, NA

gO4 Pure water + HzOz, CrOez-
12szs) 288 4 x 1O'' IGSCC

HT:620'C - 12h 250 ppb, 0.5 pS/cm, NA

304 Pure water + H2
13525) - 2gg 4 x 1O'7 No SCC

HT: 620'C - 12h 1 ppb, 0.18 pS/cm, NA

304 Pure water
14s2f' 290 4 x 1o-7 No IGSCC

HT: 1050'C - 0.5 h I ppm, 0.06 pS/cm, 25 MPa

toz



Table 5.l Continued.

316L
15526)

HT:1050° C-0.5h

Pure water

8 ppm,0.06 μS/cm,25 MPa
4 x 1O-' No IGSCC

316NG
16527)

Mil‖ ng on surface

Pure water+Na2S04

32 ppm,l μS/cm,NA
5 X 1O'7 NO SCC

316NG
17527)

Mi:‖ ng on surface

Pure water + NazSOq (Crevice)

32 ppm, 1 pS/cm, NA
5 x 10-7

316NG
18527)

Mi‖ ing on surface

Pure water+Na2S04(CreViCe)

32 ppm,l μS/cm,NA
3X10‐
7   TGSCC
:GSCC

316NG
19527)

Milling on surface

Pure water+Na2S04(CreViCe)

32 ppm,l μS/cm,NA
l x10‐
7   丁GSCC

IGSCC

20528)

316L

CW 20%

Pure water + NazSOc

8 ppm, NA, NA
5X10‐
7   TGSCC
IGSCC

HT: heat treatment. CW: cold work. NA: not available

5.3 BWR模擬環境下における SSR丁 試験

5.3.1 供試材料の形状および寸法

SCC発生過程に対する確率論的検討を行 うため,BWRの 運転時の環境を参考にした模擬環境下

において SSRT試験を行った.供試材料は BWRの PLR配管に採用されている SUS316L鋼 である.

用いた供試材料の化学組成を Table 5.2に 示す。第 1章でも述べたように,SUS316L鋼製の PLR配

管において顕在化した SCCは,表面加工層において TGSCCと して発生し,IGSCCと して進展す

る傾向を示す。本実験では,よ り実機に近い SCC発生挙動の評価を行うため,供試材に冷間圧延

加工を施し表面加工層を導入することで,TGSCCの発生を対象とした試験を行つた。TGSCCは ビ

ッカース硬さが 270～ 300 HV程度において発生しやすくなる・
29,■3のことから,圧下率 20%におい

てビッカース硬さ (試験荷重 980 mN)力 2`74～ 291 HVを示すとした大谷らの報告 '3りを基に,冷間

圧延カロエ時の圧下率は 20%と した。ここで,冷間圧延ままの試験体の厚さには多少のばらつきが

存在するため,異なる厚さを有する試験体に対して引張試験を行つた場合,試験体に発生する応力

状態が異なる可能性がある.本実験ではこの試験体の厚さの影響を除外するため,圧延完了時の供

試材料の厚さを 2.2 mmと し,圧延加工を施した供試材料から試験体を切り出すとともに,湿式研

磨を施して 2.00± 0.01 mmま で試験体の厚さを調整することにより,Fig.5.4に 示す形状および寸法

を有する試験体を作製した.さ らに,湿式研磨により発生した研磨痕の除去,お よび表面状態を統

一することを目的として,粒径 l μmのダイヤモンドペース トを用いたバフ研磨を行つた後,丸本
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ス トルアス榊製のコロイダルシリカ (OP―U)を用いた研磨を施した。各試験体に対してこれらの

処理を行つた後に SSRT試験に供した .

Table 5.2 Chemical composition of SUS3l6L used at SSRT (massTo).

MnSi

0,017 0.66 1.16 0.031 0.001 12.13 17.34 2.23 Bal.

Fig. 5.4 Configuration and dimensions of specimen for SSRT.

5.3.2 試験条件

SSRT試験に用いた装置の外観,および圧力容器内に設置する試験体の写真を Fig.5.5に 示す.試

験に用いた装置は東伸工業欄製の循環式オー トクレーブを有する低ひずみ速度型 SCC発生試験装

置である。試験体への荷重は装置の上部に取り付けられたモーターにより付与され,ギアを調整す

ることにより引張速度を制御する。本検討においては BWRに顕在化している SCCを対象としてい

るため,Table 5.3に示した試験条件のように,試験体近傍に設置した熱電対により圧力容器内の温

度を 288° Cに設定し,圧力容器内の圧力は 8.8 MPaと した。循環水中の溶存酸素は 02,N2のバブ

リングガスによりBWRの標準環境である 7.9～ 8.l ppmに調整した。また,SCCの発生促進を目的

として,溶液として使用した純水中に 2x104 mo1/Jと した微量の Na2S04を添カロすることにより,

溶液中の電気伝導度を 20～ 30 μS/cmに調整 した.なお,試験時における試験体と治具は絶縁され

ている。ひずみ速度は,Table 5.1に示した 316L鋼を対象とした SSRT試験における試験条件を参

考に 4.6x10″ s・ としており,こ の際のひずみ速度はクロスヘッド変位を試験体の平行部の長さで

除したひずみ速度である。上述のような BWR模擬環境下において SSRT試験を行い,圧力容器内

の温度,ク ロスヘッド変位,荷重を記録するとともに,所定の変位に達した段階で試験を終了した .

試験停止時のクロスヘッド変位はそれぞれ 1.0,1.5,2.Omm(公称ひずみを 0.10,0.15,0.20)と した。
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Table 5.3 Test conditions for SSRT in simulated environment of BWR.

Temperature ("C) 288

Pressure (MPa) 8.8(8.5… 9,0)

Dissolved oxygen (ppm) 8.0

Water quality Pure water+Na2S04(10‐ 4 mOν0

Conductivity (pS/cm) 20‐ 30

Strain rate, e (1/s) 4.6 x 10-7

Displacement (mm) 1.0, 1.5,2.0

(a) overall view (b) setting of specimen

Fig.5.5 Photographs of testing equipment for SSRT.

5.4 SSR丁 試験により得 られた SCC発生挙動の観察

5,4.1 荷重―変位曲線の比較

SSRT試験により得られた荷重一変位曲線,公称応力…ひずみ曲線をそれぞれ,Fig.5.6,Fig.5.7に

示す.さ らに,Fig.5.7に 示した公称応カーひずみ曲線から,以下の式 (5.1)に示す関係より,真応

カーひずみ曲線を算出した。
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ここで,8:真ひずみ,σ :真応力,ε ":公称ひずみ,σ″:公称応力である
。式 (5.1)を 用いて算出

したそれぞれの真応力…ひずみ曲線の比較を Fig.5.8に 示す。以後,これらの試験体をε″〓0.10の よ

うに,試験停止時の公称ひずみで区別することとする。Fig.5.8に 示した真応カーひずみ曲線を比較

すると,ε″=0.20と した真応力…ひずみ曲線の弾性域において他の試験体よりわずかに低いヤング

率を示していることが分かる。また, どの試験体においても真応カーひずみ曲線から算出されるヤ

ング率はおよそ 12 GPa程度であり,お よそ 170 GPa前後の値 とされる SUS316L鋼 の 288° Cにおけ

るヤング率よりも明 らかに低い値を示 している.図 中には比較のため,ヤ ング率を 170 GPaと して

算出した弾性挙動を示 している。これは,結果に装置の変形が含まれることや,試験時に引張応力
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を負荷する際,治具に設置した円孔部に応力が集中することにより,円孔部の変形が優先して進行

したためと考えられる。ε"=0.20の
試験体においては,他の試験体と比較して,試験時の円孔部の

変形に差が生じたことに起因して見かけのヤング率に差が生じたと考えられる。降伏後の挙動に関

しては各試験体に明確な差は確認できず,同様の傾向を示している.こ のことから,荷重一変位曲

線,また応カーひずみ曲線に影響を与えるほど大きな SCCの進展は生じていないことが考えられる。

5.4.2 試験体表面に発生した SCCの観察結果

試験終了後の各試験体の写真を Fig.5。9に示す。各試験体に発生した SCCを確認するため,試験

体中央の平行部を切 り出し,FE―SEMを用いた試験体表面の組織観察を行つた.こ こで,Fig.5.9を

見ると,程度の差は存在するものの酸化膜の生成により試験体が変色していることが分かる .

FE―SEMを用いた観察を行う際には,酸化膜の除去を目的として,過塩素酸酢酸を用いた電解研磨

を行った。各試験体に対して倍率を 100倍 として組織観察を行つた SEM画像をFig.5.10に示す .

これらの写真から,試験時間および付与するひずみの増加とともに試験体の表面にすべり線のよう

な傷が増加していくことが確認できる。この傷を確認するため,ε
“
=0.15の 条件に対して,800倍

とした倍率により試験体表面を詳細に観察した SEM画像を Fig.5.Hに 示す。この写真から,すべ

り線とみられるような傷ですら明らかな開口が確認でき,る ことから,Fig.5。 10に示した多数の傷

は SCCであると考えられる。さらに,結晶粒径が数十～数百μm程度とされる SUS316L鋼におい

て,観察された SCCの発生位置は必ずしも粒界に対応しているとは考えられないことから,発生

した SCCは TGSCCで あると考えられる.

(a) e, = 9.16 (b)ε
“
〓0.15

(c) e, - 0.20

Fig.5.9 Photograph of each specimen after SSRT.
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(a) e,, = 0.10 (b) e ,, = 0.1 -5

(c) e,, = 0.20

Fig.5.l0 Photograph of surface of each specimen afier SSRT at 100-fold rnagnification.

Fig.5.ll Photoeraph of surface r)f 8,, = 0.1-5 specimen afier SSRT at 800-1bld ma-unification.
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5.5 BWR模擬環境下における SSRT試験により得 られた SCCの確率論的検討

5.5.l SCC発生過程に対する確率論的破壊力学の適用対象

第 5.1節において述べたように,微小き裂の発生および進展,微小き裂の合体を含む SCCの発生

過程では多くのばらつきを有するため,確率論的な検討が必要となる.荷重や材料特性などのばら

つきを確率論的に取り扱 う破壊力学は,確率論的破壊力学 (PrObabilistic fracture mechanics;PFM)'3a

と呼ばれている。本研究で対象としている SCCに関して,PFMでは,SCC進展評価は一般的な破

壊力学と同様に決定論的な評価が行われるが,残留応力やき裂の進展速度などばらつきを有するパ

ラメータについて確率分布を考慮したモンテカルロ法に基づく繰 り返し計算を行 うことにより,機

器構造物の健全性を破損確率などで表される確率として評価するところにその特徴を有する。

確率論的破壊力学を適用することにより SCCを有する機器構造物の破損確率等を検討する際に

は,SCCの発生過程のみならず進展過程をも考慮することができる.本研究では,SCCの発生過程

に関して検討を行 うことを主な目的としているが,SCCの発生過程および進展過程を考慮した評価

も重要であり,そのためには,発生過程と進展過程の境界となるき裂深さに関する検討が重要とな

る。つまり,時間とともに進行する SCCに対する寿命評価を行 う場合には,発生過程と進展過程

の境界に達するまでの時間に関する検討が必要である.さ らに,進展過程における任意のき裂深さ

からの進展を考えた場合,発生過程と進展過程との境界に達した場合のき裂深さのばらつき,言い

換えればき裂深さに対する確率密度分布も寿命評価には重要な因子となる.以後,この SCC発生

過程と進展過程の境界に対応するき裂深さを有するき裂を巨視的な初期き裂と称し,前節で得られ

た SCCに対して統計的な評価を行 うことにより,初期き裂発生時間および初期き裂発生時のき裂

深さに対する確率分布に関する検討を行 う.

5.5.2 SSRT試験により得られた SCCの統計的検討

まず,SSRT試験を施した試験体表面に発生した SCC数 とき裂長さの関係を検討した。発生した

SCCを詳細に確認するため,倍率を 300倍 とした SEM画像に対してき裂数およびき裂長さの測定

を行い,得 られた結果を 5 μmご とのヒス トグラムに整理した。この際,屈曲したき裂に対しては,

き裂の端部と端部で結んだ直線の長さをそのき裂の長さとし,複数き裂の合体が見られるき裂に対

しては一つのき裂としてカウントした。ヒス トグラムを作成する際に用いた 300倍の SEM画像を

Fig.5.12に ,作成したき裂数とき裂長さのヒス トグラムをFig.5.13に示す。ε″=0.10の結果では,

20 μm以下のき裂が多く発生しており,最頻値は 10 μm前後,最大き裂長さは 55 μmであつた.ε″

=0,15までひずみを付与した条件の最頻値は 15 μm程度であり,ε″=0.10の条件において得られた

最頻値より増加 しているものの,大きな変化は見られなかつた。しかしながら,総き裂数および最
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大き裂長さの増加が確認でき,最大き裂長さは 78 μmまで進展する結果が得られた。ε
“
=0.20の条

件により得られた結果においては,最頻値は 30 μm前後まで,また,最大き裂長さは 108 μmまで

進展している。しかしながら,発生した総き裂数は ε″=0.10お よび ε′=0.15の条件において得ら

れた総き裂数よりも減少した結果となつた。これは ε″=0.20と した条件において,多 くの微小き

裂の合体が生じていることに起因している。SCCの進展においては,微小き裂の合体が重要な因子

であるとされており "'・
3つ,微小き裂同士の合体を繰返すことにより巨視的なき裂へと成長する。

ε″=0.20の条件において得られた総き裂数の減少および最頻値の増加は,微小き裂の合体過程によ

り生じた結果であると考えられる。

(→ ε″=0.10 (b)ε″=0.15

(c) €" = 0'20

Fig.5.12 Photograph of surface of each specimen after SSRT at 300-fold magnification.
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Number of total cracks = 298 Number ol total cracks = 418

(a)ε″=0.10
100

30 40 50 60 70 80 90100110120

Crack!ength,′ (μm)

(b)ε″=0.15

0  10 20 30 40 50 60 70 80 90100110120

Crack!ength,′ (μm)

(C)ε″=0.20

Fig.5.13  Number of cracks― crack length histogram after SSRT in cach specilncn.

Fig.5.13に おいて得られたき裂数およびき裂長さの関係を基に,確率紙プロットを行つた結果を

Fig.5.14に 示す。累積確率およびき裂長さを対数軸として表したプロットより,どの条件において

もこれらの関係は一つの直線により近似できる傾向を示していることから,SSRT試験により発生

した SCCのき裂長さは対数正規分布に従 うことが分かる。この結果は,石山 '3oぉ ょび大中
531)ら

によつてなされた,冷間カロエを施した SUS316L鋼を対象とした CBB試験により得られた SCC長

さの統計結果と同様の傾向を示している。この対数正規分布は以下の式 (5.2)で 表される。

川〓泳 "[豊り |

(5.2)

ここで,ル):確率密度関数,μ :平均値,s2:分散である.式 (5.2)で 表される対数正規分布にお

30 40 50 60 70 80 90 100110120

Crack iength,′ (μm)

Number of total crack = 232



いては,その標本平均値,標本分散,変動係数および最頻値は以下の式 (5.3)で 表される。

♂

一２
＋μｐ∝〓ＸＥ

(5.3)

ここで,E[Xl:標本平均値,VIXl:標本分散,η :変動係数,MIXl:最頻値である。対数正規分布

のこれらの値を算出するには,式 (5.2)中 の ぃ,s2を求める必要があり,本検討では,最尤法・
3o

を用いて求めた。最尤法に用いられる尤度関数は以下の式 (5.4)で与えられる。

y[X]=exP(2μ +s2){eXP(S2)_1}

L(■ ,… ;θ )=ノ (■ ;θ )。∫(為 ;θ )・…・ノ(為 ;θ )

〓Π∫仁;θ )
■1

ここで,L∝ 0):尤度関数,0:推定するパラメータである。

下の式 (5.5)が 得 られる.

LIXl,

(5.5)

ここで,Lo;0):対数尤度関数である。この対数尤度関数が最大値を示す0の値が求めるパラメー

タの値となる.こ の最尤法を式 (5.2)で示した対数正規分布において適用し,μ および s2それぞれ

に対して微分すると,以下の式 (5.6)が 得られる。

(5.4)

式 (5.4)に 対して対数を取ると,以

ｌ
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♂
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z = J"*n(")-t
ルf[X]=exp(μ ―S2)

(5.6)



最尤法により得られた,ε"=0.10,0.15,0.20そ
れぞれの条件に対応する対数正規分布のパラメータ

を Table 5.4に 示す。これらのパラメータを用いて,対応する SSRT試験の条件により得られた総き

裂数に対する確率密度分布を,Fig.5。 13に示したヒス トグラムの確率密度分布と比較して Fig.5.15

に示す。ε″=0.10,0.15の 結果と比較してε″〓0.20の結果は,標本分散が大きくなることに起因して

ヒス トグラムから得られる確率密度分布と差が生じる結果となつた。しかしながら,Table 5.4に示

したぃおよび s2を用いることにより,ひずみの増加とともに最頻値や標本平均が上昇する傾向を把

握できることを確認した。
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Fig. 5.14 Relationship between number of cracks and crack length after SSRT.
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Table 5.4 Parameters for log-normal distribution obtained by maximum likelihood estimator.

Variable

Average, p

Variance, s2

Sample average, E[X]

Sample variance, V[Xl

Variance coefficient, r1

Mode, M[Xl

ε″=0.10

2.572

0.312

15.302

85.73

0.605

9.584

εη=0.15

2.901

0.358

21.762

204.05

0.656

12.714

ε″=0.20

3.245

0.272

29.405

270.72

0.560

19.542
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Fig . 5 .l 5 Comparison of experimental and analytical probability density distributions for crack length .

5.5.3 アスペク ト比を基にしたき裂深さ分布の算出とき裂深さの進展挙動

前節において得られたき裂長さ分布を基に,き裂進展評価を行 ううえで必要なき裂深さについて

120
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検討する。本 SSRT試験では有意なき裂深さのデータが得られなかったことから,上述のように,

き裂長さおよびき裂のアスペクト比 (き 裂深さ/き 裂長さ,α /′)を基にき裂深さの算出を行 う。明

石 '3)ら は,鋭敏化 304鋼を対象とした CBB試験において,発生した ScCのアスペクト比はどのき

裂に対してもおよそ0.16であることを報告している.ま た,Ishiyamaら
53動は冷間圧延を施した 316L

鋼を用いて CBB試験を行つた結果,発生した SCCのアスペクト比は 0.15-0.7程度であり,き裂

深さが浅いほど高いアスペクト比を示すことを報告している.本検討では SUS316L鋼 を対象とし

ているため,得 られたき裂長さ並びに Ishiyamaら の報告を参考に,き裂のアスペクト比を 0.6と 設

定した.Tablc 5.4に 示した対数正規分布のパラメータを基に,き裂のアスペクト比を 0.6と して算

出したき裂深さの確率密度分布を F屯 .5.16に 示す.さ らに,算出したき裂深さ分布により得られた

スχ),EOお よび累積確率が 90%に達するき裂深さ魚∞)と ,SSRT試験の試験時間との関係を Fig.5.17

に示す。ここで,Tsubotaら
53oは進展性き裂に成長するまでの,微小き裂の進展を含む初期き裂の

発生時間は応力の関数として表されることを示している。同様に,時政 537)も IGSCCと して進展に

至る前段階を粒界腐食 (IntcrGranular CorosioЩ  IGC)過程とし,こ の IGC過程におけるき裂進展速

度は応力に依存するとしている。この際のき裂進展速度は以下の式 (5.7)で表される
53η

.

#=鴫
eXpしσ

)

ここで,あ/″ :き 裂進展速度 (μm/h),

は IGC過程を対象とした式であるが ,

を対象としている.そ こで,TGSCC

(57)

yO:速度定数 (μm/h),9:応力定数 (MPa・)である。式 (5.7)

実質的には IGSCCに 至るまでの微小き裂の進展を含む領域

を粒界と比較して粒内で優先的に腐食が生じやすい環境下で

２
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Fig.5.l6 Comparison of probabilistic density

distributions calculated from crack length

distributions obtained bv SSRT.
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の微小き裂の進展と捉えれば,こ の式は TGSCCに も適用可能であると考え,式 (5。7)を SSRT試

験により発生した TGSCCの進展速度評価への適用を試みた。Fig.5.17に 示したνttl,E[刈および

α(%)に対する
y。 ぉょび 9を ,Fig.5.8に 示した真応力履歴を用いて最小二乗法により算出した,その

結果をTabL 5.5に 示す.得 られた材料定数を基に,ε″=0.20の真応力履歴に対して,試験停止時の

負荷応力にて保持した場合のき裂深さと時間の関係の計算結果を,Fig.5.17に 示した SSRT試験結

果と比較して Fig.5.18に示す。計算結果は試験により得られたИ刈,E[凋およびα(∞)と 良く一致し

ており,式 (5.7)お よび導出した定数を用いることにより,き 裂深さを応力および時間の関数とし

て推定することが可能であることを確認した。

。  MrxJ‐ ssRT    ――¨‐MpaCal

O  a ‐SSRT    
―
a ―Cal

Jゝ
″ ´

L.,=″
イ′‐

0          50         100         150

Test lme, ′(h)

Fig.5.18  Comparison of calculatcd crack depth bascd on cquation(5.7)、 ″ith Fig.5.18.
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5.5.4 巨視的な初期き裂発生時間およびき裂深さのばらつきに関する検討

SSRT試験により求めたき裂深さの確率密度分布を基に巨視的初期き裂の発生時間,および巨視

的初期き裂発生時におけるき裂深さのばらつきに関する検討を行 う.巨視的初期き裂に関しては,

実機での検査により検出できる最小き裂サイズ
5o,ぉ ょびき裂進展を評価するための試験における

最小予き裂サイズ
5"を参考に,き裂深さが lmmに達した時点を巨視的初期き裂の発生として扱 う

こととする。前項において,SCC発生過程におけるき裂深さの時間変化は応力,時間に依存するこ

とを示した。これは,試験体の負荷応力,お よび対応する応力が付与されている時間によりき裂深
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Table 5.5 Material parameters in equation (5.8) for crack growth calculation.

ν凶 EIM a(eo)

1/o(μ m/h) 4.581 x 1O-' 1.206 x 10-' 2.543 x 10-'

9(MPa~1) 1.111 x 10-3 3.151 x 104 2.473 x 10-"



さの確率密度分布が変化することを示している.したがつて,巨視的な初期き裂の発生に関する検

討を行 うためには,こ の応力および時間に依存するき裂深さの確率密度分布を検討する必要がある。

式 (5.7)を 基に,き裂深さに対する確率密度分布により得られた最頻値 MDお よび標本平均値

Eoの時間変化は以下の式 (5.8)に より表される。

″け)〓ィexpr→
(5.8)三

:∫

二】=JRexP(■ Eb)

ここで,イ,9″,イ,9Eはそれぞれ Table 5.5に 示したИ凶および EIXlに対応する材料定数であ

る。応力が時間に依存しないとして式 (5.8)を 時間で積分すると以下の式 (5.9)が 得られる。

M(*)=v{ exp(quo\.t

E(*)=Vo" exp(q"o)'t

さらに,式 (5.3)の 平均値μ,分散 ∫2は ,式 (5.9)を用いて以下の式 (5.10)で 表される。

(5.9)

M (r) =V{ exp(qu o)' r : exp(p - s')

(5.10)

式 (5.10)を μ,s2に 関して連立方程式として解くことにより,応力および時間の関数としてぃ,s2

を表した以下の式 (5.H)が 得られる。

μ=-2438+5.804x10~4σ +ln′

s2=0.“53-5.304x104σ
(5.11)

式 (5.11)を 用いて,応力および時間により変化するき裂深さの確率密度分布の算出を行つた .

一例として,負荷応力を 600 MPaと した場合の確率密度分布の時間変化を Fig.5.19に 示す.時間と

ともにき裂深さの確率分布が扁平な分布に変化することが確認でき,これは,Fig.5.16に 示したき

裂深さ分布と同様の傾向を示している。このような時間および応力とともにき裂深さの確率分布が

変化する場合の巨視的初期き裂の深さに対する確率密度分布を得るためには,まず,初期き裂発生

E(χ
)〓
yFexp(`Eσ

)・

′=exP(μ +う
i)
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時間を求める必要がある。本検討では,標本平均 E[凋が初期き裂深さとした lmmに達する時間を

初期き裂発生時間とした.式 (5.H)を 基に算出した,各応力に対応する初期き裂発生時間の関係

をFig.5.20に 示す.応力を 1000 MPaと した場合の巨視的初期き裂発生時間はおよそ 6050時間で

あり,応力をO MPaと した場合の巨視的初期き裂の発生時間はおよそ 8300時間となり,初期き裂

発生時間は応力とともに減少する結果が得られている.こ の巨視的初期き裂発生時間における,各

応力に対応するき裂深さ分布をFig.5.21に示す。き裂深さが 1.7mmを超えるような領域において,

応力が低い場合の方が高い確率密度を有する結果となつているが,これはき裂発生時間が各応力に

より異なることに起因している。すなわち,き裂発生時間が異なるものの,き裂深さの確率密度分

布における最頻値や標本平均は応力の上昇とともに増加することが確認でき,対象とする応力によ

り異なるき裂深さの確率密度分布を得ることが可能である.得られた結果に関して十分な検証はで

きてはいないが,加速試験の結果であることから,安全側の評価であると言える.以上のように,

き裂深さの確率密度分布,およびその時間変化を基に,応力を関数とした巨視的初期き裂の発生時

間および初期き裂発生時のき裂深さに関する確率密度分布を算出することが可能となつた。
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5.6 結言

本章では,SCCが発生した構造物の寿命に大きな影響を及ぼす SCCの発生,微小き裂の進展お

よび合体までの挙動を含む SCC発生過程に対して,SCC発生過程においては腐食現象や材料組織

に起因して大きなばらつきを有することに着目し,SCC発生に関する確率論的検討を行つた。SCC

発生過程を評価する試験として,BWR模 擬環境下において SSRT試験を行い,試験体の表面に発

生した Sccを FE―SEMを用いて観察するとともに,き裂数およびき裂長さに関する統計的な評価

を行い,き裂深さに対するき裂長さのアスペクト比を用いることにより,SCC進展過程における初

期き裂発生までの確率論的な評価を試みた.得 られた主な結論を以下に示す。

(1)ひずみ速度を 4.6x10~7と して BwR模擬環境下において SSRT試験を行つた結果,試験体に

付与する公称ひずみを0.10,0.15お よび 0.20と したどの条件においても微小な SCCが発生させ

ることができたことを確認した .

(2)FE―SEMを用いて倍率を 300倍 として取得した画像に対して,発生した SCCの き裂数および

き裂長さのヒス トグラムを作成した結果,公称ひずみが 0.15ま では付与するひずみの増カロとと

もに発生する総き裂数は増加するが,公称ひずみが0.20の場合に発生した総き裂数が減少する

ことを示した.これは微小き裂の合体によるものと考えられる.ま た, どの条件においても,

き裂数とき裂長さの関係は対数正規分布に従うことを示した。

(3)き裂長さの確率密度分布より算出したき裂深さ分布から,最頻値 M②および標本平均値 Eo

の時間変化,累積確率が 90%に達するき裂深さ負∞)の時間変化を応力に依存する値として検討

することにより,応力および時間を関数としたそれぞれの時間変化を見積もることが可能であ

ることを示した。

(4)最頻値 Mωおよび標本平均値 Eoの進展速度から応力および時間を関数とした平均値μ,分散

∫2を表す式を導出するとともに,応力および時間により変化するき裂深さの確率密度分布を得

た。さらに,SCC発生過程からSCC進展過程に遷移する際の巨視的な初期き裂深さを l lrllnと

して,応力に依存する巨視的な初期き裂の発生時間,および初期き裂発生時の初期き裂深さの

確率密度分布を導出した .
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第 6章 配管の施工過程により発生する残留応力分布を用いた
き裂進展解析による寿命評価に関する検討

6.1 緒言

本研究では,BWRの SUS316L鋼製の PLR配管に顕在化しているSCCの発生及び進展に対して ,

残留応力分布が及ぼす影響を検討することを目的として研究を進めてきた。第 2,3章においては,

配管に存在する残留応力を詳細に把握することを目的として,表面機械カロエにより発生する残留応

力分布,また,配管の溶接接合過程である表面機械加工後に溶接を行つた場合の残留応力分布に関

する実験的な検討を行つた。その結果,表面機械加工後に溶接を行った場合の残留応力分布は溶接

熱影響部近傍において 900 MPa程度の極大残留応力を示し,こ の極大残留応力値は表面機械加工の

み,あるいは溶接のみを施した場合に生じる残留応力値よりも高い値であることを示した.第 4章

では,施工過程に伴 う残留応力分布の変化挙動に関して,溶接熱サイクルに伴 う回復・再結晶に起

因して生じる硬さ変化を加算則として適用した数値解析を行 うことにより,残留応力分布の変化挙

動を評価可能であることを示した。さらに,極大残留応力は溶接時の残留応力生成機構により発生

することも示した。第 5章では,SCC発生過程に対する確率論的な検討を目的として BWR模擬環

境下において負荷ひずみを変化させた条件において SSRT試験を行い,試験体表面に発生した SCC

に対して確率論的な検討を行 うことにより巨視的な初期き裂の発生時間を求めた。

ここで,第 1章において示したように,実機プラントに顕在化している SCCは,表面加工層を

有する表面において TGSCCと して発生し,IGSCCと して進展することが確認されている.第 5章

において求めた巨視的な初期き裂は,実機におけるTGSCCか らIGSCCに遷移する際の境界にほぼ

対応するため,こ の境界以降の SCC進展に対しては IGSCCと して進展することを考慮に入れた検

討が必要となる。我が国における原子力発電プラントの SCC進展過程に関しては, 日本機械学会

維持規格
m)に
代表されるき裂進展解析によりその評価が可能となつている。維持規格におけるき裂

の駆動力として最も重要なものが残留応力分布であり,維持規格を適用したき裂進展解析を行 うた

めには,対象構造物に存在する残留応力分布を求める必要がある。この際に考慮される残留応力分

布として,配管溶接により発生する残留応力分布が用いられている場合が多く存在する・
2る0。 しか

しながら,第 3章でも述べたように,配管の溶接接合過程を考えた場合には,内径合わせおよび内

表面仕上げを目的とした表面機械加工が施された後に突合せ溶接が施され,残留応力は表面機械加

工,突合せ溶接,どちらの施工においても発生する。したがつて,よ り詳細な残留応力分布を把握

するためには,表面機械加工後に突合せ溶接が施されるといつた施工過程を考慮する必要がある。

本章においては,第 4章で構築した施工過程を考慮することが可能な数値解析手法を配管の溶接

接合過程に適用することにより,配管の施工過程により発生する残留応力分布の詳細な把握を試み

るとともに,得られた残留応力分布,および第 5章において得られた初期き裂の発生時間を用いて
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き裂進展解析を行 うことにより,SCCの発生過程から進展過程までを考慮した配管の寿命に及ぼす

残留応力分布の影響を検討することを目的とする。

6.2 SCCを有する構造物に対するき裂進展解析を用いた寿命評価法

6.2.1 日本機械学会維持規格に基づくき裂進展評価

配管内表面に SCCが見つかつた場合に行われる維持規格に基づく健全性評価では,検査により

欠陥寸法をサイジングした後,そのき裂を包絡する半楕円形状のき裂に置き換え,溶接施工により

生じる残留応力分布を考慮して,き裂の評価点における応力拡大係数を影響関数法により算出する,

いわゆる決定論的なき裂進展解析が行われる。ここで,影響関数法とは,様々な配管形状,き裂深

さ,き裂形状などに対して,き裂の評価点における応力拡大係数 (κ値)を算出するためのデータベ

ースが整備された簡易的な評価が可能な手法である。例として,Fig.6.1に ,本研究で考慮した配

管内表面に半楕円き裂が存在する際のき裂の定義と評価点 (こ こでは最深点と表面点)を示す.こ

の手法では,残留応力が存在するような場合に対応したデータベースが整備されており
67(■o,重

ね合わせの原理を適用することにより複雑な残留応力分布がある場合の κ値をも算出することが

可能である.配管に存在する任意の板厚内の残留応力分布に対応するため,以下の 4次多項式 (6.1)

～ (6.3)で残留応力分布をフィッティングしてκ値を算出する.

K=[ノ%G。 +ムq+ИしG2+札 CL ttA4GL]寸
号
『 (6.1)

(6.2)

(6.3)

０
α

一
′

３９５４＋〓２

σ=へ +4,+4(:)2+札
(:)3+札 (:)4

ここで,α :き裂深さ (mm),J:き裂長さ (mm),χ :内表面からき裂先端までの距離 (0≦χ/α ≦1),

σ:残留応力分布 (MPa),Gn:影響係数である。このκ値算出式を用いることにより板厚内の残留

応力分布を表現することが可能であるので,溶接や機械加工などの様々な条件や施工過程を考慮し

て,残留応力分布がき裂の進展に及ぼす影響を評価することが可能である.

本研究では,前述のとおり,検査により欠陥寸法をサイジングした後,安全側にその欠陥を包絡

する半楕円形状のき裂に置き換えることによつて,Fig.6.1に 示すような配管内表面に半楕円き裂

が存在する場合を対象としている.こ のき裂は,き裂最深点は深さ方向へ,き裂表面点は周方向ヘ

それぞれ進展していく。この際のき裂進展速度はκ値に依存し,本研究の対象鋼材である低炭素オ
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―ステナイ ト系ステンレス鋼、通常炉内水質環境下におけるκ値とき裂進展速度の関係は Fig.6.2

で表されるような関係を有する。K値が 6.7(MPa・ m05)以下の場合においても一定のき裂進展速

度が規定されているのは,この解析が維持規格として定められたものであり,き裂の進展量を安全

側に評価するためである。さらに,プラント稼働に伴い,配管に付与される内圧等も式 (6.2)の

A。 に膜応力として与えることにより考慮することが可能である。

(6.7 MPa'6ou;
lE‐ 9キ

Stress intensity factor, K (MPa'm"')

Fig.6.2 Relationship between crack growth rate and

stress intensity factor for SUS3l6L.
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Fig. 6.1 Shape and modeling of initial crack

in pipe for crack growth analysis.

6.2.2 PASCALシ リーズについて

PASCALシ リーズとは,軽水炉機器の経年劣化を考慮した構造健全性評価に関する研究の一環と

して独立行政法人日本原子力研究開発機構により開発が進められている確率論的破壊力学解析コ

ー ド (PFM Analysis of Structural Componcnts in Aging LWR)の 略称であ り,安全上重要な圧カバ ウ

ンダ リ機器の内,原子炉圧力容器や再循環系配管の破損確率などをモンテカルロ法に基づ く確率論

な評価を行 う解析コー ドである。これまでに原子炉圧力容器 (PASCAL)6H‐
61助 ,き裂を有するオー

ステナイ ト系ステンレス鋼溶接部 (PASCAL― SP)614,61つ,減肉を有する炭素鋼配管 (PASCAL― EC)610

を対象とした PFM解析コー ドなどが開発されている.本検討では,溶接残留応力を考慮できると

ともに,表面機械加工を施した表面より発生する SCCの発生確率を考慮可能な PASCAL― NPを用

いて検討を行 うこととした.PASCAL― NPは従来,カロ圧水型原子炉上蓋貫通溶接部において顕在化

した PWSCCや ,沸騰水型原子炉セーフエンド部などで顕在化した NiSCCな どの評価に対応するた

め,複雑形状 Ni基合金異材溶接部を対象として開発が進められているPFM解析コー ドである
61761助

.

PASCAL―NPでは,維持規格等の決定論的な評価法では扱 うことが困難であつた初期き裂の発生挙

動やそのばらつき,材料強度,残留応力分布およびき裂進展速度などのばらつきを考慮することが

でき,SCCの発生および進展の解析を通じて,漏洩および破断に至る確率を破損確率として評価す

ることが可能である。

PASCAL― NPにおける破損確率を評価する際のフローチャー トを Fig.6.3に示す。まず,解析開
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始とともに SCC発生時間,初期き裂のサイズ,残留応力分布およびき裂進展速度などの確率変数

に関するサンプリングを行う。このサンプリングはモンテカルロ法に基づき乱数を発生させること

により行われる。このサンプリングの結果を基に,発生した初期き裂の進展を評価する.き裂進展

は,前項で示した決定論に基づく解析で評価される.影響関数法は計算速度が速いため,PFMに適

した評価方法である。PASCALではこの評価を任意のサンプリング数に対して繰返し行 うことによ

り,漏洩や破断等の破損確率の評価を行 う。

Fig.6.3 Flow chart of crack growth analysis in PASCAL for evaluation

ofleakage and/or failure probability.

本検討では,PASCAL―NP“つを SUS316L鋼製の 600A PLR配管に顕在化した SCCに適用すると

ともに,種々の施工条件により発生する残留応力分布を対象に解析を行 うことにより,SCCが存在

する構造物の寿命に及ぼす残留応力分布の影響に関する検討を行 う.

6.3 配管の溶接接合過程を対象とした残留応力分布の数値解析

6.3.1 数値解析モデル

前節において示した寿命評価を行うことを目的としたき裂進展解析では,き裂の駆動力として対

象構造物に存在する残留応力分布が用いられている。そのため,寿命評価を行うためには残留応力

Sampling of randam variables
.lnitiation time ol SCC
. Initial crack size (deplh, length)
. Residual stress distribution
.Crack groMh rate

Calculation of stress intensity lactor
from residual stress disvibution

Calculation of crack growth rate
from stress intensity factor

Crack growth and
Judgement of leakage/failure
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分布を把握する必要があるため,本検討では BWRの PLR配管を対象とし,配管の突合せ溶接によ

り発生する残留応力分布の把握を行つた.数値解析はこれまでと同様,汎用有限解析ソフトウェア

ABAQUS ver.6.9を 用い,熱弾塑性解析を行つた.数値解析に用いたモデルを Fig.6.4に 示す.実機

プラントにおいては,溶接施工上の信頼性向上などを目的として,狭開先とした突合せ溶接 61りも

施されることから,通常開先,狭開先,両方のモデルに対して数値解析を行つた.Fig.6.4に 示す

ように,通常開先における溶接パスは,H層 33パスであり,狭開先の場合は,10層 15パスであ

る.ま た,両方のモデルにおいて,表面機械加工により導入される硬さ分布および残留応力分布に

対応可能な程度に表面近傍には細かい要素を用いた.数値解析モデルは,外径 600 mm,板厚を 39

mm,全長を 600 mmと した 600A配管であり,数値解析は対称性を考慮した軸対称モデルとした .

F:´

lli二

i

よ

ヽ

ｌ

ｆ

〃

(un蔵 :mm)

(a) Normal groove model
/´
/outer surac♀

(b) Narrow groove model

ｆ

▲

Ｔ

‐

‐

」

０

｀`｀ヽ _lnner surface

Fig.6.4 Analytical model for butt-welding for normal and narrow groove.

6.3.2 数値解析条件

第 4章において行つた残留応力変化挙動の数値解析と同様に,式 (4.2),式 (4.6)を 用いた加算

則を適用することにより,配管の溶接接合過程に伴 う残留応力変化挙動を考慮した。この際の機械

加工条件は,配管の内径合わせおよび表面仕上げ時に施される条件 62oを参考として,切削速度を

45m/minお よび 100m/minと し,送 りおよび切込みは,それぞれ 0.lmm/rev,0.lmmと した。すな
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わち,対象とする機械加工条件において発生する,Fig.2.27お よび Fig.4.10に 示した残留応力およ

び硬さの深さ分布を,初期応力および初期硬さ分布として数値解析モデルの内表面に導入した.こ

の際,Fig.2.27に おけるχ方向が配管における周方向,ッ 方向が軸方向に対応する。同様に,解析

条件に対する名称を,溶接のみの条件 W,切削速度を 45m/minと した表面機械加工後の溶接の条

件 M(45)+W,切削速度を 100m/minと した表面機械加工後の溶接の条件 M(100)+Wと している。ま

た,数値解析に使用した材料特性は Fig.4.7に 示した温度依存性を考慮した SUS316L鋼の特性を用

いた。通常開先モデルを用いた数値解析における溶接パス数は 33パス,狭開先モデルを用いた数

値解析における溶接パス数は 15パスであり,それぞれの溶接パスにおける溶接条件は,内表面か

ら8mmま でを 2.O kJ/111m以下,8… 19 mmま でを2.5 kJ/mm以 下,19‐ 39 mmまでを 3.5 kJ/111m以下
Ca)を 目処に,通常開先モデルおよび狭開先モデルに対してTable 6.1に示した溶接入熱条件とした .

また多層溶接時のパス間温度は 150°C以下とした .

6.4 配管の溶接接合過程により発生する残留応力分布の数値解析結果

6.4.1 熱伝導解析により得られた溶込み形状の数値解析結果

600A配管を対象とした熱伝導解析により得られた最高到達温度分布の数値解析結果をFig.6.5に

示す.こ こで,図中における黒い枠線は Fig.6.4に 示した各数値解析モデルにおける溶接金属部を

示している.通常開先モデルおよび狭開先モデルどちらのモデルを対象として行つた数値解析にお

いても,開先から2～ 3 mm前後の溶込みが得られており,現実的かつ十分な溶接入熱が与えられ

ていると考えられる。したがつて,こ の熱伝導解析結果を基に弾塑性解析を行 うことにより,残留

応力分布に関する検討を行つた。

128

Table 6.1 Welding condition for butt-welding of 600,4. pipe.

Condlion Experimen16'21)
Numerical analysis (Average)

Normal groove Narrow groove

Heat input (kJ/mm)

(Classification: Depth from

inner surface)

0-8 ≦2.0
0.83

(1 - 3 pass)

1.02

(1 - 2 pass)

8-19 ≦2.5
0.96

(4-14 pass)

1 .19

(3 - 7 pass)

19-39 ≦3.5
1.41

(15‐ 33 pass)

1.43

(8-15 pass)

Total heat input (kJ/mm) 39.89 19.43

Interpass temperature ('C) ≦150



(a) normal groove

Temperature, f

Ii*

Illl
(b) narrow groove

Fig. 6.5 Analytical results of maximum temperature distribution for normal and narrow groove.

6.4.2 通常開先モデルにおける残留応力分布の数値解析結果

通常開先モデルを用いて数値解析を行つた,配管内表面および外表面における残留応力分布の数

値解析結果を,それぞれ Fig.6.6,Fig.6.7に 示す。これらの図においては,z=0を溶接中心として

おり,以降の図においても同様に示す。Wの条件において発生した内表面での周方向残留応力は,

中央に位置する溶接部において 100 MPa以下のわずかな引張残留応力を示すが,溶接中心からの距

離とともに減少ことにより圧縮残留応力に変化し,およそて=± 50 mm付近において-200 MPaの圧

縮残留応力を示している。内表面における軸方向残留応力に関しては,溶接中心近傍にて 400 MPa

近い引張残留応力を示しており,z=± 100 mm付近において-300 MPaの圧縮残留応力を示した後 ,

端部において O MPaに収束するような分布を示している.M(45)+Wの条件において発生した残留

応力は,周方向および軸方向ともに,中央部付近では Wの 条件により発生する残留応力と同等の

値を示すが,配管の右側 (z>0)では z=10 mm付 近において急激に残留応力が低下し,周方向で

はおよそ-300 MPa,軸 方向では-500 MPa程度の圧縮残留応力を示した.また,配管の左側 (z<0)

における残留応力は,z=-12 mm近傍において,周方向及び軸方向それぞれ,-200,-300 MPa程 度

の圧縮残留応力を示した後に急激に上昇し,周方向では 100 MPa程度,軸方向では 500 MPa程度の
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引張残留応力を示している.その後は初期応力値である 200 MPa程度に収東する結果を示した。

M(100)+Wの 条件は M(45)+Wと 同様の残留応力を示すが,お よそ z=12 mmにおける圧縮残留応力

は周方向および軸方向それぞれ,-300 MPa,-800 MPa程度を示し,z=-15 mm近傍において発生す

る引張残留応力はそれぞれ 200 MPa,800 MPaを 示している.こ の左右非対称な残留応力分布は溶

接順序によるものと考えられ,Fig.6.4に示すように,最終パスが中央より右側 (z>0)の領域に

位置していることに起因する。一方,外表面では,内表面に考慮した表面機械加工の影響は一切生

じていないことが確認でき,周方向では溶接部にいて 400～ 500 MPa程度の引張残留応力が発生し

ており,軸方向では,溶接部において-300 MPa程度の圧縮残留応力,溶接部近傍において 200 MPa

を上回るような引張残留応力を示している.
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Fig. 6.6 Residual stress distributions after each manufacturing processes

at inner surface of piping in normal groove model.
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本検討の対象である,Fig.6.1に示したような配管の円周方向に発生したき裂に対しては軸方向

の残留応力が重要な因子となる。さらに,き裂の進展を考えた場合には軸方向残留応力の板厚方向

分布が重要であることから,内表面における残留応力分布において,表面機械加工の影響を考慮し

た解析結果において極大引張残留応力を示した z=-18111m,溶 接中心であるz=Omm,極大圧縮残

留応力を示した z=12 mmの位置における,軸方向残留応力の板厚分布を Fig.6.8に示す。z=18 mm

の位置での Wの 条件では,内表面および外表面において引張残留応力を示すものの,板厚内部で

は圧縮残留応力を示している.一方,M(45)十Wお よび M(100)+Wの 条件では,極表層においての

み Wの条件において発生した残留応力よりも高い引張残留応力を示すが,その後は Wの条件にお

いて発生した残留応力と同様の分布を示している。z=0の位置では,表面機械加工の影響はみられ

ず,どの条件においても内表面から外表面にかけて残留応力は引張,圧縮,引 張,圧縮といった分

布を示している。z=12の位置においては,表面機械加工を考慮した条件において内表面近傍に圧

縮残留応力が発生しているものの,内表面近傍以外ではz=0における残留応力分布同様の分布形

態である,引 張,圧縮,引 張,圧縮といった残留応力の板厚分布を示している.

6.4.3 狭開先モデルにおける残留応力分布の数値解析結果

狭開先モデルを用いて数値解析を行つた,配管内表面および外表面における残留応力分布の数値

解析結果をそれぞれ F逗 .6.9,Fig.6.10に示す.狭開先モデルを用いて数値解析を行つた結果は通常

開先の場合とは異なり,周方向および軸方向ともに,比較的左右対称な残留応力分布が得られてい

る。狭開先モデルを用いた場合も同様に,Wと した条件では,周方向および軸方向の残留応力は溶

接金属近傍において引張残留応力を示し,引 張残留応力の外側であるz=± 50 mm付近において圧

W
M(45)+W

―――‐M(100)+

＼―″′  
｀｀
1「

W
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縮残留応力を形成する分布を示している。また,軸方向における溶接金属近傍の残留応力は,通常

開先モデルと比較 して,およそ 200 MPa程度の低減効果が見られる。表面機械加工の影響を考慮し

た M(45)+Wお よび M(100)+Wにおいては,通常開先モデルを用いた場合と同様に,周方向におい

ては z=± 14 mm付近において,ま た,軸方向においては,z=± 16 mm付近において極大引張残留

応力が発生している.しかしながら,こ の極大引張残留応力に関しては狭開先モデルによる低減効

果は見 られず,周方向残留応力に関して,M(45)+Wと した条件においてはおよそ 500 MPa,

M(100)十Wと した条件においてはおよそ 600 MPa,ま た,軸方向残留応力に関して,M(45)+Wと し

た条件ではおよそ 500 MPa,M(100)+Wと した条件ではおよそ 800 MPaと ,通常開先モデルを用い

た場合と比較 して残留応力が同等もしくは高い値を示す結果 となつた。外表面では,通常開先モデ

ルに対して数値解析を行つた場合と同様,周方向の溶接部において引張残留応力が,軸方向の溶接

金属において圧縮残留応力,溶接部近傍において引張残留応力が発生してお り,残留応力の分布形
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態に関しては同様の傾向を示している.しかしながら,内表面と同様,軸方向残留応力の溶接中心

に発生する圧縮残留応力が-200 MPa程度に低下し,その周囲の引張残留応力も200 MPa程度に減

少している.

通常開先の場合と同様に,内表面残留応力分布において特徴的な挙動を示した z=-16,-10,O mm

の位置での軸方向残留応力の板厚分布を Fig.6.Hに示す。z=-16 mmの位置での軸方向残留応力の

板厚分布においては,Fig.6.7に示した通常開先を用いた数値解析結果での z=-18 mmの位置にお

ける板厚分布とほぼ同様の残留応力分布を示しており,表面機械加工の影響を考慮した条件におい

ては,表面において急峻な勾配を有する引張残留応力が発生しているものの,極表面以外は Wの

条件と同様の残留応力分布を示している。z〓 -10 mmの位置における残留応力分布に関しても,Fig.

6.7(c)と 良く似た分布を示しており,表面機械加工の影響により極表面の残留応力のみ圧縮残留応

力を示している。しかしながら,Fig.6.7(c)と 比較して 30～ 39 mmま での分布に多少の相違が見ら

れ,Fig.6.7(c)に おいてみられた 30 mm付近での大きな引張残留応力および外表面での圧縮残留応

力は見られない。z=O mmの位置においては,Fig.6.7と 同様,表面機械加工の影響は見られず ,

残留応力分布も Fig.6.7(c)と 同様の分布を示している.
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6.4.4 配管に発生する残留応力分布に関する考察

a.通常開先モデルにおける軸方向残留応力分布の履歴

通常開先モデルを用いた数値解析により得られた残留応力分布に関する検討を行 う。まず,W,

M(45>W,M(100)十 Wそ れぞれの条件において発生する,内表面での軸方向残留応力分布の溶接層

ごとの履歴を,1～ 5層まで,また 6～ 10層までに分けて Fig.6.12～ Fig.6.14に 示す。この際,Fig.

6.6に示したそれぞれの条件における内表面の残留応力分布を溶接完了時の残留応力分布,すなわ

ち最終層における残留応力分布を比較として示している。Wの条件で数値解析を行つた際の内表面

における軸方向残留応力分布は,1～ 3層までにおいて中央部である溶接部や,z〓 ±20111nの 領域

において引張残留応力が発生している。4層および 5層 目の溶接完了時には,特に中央付近におい

て圧縮残留応力を示していることが確認できる.また,z=±50 mm程度の領域における残留応力分

布の変化から,徐々に曲げ変形が発生している様子は確認できるものの発生している曲げ変形は比

較的小さなものであると考えられる。つまり,こ の段階での曲げ変形に伴い発生する応力は小さく,

溶接時の軸収縮により溶接中心近傍において圧縮残留応力が形成されたと考えられる。z=± 100

111mでの圧縮残留応力は 6～ 10層の溶接が完了していくごとに次第に形成されていくことが確認で

き,こ の圧縮残留応力の生成と同時に,中央部において引張残留応力が形成される。このような分

布を示すのは曲げ変形によるものであると考えられ,溶接部およびその近傍では内表面に引張,外

表面に圧縮が生じるような曲げが発生しており,さ らに,その外側の領域では内表面に圧縮,外表

面に引張が発生するような曲げが生じているものと考えられる.こ のように考えれば,Fig.6.7に

示した外表面の軸方向残留応力分布が溶接部およびその近傍において圧縮残留応力を示し,その外

側において引張残留応力を示していることと整合する。

一方,表面機械加工の影響を考慮した M(45)+Wの条件において数値解析を行つた,内表面での

軸方向残留応力分布の履歴は,1層 目の溶接完了時に,溶接部において表面機械加工時の残留応力

である初期応力よりも低い値を示しており,また,こ の領域での残留応力分布は Wの 条件での残

留応力分布とほぼ一致する.つまり,溶接熱サイクルに伴 う回復・再結晶により表面機械加工によ

り導入される加工硬化が低減または消滅したことにより,Wの条件の残留応力と分布と一致すると

考えられる。1層 目の時点では後に極大引張残留応力を示すような,z=± 18 mm近傍での引張残留

応力の増加はあまり見られないものの,こ の領域での引張残留応力は 2層 日,3層 日と溶接が積層

されるごとに増加 していることが確認できる.同時に,溶接金属部およびその近傍では軸収縮の影

響により残留応力は徐々に低下し,4層 目完了時には圧縮残留応力を示していることが確認できる。

この 4層 目が完了した際には溶接順序の影響から左右非対称な残留応力分布を示すようになる。5

層目完了時にはさらに軸収縮の影響により,溶接部およびその近傍において圧縮残留応力が増大す

る。6層 日以降は Fig。 6.12に示したWの条件での数値解析結果と同様に,曲げ変形が発生すること

により,溶接部およびその近傍での引張残留応力の増加,またその外側において圧縮残留応力が発

生する。M(100)+Wの条件において数値解析を行つた結果は,M(45》Wの条件において得られた数
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値解析結果とほぼ同様の挙動を示 してお り,異なるのは z=_18 mm近傍において発生する極大引張

残留応力値および両端 (z=±300 mm)に おいて収東する残留応力値と,z=± 12 mm近傍に発生す

る極大圧縮残留応力値である.M(45)+Wと 比較した場合の残留応力値の差から,前者は初期応力

の差に起因するものと推測され,ま た,後者は初期硬さの違い,すなわち加工硬化量の違いに伴 う

降伏応力の差によるものと考えられる。
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(c) 6th - lOth layer - whole region (d) 6th - lOth layer - near welded region

Fig.6.l3 Axial residual stress distribution at inner surface of piping after each weld layer

under the condition of M(45)+W in normal groove model.
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Fig. 6.14 Axial residual stress distribution at inner surface of piping after each weld layer

under the condition of M( 100)+W in normal groove model.

b.狭開先モデルにおける軸方向残留応力分布の履歴

狭開先モデルを用いて W,M(45)+W,M(100)+Wそれぞれの条件に対する数値解析により得られ

た,内表面での軸方向残留応力分布の溶接層ごとの履歴を,1～ 5層まで,また 6～ 9層までに分け

て Fig.6.15～ Fig.6.17に 示す.通常開先モデルを用いた場合と同様,1～ 3層 目において中央部や z=

±20 mmの位置において引張残留応力が発生しており,4層および 5層 と積層されていくことによ

り,軸収縮の影響から中央部の引張残留応力のみが圧縮残留応力に変化することが確認できる.さ

らに 6層 目以降が積層されることにより曲げ変形が発生し,中央部において引張残留応力,その外

側において圧縮残留応力を示す.M(45)十Wお よび M(100)+Wに おいても,左右非対称な残留応力
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分布を示す以外は,通常開先モデルと同様であり,5層 目までの軸収縮,お よび 6層 日以降におい

て発生する曲げ変形により,それぞれ Fig.6.16および Fig.6.17に 示すような残留応力分布が配管内

表面において発生する。
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Fig. 6.15 Axial residual stress distribution at inner surface of piping after each weld layer

under the condition of W in nalrow groove model.
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Fig.6.l6 Axial residual stress distribution at inner surface of piping after each weld layer

under the condition of M(45)+W in narrow groove model.
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c.配管の溶接接合過程における軸方向残留応力分布の妥当性の検討

以上の検討結果を整理すると,通常開先モデルおよび狭開先モデル共に,配管内表面における軸

方向残留応力を検討するためには,4～ 5層 目において発生する比較的小さな曲げ変形および軸収

縮に加えて,5～ 6層 日以降に発生する比較的大きな曲げ変形が重要となる.配管に生じる残留応

力を軸収縮と曲げ変形により発生する応力の和
623と
捉え,さ らに,表面機械加工により生じる残

留応力および加工硬化の影響を考慮した,配管の溶接接合過程により発生する,内表面および外表

面における軸方向残留応力の生成を模式的に表した図を Fig.6.18に 示す.まず,溶接を行 う前の段

階において,表面機械加工の影響を考慮した M+Wの条件においては,表面機械加工により発生す
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る残留応力が初期応力として,表面機械加工により発生する硬化が初期硬さとして導入されている。

表面機械加工時の硬さは 1層 日の溶接熱サイクルに伴い母材と同等の硬さまで低下し,降伏応力も

低下する。その際には温度上昇とともに溶接部の岡1性は十分に低くなり,また端部の拘束がないこ

とから自由に軸収縮することができるため,軸収縮による応力はほぼ生じない。同様に,曲げ変形

を拘束する要因もないことから曲げ変形に伴 う応力もほぼ発生せず,結果として,溶接部およびそ

の近傍における初期応力が低下し,その他の領域においては初期応力が残存するような分布が内表

面に生じる。2～ 5層 目になると,溶接パスが積層されるとともに溶接部の体積が増加し,既に溶

接金属が存在する領域において温度上昇時でも剛性がある程度残つている状態となる。このような

場合には軸収縮により内表面に圧縮応力が発生し,新たに溶接が施された層では引張応力が生じる。

この際,表面機械加工の影響が残存している領域では,表面機械加工時の加工硬化に起因する高い

降伏応力を有しており,溶接のみの場合と比較して大きな圧縮応力が発生する。その結果,Wの条

件においては溶接部近傍に圧縮応力が発生し,M+Wの 条件において溶接部近傍において極大圧縮

残留応力を示すような分布が発生する。この 2～ 5層 目,特に 4,5層 目においては徐々に曲げ変形

が生じることにより内表面において極大引張残留応力が発生する。ここまでにおいて外表面では,

曲げ変形に伴 うわずかな応力のみが発生する。溶接施工が進行し,溶接完了時には,5層 目までに

発生した軸収縮により発生する圧縮応力はさらに増加する。また,最終層の溶接を行った際に,外

表面の溶接部およびその近傍に軸収縮に伴 う引張応力が発生する。さらに,Fig.6。 18の下部に示し

たような,溶接部およびその近傍で内表面に引張応力,外表面に圧縮応力が発生するような曲げ変

形が,また,溶接部の外側において,内表面に圧縮応力,および外表面に引張応力が発生するよう

な曲げ変形が配管に生じる。このような軸収縮および曲げ変形の発生,さ らに表面機械加工の影響

を考慮することにより,溶接のみの条件では内表面の溶接部において引張残留応力が,外表面の溶

接部近傍において圧縮残留応力が生じた,また,M+Wの条件では外表面ではWの条件と同様の分

布を示すものの,内表面では,溶接中心において引張残留応力を示し,溶接中心からの距離ととも

に極大圧縮残留応力および極大引張残留応力を示すような分布が生じたと考えられる。

通常開先の場合において左右非対称な分布を示したのは,2～ 5層 目までに生じる軸収縮に伴 う

圧縮応力が各層ごとの最終パス側 (本解析では z>0)に生じやすいことに起因するものと考えられ

る。狭開先モデルを用いた数値解析においては,軸収縮に伴 う圧縮応力が発生する領域が通常開先

モデルと比較して溶接金属側に発生するため,通常開先モデルの結果のような極大引張残留応力の

消失には至らず,値に差は生じているものの,z=±16 mm付近において極大引張残留応力が生じた

と考えられる。

以上のように,施工過程を考慮した場合に配管の内表面に発生した軸方向残留応力に関しては,

第 4章において行つた検討および,溶接のみを対象とした残留応力の発生機構を基に検討すること

が可能であることから,配管の溶接接合過程により発生する残留応力分布として妥当なものである

と考えられる.
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6.5 配管に生 じた残留応力分布を用いたき裂進展解析による寿命評価

6.5.1 残留応力分布のばらつきに及ぼす溶接入熱の影響

本検討においては,実施工時の溶接条件のわずかな変化に起因して生じる残留応力分布の変動を

ばらつきと捉えており,以後は,こ の変動を残留応力分布のばらつきと称する.残留応力分布のば

らつきに及ぼす溶接入熱の影響を検討するため,Tabb 62に 示す W(SQ)および W(LQ)と した条

件において溶接入熱を変化させ,600A配管に生じる残留応力分布の数値解析を行つた.Tablc 6.2

一Ⅲ
ｄ

ａｃｈ

ｅｆｆ

Ｍ

Fig. 6 . I 8 Generation mechanism of axial residual stress distribution at inner and outer surface

of piping due to axial shrinkage and bending.
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に示した Wの条件は第 6.4節 において解析を行った条件であり,その際の溶接入熱と比較して,お

よそ 0.6～ 0.7倍 した溶接入熱とした条件を W(SQ),お よそ 1.4～ 1.5倍 した溶接入熱とした条件を

W(LQ)と した・ このような溶接入熱条件に対して行った熱伝導解析により得られた最高到達温度

分布をFig.6.19に 示す.Fig.6.5に示した溶接入熱をWと した条件と比較して,W(SQ)は溶融領域

が小さく,また W(LQ)では溶融領域が大きくなつていることが確認できる。このように得られた熱

伝導解析結果を基に弾塑性解析を行い,残留応力分布のばらつきを検討した .

(a) normal groove in W(SQ) (b) narrow groove in W(SQ)

(a) normal groove in W(LQ) (d) narrow groove in W(LQ)

Fig.6.19 Analytical results of ma対 mum temperaturc distribution for W(SQ)and w(LQ).

W(SQ),M(45)十 W(SQ),M(100)+W(SQ),W(LQ),M(45)+W(LQ),M(100)+W(LQ)の 条件において

行つた数値解析により得られた内表面での軸方向残留応力分布を,Fig.6.6および Fig.6.9に 示した

内表面におけるWの条件での残留応力分布と比較して,通常開先モデルでの結果をFig.6.20に ,

狭開先モデルでの結果をFig.6.21に それぞれ示す.通常開先モデルを用いた数値解析においては,

Wの場合と比較して,W(SQ)と した溶接入熱が小さな条件において溶接を行 うことにより,軸収縮
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Table 6.2 Welding condition used in analysis for scattering of residual stress distribution.

Cond性 ion

Name

W W(SQ) W(LQ)

Normal
qroove

Narrow
qroove

Normal
qroove

Narrow
oroove

Normal
qroove

Narrow
qroove

Heatinput

(kJ/mm)

0-8 0.83 1.18 0.72 0.94 0.99 1.15

8-19 0.96 1.34 0.64 0.94 1.41 1.53

19-39 1.41 1.42 0.95 1.01 2.16 2.09

Total heat input (kJ/mm) 39.89 19.43 27.24 13.62 59.61 26.64



が発生する領域は減少し,また,曲げ変形は小さくなる。逆に,W(LQ)と した溶接入熱が大きな条

件においては,軸収縮が発生する領域は増加 し,曲げ変形も大きくなる。溶接入熱の影響として,

このような現象が生じた結果,Wの 結果においては,W(SQ)において生じる内表面での軸方向残

留応力は減少し,W(LQ)の残留応力は増加する.M(45)+Wお よび M(100)+Wの 結果においては,

W(SQ)の条件とすることにより,溶接部近傍に現れる極大圧縮残留応力および極大引張残留応力は

内側にシフトする.W(LQ)の 条件においては,極大圧縮残留応力および極大引張残留応力は外側に

シフトするものの,曲げ変形に伴う引張残留応力の増加量と比較して軸収縮発生領域の増大による

圧縮残留応力の増加量の方が大きく,その結果として,Wお よび W(SQ)と 比較して極大引張残留

応力が減少したと考えられる。軸収縮および曲げ変形の影響する程度が異なることに起因して,溶

接入熱の変化が内表面での軸方向残留応力分布のばらつきに及ぼす影響は異なるものの,同様の傾

向が狭開先モデルを用いた数値解析結果においても生じている。

各条件において行つた数値解析により得られた軸方向残留応力の板厚分布の比較を,通常開先モ

デルに関して Fig.6.22に,狭開先モデルに関して Fig.6.23に それぞれ示す.こ の際,取得した残留

応力の板厚分布は,各内表面での軸方向残留応力分布において最も高い引張残留応力を示した領域

を対象とした。すなわち,通常開先モデルにおけるWの条件においては z=-10 mm,M(45)+Wの

条件では z=-19 mm,M(100)+Wの条件では z〓 -18 mm,ま た,狭開先モデルにおけるWの条件に

おいては z=-5mm,M(45)+Wの 条件では z=-16 mm,M(100)+Wの 条件では z=-17 mmでの板厚

分布である。溶接入熱が軸方向残留応力の板厚分布におけるばらつきに及ぼす影響としては,特に

最表面である内表面においてそのばらつきが大きく,内表面からおよそ 101111n程度までの領域に

おいて,200 MPa前後の大きなばらつきが見られる。これは表面機械加工の影響を考慮しない場合

においても生じており,ばらつきとしては狭開先モデルを用いた場合よりも通常開先モデルを用い

た場合の方が大きいことが確認できる。板厚が内表面から 10 mmよ り大きくなると,特に表面機

械加工の影響を考慮した M(45)+Wお よび M(100)+Wの場合においてほとんど軸方向残留応力分布

のばらつきは生じていない.一方,溶接のみを対象とした Wの 条件では,ほ とんどの領域におい

ておよそ 100 MPa前後の残留応力分布のばらつきが生じており,特に,外表面に近い 30 mm以 降

の領域では 200 MPaを超えるようなばらつきが生じている領域が存在する。このようなばらつきが

生じる原因としては,M(45)+Wお よび M(100)+Wの条件では,溶接中心から 15～ 20 mm付近の残

留応力分布を示しているのに対し,Wの条件の残留応力分布がより溶接金属に近い領域での板厚分

布であることに起因すると考えられる。溶接金属付近では,溶接入熱の違いにより軸収縮および曲

げ変形の発生する領域が異なつており,この影響が原因となり,軸方向残留応力の板厚分布に大き

なばらつきが生じたと考えられる。
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Fig.6.20 Effect of welding heat input on axial residual stress distributions at inner surface

of piping in normal groove model.
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Fig.6.23 Effect of welding heat input on through thickness distribution of axial residual stress

at region of maximum tensile stress in nalrow groove model.
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6.5.2 寿命評価のためのき裂進展解析における解析条件

種々の条件において発生した軸方向残留応力の板厚分布を用いてき裂進展解析を行 うことによ

り,600A配管を対象とした寿命評価を行 う。本検討では前項で示した内表面での残留応力を用い

て初期き裂発生時間を見積もり,残留応力分布およびき裂進展速度のばらつきを考慮した PFMに

より寿命評価を行 う.以下に初期き裂発生時間,残留応力分布のばらつき,お よびき裂進展速度の

ばらつきに関する詳細を示す .

a.初期き裂の発生までの時間

初期き裂の発生に関しては,第 5章において検討を行つた残留応力の内表面分布を基に,初期き

裂が発生するまでの時間の算出を行 う。初期き裂発生までの時間は,Fig.5.20に示した巨視的な初

期き裂の深さとした l Шnに標本平均 E●)が到達するまでの時間を参考に,各条件に対応する内表

面の残留応力を用いて算出した。この際の応力値は,保守的な評価を行 うといつた観点から,W,
W(SQ),W(LQ)の各条件において得られた内表面での最も高い値を示した残留応力値とした.各条

件において初期き裂発生時間の算出に用いた残留応力値と,初期き裂発生時間の関係をまとめたも

のを Table 6.3に 示す。これらの初期き裂発生時間に対して,以下の式 (6.4)の ワイブル分布で表

される初期き裂発生時間のばらつきを考慮した。

(6.4)

ここで,α :形状母数,β :尺度母数,γ :位置母数である。これらのパラメータはそれぞれ,1.285,

1.873,0.924と した“
⊃。この際のばらつきについては,各施工条件を対象とした解析において同様

のものを用いている。また,初期き裂サイズとして,初期き裂深さを lmmと し,初期き裂長さは

3111nと した。き裂深さおよびき裂長さの確率密度分布は対数正規分布とし,平均値μおよび分散 s2

は式 (5.11)を 基に,Table 6.4の ように決定した。

ノ0=テ(ザ「
1

Table 6.3 Relationship between residual stress and initiation time of initial crack in each condition.

Condllon W M(45)+W M(100)+W

Groove Normal Narrow Normal Narrow Normal Narrow

Residual stress at inner

surface, o, (MPa)
440      214 515      526 724 877

:nitiation time of

initial crack,4(h)
7214     7746 7045     7021 6596 6285
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Table 6.4 Average and variance value of lognormal distribution for initial crack in each condition.

Cond性ion W M(45)+W M(100)+W

Groove Normal Narrow Normal Narrow Normal Narrow

DistttbuJon Lognormal

Initial crack depth, a6 (mm) 1

Initial crack length, /o (mm) 3

μ

crack depth …0.2059   ‐0.2659 -0.1860   ‐0.1831 -0.1306   -0,0901

crack length 0.1995   0.1396 0.2194   0.2224 0.2749   0.3155

s2 0.6418   0.7292 0.6100   0.6052 0.5112   0.4244

b.残留応力分布のばらつき

Fig.6.22お よび Fig.6.23に 示したように,軸方向残留応力の板厚分布は,特に内表面近傍および

外表面近傍において 200 MPa前後の大きなばらつきを有する.こ の残留応力分布のばらつきをき裂

進展解析において考慮するため,板厚内分割領域の局所的増加・減少モデル “
⊃を導入した.板厚

内分割領域の局所的増加・減少モデルでは,板厚を任意の数に分割するとともに,対象とする残留

応力分布に対して任意のばらつきを与え,残留応力のばらつきはそれぞれの分割した板厚において

異なる値を与えることが可能な手法である。その模式図をFig.6.24に示す.本検討では,板厚の分

割数を 8と し,残留応力のばらつきを以下の式 (6.5)で表される正規分布として与えた。

%″=沸 eXpl―り
|

(6.5)

ここで,qcαttr:残留応力のばらつき,μ :平均値,s2:分散である。この正規分布を基に残留応力

分布のばらつきの算出を行い,以下の式 (6.6)を 基に任意の領域での残留応力分布を与える。

σ(1)=5漁 (4)+σ餡能r」 (6.6)

ここで,σ(の :モンテカルロ法により決定されるばらつきを反映した残留応力分布,obasc(の :ばらつ

きを考慮していない場合の残留応力分布,osca“.:残留応力のばらつきである。添字の Jは分割し

た板厚区分に対応する。式 (6.6)か ら明らかなように,■
“
確rtは残留応力のばらつきのみを与える

ので,その平均値ぃは 0と なる。分散 s2は Fig.6.22および Fig.6.23に示した数値解析結果を用いて

算出した.残留応力分布の算出法に関する模式図をFig.6.25に示す.W,W(SQ),W(LQ)の条件と

した数値解析により得られた残留応力の最大値,最小値から,対応する板厚における残留応力の差

△σ,を求め,こ の残留応力の差の平均値△Qν′を算出する。この平均値の 1/2の値が,正規分布の累
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積確率においてそれぞれ 25%および 75%に対応するように,残留応力分布のばらつきを与える正規

分布の分散として決定した。さらに,△σ,の最大値 max(△σ′)の 1/2の値を正規分布における下限値 ,

上限値として用いた.こ のようにして各条件に対する残留応力分布のばらつきを算出した結果をま

とめて Table 6.5に 示す.また,σ♭αsa(ので表される基準となる残留応力分布は,Fig.6.22お よび Fig.

6.23に示したそれぞれの条件に対する残留応力分布の平均値として与えた。き裂進展解析に用いた

残留応力分布を Fig・ 6.26に示す.なお,これらの図におけるにおける横軸は内表面からの距離を板

厚で除することにより正規化した値である.こ こで,表面機械加工の影響を考慮した条件における

残留応力分布では,Fig.6.22お よび Fig.6.23に示すように,内表面からの距離が 0.2 Πm以下の領

域において急峻な勾配を有する結果が得られている.本検討では,き裂の発生と進展の 2ステップ

に分け,表面機械加工により生じる残留応力はき裂の発生と微小き裂の成長にのみ影響するものと

して,そのき裂深さが lmmに到達するまでを第 1ス テップ,その後のき裂進展を第 2ステップと

して取り扱った.すなわち,内表面から lmmま での領域に存在する残留応力はき裂の進展に影響

しないものとして,Fig.6.26は l mm以下の残留応力分布を除外して多項式近似した結果であり,

この残留応力分布をき裂進展解析に用いた。なお,Fig.6.26に 示した残留応力分布に加えて,運転

時の膜応力とした 137 MPaを考慮した.通常,膜応力としては 98 MPa等の値 615,623)が用いられて

いるが,本検討では,よ り保守的な評価を行 うため,高い運転荷重値を用いることによりき裂が進

展しやすい状況下において解析を行つた .

Average of residual stress distribution

X scatter + average value of residual stress in each segment

- 
Residual stress distribution includino scatter

Fig. 6.24 Schematic illustration of local scatter model of residual stress distribution.

、
０

ぃの
∽
０
■
∽

一Ｃ
コ
０
一∽
①
』
一”
一Ｘ
く

Number of thickness segment = 8

Radial distance f rome the inner surface, I

Pattern A Pattern B Pattern C

153



△σttσ
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σ
"7n′
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Fig.6.25 Schematic illustration of determination method of variance value, lower limit and upper limit

of normal distribution for scatter of residual stress.

Table 6.5 Variance value of normal distribution for scatter of residual stress distributions
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Fig.6.26 Relationship between axial residual stress distributions and non-dimensional thickness used in

PASCAL-NP for evaluation of leakage and failure probability.
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Fig.6.26  Continued.

c.き裂進展速度のばらつき

き裂進展速度のばらつきは,維持規格において採用されている応力拡大係数とき裂進展速度の関

係を基に,Fig.6.27に 示すような範囲を有するばらつきを考慮した。き裂進展速度のばらつきは対

数正規分布として与え,その分散 s2は 0.63776(s=0。 7983)6141と した.すなわち,き裂進展速度は

以下の式 (6.7)の ように与えられる。

#=3.33x10‐
・α′・c′・κ2対

争=2.lx10・・α″・ら
(-2s≦ α′≦+2s)

重[≦ 57.9

孟r>57.9
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ここで,あ /グ′:き裂進展速度 (mm/s),K:応 力拡大係数 (MPa・ m° 5),α′:き裂進展速度のばらつ

き,cP:塑性ひずみの影響を考慮するための係数である。らは表面機械加工を施した内表面に対し

てのみ導入しており,表面機械加工により発生する塑性ひずみに対応したデータが存在しないこと

から,290°Cにおける破断時の塑性ひずみに対応する 11.504の値
62旬を用いた.本解析において用

いるき裂進展速度線図は,Fig.6.2に 示したき裂進展速度と応力拡大係数の関係とは異なりき裂進

展速度の下限値は設けておらず,これは過度に保守的な評価を除外して合理的な評価を行 うためで

ある。このようなき裂進展速度のばらつきを考慮することによりき裂進展解析を行つた .
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Fig. 6.27 Relationship between stress intensity factor and crack growth rate including scatter.

6.5.3 残留応力分布を用いた配管のき裂進展解析結果

サンプリング数を lx105と して,初期き裂の発生時間および初期き裂のサイズ,ま た残留応力分

布やき裂進展速度のばらつきを考慮したき裂進展解析を行 うことにより得られた W,M(45)+W,

M(100)十Wの各条件での運転年数に対する平均き裂深さを比較して Fig.6.28に 示す。き裂は時間と

ともに進展するものの,通常開先および狭開先モデルを対象とした解析結果に大きな差が生じてお

り,運転開始から60年経過した時点において,通常開先モデルでは H mm程度まで,狭開先モデ

ルでは4mm程度まで進展する結果となつた.また,き裂進展の差は施工条件の違いによつても生

じており,通常開先モデルでは M(100)+W,W,M(45)+Wの順に,狭開先モデルでは W,M(100)+W,

M(45)+Wの 順に大きな平均き裂深さが得られた.同様の通常開先モデルを対象とした解析により

得られた,運転年数に対する累積漏洩確率に関する結果をFig.6.29に示す.こ こで,漏洩確率とは

き裂深さが正規化板厚の 0.8に達する確率,つまり本解析においては板厚 39 mmに対して 31.2mm

に達する確率であり,狭開先モデルにおいては 60年経過した時点において, どの条件に対しても

漏洩に達しなかつたことから通常開先モデルの結果のみを示している.F砲 .6.29よ り,累積漏洩確

率は M(100)+W,M(45)+W,Wの 順に高くなる結果が得られており,平均き裂深さの結果とは異な

る傾向が得られている.また,運転開始から 40年経過時点での累積漏洩確率は,M(100)+Wの条
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件において 0.0373%, M(45)+Wの 条件において 0.0156%,Wの 条件において 0.0041%と なった.

（Ｅ
Ｅ
）
。＞。“

〓ヽ
五
Φ
Ｏ
〓
０
璽
ｏ
ｏ
ｏ
璽
Φ
＞
く

（Ｅ
Ｅ
）
。こ
“

ゴ
五
ｏ
Ｏ
〓
ｏ
ｏ
」０
０
０
“
」Φ
＞
く

14

12

10

8

6

4

2

0

W

M(45)+W

M(100)+W

/

ノ

10   20   30   40
Tlme,r(year)

(a)nOrmal groovc

W

M(45)+W

――――M(100)+

20   30   40
■nle,r(year)

14

12

10

8

6

4

2

0
601060

(b) narrow groove

Fig. 6.28 Comparison of average crack depth in each condition by PFM analysis.
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これらの結果は Fig.6.26に 示した残留応力分布に影響を受けた結果である。まず,運転開始後

60年時における,各条件において得られた 30 mm以下のき裂深さに関するヒス トグラムを Fig.6.30

に示す.通常開先モデルにおけるWの条件に対するき裂深さのヒス トグラムを見ると,最頻値が 8

～9 mmと なる対数正規分布で表されるような分布を示している.し かしながら,M(45)+W,

M(100)+Wの条件では,それぞれ 5～ 6mm,7～ 8mmに最頻値を有する対数正規分布のような分布

を示しているものの,き裂深さが 25 mm付近においてき裂数が再度増加するような分布を示して

いる。この 25 mmの き裂深さは正規化した板厚がおよそ 0.65と なる値であり,Fig.6.26に示した

残留応力分布において圧縮残留応力から引張残留応力に変化する領域である。影響関数法では,式

(6.1)に 示したように,き裂面に作用する全ての応力から κ値を算出するため,任意のき裂深さ
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までに存在する残留応力分布が κ値の算出に影響する。Wの条件における内表面での残留応力分

布はおよそ 300 MPaであるのに対し,M(45)+Wお よび M(100)+Wの条件ではそれぞれ,150お よび

200 MPa程度である.また,Wの 条件に対する残留応力分布において,正規化板厚が 0.3付近での

最大圧縮残留応力がおよそ-200 MPaを示しているのに対し,M(45)+W,M(100)+Wの 条件ではおよ

そ‐150 MPaである。表面近傍での残留応力分布は比較的初期段階でのき裂の進展に大きく寄与する

ため,最頻値はWの条件において最も高い値となる。しかしながら,正規化板厚が 0.3以上の領域

になると,対応する領域に発生している圧縮残留応力の差に起因して M(45>W,M(100)十Wの条件

においてき裂が進展しやすい状態が生じるとともに,板厚が 25 mm以上の領域においてき裂数が

増加したと考えられる。この結果として,平均き裂深さとしては M(45)+Wの条件よりもWの条件

の方が高くなるものの,漏洩確率はWの条件と比較して M(45>Wの 条件が高い値を示したと考え

られる.一方,狭開先モデルでは,正規化板厚が 0.3付近において発生している圧縮残留応力は通

常開先モデルの場合と同様の値を示しているものの,内表面での残留応力は通常開先モデルと比較

して低い値を示しており,W,M(45)+W,M(100)+Wの 条件に対して,それぞれ 170,70,80 MPa

程度の値である。狭開先モデルではこの表面近傍での低い引張残留応力,および内部での圧縮残留

応力に起因して,正規化板厚が 0.05～ 0.5に存在する圧縮残留応力が発生した領域を進展するため

に十分なκ値が得られなかつたため,狭開先モデルでのヒス トグラムは 10 mm以下のき裂が多く

存在しているとともに,どの条件においても漏洩には至らなかつたと考えられる。

これまで,き裂深さを対象とした漏洩確率に関する検討を行ったが,構造物の寿命といつた観点

においては,漏洩に至った後の破断に関する検討も重要な因子となる.破断判定は極限荷重評価 “
)

を基に,以下の式 (6.8)に より行った。

θｎｔ判
＋

珂

　

弓

　

β

(6.8)

ここで,鳥 ':塑性崩壊時の曲げ応力,P“ :膜応力 (〓 137 MPa),oJ:流 動応力 (=168.6 MPa629),

α:き裂深さ,′ :配管の板厚 (=39 mm),0:き 裂半角,β :中立軸の位置を示す角度である.破断

判定に用いるき裂形状および評価対象である配管との関係を模式的に表した図をFig.6.31に 示す。

この破断判定が行われるのは漏洩に達したき裂が対象となる “
つため,破断判定は通常開先モデル

に対してのみ行つた。

まず,通常開先モデルを対象としたき裂進展解析により得られた,各条件に対する平均き裂長さ

の結果を Fig.6.32に 示す.平均き裂長さの結果に関して,内表面近傍の残留応力が最も高い値を示
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すのはWの条件であるにも関わらず,条件 Wが最も進展が遅い結果が得られた.これは,き裂進

展速度に対して表面機械加工により発生した塑性ひずみの影響を考慮することにより得られた結
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果であり,内表面を進展するき裂に対して表面機械加工が重要な因子であることが分かる.式 (6.8)

を基に算出した通常開先モデルに対する各条件での累積破断確率の結果を Fig.6.33に 示す。累積破

断確率の結果において Wの条件での結果を示していないのは,解析対象期間とした 60年において

破断に至らなかったためであり,これは,き裂長さの十分な進展が得られなかったことに起因する.

つまり,Wの条件では漏洩に至ったとしても破断までに猶予があることが分かる。一方,M(45)+W,

M(100)+Wの条件において得られた累積破断確率の結果は,運転開始後においてそれぞれ,26.2,

22.3年 より破断の可能性が発生しており,運転開始後 40年における累積破断確率は,M(45)+Wの

条件において 0.0156%,ま た M(100)十Wの条件では 0.0373%と なる.これらの結果は Fig.6.29に

示した累積漏洩確率の結果と同様の値を示している。すなわち,本検討で設定した十分に安全側に

立った解析条件下では、機械加工の影響を考慮した場合には破断前漏洩が成立しない場合が起こり

うる可能性が示唆された。この結果は表面機械加工を施した内表面でのき裂が速い進展を示したこ

とに起因していることから,したがって,破断確率に関する検討を行 う際には,溶接のみならず表

面機械加工の影響を考慮することが重要となる.

Fig. 6.31 Schematic illustration of relationship between crack geometry and pipe for failure assessment.
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6.6 結言

本検討では,BWRプラントの PLR配管における SCCの発生過程および進展過程を含めた寿命に

およぼす残留応力分布の影響を検討することを目的とし,配管の溶接接合過程を対象とした表面機

械加工後の突合せ溶接により配管に生じる残留応力分布の検討を行つた。さらに,得られた残留応

力分布を基に,PASCAL‐NPを用いた,初期き裂の発生時間および初期き裂寸法,残留応力分布 ,

き裂進展速度のばらつきを考慮した確率論的破壊力学に基づいた配管の寿命評価を行った。得られ

た主な結論を以下に示す。

(1)600A配管の溶接接合過程である表面機械加工後の多層突合せ溶接時に生じる残留応力に対し

て,通常開先および狭開先モデルを対象として数値解析を行つた結果,どちらのモデルを用い

た場合でも,溶接のみにより生じる軸方向残留応力分布は,溶接中心の内表面近傍において引

張残留応力を示すことを確認した。また,こ の残留応力値は通常開先と比較して狭開先モデル

を用いた場合の方が低い引張残留応力値を示した.しかしながら,表面機械加工の影響を考慮

した場合の軸方向残留応力分布は,溶接中心近傍では溶接のみにより生じる残留応力分布と同

様の値を示すが,内表面の溶接中心から 1011m程度の位置において-400～ -500 MPa程度の極

大圧縮残留応力を示し,溶接中心から 18 mm近傍において 500～ 900 MPa程度の極大引張残留

応力が生じることを示した .

(2)表面機械加工の影響を考慮した数値解析において,内表面における軸方向残留応力の溶接層

ごとの履歴から残留応力生成機構に関する検討を行つた結果,溶接中心から 10 mm程度の位置

において生じる極大圧縮残留応力は,加工層が残存している領域において比較的初期での溶接

層が積層される際に生じる軸収縮により発生すると考えられる。また溶接中心から 18 mm近傍

に発生する極大引張残留応力は,表面機械加工時の残留応力に溶接時の曲げ変形に起因して発

生する応力が加算されることにより生じると考えられる。

(3)軸方向残留応力分布のばらつきに及ぼす溶接入熱の影響を検討するため,基準条件より小さ

な溶接入熱とした SQお よび大きな溶接入熱とした LQの条件において数値解析を行つた結果 ,

とくに,溶接部近傍での残留応力の板厚分布において,板厚中央付近ではおよそ 100 MPa以下

のばらつき,内表面および外表面においては 200 MPa程度と大きいなばらつきを有することを

示した.これは,溶接入熱の変化に伴い,残留応力の生成源である軸収縮および曲げ変形の発

生領域が溶接入熱とともに変化することに起因すると考えられる.

(4)数値解析により得られた内表面における軸方向残留応力値を用いて,第 5章において行つた

SSRTの結果を基に初期き裂の発生時間および初期き裂寸法を算出し,残留応力分布のばらつ

き,また,き裂進展速度のばらつきを考慮したき裂進展解析を,確率論的破壊力学に基づいた
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PASCAL‐NPを用いて行つた。その結果,累積漏洩確率は対象とした施工過程の条件に大きく

影響を受け,溶接のみとした条件と比較して施工過程を考慮した条件のほうが高い確率で漏洩

が発生することを示した。

(5)極限荷重評価法により破断判定を行つた結果,表面機械加工の影響を考慮した条件では,漏

洩後に破断に至る可能性を示したが,溶接のみの条件では漏洩に至ったとしても解析対象期間

の 60年において破断は生じない結果となつた。これは,き裂長さの進展速度に表面機械加工

が大きく影響を与える結果であることから,破断確率に関する検討を行 う際には表面機械加工

の影響を考慮することが重要である.
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第 7章 総括

2011年に起きた東日本大震災を境に今後の原子力発電のあり方が問われるようになつたものの,

原子カプラントが存在する以上,更なる安全性を求めていくことが重要となる。そのために原因究

明が望まれる重要な問題の一つが沸騰水型原子力発電プラントの再循環系配管に顕在化 している

応力腐食割れである。応力腐食割れに対しては,その発生要因の一つである力学的要因としての残

留応力に注目が集まっており,実機プラントの寿命評価は,溶接により発生する残留応力分布等を

用いて応力腐食割れの進展を評価することによりなされる。しかしながら,保守・保全といつた観

点からは,応力腐食割れの進展のみならず発生をも考慮した検討が重要であり,そのためには,実

機配管での施工により発生する残留応力分布に関して,よ り詳細な検討が重要となる。

本研究では,まず,配管の溶接施工過程により発生する残留応力分布を詳細に把握するため,表

面機械加工により発生する残留応力のみならず,表面機械加工後の溶接といった施工過程を施した

場合の残留応力分布に関する検討を行つた.得られた残留応力分布,および応力腐食割れ発生から

進展に至るまでの微小き裂の時間変化に関する検討結果を基に,構造物の寿命に及ぼす残留応力の

影響に関して検討を行 うことを目的として研究を行った。以下に,本研究により得られた結論を総

括する。

第 1章では,1990年代以降の国内において報告された沸騰水型原子力発電プラントの応力腐食割

れを中心とした事例についてまとめるとともに,低炭素オーステナイ ト系ステンレス鋼製の再循環

系配管に顕在化している応力腐食割れの特徴を述べた.さ らに,応力腐食割れは機械加工を施した

表面により発生していること,その発生に対しては応力のしきい値が提案されていること,また,

応力腐食割れの進展には溶接により発生する残留応力分布が用いられていることに関して言及す

るとともに,実機配管の溶接接合過程に注目することにより,本研究の目的を明確にした。

第 2章では,応力腐食割れが表面機械加工を施した表面加工層において発生していること,ま た ,

応力腐食割れ発生に関する応力のしきい値が提案されていることに注目し,配管の内径合わせおよ

び表面仕上げのために配管の内表面に施される表面機械加工により発生する残留応力分布を把握

することを目的として,シェーパー加工,および縦旋盤加工を施した試験体に対して X線回折法を

用いた表面残留応力の測定を行つた。また,電解研磨により表面を逐次除去することにより,残留

応力の深さ分布の把握を行つた.その結果,以下のような結論が得られた。

(1)二次元切削状態としたシェーパー加工により発生する表面残留応力は,切削方向および切削

幅方向ともに降伏応力を大きく上回るような値,かつ,切削幅方向の残留応力の方が高い値

を示し,どちらの方向においても表面残留応力は切削速度の上昇とともに増加する傾向を示

した.残留応力の深さ分布に関しては,被削表面から 100 μm以上の引張残留応力層を有し,
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この引張残留応力層は切削速度の増加とともに減少することを確認した。

(2)二次元切肖J状態となる縦旋盤カロエにより発生する表面残留応力は,切削方向に関しては降伏

応力を上回るような高い残留応力値を示すものの,送 り方向に関しては,降伏応力以下,も

しくは同程度の比較的低い値となることを示した.ま た,これらの表面残留応力は切削速度

および送り速度の上昇とともに増カロするが,湿式加工により減少することを示した。さらに,

シェーパーカロエとは異なり,残留応力の深さ分布は被削表面から50 μmまでにおいて圧縮応

力に変化し,引張残留応力層に及ぼす加工条件の影響は明確には確認できなかつた .

第 3章では,実際の配管の溶接接合過程の多くの場合においては,表面機械加工を施した後に溶

接が施されることから,表面機械加工により発生した残留応力が溶接により変化する可能性を有す

ることに注目して,表面機械加工を施した試験体に対してビー ドオンプレー ト溶接を行い,X線回

折法を用いた残留応力測定を行 うことにより,施工過程に伴 う残留応力分布の変化挙動の把握を行

った。また,表面機械加工条件および溶接条件が異なる場合に対しても同様の実験および測定を行

うことにより,残留応力分布に及ぼす影響に関して検討を行つた。さらに,表面近傍の硬さ分布変

化の測定および組織観察を行 うことにより,施工過程に伴 う残留応力の変化挙動に関する考察を行

った。その結果,以下のような結論が得られた .

(1)表面機械加工後にビー ドオンプレー ト溶接を行つた場合の表面残留応力分布は,溶接中心か

ら 6 mm程度の領域において,表面機械加工および溶接時に発生する残留応力よりも高い値

を有する極大残留応力を示すことを明らかにした。この極大残留応力発生領域での残留応力

深さ分布は,表面機械加工のみにより発生する残留応力の深さ分布とは異なり,よ り深い領

域においても引張残留応力を示すことを確認した。

(2)施工過程に伴い生じる残留応力分布に対する表面機械カロエ条件の影響を検討した結果,表面

機械加工により発生する残留応力分布は,溶接金属および極大残留応力発生領域を除く残留

応力分布に対して影響を与えることを示し,極大残留応力の発生位置および残留応力値への

影響は確認できなかつた。また,溶接条件の影響としては,全体的な残留応力分布のみなら

ず,極大残留応力の発生位置にも影響を与えることを示した。

(3)ビ ッカース硬さ試験により施工過程に伴 う残留応力変化挙動に関する検討を行つた結果,溶

接金属および溶融境界における硬さは母材と同様の硬さを示すが,硬 さは溶接中心からの距

離とともに上昇し,極大残留応力発生領域近傍において表面加工層と同等の硬さを示すこと

を確認した。また,組織観察の結果,硬 さ低下は溶接熱サイクルに伴 う回復・再結晶が生じ

た結果であることを示した。

第 4章では,施工過程に伴 う残留応力分布の変化挙動に対して,表面機械加工時に生じる硬さの

溶接熱サイクルに伴 う低下が重要な因子であることに注目し,表面加工層に対して熱サイクルを付
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与した場合の硬さ変化の整理を試みた。さらに,ビー ドオンプレー ト溶接を対象とした数値解析に

対して,得られた熱サイクルに伴 う硬さ変化を加算則として適用することにより,残留応力分布の

変化挙動に関する数値解析を行つた。残留応力分布に関する実験結果と数値解析結果を比較するこ

とにより数値解析の妥当性を検証し,さ らに,数値解析により得られた結果を基に残留応力の生成

機構に関する考察を行つた。その結果,以下のような結論が得られた。

(1)表面加工層に対して恒温熱時効試験を行い,硬 さ変化から再結晶率を見積もるとともに,速

度論的評価を行 うことにより,表面加工層に対して熱サイクルが付与された場合に生じる硬

さ変化は Johnson―Mchl型の式で整理可能であり,熱サイクルに伴 う硬さ変化に対して加算則

が適用可能であることを示した .

(2)ビー ドオンプレー ト溶接を対象とした数値解析に対して,熱サイクルに伴 う硬さ変化の加算

則,硬 さと相当塑性ひずみの相関式,また,表面機械カロエ時の残留応力を考慮することによ

り,施工過程に伴 う残留応力変化挙動を精度良く模擬することが可能であることを示した。

さらに,溶接金属近傍及び極大残留応力発生領域を除く領域では,表面機械加工により発生

する残留応力分布と,溶接時に発生する残留応力分布の加算が成り立つことを確認した。

(3)数値解析により得られた結果を基に残留応力生成機構に関する検討を行つた結果,極大残留

応力は両端固定棒モデルにより説明される,溶接時の残留応力生成機構と同様の応力,塑性

ひずみ履歴を示すことを確認した.こ の結果より,表面機械加工後の溶接により発生する極

大残留応力は表面加工層が残存する領域において,溶接時の残留応力生成機構により発生す

ることを明らかにした。

第 5章では,構造物の寿命に比較的大きな影響を及ぼすとされている,微小き裂の発生,進展お

よび合体を含む応力腐食割れの発生過程において,応力腐食割れの発生に関わる腐食・溶解現象や ,

微小き裂の進展速度が確率論的な性格を有していることに注目し,応力腐食割れの発生過程に対し

て確率論的な検討を試みた。まず,沸騰水型原子カプラント模擬環境下において低ひずみ速度引張

試験を行い,試験体の表面に発生した応力腐食割れの観察を行 うとともに,発生したき裂数及びき

裂長さに関して統計的な評価を行った。さらに,き裂深さに関する統計的な評価を行 うことにより,

き裂深さの時間変化を応力および時間により整理した。その結果,以下のような結論が得られた。

(1)沸騰水型原子カプラント模擬環境下において,種々のひずみまで低ひずみ速度引張試験を行

つた結果,どの条件においても微小な応力腐食割れの発生を確認することができ,また,発

生した応力腐食割れのき裂数およびき裂長さの関係は対数正規分布に従 うことを示した .

(2)き 裂長さの確率密度分布を用いて算出したき裂深さの確率密度分布より,応力及び時間を関

数としたき裂深さの時間変化を見積もつた。さらに,得られたき裂深さの時間変化を基に,

任意の応力に対応する応力腐食割れが発生過程から進展過程に達するまでの時間,および進

展過程に至つた際のき裂深さの確率密度分布を得た .
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第 6章では,第 4章において構築した施工過程に伴 う残留応力の変化挙動の評価が可能な数値解

析手法を用いて,表面機械加工後の突合せ溶接といつた配管の溶接接合過程を対象とした数値解析

を実施することにより,実機配管に発生する残留応力分布の把握を行つた。また,溶接時の入熱を

変化させた条件において数値解析を行 うことにより,残留応力分布のばらつきに対する溶接入熱の

影響を検討した。さらに,内表面における残留応力から算出した応力腐食割れの発生時間,残留応

力分布およびき裂進展速度のばらつきを考慮したき裂進展解析を行 うことにより,種々の施工条件

に対応する残留応力分布が配管の破損確率に及ぼす影響の検討を行つた。その結果,以下のような

結論が得られた。

(1)配管の溶接接合過程を対象とした数値解析を行つた結果,表面機械加工の影響を考慮した条

件における軸方向残留応力の数値解析結果は,内表面の溶接中心から20 mm前後の領域にお

いて,溶接のみの数値解析により得られた残留応力よりも高い値を示す極大引張残留応力を

持つことを示した。また,こ の極大引張残留応力は,表面機械加工時の残留応力に突合せ溶

接時の曲げ変形に起因して発生する応力が加算されることにより生じることを示した。

(2)残留応力分布のばらつきに対する溶接入熱の影響を検討した結果,軸方向残留応力の板厚分

布は,溶接部に近い領域の方が大きな残留応力分布のばらつきを有することを確認した.こ

れは,配管の突合せ溶接時の残留応力生成源である,軸収縮および曲げ変形が溶接部の近傍

において発生することに起因すると考えられる。

(3)内表面の軸方向残留応力から見積もつた初期き裂発生時間,残留応力分布およびき裂進展速

度のばらつきを考慮した,確率論的破壊力学に基づいたき裂進展解析を行 うことにより,破

損確率に及ぼす施工条件の影響を検討した結果,溶接のみとした施工条件に対して,表面機

械加工の影響を考慮した場合の方が漏洩に至る確率が高いことを示した。また,溶接のみの

条件では漏洩後の破断には至らない結果となったが,表面機械加工の影響を考慮した場合に

は漏洩後に破断に至る可能性があることを示した.こ の結果より,残留応力分布を用いて応

力腐食割れの発生から進展を考慮した寿命評価を行 う場合,配管の施工過程を考慮すること

が重要であることを示した.

以上のように,配管の溶接接合過程を対象とした種々の施工および施工条件により発生する残留

応力分布を用いて,確率論的破壊力学に基づいた配管の寿命評価を行つた結果,残留応力分布は配

管の寿命に大きな影響を及ぼすことを示した。したがつて,原子力発電プラントの更なる安全性向

上のためには,応力腐食割れの進展に関する評価のみならず,応力腐食割れの発生から進展までを

考慮した検討が重要であり,そのためには,配管の溶接接合過程において施される表面機械加工後

の突合せ溶接といつた,施工過程に伴 う残留応力分布の変化挙動を考慮することが重要である。
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本論文は,以上の方々のみならず,お名前を挙げることができなかつた方々を含む,多 くの方々

のご支援,ご協力によつて完成させることができたものであり,こ こに心から感謝の意を表します。

最後に,約 9年間にも及ぶ長い大学生活を送ることができたのは,ひとえに両親の理解と支援に

よるものであることを記しておきます .
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