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第 1章 序論 
 
 
1.1 本研究の背景と目的 
 日本は世界有数の地震国であり，過去の地震による建物の被害を教訓として耐震設計手法や技術
が日増しに進歩し続けている．特に 1995 年兵庫県南部地震の被害 1.1)により人命保護という従来
の安全目標に加えて，財産価値などを保護する観点から建物の修復性が重要視されるようになって
きている．さらに，今後，首都直下型地震や南海トラフ地震の巨大地震の発生が懸念されており，
地震後にも建物に限られた箇所のみ補修して利用可能とする機能維持を目標とし，建物に対して耐
震性能の把握，要求性能を満足する性能設計が望まれる．平成 17 年 9 月にエネルギーの釣合いに
基づく耐震計算法 1.2)が施行され，エネルギー吸収部材の性能を陽に評価した建築物の設計に対する
法整備が進んでおり，エネルギー吸収部材を用いたパッシブ制振構造の一層の普及が進んでいる．  
 地震時，建物に投入される地震エネルギーは，建物の固有周期が同じであればエネルギー吸収部
材の有無によらずほぼ一定であり，建物にエネルギー吸収部材を適切に配置することにより建物の
振動を減衰させることができる．エネルギー吸収部材の一種として，鋼材を用いた履歴型ダンパー
がある．図 1.1.1と図 1.1.2に履歴型ダンパーの設置例を示す．履歴型ダンパーは軸降伏型，せん断
降伏型などの降伏形式により分類される．軸降伏型とせん断降伏型履歴型ダンパーは，鋼材の軸降
伏とせん断降伏して塑性変形を繰返すことで地震エネルギーを吸収し，柱・梁などの重要部材に発
生する応答変位及び作用力が低減することにより主体骨組の損傷を緩和する．そのため，履歴型ダ
ンパーには普通鋼より先行降伏し，同程度以上の剛性と高変形性能を有する低降伏点鋼が用いられ
ることが多い例えば 1.3)~1.4)．軸降伏型は，ブレース材の材軸方向の伸縮によって地震エネルギーを吸収
し，座屈防止のため鉄骨ブレースの外側に鋼管及びモルタルなどで拘束することが多い．そのため，
部材の構成が複雑であり，地震で損傷を受けた場合に内部の状況を把握できない．一方，せん断降
伏型は軸降伏型と比べ構成が単純であり，外観で損傷部位の確認ができることからメンテナンス及 
 

 
図 1.1.1 軸降伏型履歴ダンパーの設置例 

 
図 1.1.2 せん断降伏型履歴ダンパーの設置例 
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び交換が比較的に容易である利点がある．せん断降伏型は図 1.1.2 に示すように間柱支持型・ブレ
ース支持型・壁パネル型などがある．ここで間柱支持型に着目すると，柱・梁に間柱を介してダン
パー（せん断履歴型ダンパー）が配置され，他の場合より平面計画における自由度を比較的に損な
わないなどの利点がある．このようなせん断型履歴ダンパーには H形断面が一般的に使われている
（以下，H形せん断パネルダンパーと称する）． 
 H形せん断パネルダンパーは，ウェブの板要素のせん断変形により安定した紡錘形の履歴性状を
得るものである．しかし，せん断変形及び累積塑性せん断変形が過大になるとパネルのせん断座屈，
フランジ端部の局部座屈などが発生することより十分なエネルギー吸収能力が得ることができな
い．また，板厚が薄いパネルにせん断座屈が発生する場合，繰返し載荷によって張力場の方向が逆
転することによりせん断変形角 0の近傍で履歴性状が一時的に不安定となるピンチング現象が起こ
り，安定した紡錘形の履歴性状を失う場合がある．この不利なことを補完するため，H形せん断パ
ネルダンパーのパネルにはスチフナやリブを適切な間隔で溶接し補強する．しかし，この補強を行
うことにより工数の増大，鋼材量の増加，製作性の悪化などのデメリットが生じる．これを克服す
るため，製作性及び経済性が高いかつ，高変形性能が発揮できる新たなせん断降伏型履歴型ダンパ
ーの開発が必要となる． 
 本研究では，せん断履歴形ダンパーとして低降伏点円形鋼管を用いたせん断履歴型ダンパーを使
用し，間柱支持形として架構内に設置され構面内の力を受ける場合を対象とする．円形鋼管を用い
たせん断履歴型ダンパー（以下，低降伏点円形鋼管ダンパーと称する）を履歴型ダンパーとして骨
組内で有効に機能するためには以下の項目を検証することが重要となる． 
 1）ダンパー単体の力学性状 
 2）間柱支持されたダンパーの力学性状と隣接する部材との相互関係 
 3）ダンパー付骨組の地震応答性状 
また，以上の一連の項目について全塑性せん断耐力と弾性剛性が等しい H形せん断パネルダンパー
の場合との比較・検討を行うことにより低降伏点円形鋼管ダンパーを履歴型ダンパーとしての有効
性を確認し，設計者に幅広い選択肢を提供することで設計の自由度を高め，制振構造の一層の普及
を図ることを目的とする． 
 なお，低降伏点円形鋼管ダンパー単体は，H形せん断パネルダンパーと比べて，外力に対する方
向性がないという特徴がある．そのため，将来的には免震層や橋脚など任意方向への変位が生じる
ような場所への適用も期待される．このことから，多方向載荷に対する円形鋼管ダンパーの力学性
状を把握する必要があり，その実用化に寄与する基礎的な情報を得ることを目的とする． 
 
1.2 せん断履歴型ダンパーに対する既往の研究 
 図 1.2.1に間柱支持せん断履歴型ダンパーの変形状態を，図 1.2.2に H形せん断パネルダンパー
と低降伏点円形鋼管ダンパーを示す．間柱支持せん断履歴型ダンパーは柱・梁に間柱を介して階高
のほぼ中央位置に配置され，大梁から間柱を通じてせん断履歴ダンパーにせん断力を伝達する．こ
のせん断履歴型ダンパーには通常，上・下エンドプレートと左・右フランジに囲まれるパネルのせ
ん断変形によって地震エネルギーを吸収する H形せん断パネルダンパーが用いられる．そのため，
パネルには大きな塑性変形能力が要求され，パネルには低降伏点鋼を用いられることが多い（図
1.2.2左の灰色）．また，H形せん断パネルダンパーは，パネルにスチフナ補強とし（図 1.2.2左参 
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図 1.2.1 間柱支持せん断履歴型ダンパーの変形状態 

 

 
図 1.2.2 H形せん断パネルダンパーと低降伏点円形鋼管ダンパー 

 
照），高い塑性変形性能を確保する場合がある．以下に H形せん断パネルダンパーに関する既往の
研究例を示す． 
 
○ 無補強 H形せん断パネルダンパーの力学性状に関する研究 
 玉井ら 1.5)は，K 型ブレース架構に対してブレースと梁の交差部に挿入される降伏応力度
100N/mm2の低降伏点パネルを対象とし，パネル単体に単調載荷・漸増載荷・定常振幅載荷を行い，
それの力学特性を検討した．三山ら 1.6)は，降伏応力度 100N/mm2の H形せん断パネルダンパーに
対して漸増載荷を行い，パネルの幅厚比が変形性能に及ぼす影響について報告した．古賀ら 1.7)は低
降伏点鋼パネルが SS400材の左・右フランジに溶接接合される H形せん断パネルダンパーに対し
て，フランジ幅と焼鈍処理の有無が力学性状に及ぼす影響を検討した．嶋脇ら 1.8)は，鉄骨造弱小骨
組模型に間柱支持として挿入される H形せん断パネルダンパーに対して，載荷速度とパネルの鋼種
（降伏応力度 100N/mm2の低降伏点鋼と SS400材）の影響を検討した．佐々木ら 1.9)は，パネルの
降伏応力度 100N/mm2の H 形せん断パネルダンパーに対して，定常振幅載荷を行い軸力の影響に
ついて検討した．田中ら 1.10)は，パネルの鋼種が異なる（降伏応力度 100N/mm2と 235N/mm2の低
降伏点鋼と SS400 材）H 形せん断パネルダンパーについて漸増載荷を行い，パネル鋼種の影響に
ついて検討した．佐藤ら 1.11)は，パネル降伏応力度 100N/mm2の H形せん断パネルダンパーに対し
て定常振幅載荷を行い載荷速度の影響について検討した．須賀ら 1.12)は，パネル鋼種（降伏応力度
125N/mm2の低降伏点鋼と SS材）が異なる H形せん断パネルダンパーに対して単調・漸増載荷を
行い，パネルの鋼種と幅厚比の影響について検討した． 
○ スチフナ補強された H形せん断パネルダンパーの力学性状に関する研究 
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 佐分利ら 1.13)は，パネル降伏応力度 125N/mm2の H形せん断パネルダンパーに対して，漸増載荷
を行い，スチフナ補強により変形性能が高くなることを確認した．田中ら 1.14)は，間柱及び K型ブ
レースを介して配置されるパネル降伏応力度 100N/mm2のH形せん断パネルダンパーを対象とし，
漸増載荷を行い，スチフナ補強有無の影響を検討した．また，実験結果に基づき，換算幅厚比を用
いてダンパーの最大耐力と累積塑性せん断変形角を予測した．小野ら 1.15)は，パネル降伏応力度
100N/mm2の H 形せん断パネルダンパーに対して漸増載荷を行い，スチフナ補強有無とパネル幅
厚比の影響を確認した．吉永ら 1.16)は，降伏応力度が 225N/mm2のパネルにスチフナ補強した H形
せん断パネルダンパーに対して，定常振幅載荷重を行い，載荷速度の影響を検討した． 
○ H 形せん断パネルダンパーの疲労寿命に関する研究 
 田上ら 1.17)は，パネル降伏応力度 100N/mm2の H形せん断パネルダンパーに対して定常振幅載荷
を行い，載荷速度による疲労寿命を予測した．堀江ら 1.18)はパネルの降伏応力度が 100N/mm2の H
形せん断パネルダンパーに対して定常振幅・ランダム振幅載荷を行い，幅厚比による疲労寿命を予
測した．成原ら 1.19)と玉井ら 1.20)は，パネルが無補強・スチフナ補強の定常振幅載荷した H形せん
断パネルダンパーを対象とし，等価幅厚比及び基準化幅厚比を用いて疲労寿命を予測した． 
○ H 形せん断パネルダンパーの履歴モデルに関する研究 
 奥本ら 1.21)は，スチフナ補強されたパネルの降伏応力度が 130N/mm2の H形せん断パネルダンパ
ーに対して，定常振幅載荷を行い載荷速度の影響を検討し，Bi−Linearモデルを用いて実験結果を
追跡した．桑原ら 1.4)はパネル降伏応力度が 225N/mm2の H形せん断パネルダンパーに対して，漸
増・漸減載加実験を行いパネルの幅厚比とフランジ厚の影響を検討し，IKROモデルを用いて実験
結果を追跡した．藤本ら 1.22)は，パネルの降伏応力度が 100N/mm2の H形せん断パネルダンパーに
対して，単調・漸増・ランダム振幅載荷を行い，載荷形式の影響を検討し，スケルトン・シフトモ
デルとMenegotto-pintoモデルを用いて実験結果を追跡した． 
○ H 形せん断パネルダンパーを組み込んだ架構に対する研究 
 国末ら 1.23)は，H形せん断パネルダンパーを K型ブレースと梁の交差部に挿入した１層 1スパン
の架構に対して，漸増載荷を行い架構の中でダンパーが十分なエネルギー吸収能力を発揮すること
を示した．中野ら 1.24)は，H形せん断パネルダンパーを X型ブレースの中央交差部に挿入した架構
に対して，漸増載荷を行いブレースの断面性能がダンパーに及ぼす影響について検討した．土屋ら
1.25)は，H 形せん断パネルダンパーが間柱・ブレースに支持された１層１スパンの架構に対して，
漸増・漸減載荷重，定常振幅載荷を行い，ダンパーの変形性能及びエネルギー吸収能力の力学性状
を検討した．鈴井ら 1.26)は，パネルの降伏応力度が 235N/mm2の H形せん断パネルダンパーを間柱
と K 形ブレースで支持された 1 層 1 スパンの架構に対して，ランダム振幅載荷を行い，支持形式
がダンパーに及ぼす影響を検討した．時野谷ら 1.27)は，H形せん断パネルダンパーをオイルダンパ
ーと並列配置された K 形ブレースの 1 層 1 スパンの加構に対して，漸増載荷を行いパネル鋼種と
スチフナ補強形状の影響を検討した． 
 
 以上のように H形せん断パネルダンパーは多くの既往研究が存在し，様々な内容について研究が
進んできている．一方，低降伏点円形鋼管ダンパーに対する既往の研究に対しては，H形せん断パ
ネルダンパーと比較して極めて少ない．無山ら 1.28)は，連結された 2棟の建物を介して挿入する円
形鋼管ダンパーに対して（連結制振構造：RC造＋S造），図 1.1.2の右に示す鋼管部（図中の灰色）
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の鋼種が低降伏点鋼と SS400 材，アスペクト比（鋼管高さと鋼管径の比）をパラメータとし，単
調載荷，漸増載荷，定常振幅載荷を行い，その影響について検討した．しかしながら，実験パラメ
ータが少なく，円形鋼管ダンパー単体の力学性状が十分に明らかにされていない． 
 
1.3 論文の概要 
 本論文は 6章で構成されている．1章から第 6章は以下に示す内容となる． 
   第 1章 序論 
   第 2章 低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状 
   第 3章 2方向載荷を想定した低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状 
   第 4章 間柱支持された低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状 
   第 5章 間柱支持低降伏点円形鋼管ダンパー付骨組の設計と地震応答性状 
   第 6章 結論 
以下に各章の概要を述べる． 
第 2章 「低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状」 
 低降伏点円形鋼管ダンパー単体の弾性剛性・全塑性せん断耐力・破壊性状・変形性能などの力
学特性を把握することを目的とし，鋼管径・アスペクト比・径厚比・鋼管種・載荷振幅をパラメ
ータとしせん断加力実験と単調載荷に対する FEM解析を行い，各々のパラメータの影響につい
て検討する．また，定常振幅載荷した試験体に対して疲労寿命を予測し，H形せん断パネルダン
パーと比較する． 
第 3章「2方向載荷を想定した低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状」 
 低降伏点円形鋼管ダンパー単体は，外力に対する方向性がないという特徴があることから将来
的には，免震層・連結制振などの任意方向に変位が生じる部位での利用が期待される．そのため，
任意方向に対する低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状を把握する必要がある．その一環とし
て，2方向載荷を想定したせん断加力実験を行い，その結果について考察する． 
第 4章 「間柱支持された低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状」 
 間柱に支持された低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状とダンパーと支持部材の相互関係を
把握することを目的とし，鋼管種と間柱支持部材の剛性をパラメータとし，せん断加力実験と単
調載荷重に対する FEM解析を行い，その結果について考察する．また，弾性剛性と全塑性せん
断耐力が同じ H形せん断パネルダンパーの試験体を用意し，低降伏点円形鋼管ダンパーと比較・
検討する． 
第 5章「間柱支持低降伏点円形鋼管ダンパー付骨組の設計と地震応答性状」 
 間柱支持低降伏点円形鋼管ダンパー付骨組の地震応答性状を検討することを目的とし，地震応
答解析を実施する．また，解析結果より得られたダンパーの最大せん断変形角と累積せん断変形
角の関係をダンパー単体の疲労曲線と比較し，ダンパーの変形性能を検証する．同時に，全塑性
せん断耐力と弾性剛性が円形鋼管ダンパーと同じ H 形せん断パネルダンパー付骨組の地震応答
性状について両者を比較検討する．  
第 6章「結論」 
 第 5章までに検討した知見を要約する． 
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第 2章 低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状 
 
 
2.1 序 
 本章では，低降伏点円形鋼管ダンパー（以下，円形鋼管ダンパーと称する）の単体の弾性剛性，
全塑性せん断耐力，変形性能などの力学特性を把握することを目的とし，せん断加力実験を行う．
実験パラメータは鋼管径・アスペクト比・径厚比・鋼管種・載荷振幅である．また，円形鋼管ダン
パーの一部の試験体について全塑性せん断耐力，弾性剛性，重量がほぼ同じ H形せん断パネルダン
パーの試験体を用意し，その力学特性を比較・検討する．また，単調載荷に対する FEM 解析を行
い，荷重-変形関係の追跡とともにき裂に関係する局所歪について検討し，各々のパラメータの影
響を検討する． 
 
2.2 実験概要 
2.2.1 試験体と機械的性質 
 図 2.2.1に試験体形状を，表 2.2.1に試験体の一覧を示す．試験体は，階高(H )4mの架構内に設
置することを想定し，実大試験体とする．実験パラメータは，断面形状・鋼管種・鋼管径・アスペ
クト比（鋼管高さ hと鋼管径 Dの比）・径厚比（鋼管径 Dと鋼管厚 tの比）・載荷方法である．試験
体の断面形状は，円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパーの 2種類である．円形鋼管ダンパ
ーの試験体に使用する鋼管種は LY100 と LY225 の 2 種類であり，鋼管径は 130mm，175mm，
177.8mmの 3種類とする．アスペクト比は 1.0，1.25，1.50の 3種類，径厚比は，14.8，18.7，19.9，
20.0，26.9の 5種類とする．但し，径厚比 18.7，19.9，20.0については近傍の値であるため，以下
ではまとめて評価する．また，H形せん断パネルダンパーは，高さ hhを円形鋼管ダンパーNo.15～
No.17試験体の高さ h と等しくし，アスペクト比 hh/hD を 1.0とする．断面形状は H-263×90×9×
12 とし，材料はウェブに LY225，フランジに SN490B を使用する．H 形せん断パネルダンパー
（No.30～No.32試験体）は，弾性剛性と全塑性せん断耐力が後述する円形鋼管ダンパー（No.15～
No.17）の場合とほぼ等しくなるように設計している．結果として重量もほぼ同等となる．図 2.2.1
の中に溶接詳細の例を示す．ダンパーの鋼管及びフランジの両端にエンドプレートを YGW−11 を
使用し完全溶込み溶接で接合する．円形鋼管ダンパーでは，裏当て金は全て PL9×25（図中，ハッ
チ部分）を使用し，鋼管厚 8.8mmと 9.5mmの場合，それぞれ 3層 6パスと 3層 5パスで溶接する．
H形せん断パネルダンパーでは，フランジ両端の外側を 2層 3パスで溶接し，反対側をガウジング 
 

 
   （a）円形鋼管ダンパー          （b）H形せん断パネルダンパー 

図 2.2.1 試験体図 
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表 2.2.1 試験体一覧 

 

 
 

した後，2層 2パスで溶接する．また，ウェブとフランジは隅肉溶接で接合する． 
 表 2.2.2に円形鋼管・H形せん断パネルダンパーの引張素材試験結果を示す．引張試験片は，円
形鋼管には JIS 12B号，H形せん断パネルダンパーには JIS 5号試験片を用いる．円形鋼管の素材
は LY225と LY100の 2種類であり，LY225の場合はφ130×6.5，φ175×8.8，φ175×6.5の 3種
類，LY100の場合は断面形状がφ177.8×9.5，φ177.8×12の 2種類である．また H形せん断パネ
ルの素材はウェブに LY225，フランジに SN490Bを使用する．全ての供試体で試験片は 3片ずつ  
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表 2.2.2 試験体の機会的性質 

 
 
とし，計 21 片の引張試験を行った．表中の値はそれぞれの平均値を示し，降伏応力度σy には
0.2%off-set耐力を採用する． 
2.2.2 測定方法と載荷方法 
 図 2.2.2に試験体の変位測定治具を，図 2.2.3に測定治具による測定変位を示す．図 2.2.2に示す
測定治具を用いて d1と d2を測定し，鉛直方向に変形したときの平均対角変位量 d’ ，せん断変形し
たときの平均対角変位量 d” を次式で求める． 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (2.2.1)，(2.2.2) 

d’，d’’ により鉛直変位量 v，水平変位量 uを次式で算定する． 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (2.2.3)，(2.2.4) 

平均せん断変形角γ は，次式で得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (2.2.5) 

但し，h：円形鋼管及び H形せん断パネルの高さである． 
 載荷方法は単調載荷・漸増載荷（γ が 1，2，3，4，5，7.5，10%で，各 2サイクルの漸増載荷，
最終 20～30%まで単調載荷）・3%定常振幅載荷・5%定常振幅載荷・7%定常振幅載荷の 5種類であ
る．但し，CL17895-150iと H26390-100iの試験体（No.27，30）は，γ が 1，2，3，4，5，7.5%
で各 2 サイクルの漸増載荷した後 10%で定常振幅載荷する．3%定常振幅載荷は，間柱を介してダ
ンパーを架構内に設置する場合，間柱などの弾性変形を考慮して，層間変形角 Rが 1/200程度，7%
定常振幅載荷は，Rが 1/100程度になるように設定している．また，定常振幅載荷では全塑性せん 
  

 
    図 2.2.2 変位測定治具            図 2.2.3 変形測定位置 
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図 2.2.4 載荷装置 

 
断耐力の計算値 cQp 以下または最大耐力の 80%以下に低下するまで繰返し載荷を行う．但し，表
2.2.1の中で載荷方法欄に*印で表記される試験体は，100サイクルを上限とし，繰返し載荷する． 
 図 2.3.4に載荷装置を示す．試験体を載荷梁に固定し，試験体中央の高さに 2000kNジャッキで
水平力を加力する．高さの異なる試験体ではエンドプレートと載荷梁や設置台の間に鋼板を挿入，
高さを調整する．また，パンタグラフにより載荷梁の剛体回転を拘束する．なお，円形鋼管ダンパ
ーに長期軸力が作用させない場合を想定し，載荷梁の重量などによる軸力が試験体に入らないよう
に載荷梁上部に設置したジャッキで制御する． 
 
2.3 全塑性せん断耐力と弾性剛性の算定 
2.3.1 全塑性せん断耐力の算定 
○ 円形鋼管ダンパー 
 

 
  ＜円形鋼管ダンパー＞      ＜H形せん断パネルダンパー＞ 

図 2.3.1 崩壊機構 
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 図 2.3.1の左に円形鋼管ダンパーがせん断加力を受ける場合の崩壊機構を示す．鋼管径 D，鋼管
厚 t，鋼管高さ h，降伏応力度σyの円形鋼管を対象とする．図中のハッチ部分が塑性化部位であり，
円形鋼管断面の太線で示す部分は一様なせん断降伏応力τyが作用してせん断降伏する領域，その両
側が曲げ降伏する領域を示す．せん断降伏領域をα で示す．α＝0 の場合は曲げのみを考慮した機
構であり，α＝π / 2の場合はせん断のみを考慮した機構となる．仮想仕事式より円形鋼管ダンパー
の全塑性せん断耐力 cQpは次式で得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 (2.3.1) 

式中のαを変数とし，cQpが最小になる場合が真の円形鋼管ダンパーの全塑性せん断耐力である．つ
まり，以下の式が成り立つ． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (2.3.2) 

 (2.3.1)式を(2.3.2)に代入するとせん断降伏領域α が得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (2.3.3) 

但し, d : 鋼管中心間距離（=2r）である．(2.3.3)式よりせん断降伏領域α は，アスペクト比 h/D の
影響を受ける．(2.3.3)式を(2.3.1)に代入すると次式となる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (2.3.4) 

上式が円形鋼管ダンパーの全塑性せん断耐力の算定式となる． 
○H形せん断パネルダンパー 
 図 2.3.1の右に H形せん断パネルダンパーの崩壊機構を示す．幅 hD，ウェブの板厚 htw，フラン
ジの幅 hb，フランジの板厚 htf ，パネルの高さ hh，フランジの降伏応力度 fτy ，ウェブの降伏応力
度 wσy の H形せん断パネルダンパーを対象とする．円形鋼管ダンパーと同様にハッチの部分が塑性
化部位であり，せん断パネル断面の斜線部分がせん断降伏する領域，その両側が曲げ降伏領域を表
す．せん断降伏領域を hα で表す．hα＝0の場合は曲げのみを考慮した機構，hα＝hDの場合はせん
断のみを考慮した機構を表す． 
 ここで hα がウェブ内にある場合とフランジ内にある場合に分けて考える．仮想仕事式より以下
の式が得られる． 
・hα がウェブ内にある場合（  hα ≦ hD – 2htf ）: 

 	
 (2.3.5) 

・hα がフランジ内にある場合（hD −2htf ＜hα ≦ hD）： 

 
   

(2.3.6) 

(2.3.5)式と(2.3.6)式中の hα を変数とし，それぞれの cQpが最小となる値を求め，最も小さい値が H  
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図 2.3.2	
 荷重条件と変形状態 

 
形せん断パネルダンパーの全塑性せん断耐力となる．つまり，以下の式となる． 

 
        

(2.3.7) 

2.3.2 弾性剛性の算定 
  せん断力 Qが作用する円形鋼管ダンパー及びH形せん断パネルダンパーの変形状況を図 2.3.2
に示す．それぞれの平均せん断変形角γ は曲げ変形角γm とせん断変形角γs の和となり，次式が成り
立つ． 

 
         

(2.3.8) 

 せん断力Qと曲げ変形角γmとせん断変形角γsの関係を次式で定義される曲げ剛性Kmとせん断剛
性 Ksを用いて示す． 

 
，       

(2.3.9)，(2.3.10) 

(2.4.8)式に(2.4.9)と(2.4.10)式を代入して, 円形鋼管ダンパー及び H 形せん断パネルダンパーの弾
性剛性 cKを定義する以下の式を得る. 

 
，       

(2.3.11)，(2.3.12) 

 但し，式中の hは円形鋼管高さ, Eはヤング係数，Iは円形鋼管の断面 2次モーメント，G :せん
断弾性係数，A : 円形鋼管の断面積であり，H形せん断パネルダンパーの場合は，式中の h，E，I，
G，A に H 形せん断パネルダンパーの高さ hh，ヤング係数 E，断面 2 次モーメント hI，せん断弾
性係数 G，断面積 hAを代入する. 
 
2.4 実験結果及び考察 
2.4.1 せん断力と平均せん断変形角の関係 
 表 2.4.1に実験より得られた全塑性せん断耐力 eQpと弾性剛性 eK，(2.3.4)，（2.3.7）式及び(2.3.12)
式から計算した全塑性せん断耐力 cQpと弾性剛性 cKの比較を示す．但し，eQpはせん断力 Qと平均
せん断変形角γ 関係の 0.35%off-set耐力値，eKは eQp の 1/3の割線剛性である．ここで，0.35%off-set
耐力値を採用する理由は以下の通りである 2.1)．  
 相当塑性歪 εeq は次式で得られる． 
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表 2.4.1 全塑性せん断耐力と弾性剛性の比較 

 
 

 
      

(2.4.1) 

 但し，εpi：i方向の軸塑性歪み，γpij：ij方向のせん断塑性歪である．xy方向に対して純せん断応

力状態ではεpx = εpy ＝εpz = 0，γpyz = γpzx = 0となり，(2.4.1)式は次式となる． 

 
        

(2.4.2) 

 引張素材試験から鋼材の降伏応力度を決定するために 0.2%off-set法が用いられる．つまり，εeq = 
0.2%に対応する xy方向のせん断塑性歪 γpxy = 0.35%となる． 
 全塑性せん断耐力の実験値と計算値の比 eQp / cQpは 0.94～1.30であり，弾性剛性の比 eK/cKは
0.84～1.31である． 
 図 2.4.1に漸増，3%，5%，7%定常振幅で載荷した試験体の実験結果の例を示す．縦軸にせん断
力 Q，横軸に平均せん断変形角γ を示す．いずれも図のように安定した紡錘形の履歴性状を示す． 
 漸増載荷した試験体では図 2.4.1（a）に示す C17588-150i，CL17895-150i，H26390-100i試験
体を除き，載荷装置の載荷限界（0.2rad または 0.3rad）に至るまで耐力が劣化しない．但し，
CL17895-150iと H26390-100iの試験体は，γ が 1，2，3，4，5，7.5で各 2サイクルの漸増載荷
した後 10%で定常振幅載荷した試験体で，いずれもγ が 10%の領域で耐力が劣化した．図 2.4.1（b）
～（d）に示す定常振幅載荷の試験体では，いずれも 3サイクル程度で安定した紡錘形の履歴性状 
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（a）漸増載荷 

 
（b）3%定常振幅載荷 

 
（c）5%定常振幅載荷 

 
（d）7%定常振幅載荷 

図 2.4.1 せん断力 Qと平均せん断変形角γ の関係 
 
となる．表 2.4.2に破壊形式及び破断の時点を，写真 2.4.1に試験体の破壊形式の例を示す．但し，
それぞれの時点は目視で観察した時点である．破壊形式は以下のように分類される． 
円形鋼管ダンパー： 
・ 鋼管中央部に面外変形が発生し，最終的にせん断座屈による破壊（表 2.4.2中の S，写真 2.4.1
（a）） 

・ 鋼管端部溶接止端部にき裂が発生し，き裂進展により板厚方向に貫通（表 2.4.2中の C，写真
2.4.1（c）） 

・ 以上の２つが両方発生（表 2.4.3中の S+C，写真 2.4.1（b）） 
H形せん断パネルダンパー： 
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表 2.4.2 破壊形式及び破断の時点 

 
 
 

 
     （a）C17588-150i         （b）C17565-100c5 

写真 2.4.1 破壊形式 
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     （c）CL17812-100c5         （d）H26390-100c7 

写真 2.4.1 破壊形式 
 

・ パネル中央部にせん断座屈とフランジとパネル接合部のき裂による破壊（表 2.4.2中の S+CW，
写真 2.4.1（d）） 

 図 2.4.1中の△及び▽印で表す現象について図 2.4.2に示す．図 2.4.2の左に示す Q −γ 関係での
①～④の状態は，①曲げ変形により溶接止端部にき裂が板厚方向に貫通され（図中，a，b，c，d）
試験体が傾き，aと cのき裂が材長方向に開き，bと dのき裂は閉じている状態である．②載荷を
行うと試験体の傾きが載荷方向に戻り，aと cのき裂が材長方向に閉じる．同時に bと dのき裂が
材長方向に開く．③き裂が材長方向に閉じている aと cが，貫通されたき裂断面に接触され，支圧
状態となる．④載荷を続けると接触された aと cでの支圧により耐力が上昇する． 
 

 
図 2.4.2 Q-γ 関係における耐力上昇の原因 

 
2.4.2 耐力上昇率と累積塑性せん断変形角の関係 
 定常振幅載荷した試験体の耐力上昇と耐力劣化の状況を図 2.4.3～図 2.4.8に示す．図の縦軸に各
載荷サイクルの最大せん断力 iQmaxを全塑性せん断耐力の実験値 eQpで除した比（耐力上昇率），横
軸に平均せん断変形角γ より算出した累積塑性せん断変形角 Σγp の関係を示す．なお，Σγp は正側
と負側のループからそれぞれ算出し，図中の縦軸の正側と負側にそれぞれ示す．図中，×印は，鋼
管端部の溶接止端部及びパネルとフランジの接合部にき裂が発生した時点，◇印はそれぞれのき裂
が進展して，板厚方向に貫通した時点，△印は鋼管中央部及びパネル中央部に面外方向に膨らみが
発生した時点を示す．以上の３つの時点は目視より確認された時点である．また，→印は繰返し載
荷回数を 100サイクルに上限とした試験体であり，載荷終了時まで耐力劣化せず，それ以上の変形
性能を有することを示す． 
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○ アスペクト比の影響 
 図 2.4.3にアスペクト比 h /Dの影響を示す．図 2.4.3（a）の鋼管径 130mm，定常振幅 3%の試
験体では，耐力上昇率は 1.52～1.82程度であり，h /D=1.25（C13065-125c3）と h /D=1.50（C13065 
-150c3）ではそれぞれ溶接止端部にき裂が発生したが，アスペクト比によらず，いずれも 100サイ
クル（Σγp =5.2rad）に至るまで耐力が劣化しない．図 2.4.3（b）の鋼管径 175mm，定常振幅 5%
の試験体では，耐力上昇率は 1.68～1.72程度であり，h /D=1.00試験体（C17588-100c5）より h 
/D=1.50試験体（C17588-150c5）の方が溶接止端部のき裂発生及び耐力劣化が早くなる．これは，
アスペクト比が大きくなるほど(2.3.3)式のせん断降伏領域α が小さくなり，曲げ降伏領域が大きく
なる．そのため，アスペクト比が大きくなると曲げ降伏領域に生じる変形（図 2.3.1の三角形部分）
が大きくなり，き裂の発生が起こりやすくなるためであると考えられる． 
 

 
図 2.4.3 アスペクト比 h /Dの影響 

 
○ 径厚比の影響 
 図 2.4.4に径厚比 D/tの影響を示す．図 2.4.4（a）の鋼管種 LY225，定常振幅 7%の試験体では，
耐力上昇率は 1.72～1.88程度である．D/t=19.9試験体（C17588-100c7）では溶接止端部のき裂に
より耐力が劣化し，D/t=26.9試験体（C17565-100c7）では，鋼管中央部に面外方向の膨らみによ
り耐力が劣化し，その後，溶接止端部にき裂が発生した．定常振幅 3%と 5%の試験体でも，定常振
幅 7%の試験体と同様に D/t=26.9の試験体が D/t=19.9の試験体より耐力劣化が早くなる．図 2.4.4
（b）の鋼管種 LY100，定常振幅 3%の試験体では，耐力上昇率は 2.90程度であり，鋼管種 LY225
の場合と比較して，耐力上昇率が高くなることが確認できる．D/t=18.7試験体（CL17895-100c3）
と D/t=14.8試験体（CL17812-100c3）では，いずれも溶接止端部のき裂が発生し，D/t=18.7試験
体（CL17895-100c3）より D/t=14.8試験体（CL17812-100c3）の方がき裂発生及び耐力劣化が早 
 

 
図 2.4.4 径厚比 D /tの影響 



 20 

12

くなる．鋼管径が等しい場合，径厚比が小さい試験体でき裂発生が早くなる原因は，曲げ引張側の
最外縁で生じる歪が大きくなるためである．平均せん断変形角が等しい場合，曲げ引張側端部の板
厚方向に生じる曲率は両者で大きく違わないため，板厚が大きな試験体で最外縁に生じる歪が大き
くなる．この内容については，後述する FEM解析結果で考察する. 
 以上，D /t=14.8試験体と D /t=18.7の試験体では，径厚比が大きくなるほどき裂発生条件によっ
て累積塑性変形角が大きくなる傾向がある．但し，D /t=26.9の試験体では，せん断座屈によって
耐力が劣化するため累積塑性変形角が小さくなる．結果として径厚比 20程度の試験体が最も高い
変形性能を有することになった． 
 
○ 載荷振幅の影響  
 図 2.4.5に載荷振幅の影響を示す．図 2.4.5（a）の鋼管径 175mm，鋼管厚 6.5mmの試験体
（D/t=26.9）では，耐力上昇率は 1.54～1.72程度であり，載荷振幅が大きくなるほど耐力上昇率
が高くなり，耐力劣化が早くなる．図 2.4.5（b）の鋼管径 177.8mm，鋼管厚 12mmの試験体
（D/t=14.8）では，耐力上昇率は 2.93～3.70程度で，載荷振幅が大きくなるほど溶接止端部のき
裂発による耐力劣化が早くなる．載荷振幅が大きくなるほど溶接止端部のき裂発生と耐力劣化が早
くなり，耐力上昇率が大きくなる． 
 

 
図 2.4.5 載荷振幅の影響 

 
○ 鋼管径の影響  
 図 2.4.6に鋼管径 Dの影響を示す．図 2.4.6（a）のアスペクト比 1.0，定常振幅 3%の試験体では，
耐力上昇率は 1.57～1.64程度であり，D =175mm（C17588-100c3）では溶接止端部にき裂が発生
したが，鋼管径によらず，いずれも 100サイクル（Σγp =5.3rad）に至るまで耐力が劣化しない． 
 

 
図 2.4.6 鋼管径の影響 
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図 2.4.6（b）のアスペクト比 1.5，定常振幅 3%の試験体では，耐力上昇率は，1.52～1.58程度で
あり，溶接止端部にき裂が生じるものの 100サイクルに至るまで耐力が劣化しない D =130mm試
験体（C13065-150c3）に比べ，D=175mm試験体（C17588-150c3）では溶接止端部のき裂発生に
より耐力劣化が発生した．アスペクト比が同じ鋼管径 130mmと 175mm試験体は径厚比も同じで 
ほぼ相似形の関係にあるにもかかわらず，その変形性能は鋼管径の小さな 130mm試験体の方が高
い．これは, 鋼管端部溶接部の裏当て金の影響であり，後述する FEM解析結果で考察する. 
 
○ 鋼管種の影響 
 図 2.4.7に鋼管種の影響を示す．図 2.4.6（a）の径厚比 D /tが 20程度，定常振幅 5%の試験体で
は，耐力上昇率は鋼管種 LY225 の試験体（C17588-100c5）は 1.72 であり，LY100 の試験体
（CL17895-100c5）は 3.09 である．LY225 と LY100 の試験体ではいずれも溶接止端部のき裂よ
り耐力劣化が発生し，LY100試験体の方が LY225試験体に比べ，溶接止端部のき裂が早く発生す
るが，耐力 Qが最大耐力 Qmaxの 90%まで低下した時点のΣγpは 4.2程度でほぼ同じである．図 2.4.6
（b）の径厚比 D /tが 20程度，定常振幅 7%の試験体では，定常振幅 5%の場合とほぼ同様なこと
により耐力劣化が発生し，耐力 Qが最大耐力 Qmaxの 90%まで低下した時点のΣγpは LY100の試験
体（CL17895-100c5）が 3.35，LY225の試験体（C17588-100c7）が 3.48程度でほぼ同じである． 
 

 
図 2.4.7 鋼管種の影響 

 
○ 断面形状の影響 
 図 2.4.8 に断面形状の影響を示す．全塑性せん断耐力と弾性剛性がほぼ同じである円形鋼管ダン
パーと H 形せん断パネルダンパーの耐力上昇率はいずれも 1.55で同程度である．円形断面の試験
体（C17588-150c3）では溶接止端部のき裂により耐力が劣化し，H形断面の試験体（H26390-100c3） 
 

 
図 2.4.8 断面形状の影響 
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では，パネル中央部に面外方向の膨らみが発生し，その後，パネルとフランジの接合部にき裂が発 
生した．円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパーの耐力 Qが最大耐力 Qmaxの 90%まで低下
した時点のΣγpはそれぞれ 4.02，4.06程度でほぼ同じである． 
2.4.3 累積塑性変形倍率 
 累積塑性変形倍率は図 2.4.9に示す記号を用いて次式で算定する．式(2.4.3)はせん断変形角γ を用
いて算定する方法であり，式(2.4.4)はエネルギー吸収量を用いて算定する方法である． 

 
，         

(2.4.3)，(2.4.4) 

但し，Σγp90は耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点での累積塑性せん断変形角，γeは全塑性せん
断耐力の実験値 eQpを弾性剛性の実験値 Keで除した弾性平均せん断変形角，ΣEp90は耐力が最大耐
力の 90%まで低下した時点でのエネルギー吸収量の累積値，Eeはγe時の弾性エネルギー吸収量であ
る． 
 表 2.4.1及び図 2.4.10に定常振幅で載荷した試験体における算定したそれぞれの累積塑性変形倍 
 

 
図 2.4.9 累積塑性変形倍率の算定における記号 

 

 
図 2.4.10 累積塑性変形倍率 



 23 

15

率を示す．表及び図中の↑及び→印は，載荷終了時まで耐力の低下がない場合の載荷終了時の値を
示し，それ以上の変形性能及びエネルギー吸収能力を有することを示す．図中の黒色，灰色，白色
はそれぞれ円形鋼管ダンパーの鋼管種 LY225，LY100の試験体と H形せん断パネルダンパーの試
験体を示す． 
 円形鋼管ダンパーは鋼管種 LY100の場合が LY225の場合よりηγとηEが高くなり，定常振幅 3%・
5%・7%の試験体で，ηγは 3944・2446・1994以上の値を有し， ηEは，11665・8171・6645以上
の値を有することが確認できる．また，全塑性せん断耐力と弾性剛性がほぼ同じ円形鋼管ダンパー
と H形せん断パネルダンパーのηγとηEは，それぞれ 4000程度，11600程度でほぼ同じである． 
2.4.4 疲労曲線 
 鋼構造制振設計指針 2.2), 2.3)では，定常振幅載荷されたア
スペクト比 1.0の H形せん断パネルダンパーを対象とし，
Manson−Coffin則 2.4), 2.5)を用いて式(2.4.5)のせん断変形角
片振幅 γt と耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点での
半サイクル数 Nfの関係の疲労寿命を予測している．  

 
       

(2.4.5) 

 但し，Cと m：実験定数，γt：せん断変形角片振幅，Nf：耐力が最大耐力の 90%まで低下した時
点での半サイクル数であり，γtと半サイクルの定義を図 2.4.11に示す．また，式(2.4.5)の疲労寿命
にはパネルの幅厚比・アスペクト比・鋼種を考慮した基準化幅厚比が強い相関があり，それぞれの
基準化幅厚比に対する疲労曲線を以下のように示している． 

 では，C = 0.482，m ＝ 2.40，R = −0.980  	
 	
 (2.4.6) 

 では，C = 0.410，m ＝ 2.27，R = −0.986  	
 	
 (2.4.7) 

 では，C = 0.365，m ＝ 2.17，R = −0.998  	
 	
 (2.4.8) 

 では，C = 0.252，m ＝ 1.94，R = −0.978  	
 	
 (2.4.9) 

 では，C = 0.273，m ＝ 1.52，R = −0.977  	
 	
 (2.4.10) 

但し，hh：パネルの高さ，htw：ウェブの板厚，wτu = wσu / √3，wσu：パネルの引張応力度，κs：周
辺単純支持板の板座屈係数であり，次式で算定する． 

 のとき，      	
 	
 (2.4.11) 

 
 

 
図 2.4.11	
 せん断変形角片振幅γtと 
      半サイクルの定義 
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図 2.4.12 H形せん断パネルダンパーのγtと Nfの関係（No.30～No.32） 

 

 
      （a）アスペクト比 h /Dの分類       （b）径厚比 D /tの分類 

図 2.4.13 円形鋼管ダンパーのγtと Nfの関係 
 

 のとき，      	
 	
 (2.4.12) 

但し，hd：パネルの幅である．  
 本節では，定常振幅載荷した試験体におけるせん断変形角片振幅 γtと半サイクル数 Nf に対して
Manson-Coffin則を用いて疲労寿命を予測し，鋼構造制振設計指針で示す H形せん断パネルの疲
労寿命と比較検討する． 
 表 2.4.1に半サイクル数 Nfを併記し，図 2.4.12と図 2.4.13にγtと Nfの関係を示す．図中には鋼
構造制振設計指針で示す H形せん断パネルダンパーの疲労曲線の中で，変形性能が最も高い場合で
ある基準化幅厚比が 0.150～0.165の場合と 0.299～0.303の場合の回帰式をそれぞれ破線と一点鎖
線で示す．図 2.4.12に本章で使用した H形せん断パネルダンパーのγt -Nf 関係を示す．本章での H
形せん断パネルダンパーは基準化幅厚比が 0.28であり，鋼構造制振設計指針で示す H形せん断パ
ネルダンパーの内，変形性能が最も高い場合（基準化幅厚比：0.150～0.165，0.299～0.303）と同
程度の疲労寿命を有することが確認できる．図 2.4.13に円形鋼管ダンパーに対するγt - Nf 関係をア
スペクト比 h /Dと径厚比 D /tに分類して示す．図中，色塗りの試験体は 100サイクルを上限とし
た試験体の中で，載荷終了時まで耐力が劣化しない場合であり，それ以上の変形性能を有すること
を示す． γtと Nfは負の相関があり，h /Dと径厚比 D /tの影響は小さく，これと同様に鋼管種の影
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響も小さい．また，色塗りの試験体を除き，回帰分析すると式(2.4.13)が得られる． 

 
         

(2.4.13) 

但し，相関係数 Rは−0.938ある．(2.4.13)式を図 2.4.13に実線で示す．定常振幅を受ける円形鋼管
ダンパーの平均的な疲労寿命は(2.4.13)式で予測可能であり，設計時には，これに安全率を考慮す
る．本章での円形鋼管ダンパーの実験範囲（h /D：1.00～1.50，D /t：14.8～26.9）では，h /D及
び D /tによらず，鋼構造制振設計指針で示す H形せん断パネルダンパーの内，変形性能が最も高
い場合（基準化幅厚比：0.150～0.165，0.299～0.303）と同程度の疲労寿命を有し，円形鋼管ダン
パーは高い疲労寿命を有することが確認できる． 
 
2.5 FEM 解析 
2.5.1 解析概要 
 本項では，単調載荷実験における荷重-変形関係の追跡とともに，き裂に関係する局所歪を把握
するため，FEM解析を実施する．使用するプログラムは，汎用有限要素プログラムMSC.Marc 2.6)

である．円形鋼管ダンパーは，図 2.2.1に示すように上・下エンドプレート部，鋼管部，裏当て金，
溶接余盛りで構成される．そこで，FEM解析モデルは，図 2.5.1に示すように上・下エンドプレー
トを除いた部分を対象とし，鋼管部と裏当て金と溶接余盛りを考慮してモデル化する．該当部分に
は 8節点の Solid要素を使用し，対称性より 2分の 1モデルとする．解析モデルは，鋼管の上・下
部の外側と溶接余盛りを一体化とする．また，鋼管の上・下部の内側と裏当て金は，材軸に対して
両端部から 10mmまでを一体化とし，他の部分には摩擦係数 0.25として接触させる．境界条件は，
下端部を固定端とし，上端部に強制変位を与え単調載荷する．なお，解析に入力する応力度-歪度関 
 

 
図 2.5.1 解析モデルと相当塑性歪εeq測定位置 

 
表 2.5.1 解析対象及び解析結果 
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係は，引張素材試験の結果から得られた平均値を真応力-真塑性歪関係に置換して使用する． 
 表 2.5.1 に解析対象を示す．解析対象は，2 つのケースに分類する．表中，備考欄のケース 1 で
は鋼管径及びアスペクト比の影響を検討することを目的とし，鋼管径が 130mmの場合，アスペク
ト比が 1.0，1.25，1.5の 3種類，鋼管径が 175mm の場合，アスペクト比が 1.0，1.5の 2種類で
ある．但し，鋼管径 175mmの場合は，漸増載荷曲線を骨格曲線に置換したものを比較対象とする． 
ケース 2 では，径厚比が小さいほどき裂の発生が早くなる原因を検討することを目的とし，No.21
（CL17812-100c3）試験体に基づいた単調載荷したもので，鋼管径が 177.8mm，アスペクト比を
1.0とし，鋼管厚が 12mm，10mm，7mmの 4種類とする． 
2.5.2 せん断力と平均せん断変形角の関係（ケース 1） 
 ケース 1 の解析結果より得られた全塑性せん断耐力 aQp，初期剛性 aK を実験結果と比較し，表
2.5.1 に併記する．但し，aQpはせん断力 Q と平均せん断変形角γ 関係の 0.35%off-set 耐力値，aK
は aQp の 1/3 の割線剛性である．全塑性せん断耐力の実験値と解析値の比 eQp/aQpは，0.94~0.97
であり，解析値は実験値とよく対応している．弾性剛性の比 eK/aKに対しては，鋼管径 130mmの
場合，0.70~0.73であり，鋼管径 175mmの場合では，約 0.95となる．図 2.5.2 と図 2.5.3に解析
及び実験結果から得られたせん断力 Q と平均せん断変形角γ 関係を比較して示す．鋼管径 130mm
の場合は，いずれも降伏棚を有する履歴性状を示し，アスペクト比が大きくなるほど，解析結果と
実験結果が良く対応する．一方，漸増繰返し載荷曲線を骨格曲線に置換して比較した鋼管径 175mm
の場合は，全塑性せん断耐力の近傍では，実験結果と同程度であるが，歪硬化以降の耐力上昇域で
は，γ が約 0.15までには実験結果が解析結果より耐力上昇が若干大きくなり，以降，ほぼ一致する．  
 

 
図 2.5.2 せん断力 Qと平均せん断変形角γ の関係（鋼管径 130mm） 

 

 
図 2.5.3 せん断力 Qと平均せん断変形角γ の関係（鋼管径 175mm） 
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             （a）実験結果      （b）解析結果 

図 2.5.4 変形状態（C13065-100m，γ：0.17rad） 
 

図 2.5.4 に C13065-100m 試験体における実験及び解析終了時の変形状態を示す．裏当て金と溶接
余盛りを考慮した FEM解析モデルは実験結果とほぼ同じ変形をすることが確認できる． 
2.5.３ アスペクト比と相当塑性歪の関係（ケース 1） 
 鋼材の塑性変形能力及び延性き裂発生に及ぼす有効なパラメータとして(2.4.1)式の相当塑性歪
εeqがある 2.7)．アスペクト比及び鋼管径の影響を調べるため，局部的に発生する相当塑性歪を出力
する．出力位置は図 2.5.1 に示すように材端部では 30mm まで 2mm 間隔ごとと図中に×印で表記
した鋼管中央部である．相当塑性歪が最大となる位置は溶接止端部であり．写真 2.4.1（a）に示す
ように繰返し載荷実験結果のき裂発生位置と一致する（図 2.5.1中，→印の所）． 
 図 2.5.5に溶接止端部及び鋼管中央部（図 2.5.1中の×印）に発生する平均せん断変形角 0.05rad，
0.1rad，0.15rad時の相当塑性歪εeqとアスペクト比 h /Dの相関を示す．図中，△印は鋼管径 130mm
の試験体，◆印は鋼管径 175mmの試験体の結果を示す．図 2.5.5（b）より鋼管中央では，アスペ
クト比が大きくなるほど相当塑性歪が減少し，鋼管径によらず，ほぼ同じ傾きで変化することが分 
 

 
図 2.5.5 相当塑性歪εeqとアスペクト比 h /Dの関係 

 

 
図 2.5.6 相当塑性歪εeqと有効アスペクト比 h’ /Dの関係 
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かる．図 2.5.5（a）溶接止端部では，アスペクト比が大きくなるほど相当塑性歪が大きくなり，鋼
管径 130mmより鋼管径 175mmの方が，傾きが大きく変化する．また，同じ平均せん断変形角時
の相当塑性歪を比較すると鋼管径 130mmより鋼管径 175mmの方が高い．従って，鋼管径 175mm
のき裂が早期に発生するし，それによる耐力劣化も早くなると考えられる．この結果は，2.4.2 項
のアスペクト比と径厚比が同じ鋼管径 130mmと 175mm試験体はほぼ相似形の関係にあるにもか
かわらず，変形性能は鋼管径の小さな 130mm試験体の方が高い実験結果と対応する．これは，鋼
管径によらず高さ 25mm・幅 9mmの裏当て金が使われていることに起因すると考えられ，裏当て
金を除いた鋼管高さ h’（図 2.2.1(a)参照）と鋼管径 D の比として定義する有効アスペクト比 h’ /D
を用いて以下で説明する． 
 図 2.5.6に溶接止端部と鋼管中央に発生する平均せん断変形角 0.05rad，0.1rad，0.15rad時の相
当塑性歪と有効アスペクト比の関係を示す．有効アスペクト比の大きさ順に記すと C13065-100m
＜C17588-100m＜C13065-125m＜C13065-150m＜C17588-150m となり，有効アスペクト比は鋼
管径 175mmの方が大きくなる．図 2.5.6（a）より溶接止端部に発生する相当塑性歪は有効アスペ
クト比が大きくなるほど高くなる．また，有効アスペクト比 1.11（C13065-150m）から 1.27
（C17588-150ci）では急激に上昇する傾向である．一方，図 2.5.6（b）より鋼管中央では，有効ア
スペクト比が大きくなるほど相当塑性歪が小さくなり，ほぼ線形的に変化する．すなわち，有効ア
スペクト比が大きいほど溶接止端部の延性き裂が生じやすく変形性能が小さくなると考えられ，こ
の傾向は実験結果と対応する． 
 本節では，相似形の関係にある試験体は，裏当て金の影響により変形性能が異なる原因を明らか
にした．但し，表 2.4.1 に示す全塑性せん断耐力及び弾性剛性の計算結果においては，裏当て金の
有無による影響はほとんどない．また，図 2.5.4（a）に示すように裏当て金の部位でも曲げ変形が
起こることが確認されており，全塑性せん断耐力・弾性剛性の算定において計算に裏当て金を除い
た鋼管高さ h’を考慮すると式が複雑になるため，平均せん断変形角 γとアスペクト比 h /D におい
ては鋼管高さ hで定義することとした． 
2.5.4 径厚比と相当塑性歪の関係（ケース 2） 
 径厚比が小さい試験体のき裂発生が早くなる原因を調べるため，局部的に発生する歪を出力す
る．出力位置は図 2.5.1中での→印の所の板厚方向である．図 2.5.7に曲げ引張側の板厚方向に対
する材軸方向歪 εの分布を示す（平均せん断変形角 0.1radの時）．図の縦軸は材軸方向に発生する 
 

 
図 2.5.7 曲げ引張側の板厚方向に対する軸方向歪 εの分布 
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図 2.5.8 相当塑性歪εeqと径厚比 D /tの関係 

 
歪 ε，横軸は鋼管厚を示し，左側が鋼管の外側，右側が鋼管の内側を示す．図より径厚比が小さく
なるほど，最外縁での歪が大きくなることが確認できる．また，歪分布が線形ではないことは，溶
接止端部で歪集中が生じるためであると考えられる．図 2.5.8に溶接止端部の最外縁（曲げ引張側）
と鋼管中央に発生する平均せん断変形角 0.05rad，0.1rad，0.15rad時の相当塑性歪と径厚比の関
係を示す．図 2.5.8（a）より径厚比が小さいほど相当塑性歪が大きくなり，径厚比が小さな試験体
のき裂発生が早くなる実験結果の傾向と一致することが確認できる．一方，図 2.5.6（b）より鋼管
中央では，径厚比によらず相当塑性歪がほぼ一定となる．  
 
2.6 結 
 本章では，低降伏点円形鋼管ダンパー単体に対しての鋼管径・アスペクト比・径厚比・載荷振幅・
鋼管種をパラメータとし，その弾性剛性，全塑性せん断耐力などの履歴性状を把握するため，せん
断加力実験及び単調載荷実験に対する FEM解析を行った．また，低降伏点円形鋼管ダンパーの試
験体について全塑性せん断耐力，弾性剛性，重量がほぼ同じ H形せん断パネルダンパーの試験体を
用意し，その力学特性を比較・検討する．これまでの検討結果から以下の知見が得られた． 
1) 繰返しせん断加力実験結果より，低降伏点円形鋼管ダンパーは紡錘形の安定した履歴性状を

示した. 
2) 曲げ降伏領域とせん断降伏領域を想定した崩壊機構による全塑性せん断耐力の評価式を提案

した．実験値と計算値の比 eQp/cQpは 0.96～1.30 であり，評価式が妥当であること示した．
また，曲げ変形とせん断変形を考慮して算定した弾性剛性について，実験値と計算値の比

eK/cKは 0.84～1.31であり，提案した評価式は実験結果と良好な対応を示す． 
3) 円形鋼管ダンパーの破壊形式は鋼管中央部に面外変形が発生し，最終的にせん断座屈による

破壊，鋼管端部溶接止端部にき裂が発生し，き裂進展により板厚方向に貫通，以上の 2 つが
両方発生することの 3種類である． 

4) アスペクト比が大きくなるほど累積塑性変形角が小さくなる．これは，アスペクト比が大き
くなるほど(2.3.3)式のせん断降伏領域α が小さくなり，崩壊機構の曲げ降伏領域が大きくな
る．そのため，アスペクト比が大きくなると曲げ降伏領域に生じる変形が大きくなり，き裂
の発生が起こりやすくなるためである． 

5) 径厚比 14.8と 18.7試験体では，両方ともき裂により耐力が劣化し，鋼管径が等しく径厚比が
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小さい試験体でき裂発生が早くなった．その原因は，FEM解析結果により曲げ引張側最外縁
で生じる歪が大きくなるためである．但し，径厚比 26.9の試験体では，せん断座屈によって
耐力が劣化するため累積塑性変形角が小さくなる．結果として径厚比 20程度の試験体が最も
高い変形性能を有することになる． 

6) 鋼管種以外のパラメータがほぼ同じ LY100 と LY225 試験体を比較すると，耐力が最大耐力
の 90%まで低下した時点の累積塑性せん断変形角はほぼ同じである． 

7) アスペクト比が同じ鋼管径 130mmと 175mmの試験体は径厚比も同じでほぼ相似形の関係に
なるにも関わらず，累積塑性せん断変形角は鋼管径が小さな 130mm試験体の累積塑性変形せ
ん断変形角が大きい．これは，裏当て金の影響であり，有効アスペクト比（裏当て金を除い
た鋼管高さ h’/鋼管径 D）を用いて整理すると，FEM解析から得られた溶接止端部・鋼管中央
部の相当塑性歪と良い相関関係が得られた． 

8) 全塑性せん断耐力と弾性剛性がほぼ同じ円形鋼管ダンパーと H 形せん断パネルダンパーは耐
力上昇率がほぼ同じであり，耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点の累積塑性せん断変形
角はほぼ同じである． 

9) 定常振幅を受ける試験体の疲労寿命について Manson-Coffin 則を用いて(2.4.13)式の疲労曲
線式を提示した．実験パラメータの範囲（h/D：1.00～1.50，D/t：14.8～26.9）では，鋼構造
制振設計指針で示す H 形せん断パネルダンパーの内，変形性能が最も高い場合（基準化幅厚
比：0.150～0.165，0.299～0.303）と同程度の疲労寿命を有し，円形鋼管ダンパーは高い疲
労寿命を有することを確認した． 
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第 3章 2方向載荷を想定した低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状 
	
  

	
  

3.1 序 
 2 章では，円形鋼管ダンパーに対して鋼管径・アスペクト比・径厚比・鋼管種・載荷振幅をパラ
メータで１方向のせん断加力実験を行い，その力学性状を把握した．一方，円形鋼管ダンパーは，
円形の断面形状から外力に対する方向性がないという特徴がある． 
 図 3.1.1 に間柱支持された円形鋼管ダンパーが架構内に設置される状況を示す．本研究では，間
柱支持された円形鋼管ダンパーが構面内の力を受ける場合を想定している．但し，この場合でも，
円形鋼管ダンパーには構面内方向の力と比較すると小さくなるものの，構面外方向の力は作用する．
一方，間柱支持された円形鋼管ダンパーが次の条件であれば，円形鋼管ダンパーに構面外方向の力
を積極的に受けることとなる． 
 

 
図 3.1.1 間柱支持された円形鋼管ダンパーの設置状況（架構内） 

 

 
        （a）連結制振              （b）免震層 

図 3.1.2 任意方向へ変位が発生する場合の例（架構外） 
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・ 間柱端部に接合される梁に小梁が直交配置で剛接合されること 
・ 間柱端部と梁が構面外方向に対して剛接合されること 
・ 構面外方向に対して間柱がダンパー最大耐力時にも弾性状態に留まり，十分な弾性剛性

を有すること 
また，架構外では，図 3.1.2に示すように固有周期が異なる建物の間に連結制振例えば 3.1) 3.2)として使
用する場合と免震層に積層ゴム例えば 3.3) 3.4)と併用する場合に円形鋼管ダンパーを使用することによ
り任意方向に対する地震エネルギーを吸収し，建物の振動を減衰させる機構として使用できる． 
 以上のように，本研究で対象とする間柱支持された円形鋼管ダンパーが構面内の力を受ける場合
でも構面外方向の力を受ける可能性があり，将来的には任意方向へ変位が生じる部位での利用が期
待されるため，任意方向に対する円形鋼管ダンパーの力学性状を把握する必要がある．その一環と
して本章では，円形鋼管ダンパーのアスペクト比・鋼管種をパラメータとし，2 方向載荷に対する
基礎的な知見を得るために，定常振幅繰返し載荷（以下，2 方向載荷）を行い，2 章での 1方向に
対する場合と力学性状を比較・検討する． 
 
3.2 実験概要 
3.2.1 試験体と載荷方法 
 試験体一覧を表 3.2.1に示す．但し，試験体形状は図 2.2.1と同様である．実験パラメータは鋼
管種・アスペクト比である．試験体に使用する鋼管種は LY100と LY225の 2種類であり，断面形
状はφ175×8.8，φ177.8×9.5の 2種類とする．また，アスペクト比 h / Dは 1.0，1.50の 2種類，
径厚比 D / tは 18.7，19.9の 2種類とする．但し，径厚比の 18.7，19.9は，近傍の値であるため，
以下ではまとめて評価する．それぞれの試験体は 2章の No.12，16，24，28（C17588-100c3，C17588- 
150c3，CL17895-100c3，CL17895-150c3）が比較対象となる．それぞれの機械的性質は 2章の表
2.2.2と同じである．測定方法と載荷装置は，2章と同様である． 
 図 3.2.1に載荷方法を示す．試験体の平均せん断変形角γ が 3%の定常振幅載荷 30サイクルで繰
返す．その後，試験体を時計回りに 90°回転し同様に 30サイクル繰返し載荷する．これを耐力が最
大耐力の 90%以下に低下するまで繰返す． 
 
 

表 3.2.1 試験体一覧 
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図 3.2.1 載荷方法 

 
3.3 実験結果及び考察 
3.3.1 せん断力と平均せん断変形角の関係 
 表 3.3.1 に全塑性せん断耐力と弾性剛性に対する実験結果と計算結果の比較を示す．全塑性せん
断耐力と弾性剛性の算定は 2 章の 2.3 項と同様である．表中の記号は，eQp：実験より得られた全
塑性せん断耐力， cQp ：(2.3.4)式で計算した全塑性せん断耐力，eK：実験より得られた弾性剛性，
cK：(2.3.12)式で計算した弾性剛性である．但し，eQpと eKは各試験体において回転する前の Q-γ 
関係から求めた値である．全塑性せん断耐力の実験値と計算値の比 eQp / cQpは 0.10～1.37であり，
弾性剛性の比 eK / cKは 0.94～1.09である． 
 図 3.3.2～図 3.3.3に試験体の実験結果の例を示す．縦軸にせん断力 Q，横軸に平均せん断変形角
γ を示す．図 3.3.1に図 3.3.2と図 3.3.3の実験結果に対する凡例の例を示す．試験体名の後ろの数 
 

表 3.3.1 全塑性せん断耐力と弾性剛性の比較 

 
 

 
図 3.3.1 実験結果の凡例 
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図 3.3.2 せん断力 Q -平均せん断変形角γ 関係（No.1：C17588-100c3r試験体） 

 

 
図 3.3.3 せん断力 Q -平均せん断変形角γ 関係（No.4：CL17895-150c3r試験体） 

 

 
図 3.3.4 せん断力 Q -平均せん断変形角γ 関係 

（2章のNo.12：C17588-100c3，No.28：CL17895-150c3） 
 

字は，載荷方向と回転回数を示し，以降の結果ではこれと同様に表現する．なお，図 3.3.4に比較  
対象とし，2 章の 1 方向に対する試験体の実験結果を示す．2 方向載荷した試験体でも載荷方向と
回転順番と関わらず 1方向載荷した試験体と同様に安定した紡錘形の履歴性状を示し，いずれも 3
サイクル程度で安定した履歴性状となる． 
 表 3.3.2 に破壊形式及び破断の時点を，写真 3.3.1 に試験体の破壊形式の例を示す．但し，それ
ぞれの時点は目視で観察した時点である．破壊形式は以下のようになり，全ての試験体が同じであ
る．  
・ 鋼管端部溶接止端部の曲げ側にき裂が発生し，き裂の進展により板厚方向に貫通（表 3.3.2中

の C）．これは，2章の 1方向載荷重した試験体の破壊形式と同じである（表 2.4.2の No.12，
16，24，28試験体）．但し，2方向載荷した試験体は載荷方向が変化することによりき裂の位
置が移動する．表 3.3.2には曲げ側とせん断側に区別して表記し，曲げ側とせん断側の定義は
表の右の参考図のとおりとする． 
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表 3.3.2 破壊形式及び破断の時点 

 
 

 
写真 3.3.1 破壊形式（No.4：CL17895-150c3r） 

 
 図 3.3.3 中の△及び▽印で表す現象は 2 章と同様に図 2.4.2 に示すように貫通されたき裂がき裂
断面に接触され，支圧状態になることより，耐力が上昇する現象である． 
3.3.2 耐力上昇率と累積塑性せん断変形角の関係 
 図 3.3.5～図 3.3.7に試験体の耐力上昇並びに耐力劣化の状況の例を示す．図の縦軸に各サイクル
の最大せん断力 iQmaxを全塑性せん断耐力の実験値 eQpで除した比（耐力上昇率），横軸には平均せ
ん断変形角γより算出した累積塑性せん断変形角Σγpの関係を示す．なお，Σγpは正側と負側のルー
プをそれぞれ算出し，図中の縦軸の正側と負側に示す．また，Σγpを 0°方向と 90°方向の載荷方向
に区別し，載荷順番に累積して示す．図中，×印は，鋼管端部の溶接止端部（曲げ側）にき裂が発
生した時点，◇印は溶接止端部（曲げ側）のき裂が進展して，板厚方向に貫通した時点，○印は溶
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接止端部（せん断側）のき裂が進展して，板厚方向に貫通した時点を示し，以上の 3つは目視より
確認された時点である．  
 
○ アスペクト比の影響 
 図 3.3.5にアスペクト比 h / Dの影響を示す．図 3.3.5（a）が載荷方向 0°（180°）の場合，図 3.3.5
（b）が載荷方向 90°の場合である．鋼管種 LY225の試験体では，耐力上昇率は 1.62～1.64程度で
あり，h /D＝1.00試験体（C17588-100c3r）より h /D＝1.50試験体（C17588-150c3r）の方が溶
接止端部のき裂貫通と耐力劣化が早くなる．これは，2章と同様にアスペクト比が大きくなると図
2.3.1の崩壊機構での曲げ降伏領域に生じる変形が大きくなり，き裂の発生が起こりやすくなるた
めであると考えられる． 
 

 
    （a）載荷方向 0°       （b）載荷方向 90° 

図 3.3.5 アスペクト比 h / Dの影響 
 

○ 鋼管種の影響 
 図 3.3.6に鋼管種の影響を示す．図 3.3.6の（a）が載荷方向 0°の場合，図 3.3.6（b）が載荷方向
90°の場合である．耐力上昇率は鋼管種 LY100の試験体（CL17895-150c3r）では 2.83程度，鋼管
種 LY225の試験体（C17588-150c3r）では 1.64程度である．耐力が最大耐力の 90%まで低下した
時点での累積塑性変形角Σ γpはそれぞれ 1.51，1.82程度で，鋼管種 LY100の方が若干大きい． 
 

 
    （a）載荷方向 0°       （b）載荷方向 90° 

図 3.3.6 鋼管種の影響 
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○ 1 方向との比較  
 図3.3.7に2方向載荷した試験体と2章の1方向載荷した試験体の比較を示す．図3.3.7の（a）が載
荷方向0°の場合，図3.3.7（b）が載荷方向90°の場合であり，それぞれを一方向載荷した試験体と比
較する．2方向載荷した鋼管種LY100，h /D＝1.50の試験体では，耐力上昇率は2.67～2.83程度であ
り，いずれも溶接止端部のき裂によって耐力が劣化する．耐力が最大耐力の90%まで低下した時点
または載荷終了時での累積塑性せん断変形角Σγpは，1方向載荷した試験体では5.58程度，2方向載
荷した試験体では0°方向と90°の場合，それぞれ2.67，2.45程度となり，1方向載荷した試験体の半
分程度のΣγpを有することが確認できる． 
 表 3.4.5に 1方向と 2方向載荷した試験体の Qが Qmaxの 90%まで低下した時点でのΣγpを示す． 
但し，表中のΣγp1は 1方向載荷した試験体の正側と負側のループのうち，いずれかの側で Qが Qmax

の 90%まで低下した時点での累積値を表す．また， Σγp0°とΣγp90°は 2方向載荷した試験体の 0°方向
と 90°方向に対して，正側と負側のループのうち，いずれかの側で Qが Qmaxの 90%まで低下した
時点での累積値，または載荷終了時までの累積値である．表中の↑印は繰返し載荷回数を 100サイ
クルに上限とした試験体であり，載荷終了時まで耐力劣化せず，それ以上の変形性能を有すること
を示し，↓はその試験体に対するΣγp2とΣγp1の比でそれ以下の値になることを示す．2方向載荷重
した試験体の 0°方向，90°方向と 1方向載荷した試験体の累積塑性せん断変形角の比Σγp0° / Σγp1と 
  

 
    （a）載荷方向 0°       （b）載荷方向 90° 

図 3.3.7 1方向載荷した試験体との比較 
 

表 3.3.3 累積塑性せん断変形角の比較 
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Σγp90° / Σγp1はそれぞれ 0.57～0.76， 0.36～0.59となる． 
3.3.3 累積塑性変形倍率 
 表 3.3.4と図 3.3.8に(2.4.3)式と(2.4.4)式を用いて算定した累積塑性変形倍率を示す．但し，ηγ

とはηEはそれぞれせん断変形角γ とエネルギー吸収量を用いて算定する方法である．但し，表と図
中のηγ1は 1方向載荷した試験体の正側と負側のループのうち，いずれかの側に Qが Qmaxの 90%
まで低下した時点での累積値であり， ηγ0°とηγ 90°は 2方向載荷した試験体の 0°方向と 90°方向に対
して正側と負側のループのうち，いずれかの側に載荷終了時または Qが Qmaxの 90%まで低下した
時点での累積値である．また，表中の↑印は繰返し載荷回数を 100サイクルに上限とした試験体で 
あり，載荷終了時まで耐力劣化せず，それ以上の変形性能を有することを示し，↓はその試験体に
対するηγ0°とηγ 90°の比でそれ以下の値になることを示す．また，図中の黒色は 1方向載荷した試験
体，灰色と白色はそれぞれ 2方向載荷した試験体の 0°方向と 90°方向に対する値である．2方向載
荷した試験体はηγ0°が 1788，ηγ 90°が 1278以上の値を有し， ηE 0°が 4665，ηE 90°が 3424以上の値を
有することが確認できる．また，2方向載荷重した試験体の 0°方向，90°方向と 1方向載荷した試
験体の累積塑性変形倍率の比ηγ 0° / ηγ 1とηγ 90° / ηγ 1はそれぞれ 0.41～0.57，0.32～0.37となり，ηE 0° 

/ ηE 1とηE 90° / ηE 1はそれぞれ 0.28～0.57，0.22～0.33となる． 
 

表 3.3.4 累積塑性変形倍率 
（a）せん断変形角γを用いた累積塑性変形倍率ηγ 

 
（b）エネルギー吸収量を用いた累積塑性変形倍率ηE 
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図 3.3.8 累積塑性変形倍率 

 
 以上では，円形鋼管ダンパーのアスペクト比・鋼管種をパラメータとし，2方向載荷を想定した
繰返し載荷実験を行った．但し，この載荷条件は図2.3.1に示す円形鋼管ダンパーの崩壊機構を考え
ると多方向に対して厳しい載荷条件であり，変形性能に対して安全側の評価であると考えられる． 
 
3.4 結 
 本章では，円形鋼管ダンパーは円形の断面形状から外力に対する方向性がないという特徴があ
り，架構内と構面外で任意方向へ変位が生じる部位の利用が期待される．そのため，任意方向に対
する円形鋼管ダンパーの力学性状把握することを目的とし，円形鋼管ダンパーのアスペクト比・鋼
管種をパラメータとし，2 方向を想定した定常振幅繰返し載荷を行い，2 章での 1 方向に対する場
合と力学性状を比較・検討した．これまでの検討結果から，以下の知見が得られた. 
1) 載荷方向 0°，90°のいずれに対しても 1方向に載荷する場合と同様に安定した紡錘形の履歴性

状を示す．  
2) 全塑性せん断耐力の実験値と計算値の比 eQp / cQpは 0.10～1.37であり，弾性剛性の比 eK / cK

は 0.94～1.09である．  
3) 試験体の破壊形式は，鋼管端部溶接止端部の曲げ側にき裂が発生し，き裂の進展により板厚

方向に貫通によるものである．  
4) 2 方向載荷した試験体の耐力上昇率と累積塑性せん断変形角の関係で累積塑性せん断変形角

を載荷方向 0°方向と 90°方向に区別し，載荷順番に累積するとアスペクト比が大きくなるほど
累積塑性せん断変形角が小さくなる．これは 1 方向の場合と同様にアスペクト比が大きくな
るほど崩壊機構での曲げ降伏領域に生じる変形が大きくなり，き裂の発生が起こりやすくな
るためであると考えられる．また，鋼管種 LY225 試験体が LY100 試験体より耐力劣化の時
点が早くなる． 

5) 2方向載荷した試験体の 0°方向，90°方向と 1方向載荷した試験体の累積塑性せん断変形角の
比Σγp0° / Σγp1とΣγp90° / Σγp1はそれぞれ 0.57～0.76，0.36～0.59となる．  
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6) 2方向載荷した試験体はせん断変形角を用いて算定した累積塑性変形場率は 0°と 90°方向では
それぞれ 1788，1278以上の値を有する．また，エネルギー吸収量を用いて算定した累積塑性
変形倍率は 0°と 90°方向でそれぞれ 4665，3424以上の値を有する． 
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第４章 間柱支持された低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状 
	
  

	
  

4.1 序 
 本章では，間柱支持された円形鋼管ダンパーの弾性剛性，全塑性せん断耐力，変形性能などの力
学特性と円形鋼管ダンパーとダンパーを支持する間柱の相互関係を把握することを目的とし，せん
断加力実験及び FEM 解析を行い，その結果に対して考察する．また，全塑性せん断耐力，弾性剛
性，重量が円形鋼管ダンパーとほぼ同じ H形せん断パネルダンパーの試験体を用意し，その力学特
性を比較・検討する．同時に，間柱支持されたダンパーと同じパラメータのダンパー単体の力学特
性に対して比較・検討を行う． 
 
4.2 実験概要 
4.2.1 試験体と設計方法 
 試験体形状を図 4.2.1に，試験体一覧を表 4.2.1に示す．ダンパーの断面形状は円形鋼管ダンパー
と H形せん断パネルの 2種類である．円形鋼管ダンパーの鋼管種は LY225と LY100の 2種類，断
面形状はそれぞれφ175×8.8，φ177.8×9.5である．アスペクト比 h/Dは 1.5であり，径厚比 D /t
はそれぞれ 19.9，18.7である．また，H形せん断パネルダンパーは，弾性剛性・全塑性せん断耐力・
重量が鋼管種 LY225，アスペクト比 1.5，径厚比 19.9の円形鋼管ダンパーの場合とほぼ等しく設計
した，断面形状が H-263×90×9×12のウェブに LY225，フランジに SN490Bを使用した試験体であ
る．ダンパーを支持する間柱には SN490B を使用し，断面形状が H-550×250×12×22 と
H-750×300×16×25 の 2 種類を使用する．ダンパーと間柱は，接合プレートを介して接合され，試
験体の上・下端にはエンドプレートを接合する．この試験体はエンドプレート厚さを含めて全長が
2500mm，ダンパー部の高さが 263mmである．各々の部位に対する溶接接合状態は図 4.2.1を参 
 

 
（a）間柱断面形状：H-750×300×16×25の場合 

図 4.2.1 試験体図 
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（b）間柱断面形状：H-550×250×12×22の場合 

図 4.2.1 試験体図 
 
照する． 
 間柱は，以下の条件を満たすように設計する． 
・円形鋼管ダンパーの鋼管種 LY225の場合（No.1，2），層間変形角 Rが 1/1000，1/500程度でダ
ンパーが全塑性せん断耐力に達するように間柱の弾性剛性を設定する．鋼管種 LY100 の場合
（No.3，4）は，鋼管種 LY225の場合と同じ間柱断面とする．また，H形せん断パネルダンパー
（No.5）の場合は，No.1の試験体が比較対象となり，No.1と同じ間柱断面とする．  

 
表 4.2.1 試験体一覧 
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・ダンパーの最大耐力時に間柱が降伏しない． 
○ ダンパーの全塑性せん断耐力 
 円形鋼管ダンパーと H 形せん断パネルダンパーの全塑性せん断耐力 cQp は 2 章の(2.3.4)式と
(2.3.7)式を用いて算定する． 
○ 試験体全体の弾性剛性の算定 
 図 4.2.2 にせん断力 Q が作用する試験体全体の変形状態を示す．ダンパーの弾性剛性 dKcは，2
章の(2.3.12)式を用いる．また，間柱の弾性剛性 scKcは間柱の曲げ変形 scδbとせん断変形 scδsを考慮
して次式となる． 

           (4.2.1)	
  

       (4.2.2) 

           (4.2.3)	
  

但し，式中の scE：間柱のヤング係数，scIx：間柱の強軸に対する断面 2次モーメント，scG：間柱の
せん断弾性係数，scAf ，scAw：間柱の全フランジ，ウェブ断面積，H：間柱の長さである．試験体
全体の弾性剛性 Kcはダンパーと上・下間柱の曲げ変形 δbとせん断変形 δs ，また，間柱の曲げ変
形によって生じる接合プレートの回転 scθcによる水平変位 dδθを考慮して次式となる． 

           (4.2.4) 

        (4.2.5)	
  

           (4.2.6)	
  

但し，H 形せん断パネルダンパーの場合は，式中の h の代わりに H 形せん断パネルダンパーの高
さ hhを代入して算定する．  
 図 4.2.3に円形鋼管ダンパー（鋼管種：LY225，h/D：1.5，D/t：19.9）が全塑性せん断耐力 cQp

に達するときの層間変形角 dRpと，間柱の弾性剛性 scKcとダンパーの弾性剛性 dKcの比の関係を示
す． 
 

 
図 4.2.2 荷重条件と変形状態 
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図 4.2.3 ダンパー全塑性せん断耐力 cQp時の層間変形角 dRpと 
間柱の弾性剛性 scKcとダンパーの弾性剛性 dKcの比の関係 

（円形鋼管ダンパーの鋼管種：LY225，h/D：1.5，D/t：19.9） 
 
図中のプロットは，間柱に外法一定 H 形鋼を使用した結果である．設計条件より dRpが 0.002rad
と 0.001rad 近傍の H 形鋼の断面を選定する．結果として選定した間柱の断面は，それぞれ
H-550×250×12×22，H-750×300×16×25である． 
 円形鋼管ダンパーの最大耐力 dQmaxは，2 章の結果により，H 形せん断パネルダンパーと円形鋼
管ダンパーの鋼管種及びパネルの鋼種 LY225 では全塑性せん断耐力の 2 倍程度，円形鋼管ダンパ
ーの鋼管種 LY100 では全塑性せん断耐力の 3 倍程度になることが確認されている．この結果に基
づいて，ダンパー最大耐力 dQmaxが間柱の降伏耐力 scQyを超えないように次式を満足することを確
認する． 

          (4.2.7)	
  

4.2.2 試験体の機械的性質 
 表 4.2.2に円形鋼管，H形せん断パネルと間柱の引張素材試験結果を示す．引張試験片には円形
鋼管は JIS 12B号試験片，H形せん断パネルと間柱には JIS 5号試験片を用いる．円形鋼管の素材
は LY225（断面形状：φ175×8.8）と LY100（断面形状：φ177.8×9.5）の 2種類であり，H形せ
ん断パネルの素材はウェブに LY225，フランジに SN490B を使用する．また，間柱の素材には
SN490Bを使用する．全ての供試体で試験片は 3片ずつとし，計 24片の引張試験を行う．表中の
値はそれぞれの平均値を示し，降伏応力度σyは 0.2%off-set耐力を採用する． 
 

表 4.2.2 試験体の機械的性質 
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4.2.3 載荷方法 
 図 4.2.4に測定変位及び測定位置を，図 4.2.5に載荷装置を示す．試験体と載荷梁の間に PL-50× 
700×1700の鋼板を挿入し，試験体を載荷梁と基礎梁に固定する．試験体中央の高さに 2000kNジ
ャッキで水平力を加力する．また，試験体の左・右に設置された鉛直ジャッキにより載荷梁を水平
の状態になるように調節し，載荷梁の重量などによる軸力が試験体に入らないように制御する． 
 図 4.2.4に示す試験体全体の層間変形角 Rを測定し，載荷の制御変数とする．載荷方法は，いず
れも層間変形角 Rが 1/1000，1/500，1/250，1/200，1/150，1/100，1/75で各 2サイクルの漸増載
荷した後，層せん断力 Qが最大耐力の 80％以下に低下するまで Rが 1/50で定常振幅繰返し載荷す
る． 
 
 

 
図 4.2.4 測定変位及び測定位置 

 
 

 
図 4.2.5 載荷装置 
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4.3 実験結果及び考察 
4.3.1 せん断力と平均せん断変形角 の 関係 
 表 4.3.1 に全塑性せん断耐力と弾性剛性に対する実験結果と計算結果の比較を示す．表中の記号
は，eQp：ダンパーの全塑性せん断耐力の実験値，cQp ：(2.3.4)式と(2.3.7)式で算定したダンパーの
全塑性せん断耐力の計算値，dKe：ダンパーに対する弾性剛性の実験値，dKc：(2.3.12)式で算定した
ダンパーに対する弾性剛性の計算値，scKe：間柱に対する弾性剛性の実験値，scKc：(4.2.2)式で算定
した間柱に対する弾性剛性の計算値，Ke：試験体全体に対する弾性剛性の実験値，cK：(4.2.5)式で
算定した試験体全体の弾性剛性の計算値である．ここで，eQpは層せん断力 Qとダンパーの平均せ
ん断変形角 dγ 関係の 0.35%off-set耐力値である．但し，鋼管種 LY100の場合は，1サイクル目の
正方向載荷の範囲内では 0.35%off-set値が適用できないため，漸増載荷曲線から置換した骨格曲線
での 0.35%off-set耐力値とする．また，それぞれの弾性剛性の実験値は eQp の 1/3割線剛性である．  
 

表 4.3.1 全塑性せん断耐力と弾性剛性の比較 

 
 

 
図 4.3.1 せん断力 Qと層間変形角 Rの関係（ダンパー付間柱の試験体全体）	
  

 

 
図 4.3.2 せん断力 Qと平均せん断変形角 scγ の関係（間柱）	
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図 4.3.3 せん断力 Qと平均せん断変形角 dγ の関係（ダンパー）	
  

 

 
図 4.3.4 せん断力 Qと平均せん断変形角 dγ の関係（ダンパー単体） 

 
全塑性せん断耐力の実験値と計算値の比 eQp /cQpに対しては，鋼種 LY225では，0.95~1.09であり，
良い対応を示す．一方，鋼管種 LY100では 1.29～1.38となる．2章の結果より鋼管種 LY100の場
合で，全塑性せん断耐力の実験値と計算値の比が 0.98～1.07 の範囲で良好な対応をすることが確
認されていることから，この差は，骨格曲線を用いて全塑性せん断耐力を算定したことに起因する
と考えられる． 
 弾性剛性の実験値と計算値の比に対しては，ダンパーのみの eKd/cKdは 1.06~1.16となる．一方，
間柱の scKe / scKcが 0.69～0.83，試験体全体の Ke / Kcは 0.81～0.89となり，実験値が計算値より小
さくなる．この間柱と試験体全体に対する弾性剛性の差は，接合プレート及びエンドプレートの局
部的な面外変形の影響であり，後述する FEM解析で考察する． 
 図 4.3.1～4.3.4 にせん断力と平均変形角の関係の例を示す．図 4.3.1 が試験体全体に対するせん
断力 Qと層間変形角 Rの関係，図 4.3.2が間柱に対するせん断力 Qと間柱の平均せん断変形角 scγ

の関係，図 4.3.3がダンパーのみに対するせん断力 Qと平均せん断変形角 dγ	
  の関係である．また，
図 4.3.4 に間柱に支持されたダンパーとの比較のため，間柱に支持されたダンパーと断面形状が同
様なダンパー単体試験体ダンパー単体に対するせん断力 Qと平均せん断変形角 dγ の関係を示す（2
章の No.15：C17588-150i，No.27：CL17895-150i，No.30：H26390-100i）．  
 図 4.3.1，図 4.3.3よりいずれも安定した紡錘形の履歴性状を示す．図 4.3.2により，間柱ではい
ずれの試験体でも間柱の降伏耐力 scQyを下回り，載荷終了時まで間柱は塑性化しないことが確認で  
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表 4.3.2 破壊形式及び破断の時点 

 
 

 
（a）S-C17588-1501ci 

 
（b）S-H26390-1001ci 
写真 4.3.1 破壊形式 

 
きる．他の試験体も同様である．また，以上の結果より，間柱に支持されたダンパーはダンパー部
で大きい変形及びエネルギーを吸収することが確認できる．表 4.3.2に破壊形式及び破断の時点を， 
写真 4.3.1 に試験体の破壊性状の例を示す．但し，それぞれの時点は目視で観察した時点である．
破壊形式は次のとおりである． 
・ 円形鋼管ダンパー付間柱： 

鋼管中央部の面外変形と溶接止端部にき裂が板厚方向に貫通 
（表 4.3.2中の S+C，写真 4.3.1（a）） 

・ H形せん断パネルダンパー付間柱： 
パネル中央部の面外変形とフランジ端部のき裂がウェブまで貫通 
（表 4.3.2中の S+CF，写真 4.3.1（b）） 
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間柱支持された円形鋼管ダンパーと H 形せん断パネルダンパーの破壊形式は単体の破壊形式と同
様である．  
4.3.2 耐力上昇率と累積塑性せん断変形角の関係 
 図 4.3.5に試験体の耐力上昇並びに耐力劣化の状況の例を示す．図はダンパー部のせん断力 Qと
平均せん断変形角 dγの関係から，縦軸に各サイクルの最大せん断力 iQmaxを全塑性せん断耐力の実
験値 eQpで除した比（耐力上昇率），横軸にはダンパー部の平均せん断変形角 dγより算出した累積
塑性せん断変形角Σdγpの関係を示す．なお，Σdγpは正側と負側のループをそれぞれ算出し，図中の
縦軸の正側と負側に示す．図中，×印は，鋼管端部及びフランジ端部の溶接止端部にき裂が発生し
た時点，◇印はそのき裂が進展して，鋼管厚方向及びフランジの板厚方向に貫通した時点，△印は
鋼管中央部及びパネル中央部の面外方向に膨らみが発生した時点を示し，以上の 3つの時点は目視
より確認された時点である． 
 
○ ダンパーの断面形状の影響 
 図 4.3.5にダンパー断面形状の影響を示す．耐力上昇率は S-H26390−1001ci試験体では最大 2.1
程度，S-C17588-1501ci試験体では最大 2.0程度であり，両者は同程度である．耐力が最大耐力の
90%まで低下した時点での累積塑性変形角Σdγp（図中，矢印の所）はそれぞれ 1.54，1.51程度で，
ダンパーの断面形状による変形性能の差は見られない． 
 

 
図 4.3.5 ダンパー断面形状の影響 

 
○ 鋼管種の影響 
 図 4.3.6に鋼管種の影響を示す．耐力上昇率は S-CL17895-1501ci試験体では最大 2.9程度， 
 

 
図 4.3.6 ダンパー鋼管種の影響 
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S-C17588-1501ci試験体では最大 2.1程度であり，耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点での累
積塑性変形角Σdγpはそれぞれ 1.51，1.82程度で，鋼管種 LY100の方が若干大きい． 
 
○ 支持部材の影響  
 図 4.3.7にダンパーを支持する間柱の形状の影響を示す．図中には比較対象として 2章の No.27：
CL17895-150ci試験体を併記して示す．ダンパーの鋼管種 LY100の場合では，耐力劣化の時点が
CL17895-150ci試験体が最も遅くなり，S-CL17895-1501ciの試験体が最も早くなる．これは，層
間変形角 Rを制御変数とし，それぞれ間柱の断面形状によって間柱の弾性変形が，S-L17895-1501ci
の試験体が最も小さくなり，ダンパーに入力される振幅が大きくなるためである．つまり，ダンパ
ーに入力される振幅によって，その振幅が大きくなるほど耐力劣化の時点が早くなる．また，耐力
上昇率は最大 2.7～2.9程度であり，ダンパーに入力される振幅が大きいほど高くなる． 
 

 
図 4.3.7 支持部材の影響 

 
4.3.3 累積塑性変形倍率 
 表 4.3.3と図 4.3.8に (2.4.3)式と(2.4.4)式を用いて算定したダンパーの累積塑性変形倍率を示す．  
 

表 4.3.3 累積塑性変形倍率 

 
 

 
図 4.3.8 累積塑性変形倍率 
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但し，ηγとはηEはそれぞれせん断変形角γ とエネルギー吸収量を用いて算定する方法であり，いず
れも耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点での値である．また，図中の黒色，灰色はそれぞれ円
形鋼管ダンパーの鋼管種 LY225の場合と LY100の場合であり，白色は H形せん断パネルダンパ
ーの場合を示す．間柱に支持されたダンパーは ηγが 1499以上の値を有し， ηEが 10632以上の値
を有することが確認できる．また，円形鋼管ダンパーの場合，鋼管種 LY100の場合が LY225より
ηγと ηE が 2倍程度の値を有し，全塑性せん断耐力と弾性剛性がほぼ同じ S-C17588-150ci試験体
と S-H26390-100ciの試験体は，S-H26390-100ciの試験体が若干高いηγとηEを有することが確認
できる． 
4.3.4 疲労曲線 
 間柱に支持されたダンパーに対してせん断変形角片振幅 γtと半サイクル数Nf に対してManson- 
Coffin則 4.1), 4.2)を用いて疲労寿命を予測し，鋼構造制振設計指針 4.3), 4.4)で示す H形せん断パネルの
疲労寿命と比較検討する．但し，γtと半サイクル数 Nfの定義は 2章と同じであり，試験体の定常振
幅繰返し載荷した領域（層間変形角 R =1/50）のみを対象とする．この理由は，S-N関係による疲
労寿命の予測は，一定振幅を用いることが一般的であるが，本節では，1）漸増載荷領域を除くこ
とでより安全側で疲労寿命が予測できること，2）円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパー
の疲労寿命を直接比較することを考慮するためである． 
 表 4.3.4にせん断変形角片振幅γtと半サイクル数 Nfの値を示し，図 4.3.9と図 4.3.10にγtと Nf

の関係を示す．試験体全体は層間変形角 Rを載荷の制御変数とするため，R＝1/50の定常振幅では，
ダンパーに作用する振幅の大きさが若干乱れている（図 4.3.3参照）．そのため，表と図中のγtに対
しては R=1/50の時に対するダンパーのせん断変形角片振幅の平均値を用いる．また，図中には鋼
構造制振設計指針で示す H形せん断パネルダンパーの疲労曲線の中で，変形性能が最も高い場合で
ある基準化幅厚比が 0.150～0.165の場合と 0.299～0.303の場合の回帰式をそれぞれ破線と一点鎖
線で示す．但し，両者のデータの範囲はγtが 0.07の以下であるが，本節でのパラメータと比較のた
め，その線をγtが 0.16まで直線で延長した（図中，灰色の破線と一点鎖線）． 
 図 4.3.9に円形鋼管ダンパーに対するγt - Nf 関係示す．図中，色塗りの試験体は間柱支持円形鋼
管ダンパーで□ ︎印が鋼管種 LY225の試験体，△印が鋼管種 LY100の試験体，○印が 2章の定常振
幅繰返し載荷した単体の試験体である（実験パラメータの範囲は，アスペクト比：1.00～1.50，径
厚比：14.8～26.9，鋼管種：LY100と LY225，定常振幅：3%，5%，7%）．間柱支持された円形鋼
管ダンパーと単体試験体に対して回帰分析すると次式が得られる． 

 
         

(4.3.1) 

 但し，層間係数 Rは−0.970である．(4.3.1)式を図 4.3.10に実線で示す．γtと Nfはほぼ線形的な 
 

表 4.3.4 せん断変形角片振幅 γtと半サイクル数 Nf 
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    図 4.3.9 円形鋼管ダンパーの        図 4.3.10 H形せん断パネルダンパーの 
         γtと Nfの関係                γtと Nfの関係 
 

負の相関があり，円形鋼管ダンパーの疲労寿命は間柱支持有無によらず，間柱支持されても十分に
変形性能を発揮することが分かる．以上，円形鋼管ダンパーは，間柱支持有無によらず，鋼構造制
振設計指針で示す H形せん断パネルダンパーの内，変形性能が最も高い場合（基準化幅厚比：0.150
～0.165，0.299～0.303）と同程度の疲労寿命を有し，高い疲労寿命を有することを確認できる． 
 図 4.3.10に H形せん断パネルダンパーのγt -Nf 関係を示す．図中の灰色の×印が間柱支持 H形せ
ん断パネルダンパー，黒色の×印が 2章の H形せん断パネルダンパー単体である．本章と 2章の H
形せん断パネルダンパーの基準化幅厚比が 0.28であり，鋼構造制振設計指針で示す H形せん断パ
ネルダンパーの内，変形性能が最も高い場合（基準化幅厚比：0.150～0.165，0.299～0.303）と同
程度の疲労寿命を有することが確認できる． 
 
4.4 FEM 解析 
4.4.1 解析概要 
 本項では，前項の弾性剛性の実験値と計算値の相違に対する検討と構面外に作用する力を受ける
場合に対して検討するため，FEM 解析を実施する．使用するプログラムは，汎用有限要素プログ
ラムMSC.Marc 4.5)である． 
 図 4.4.1~図 4.4.3に解析モデルの概要を示す．解析対象は表 4.2.1で示すNo.1（S-C17588-1501ci）
試験体とし，単調載荷とする．解析モデルの該当部分には後述する部分を除き，Shell 要素を使用
する．試験体は，図 4.2.1に示すように上・下エンドプレート，上・下間柱，円形鋼管ダンパー部，
接合プレートで構成される． 
 以下の 3つの影響を検討するため，それぞれ FEM解析モデルを設定する． 
① 接合プレートの影響（ケース 1，対象試験体：No.1（S-C17588-1501ci））： 

図4.4.1に示すように接合プレートの性状を把握するため，接合プレートを剛としたモデル（以
降，剛モデルと称する）と接合プレートを Solid要素としたモデル（以降，再現モデルと称す
る）の 2つの場合にモデル化して両者を比較する．境界条件は，下端部を固定端とし，上端 



	
   53 

13

         
図 4.4.1 解析モデル概要（接合プレートの影響，ケース 1） 

 
部は材軸方向（図中，z方向）の変位を自由とし，他の変位と回転を拘束し，構面内方向（図
中，x方向）に強制変位を与える． 

② エンドプレートの影響（ケース 2，対象試験体：No.1（S-C17588-1501ci））： 
図 4.4.2に示すようにエンドプレートの性状を把握するため，エンドプレートを剛としたモデ
ル（以降，剛モデルと称する）とエンドプレートを Solid要素としたモデル（以降，再現モデ
ルと称する）の 2 つの場合にモデル化して両者を比較する．但し，ケース 2 に対しては，解
析時間の短縮のため 1/2モデルとする．境界条件は，下端部を固定端，上端部は自由端とし，
構面内方向（図中，x方向）に強制変位を与える．但し，再現モデルは実験の条件に従い，下
端エンドプレートと載荷梁と接合するボルト位置のみを拘束する． 
 

 
図 4.4.2 解析モデル概要（エンドプレートの影響，ケース 2） 

 
③ 構面外に作用する力の影響（ケース 3，対象試験体：No.1（S-C17588-1501ci）） 

構面外に作用する力の影響を把握するため，ケース 1 の剛モデルを用いる．境界条件を，下
端部を固定端とし，上端部は材軸方向（図中，z方向）の変位を自由とし，他の変位と回転を
拘束し，構面外方向（図中，y方向）に強制変位を与える． 

 解析に入力する材料特性は，いずれもヤング係数は 20,5000N/mm2，ポアソン比は 0.3とし，そ
れぞれの部位には表 4.2.2に示す引張素材試験から得られた応力度−歪度の平均値を真応力度−真塑 
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図 4.4.3 解析モデル概要（構面外に作用する力の影響，ケース 3） 

 
性歪度に置換して使用する． 
4.4.2 接合プレートとエンドプレートの影響（ケース 1とケース 2） 
 表 4.4.1にケース 1と 2の解析から得られた弾性剛性 Kaと(4.2.5)式で算定した弾性剛性 Kc及び
実験結果から得られた弾性剛性 Keの比較を示す．ケース 1 では，剛モデルに対する弾性剛性の解
析値と計算値の比Ka /Kcが 1.04，再現モデルに対する弾性剛性の解析値と実験値の比Ka /Keが 1.02
となり，弾性剛性に対して剛モデルは計算結果と再現モデルは実験結果と良い対応を示す．ケース
2でも，同じ傾向を示す．図 4.4.4にケース 1と 2の再現モデルにおける接合プレートとエンドプ
レートの変形状況を示す．但し，変形状況は，層間変形角 Rが 0.0003radの時の変形状況を 80倍
したものである．図のように，接合プレートとエンドプレートを再現したモデルでは，それらの局
部的な面外変形が発生することが確認できる．これによって弾性剛性の計算で考慮しない接合プレ
ートとエンドプレートの局部的な面外変形が実験の際には発生し，弾性剛性の実験値が計算値より
低下したと考えられる．従って，間柱を介して架構内に設置されるダンパーを設計する時，接合プ 

 
表 4.4.1 解析結果と計算結果及び実験結果の比較（弾性剛性） 

 
 

 
     （a）ケース 1：再現モデル       （b）ケース 2：再現モデル 

図 4.4.4 変形状態（R=0.0003rad，80倍） 
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レートとエンドプレートの局部的な面外変形を考量して設計するか，もしくは，それらの面外変形
を無視できる寸法に設計するかのいずれかの考慮が必要となる． 
4.4.3 構面外に作用する力の影響（ケース 3） 
 本研究では，間柱支持された円形鋼管ダンパーが構面内の力を受ける場合を想定している．しか
し，この場合でも，円形鋼管ダンパーには構面内方向と比較すると小さくなるものの，構面外方向
の力は作用する．本節では，その場合を想定し，図 4.4.3 に示すように間柱支持された円形鋼管ダ
ンパーに構面外の力を層間変形角 R = 1/100まで単調載荷する．ここで，接合プレートとエンドプ
レートを剛モデルに設定した理由は，4.4.2 節の結果からダンパーに接合プレートとエンドプレー
トの影響を抑制することにより，構面外方向の力に対してダンパーにせん断変形をより厳しい条件
で与えるためである． 
 図 4.4.5に解析結果から得られたせん断力と平均せん断変形角の関係を示す．図 4.4.5（a）が試
験体全体に対するせん断力 Qと層間変形角 Rの関係，図 4.4.5（b）がせん断力 Qと間柱の平均せ
ん断変形角 scγの関係，図 4.4.5（c）がせん断力 Qとダンパーの平均せん断変形角 dγ	
  の関係である．
図中，灰色の実線と破線はそれぞれ解析結果から得られた弱軸に対する間柱の降伏耐力 scQy ’と
(2.3.4)式で算定した円形鋼管ダンパーの全塑性せん断耐力 cQpを示す．図よりダンパーが全塑性状
態になる前に層間変形角 R = 1/190程度で間柱が先行降伏する．間柱のダンパーと間柱の降伏状況  
 

 
図 4.4.5 せん断力と変形角の関係 

 

 
          （a）間柱降伏時         （b）層間変形角 R =1/100時 

図 4.4.6 応力分布 
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図 4.4.7 ダンパーの平均せん断変形角 dγ，間柱の平均せん断変形角 scγと層間変形角 Rの関係 

	
  

を図 4.4.6に示す．図は間柱降伏時（R =1/190）と層間変形角 R =1/100時の応力分布の状態を示
す．また，図中の凡例は Von-misesの相当応力度を降伏応力度で無次元化したものである．間柱降
伏時にはダンパーは弾性状態となり，層間変形角 R = 1/100時でもダンパーはほぼ弾性状態である
ことが確認できる． 
 図 4.4.7にダンパーの平均せん断変形角 dγ	
  ，間柱の平均せん断変形角 scγと層間変形角 Rの関係を
示す．層間変形角はダンパーより間柱の方で大きい変形が生じることが確認できる．また，層間変
形角 R = 1/100時では，ダンパーに生じる平均せん断変形角 dγ	
  は 0.0033rad（0.8mm）程度で微小
量である．ここで，第 3章で検証した 2方向載荷に対する円形鋼管ダンパーの変形性能と後述する
第 5章での円形鋼管ダンパー付骨組の地震応答解析結果から，間柱支持されたダンパーが構面外の
力を受けて層間変形角 R = 1/100程度になった後，構面内の力を受けることになっても円形鋼管ダ
ンパーの変形性能には十分な余裕があると考えられる．また，構面外の力が作用しても，間柱の端
部が構面外方向に対して降伏するため，ダンパーの方には変形が集中できない状態となり，ほぼ構
面内方向に対する挙動になると考えられる． 
 
4.5 結 
 本章では，間柱に支持された円形鋼管ダンパーの設計法を提案し，弾性剛性，全塑性せん断耐力，
変形性能などの力学性状と円形鋼管ダンパーと間柱の相互関係を把握するため，せん断加力実験及
び単調載荷実験に対する FEM解析を行った．これまでの検討結果から，以下の知見が得られた. 
1) 間柱に支持された円形鋼管ダンパーの履歴性状は安定した紡錘形の安定した履歴性状を示

す． 
2) 間柱に支持された円形鋼管ダンパーは間柱部では，最大耐力時でも弾性状態であり，ダンパ

ーで大きい変形及びエネルギーを吸収することが確認できる．  
3) 試験体の破壊形式は，円形鋼管ダンパーの場合には，鋼管中央部で面外変形が発生した後，

溶接止端部のき裂貫通することで耐力が劣化し，H 形せん断パネルダンパーはウェブ中央部
に面外変形が発生した後，フランジ端部でき裂が貫通することで耐力が劣化する．これはダ
ンパー単体と同様な破壊形式となる． 

4) 同じパラメータの円形鋼管ダンパーは間柱の断面形状によって変形性能が異なる．これは，
間柱の弾性変形の差によって，ダンパーに入力される振幅が異なるためである． 
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5) 間柱支持された円形鋼管ダンパーの疲労寿命について Manson-Coffin 則を用いて(4.3.1)式の
疲労関係式を提示した．円形鋼管ダンパーは，鋼構造制振設計指針で示す H 形せん断パネル
ダンパーの内，変形性能が最も高い場合（基準化幅厚比：0.150～0.165，0.299～0.303）と
同程度の疲労寿命を有し，間柱支持有無によらず，高い疲労寿命を有することを確認した． 

6) 弾性剛性に対してせん断変形と曲げ変形及び接合プレートの回転を考慮して算定すると，お
よそ 15%程度で実験結果を過大評価し，その差は，計算で考量しなかったエンドプレートと
接合プレートの局部的な面外変形によるものだと考えられる．そのため，設計時には，接合
プレートとエンドプレートの影響を適切に考慮することが要される． 

7) 間柱支持されたダンパーが構面外の力を受ける場合を想定した FEM解析結果により，層間変
形角 R = 1/100時に，間柱が先行降伏することにより間柱の方で大きい変形が生じ，ダンパー
に生じる平均せん断変形角 dγ	
  は 0.0033rad程度で小さい変形となる．  
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第５章 間柱支持低降伏点円形鋼管ダンパー付き骨組の設計と地震応答性状 
 
 
5.1 序 
 本章では，間柱支持低降伏点円形鋼管ダンパー付き骨組の設計方法の提示とその地震応答性状を
検討することを目的とする．図5.1.1に示すようにダンパー付き骨組は，主体骨組とダンパー系に分
けて考えられ，その骨組の地震応答はダンパー系の耐力と変形能力に左右される 5.1)．特に，ダンパ
ー系を構成するダンパー単体の解析モデルの精度によって骨組の動的な特性に対する再現性の精度
が異なる．そのため，ダンパー単体の履歴モデルは，実験結果の力学特性を適切に再現する必要が
ある．本章では，2章の円形鋼管ダンパーのせん断加力実験から得られた結果に基づき，円形鋼管ダ
ンパー付き骨組の地震応答解析を行うために必要となる繰返し履歴のモデルを構築する．また，構
築した履歴モデルを用いて間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組の地震応答解析を実施する．地震応
答解析結果より得られたダンパーの最大せん断変形角と累積せん断変形角の関係をダンパー単体の
疲労曲線と比較し，ダンパーの変形性能を検証する．同時に，全塑性せん断耐力と弾性剛性が円形
鋼管ダンパーと同じH形せん断パネルダンパー付き骨組の場合と両者を比較・検討する．解析プロ
グラムには，一般化ヒンジモデルによる非線形弾塑性解析プログラムCLAP.f 5.2)にダンパー用鋼材
のモデルを組み込んだ骨組解析プログラムである CLAPD.f を用いる． 

 
5.2 円形鋼管ダンパーの履歴モデル 
5.2.1 断面置換 
 CLAPD.f は平面解析用プログラムであり，円形鋼管ダンパーをせん断要素に置換する必要があ
る．せん断要素への置換方法としては，以下の手順に従う．  

①せん断要素と円形鋼管ダンパーの弾性剛性を等しくする． 
②せん断要素と円形鋼管ダンパーの全塑性せん断耐力を等しくする． 

但し，円形鋼管ダンパーをせん断要素に置換する際，隣接する部材の寸法などに影響を与えないた
め，せん断要素の幅 pDと高さ phは円形鋼管ダンパーの直径 Dと高さ hと等しくする． 
○弾性剛性 
 せん断力 Qが作用するせん断要素の変形状況を図 5.2.2に示す．せん断要素の弾性剛性はせん断 
変形 pδsを考慮して次式で算定する． 
 

 
図 5.1.1 ダンパー付き骨組の一例 
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図 5.2.1 せん断要素の断面形状と変形状態 

 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.1)，(5.2.2) 

 但し，pA：せん断要素の断面積，pG：せん断要素のせん断弾性係数である．せん断要素の弾性剛
性が（2.3.12）式の円形鋼管ダンパーの弾性剛性 cKと等しくするとせん断要素の断面積 pAは次式
で得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.3) 

 但し，ptはせん要素の厚さ，pDはせん断要素の幅，hは円形鋼管高さ, Eは円形鋼管ダンパーの
ヤング係数であり，円形鋼管の断面 2次モーメント I ，円形鋼管の断面積 A，円形鋼管のせん断弾
性係数 G（=PG）は次式で与えられる． 

 ， ，   (5.2.4)，(5.2.5)，(5.2.6) 

但し，tは円形鋼管厚，dは円形鋼管の板厚中心間距離， ν はポアソン比である．（5.24）～（5.26）
式を（5.23）式に代入することで，せん断要素の厚さ ptは次式で得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.7) 

但し，式中のせん断要素の幅 pDは円形鋼管ダンパーの直径 Dと同じである．  
 
○全塑性せん断耐力 
 せん断要素の全塑性せん断耐力 pQpはせん断降伏のみを考慮することにより次式で表される． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.8) 

但し，pτyはせん断要素のせん断降伏応力度である．せん断要素の全塑性せん断耐力 pQpが（2.3.4）
式の円形鋼管ダンパーの全塑性せん断耐力 cQpと等しくすると pτyは次式で得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.9) 
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 但し，τyは円形鋼管ダンパーのせん断降伏応力度である． 
5.2.2 IKROモデルの概要 
	
 4章の実験結果より円形鋼管ダンパーは隣接する部材よりも大きな歪振幅を受けるため，繰返し
載荷に伴う耐力上昇率（耐力に対する全塑性せん断耐力の比）が大きくなる．このような円形鋼管
ダンパーの耐力上昇は隣接する部材の塑性化や接合部の設計に影響を及ぼすため，その履歴挙動を
適切に表現する必要がある． 
 低降伏点鋼を用いたせん断パネルの履歴挙動を適切に表現できるモデルの一つとしてIKROモデ
ルが知られている 5.3)．IKROモデルはRamberg-Osgoodモデルに等方硬化と移動硬化を導入したモ
デルであり，以下ではIKROモデルについて説明する． 

○Ramberg-Osgood モデル 
 図 5.2.2に Ramberg-Osgood型モデル 5.4)（以下，ROモデルと称する）を示す．ROモデルは剛
性が次第に低下するような履歴のモデルに用いられる．また，ROモデルは Skeleton curve（以下，
骨格曲線と称する）と Hysteresis curve（以下，履歴曲線と称する）群で構成される．骨格曲線は
次式で表される． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.10) 

但し，σ は応力度，ε は歪度，𝜎!!!! は降伏応力度，𝜀!!  は降伏歪度である．また，式中のαとηは曲線
形状を指定するパラメータである．弾性剛性 Kを与えると 𝜎!!!! と 𝜀!!  の関係は次式で表される． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.11) 

骨格曲線は次式で与えられる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.12) 

但し，σ0とε0は履歴曲線の原点座標を表す．原点は最後に荷重が反転した点であり，図中◯で示す． 
	
 応力−歪関係は初期荷重時には骨格曲線上を移動し，除荷すると除荷点（図中のA点）を原点とし
た履歴曲線上を移動する．履歴曲線と骨格曲線が交わる点（図中のB点）を超えてさらに負荷され
る場合は骨格曲線上を移動する． 

 

 
図5.2.2 Ramberg-Osgoodモデル 
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○IKROモデル 
 図 5.2.3 に初期荷重状態を表す．応力-歪関係は図中の骨格曲線上を移動する．この骨格曲線は
(5.2.10)式で得られる．初期降伏応力状態を 𝜎!!!! で表す．また， 𝜎!!!! と −𝜎!!!! の間を初期移動硬化領
域として定義する．応力がこの領域内に留まる限り等方硬化は生じない．また，除荷・再載荷する
場合も ROモデルで与えられる規則に従う．履歴曲線は(5.2.12)式で与えられる． 
 応力が移動硬化領域の限界 𝜎!!!! を超え，座標（ε1，σ1）の A点に到達した状態を考える（図 5.2.4
参照）．初期降伏応力度 𝜎!!!! から応力増分Δσ1は次式で得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.13) 

応力増分Δσ1の内，等方硬化によって生じた応力増分はβΔσ1であると仮定する．これに従い降伏応
力度が 𝜎!!!! から次式で与えられる 𝜎!!  へ変わる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.14) 

対応する降伏歪度は 𝜀!!  から 𝜀!!  （= 𝜎!!  /K）に変わる．したがって A 点から除荷したとこの履歴
曲線は次式で得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.15) 

 RO モデルの規則にしたがうと，履歴曲線が骨格曲線に到達すると経路が変わり，それ以降の載
荷では骨格曲線上を移動する．この規則を IKROモデルに導入するために新しい骨格曲線を定義す
る．骨格曲線は履歴曲線と同じ形であり，大きさは半分になっていると仮定すると，新しい骨格曲
線は以下のような式で表せる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.16) 

ここで（Oε1，Oσ1）は新しい骨格曲線の原点の座標を表している．骨格曲線は A 点を通り，降伏
応力度が β|Δ𝜎!|  大きくなっているので次式を得る． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.17) 

 

 
図 5.2.3 IKROモデルの初期骨格曲線 
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図 5.2.4の B点は負側の履歴曲線と骨格曲線の交点を示す．A，B点は原点（Oε1，Oσ1）に関して
対称であるから，B点の応力度は次式のようになる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.18) 

履歴曲線の(5.2.15)式は B 点を通るので，(5.2.15)式のσ に(5.2.18)式を代入すると B 点の歪度εBが
得られる． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.19) 

骨格曲線の(5.2.16)式は B点を通るため(5.2.16)式に(5.2.17)～(5.2.19)式を代入して次式を得る． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.2.20) 

Oε1と Oσ1が(5.2.20)と(5.2.17)式で定義されると，新しい骨格曲線(5.2.16)式を特定することができ
る．同時に移動硬化領域は -σ1 と σ1 の間に拡大される（図 5.2.4 のハッチ部）．応力が新しい移
動硬化領域に留まる限り，(5.2.16)式の骨格曲線と(5.2.15)式の履歴曲線で構成される ROモデルと
して挙動する（図 5.2.5参照）．応力が移動硬化領域を超えた後に除荷するときは，上記と同様の方
法で新しい骨格曲線と履歴曲線を定義する． 
 以上を要約すると次のようにまとめられる． 
・ IKROモデルは次の 5つのパラメータで特定できる． 

初期降伏応力度： 𝜎!!!! 
初期降伏歪度： 𝜀!!  
Ramberg−Osgoodモデルを特定するパラメータ：α，η 

等方硬化による応力増分の分担率：β 
・ 初期の骨格曲線・履歴曲線はそれぞれ(5.2.10)と(5.2.12)式で得られる． 
・ 応力が移動硬化領域を超えない限り ROモデルに対して決められた規則を使うことができる． 
・ 応力が移動硬化領域を超えた後，除荷するにときだけ履歴曲線・骨格曲線・移動硬化領域を

定義し直す必要がある． 
 

   
  図 5.2.4 IKROモデルの履歴・骨格曲線    図 5.2.5 応力が移動硬化領域に留まる場合 
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・ 新しい骨格曲線・履歴曲線はそれぞれ(5.2.16)と(5.2.15)式で得られる．これらの式に含まれる
すべてのパラメータは収斂計算することなく決定できる． 

 図 5.2.6 に Ramberg−Osgood モデルを特定するパラメータαとη，等方硬化による応力増分の分
担率β の影響を示す．図中の実線は1サイクル目までの履歴曲線を示し，破線は 2 サイクル目の履
歴曲線を示す．図より各パラメータの影響を以下に示す． 
・ αが小さくなるほど，第 1 回目の折り曲がり点が高くなり（図 5.2.6（a）の○の所），耐力上

昇が大きくなる． 
・ ηが大きくなるほど，完全弾塑性型の履歴挙動に近い挙動となる． 
・ βの大きさによらず，１サイクル目の正側の除荷までには同じ履歴挙動を示す．その後，負側

に載荷を続けるとβ が大きくなるほど耐力上昇が大きくなる． 
 

   
    （a） α の影響       （b） η の影響      （c） β の影響 

図 5.2.6 IKROモデルのパラメータの影響 
 
5.2.3 実験結果との比較 
 表 5.2.1に解析対象となる単体試験体の一覧を示す．また，(5.2.7)式と(5.2.9)式で計算したせん  
 

表 5.2.1 解析対象とせん断要素の諸元 
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断要素の諸元を併記する．解析対象は，2 章の円形鋼管ダンパーの中で単調載荷した試験体試験体
を除き，漸増載荷と定常振幅載荷した試験体とする．解析モデルの精度検証には，1）弾性剛性，2）
全塑性せん断耐力，3）耐力上昇，4）最大耐力に対して実験結果をよく追跡できるような IKROモ
デルの変数を決定する．試行錯誤により以下の IKROモデルの変数を決定した．  

鋼管種LY225：α = 0.50，η = 20.0，β = 0.63 
鋼管種LY100：α = 0.02，η = 20.0，β = 0.58 

 表 5.5.2に解析結果より得られた全塑性せん断耐力 aQp，最大耐力 aQmax，弾性剛性 aKと実験結
果との比較を示す．但し，aQpはせん断力 Qと平均せん断変形角γ 関係の 0.35%off-set耐力値，aK
は aQpの 1/3の割線剛性である．全塑性せん断耐力の実験値と解析値の比 eQp / aQpは，鋼管種 LY225
の場合 0.91～0.99であり，鋼管種LY100の場合では，0.76～1.10となる．最大耐力の比 eQmax / aQmax

は，鋼管種 LY225 の場合 1.01～1.18，鋼管種 LY100 の場合では 1.00～1.06となる．また，弾性
剛性の比 eK / aKは，鋼管種 LY225の場合 0.95～1.31，鋼管種 LY100の場合では 0.94～1.12とな
る．図 5.2.7 と図 5.2.8 に解析及び実験結果から得られたせん断力 Q とせん断変形角γ 関係の比較
の例を示す．それぞれの図の（a）が漸増載荷した試験体，（b）～（d）が 3%，5%，7%定常振幅
で載荷した試験体である．解析結果は実験結果と同様にずれも安定した紡錘形の履歴性状を示す．
鋼管種 LY225 の場合は，いずれの載荷でも全塑性せん断耐力の近傍，耐力上昇域，耐力が安定し
た領域で実験結果とよく対応する．また，鋼管種 LY100 の場合は，全塑性せん断耐力の近傍と耐
力上昇域では実験結果と若干の差があるが，以降の耐力が安定した領域では，実験結果と良い対応
を示す．但し，全塑性せん断耐力近傍から耐力上昇域は全体の履歴挙動に比べて小さな領域であり，
その差による累積エネルギー吸収量は小さいと考えられる． 
 一方，既往の研究でパネルの鋼種が LY225の H形せん断パネルダンパーを対象とし，IKROモ 
 

表 5.5.2 解析結果 
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図 5.2.7 せん断力 Qと平均せん断変形角γ の関係（鋼管種 LY225） 

 

 
図 5.2.8 せん断力 Qと平均せん断変形角γ の関係（鋼管種 LY100） 

 

 
図 5.2.9 せん断力 Qと平均せん断変形角γ の関係（IKROモデルのパラメータの比較） 

 
デルとして，αh =2.31，ηh =13.0， βh = 0.7が提案され，実験結果と良い対応を示すことが確認さ
れている 5.5)．ここで，鋼管種 LY225の円形鋼管から置換したせん断要素の履歴性状について，本
章で提案する IKROモデルのパラメータ（α = 0.50，η = 20.0，β = 0.63）の場合と H形せん断パ
ネルの IKROモデルの場合を比較する．図 5.2.9にせん断力 Qとせん断変形角γ の関係の例を示す．
H形せん断パネルダンパーを対象とした IKROモデルのパラメータの場合，本章で提案する IKRO
モデルのパラメータの場合より全塑性せん断耐力近傍では耐力が小さくなり，以降耐力が安定する
領域まで両者はほぼ同じ履歴性状となるが，漸増載荷と定常振幅載荷では，振幅が大きくなるほど
耐力が大きくなることが確認できる．この結果は，鋼管種及びパネルの鋼種が LY225の全塑性せ
ん断耐力と弾性剛性が等しい円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパーの履歴性状は前述し
たようになることを表す． 
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5.3 地震応答解析概要 
5.3.1 骨組の選定 
 ダンパー間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組の設計には文献 5.6）で示す設計方法を用いる．図
5.3.1に設計の手順を示す．この設計の手順に従い，間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組の設計を
行う．但し，⑪と⑫の項目のダンパーの変形性能については，次項の地震応答解析結果で確認する． 
 

 
図 5.3.1 ダンパー付き骨組の設計手順 

 
① 建物の層数 N，各層の階高 hi ，各層の重量 wi ，最大層間変形角 Rmaxi ，設計用加速度応答ス

ペクトル gC0Rt (T )を与える． 
 図5.3.2に対象の骨組の例を示す．骨組は桁行き方向が12.0m，6.0m，12.0mの3スパン，梁間方 
 

 
図 5.3.2 対象骨組の例 
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向が6.0m，6.0mの2スパンの鉄骨造建物の4層と8層骨組の2種類とする．また，梁間方向に対して
中央6.0mの構面を対象（図5.3.2の左の斜線）とする．また，該当構面に間柱支持型としてダンパ
ーを配置することで，弾性剛性と耐力が調節できるようにする（図5.3.2右の黒色の所）．各々間柱
端部と梁は高力ボルトで接合することとする． 
基本となる設計条件は以下とする． 
・ 地盤種別は第2種地盤とする（Tc = 0.6sec.） 

・ 固定荷重は 5.1kN/m2，骨組用と地震用積載荷重は 1.76kN/m2，0.78kN/m2とする． 
・ 階高は，1層では4m，他の層では3.75mとする． 
・ 柱・梁はFAランクを満たす部材を用いる． 
・ 柱は角形鋼管，梁はH形断面とし，柱，梁，パネルの鋼種はSN490（降伏応力度σy = 325N/mm2）
とする． 

・ 柱は2層1節とする．ゆえに柱断面は2層ずつ一定である． 
・ 柱脚部分に基礎梁を設ける．基礎梁は第1層の大梁の3倍の剛性を有する弾性体とする． 
・ 各部材には実断面を割り付ける． 
・ 円形鋼管ダンパーは鋼管種LY225，アスペクト比1.5，径厚比19.9のものを使用する． 

・ 2次設計用標準ベースシヤー係数 C0 = 1.0の時，等価 1質点系の最大層間変形角𝑅!"#
!" を 1/100

とする． 
 以上の条件から算定した骨組の諸元を表 5.3.1 に示す．但し，表中の記号は N：層数，hi：各層
の階高，wi：各層の重量，WT：総重量，Ai：層せん断力係数分布係数，αi：基準化重量， 𝑄!  ：i
層の設計用層せん断力の基準値， 𝑀! ：i層の層モーメントの基準値，𝑀!"#：転倒モーメントの基
準値であり，それぞれの算定式を以下に示す． 
 
 

表 5.3.1 骨組の諸元 
（a）4層骨組 

 

（b）8層骨組 
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 (5.3.1) 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.2)，(5.3.3) 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.4)，(5.3.5) 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.6) 

但し，(5.3.4)式中の Tは設計用一次固有周期である．  
② 等価 1 質点系に対するダンパー系と主体骨組の弾性剛性比 keq ，ダンパー系の耐力分担率

βeq ，ダンパー系の最大塑性率 𝜇!
!" ，トリガーレベル係数 ψeq ，ダンパー系の弾性限変形角 

𝑅!"
!"  ，最大変形角 𝑅!"#!"  ，高さ Heqを仮定する． 

 ダンパー付き骨組に対する多質点系を図 5.3.3に示すように等価 1質点系に置換する．等価 1質
点系は，図 5.1.1に示すような主体骨組とダンパー系に構成されたものである．等価 1質点系への
置換にあたって用いる仮定は，以下である． 
・ 多質点系の最大せん断応答の分布は，(5.3.2)式の設計用層せん断力分布 𝑄! で近似できる． 
・ 設計用地震荷重を比例荷重にしたときの多質点系の転倒モーメントMOVT と有効構造回転角

REF関係を，等価 1質点系の層モーメント Mと層間変形角 R関係とみなす． 
・ 等価 1質点系の重量および固有周期は，多質点系の全重量および基本固有周期と等しい． 
・ 多質点系の基本固有周期は，設計用地震荷重を比例した時の弾性変形分布に等しい． 
 

 
図 5.3.3 等価 1質点系への置換（ダンパー付き骨組） 

 
 図 5.3.4（a）に 1質点系に置換される多質点系の i層の層せん断力 Qiと層間変形δiの関係を示す．
図中の CBはベースシヤー係数，CB 𝑄! は設計用層せん断力で，次式で求める． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.7) 

同図の RDyiはダンパー系の弾性限層間変形角，βiはダンパー系の層せん断力分担率，µdiはダンパ
ー系の最大塑性率，ψiはトリガー係数でそれぞれ i層に関する量であり，ダンパー系と主体骨組の
弾性剛性比を kiとするとそれぞれのパラメータは次の関係となる． 
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     図 5.3.4 多質点系の復元力特性      図 5.3.5 等価 1質点系の復元力特性 
 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.8)，(5.3.9) 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.10)，(5.3.11) 

	
 図 5.3.4（b）に多質点系の i層の層モーメントMi と層間変形角 Riの関係を示す．この図は図 5.3.4
（a）の多質点系の Qi -δi関係を次式で置き換えたものである． 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.12)，(5.3.13) 

但し，Miは i層のモーメント，Qiは i層のメーメントである．この多質点系のMi -Ri関係を次式で
多質点系の転倒モーメント MOVTと有効構造回転角 REF関係に置き換え，これが図 5.3.5（a）等価
1質点系と等しいとみなす． 

 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.14) 

但し，dREFは有効構造回転角であり，層モーメント Miを重み関数とする層間変形角増分 dRiの平
均値である．等価 1質点系のMOVTと-REF 関係より図 5.3.5（b）で示す等価 1質点系のせん断力 Q
とδ 関係に置き換える．図中のβ eqは等価 1質点系のダンパー系の耐力分担率，  𝑅!"

!"はダンパー系の
弾性限層間変形角，  𝜇!

!"は等価 1 質点系のダンパー系の最大塑性率，ψ eqは等価 1 質点系のトリガ
ーレベル係数である．また，1質点系のダンパー系と主体骨組の弾性剛性比を keqとする．keq，βeq，

𝜇!
!"
，ψeq，𝑅!"

!"は，多質点系に対する全層の ki，βi，µDi，ψi，RDyiの重み付き平均値となり，2つの
値を決めれば，他は自動的に決定される．ちなみに以下となる． 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.15)，(5.3.16) 

 ， 	
 	
 	
 	
 	
 	
 (5.3.17)，(5.3.18) 

          (5.3.19) 

但し，𝑅!"#
!" は等価 1質点系の最大層間変形角である．また，等価 1質点系の高さ Heqは次式で算定

する． 

 Heq ≒         (5.3.20) 
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 選定した骨組の等価 1質点系に対してとりあえずダンパー系と主体骨組の弾性剛性比 k eqを 1.5，
ダンパー系の弾性限変形角𝑅!"

!"を 1/500 と仮定し，(5.3.15)式～(5.3.20)式に代入するとそれぞれの
パラメータは以下のパラメータとなる． 
 ・keq = 1.5  ・βeq = 0.23 ・𝜇!

!" = 5.0 
・ψeq = 0.383 ・Heq = 10.5m（4層骨組），19.2m（8層骨組） 

③ 必要ベースシヤー係数 CBの概算 
 ②ステップで keq，βeq，𝜇!

!"，ψeq，𝑅!"
!"，Heqを設定すると必要ベースシヤー係数 CBは次式で算

定できる． 

 ，   	
 	
 	
 (5.3.21)，(5.3.22) 

但し，(5.3.21)式の edmは keq，βeq，𝜇!
!"，ψeqの値によって決まり，𝜇!

!"が 7/6程度より大きい現実的
な領域では次式で算定できる． 

      	
 	
 	
 (5.3.23) 

 ，   	
 	
 	
 (5.3.24)，(5.3.25) 

但し， 

        	
 	
 (5.3.26) 

     	
 	
 (5.3.27) 

        	
 	
 (5.3.28) 

但し，rcycleは 0.25，n =10とする． 
(5.3.21)，(5.3.22)式の解は，例えば「(5.3.22)式中の CBを 1.0と仮定し，(5.3.22)式から Rt (f T0)を
求め，その値を(5.3.21)式に代入して CB を求める．」というような収束計算を行うと単純に求めら
れる． 
 図 5.3.6に②ステップでの仮定値 𝑅!"#

!" ＝1/100，keq = 1.5に対する必要ベースシヤー係数 CBと
等価 1質点系の高さ Heqの関係を示す．但し，(5.3.21)式中の C0を 1.0とし，振動特性係数 Rt (T )
を以下の式で求めたものである． 
 

 
図 5.3.6 CBと Heqの関係（𝑅!"#

!" ＝1/100，keq = 1.5） 
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 T < Tcの場合：       	
 	
 (5.3.29) 

 Tc ≦ T < 2Tcの場合：    	
 	
 (5.3.30) 

 2Tc ≦ Tの場合：      	
 	
 (5.3.31) 

但し，Tc = 0.6sec.（2種地盤）である． 
 結果として，Heq ＝10.5m，19.2mに対する CBはそれぞれ 0.443（4層骨組），0.276（8層骨組）
となる． 
④ CB ，βeqに応じて部材を設計する． 
 以上で得られた CB，βeqを用いて主体骨組に対する必要ベースシヤー係数 CFを次式で算定する． 

        	
 	
 (5.3.32) 

上式で算定した 4層骨組と 8層骨組の CFはそれぞれ 0.341と 0.213となる．主体骨組の必要耐力
CF 𝑄!に相当する層せん断力に対して主体骨組の塑性設計を行う．図 5.3.7に 4層骨組に対する崩壊
型を示す．4層と 8層の骨組を全体崩壊型と仮定し，各層の柱・梁の断面を選定する． 
 表 5.3.2に選定した柱・梁の諸量を示し，図 5.3.7の崩壊機構に対する崩壊フロアモーメントMf

と必要フロアモーメントMFi（CF 𝑄! hi ）と併記する．また，各階における柱・梁の取り付く接点
での柱耐力の和に対する梁耐力の和の比 COFを併記する．但し，COFは最上階の柱頭側と最下層
の柱脚側の値を除いた値である．いずれもMf / MFiが 1.0を上回っており，上層になるほど過利に
なっている．また，COFはいずれも 1.5を上回り，冷間
成形角形鋼管を使用する場合の条件を満足することが確
認できる 5-7)．ここでは，梁断面は長期許容応力度で決定
した断面であるため，後術する精算モデルでは，柱・梁
断面を変化せず，上部のダンパー系の耐力を下部より低
減したモデルで静的な解析を行う． 
 

表 5.3.2 骨組の諸元 
（a）4層骨組 

 
（b）8層骨組 

 

 
図 5.3.7 主体骨組の崩壊型（4層骨組） 
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⑤ 主体骨組の弾性剛性 KFi ，ダンパー系の弾性剛性 KDi ，ダンパー系の降伏耐力 QDyiを求める． 
 ④ステップで設計した主体骨組にダンパーを配置する．図 5.3.8に間柱支持円形鋼管ダンパー付
き骨組の概要を，表 5.3.3に 4層と 8層骨組の選定した間柱断面諸元と配置数 nを示す．骨組の低
層には間柱支持円形鋼管ダンパーを並列に配置する．上・下層の間柱配置本数が異なる場合，間柱
が軸に対して中心が一致するように配置する．また，間柱を並列に配置する場合，複数の間柱が一
体挙動するように間柱のフランジを高力ボルトで接合する（図 5.3.8の右参照）．各々の間柱断面と
並列配置数は後述するダンパー系と主体骨組の剛性比を合わせたものである． 
 ダンパーにせん断変形を集中させるため，以下のような条件が必要となる． 
 

 
図 5.3.8 間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組（8層骨組） 

 
表 5.3.3 間柱の断面諸元と降伏条件 

（a）4層骨組 

 
（b）8層骨組 
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1）間柱と内梁（間柱が接合する梁）の接合部パネルは降伏しない． 
2）ダンパーの最大耐力時に間柱が降伏しない． 
3）ダンパーの最大耐力時に内梁が降伏しない． 

 1）に対して，間柱と内梁の接合パネルの表と裏に板厚 12mのWプレートを接合するとことす
る（図 5.3.8の右参照）．また，2）と 3）に対しては以下で検討する． 
 図 5.3.9にダンパー最大耐力 dQmax時の間柱のモーメント分布を示す．図中，nは間柱支持ダン
パーの配置数である．なお，2章の結果により，円形鋼管ダンパーの鋼管種 LY225では全塑性せん
断耐力の 2倍程度，鋼管種 LY100では全塑性せん断耐力の 3倍程度になることが確認されている． 
この結果に基づいて，n個配置されたダンパーの最大耐力時に対する間柱端部のモーメント scMd max

が間柱の降伏耐力 scMyを超えない次式を満足することを確認する． 

       	
 	
 (5.3.33) 

但し，n は間柱支持ダンパーの配置数，hiは i 層の階高，scσyは間柱の降伏応力度，scZxは間柱の断
面係数である．また，ダンパー最大耐力時の間柱端部のモーメント（図中 scMf ）は間柱と内梁の接
合部パネルの節点モーメントより小さいが，安全側の設計のため，その節点モーメントと間柱の降
伏モーメントを比較する．表 5.3.3に(5.3.33)式で算定した値を併記する．いずれも，選定した間柱
断面は，(5.3.32)式の条件を満足することが確認できる． 
 図 5.3.10にダンパー最大耐力 dQmax時の内梁のモーメント分布を示す．n個配置されたダンパー
の最大耐力時に対する内梁端部のモーメント bMd maxが内梁の降伏耐力 bMyを超えない次式を満足
することを確認する． 

      	
 	
 (5.3.34) 

但し，Pは内梁に作用する鉛直荷重，hiは i層の階高，lはスパン長さ，bZxは内梁の断面係数，bσy

は内梁の降伏応力度であり，上・下層のダンパー並列配置数 nが異なる場合，大きい方で計算する．
また，間柱の場合と同様に接合部パネルの節点モーメントと内梁の降伏モーメントを比較する．表
5.3.3に(5.3.34)式で算定した値を示す．いずれも，内梁断面は (5.3.34)式を満足することが確認で
きる．万一，以上の 3つの条件を満たさない場合，④ステップに戻り，部材を再設計する． 
 以上，設計したそれぞれの部材を用いて間柱支持ダンパー付き骨組と主体骨組の 2つの場合を設 
 

 

 図 5.3.9 間柱のモーメント分布           図 5.3.10 内梁のモーメント分布 
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 （a）4層骨組	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 （b）8層骨組 

図 5.3.11	
 層せん断力 Qiと層間変形角 Riの関係（静的解析結果） 
 
けて設計用地震荷重に対する静的弾性解析を行う．解析モデルは，柱・梁・間柱を梁要素にモデル
化とし，復元力特性を 2次剛性比が 0.1%のバイリニア型と作成する．また，それぞれの柱・梁接
合パネルと間柱と内梁の接合パネルとダンパー部をパネル要素にモデル化し，復元力特性をせん断
弾性剛性 G，降伏せん断応力度τyを有する完全弾塑性型とする．載荷条件は Ai分布の比例荷重を与
える． 
 図 5.3.11に静的解析結果から得られた各層の層せん断力 Qiと層間変形角 Riを示す．図中の黒線
が間柱支持ダンパー付き骨組，灰色線がダンパー系のものである．但し，ダンパー系の Qi -Ri関係
は，間柱支持ダンパー付き骨組と主体骨組のみの解析結果の差により求めたものである．表 5.3.4
に解析結果から算定した各層に対する主体骨組の弾性剛性 KFi ，各層に対するダンパー系の弾性剛
性 KDi ，各層に対するダンパー系のダンパー降伏時の層せん断力 QDyi を示す．また，設計条件で
は等価 1質点系の最大層間変形角𝑅!"#

!" を 1/100と設定している．解析結果によると 4層骨組と 8
層骨組の間柱支持ダンパー付き骨組ではそれぞれ 2層と 4層が最初に層間変形角 1/100に達してい
る．この時点での各階の層せん断力 Qlimit, iを図中に○印で表し，表 5.3.4に併記する． 
 

表 5.3.4 静的解析結果 
（a）4層骨組 

 
（b）8層骨組 
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⑥ 保有ベースシヤー係数 CB ’を求める． 
 骨組の保有ベースシヤー係数は，設計用地震荷重を比例載荷する条件の下で，いずれかの層の最
大層間変形角が①ステップで設定した最大層間変形角 Rmax iを 1/100に達する時のベースシヤー係
数として求める．4層と 8層のダンパー付き骨組の保有ベースシヤー係数 CB’は，表 5.3.4に示す 1
階に対する Qlimit, 1と骨組の総重量WTの比で算定する．その結果，それぞれ 0.80，0.56となる． 
⑦ 各層のダンパー系と主体骨組の弾性剛性比 ki，ダンパー系の耐力分担率bi，ダンパー系の弾性

限層間変形角 RDyiを求める． 
 解析結果からダンパー系と主体骨組の弾性剛性比 ki ，ダンパー系の層せん断力分担率βi ，ダン
パー系の弾性限層間変形角 RDyiを次式で算定する．表 5.3.4にそれぞれの値を併記する． 

 ， ，     	
 	
 (5.3.35)，(5.3.36)，(5.3.37) 

但し，CB’は⑥ステップで算定した保有ベースシヤー係数，𝑄! は(5.3.2)式で算定した i 層の設計用
層せん断力の基準値である． 
⑧ 等価 1質点系に対する主体骨組の弾性剛性比 keq，ダンパー系の耐力分担率βeq，ダンパー系の

最大塑性率𝜇!
!"
，トリガーレベル係数ψeq，ダンパー系の弾性限変形角𝑅!"

!"
，ダンパー系の弾性

限変形角𝑅!"#!"
，高さ Heqを求める． 

 等価 1 質点系の keq，βeq，  𝑅!"
!"
，𝑅!"#

!"
，Heqは，⑦ステップで算定した ki ， βi ， RDyiを用いて次

式で算定する． 

 ，
     

(5.3.38)，(5.3.39)
 

     (5.3.40) 

 
   	
  	
 	
 (5.3.41) 

但し，𝑀! は(5.3.3)式で算定した i 層の層モーメントの基準値，𝑀!"#は(5.3.6)式で算定した転倒モ
ーメントの基準値である．また，𝜇!

!"
，ψeqは(5.3.17)式と(5.3.18)式で算定する．算定した値は以下

となる． 
4層骨組： 
	
 keq=1.50，βeq=0.21，𝜇!

!"=5.55，ψeq=0.35，𝑅!"
!"=1/625，𝑅!"#

!" =1/113，Heq=10.34m 
8層骨組： 
	
 keq=1.49，βeq=0.20，𝜇!

!"=5.93，ψeq=0.34，𝑅!"
!"=1/582，𝑅!"#

!" =1/98，Heq=27.07m 

結果として，両者は keq，βeq，𝜇!
!"
，ψeqが同程度になるように設定した骨組である． 
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⑨ 必要ベースシヤー係数 CBの精算 
 ⑧ステップで求めた Heq，𝑅!"#

!" ，keqの場合に対して③ステップと同様に(5.3.21)式と(5.3.22)式を
用いて必要ベースシヤー係数 CBを算定する．算定結果，4層骨組と 8層骨組の CBはそれぞれ 0.47，
0.21となる． 
⑩ CB’ ≧CB，ψeq ≦ 0.7の確認 
 以上の結果より，⑥ステップで得られたダンパー付き骨組に対する保有ベースシヤー係数 CB ’が
⑨ステップでの必要ベースシヤー係数 CBを上回り，等価 1質点系のトリガー係数ψeqも許容値 0.7
を下回ることが確認できる．CB’ ≧CBの条件が満足しない場合は，②ステップでの仮定が不適切で
あるのか，④ステップでの断面選定が不適切であるのかを確認し，部材断面を再検討する．前者で
あれば⑧ステップで算定した keq，βeq，𝜇!

!"，ψeq，𝑅!"
!"，Heqを用いて⑨ステップの CBに基づいて，

④の断面計算を行う．後者であれば，②ステップでの仮定値が合うように部材断面を変更する．ま
た，ψeqが大きい場合は，⑤ステップでダンパー系の降伏耐力を小さくする必要がある． 
5.3.2 地震応答解析パラメータと解析条件 
 5.3.1節で選定した骨組の部材構成を表 5.3.5にまとめる．この骨組に対して地震応答解析を行う．
解析対象は 4層と 8層の骨組である．各々の骨組は円形鋼管ダンパー付き，H形せん断パネルダン
パー付き，間柱支持ダンパーを除外した骨組の 3 種類，計 6 つである．それぞれの骨組を FCD，
FHD，Fモデルと称する．ダンパー付き骨組は間柱支持型とし，低層部には間柱支持ダンパーを n
個に配置する（表 5.3.5の n欄参照）．表 5.3.6にダンパー付き骨組に挿入するダンパーの諸元を示
す．円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパーは全塑性せん断耐力と弾性剛性が等しくなるよ 
 

表 5.3.5 骨組の諸元 
（a）4層骨組 

 
（ｂ）8層骨組 
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       表 5.3.6 ダンパーの諸元 

   
 

 
       （a）最大速度 50cm/sec        （b）最大速度 100cm/sec 

図 5.3.12 入力地震動の擬似速度応答スペクトル 
 

う設定したものである．表 5.3.7にそれぞれの骨組に対する 1次固有周期を示す． 
 ダンパーの復元力特性は，表5.3.6に示すIKROモデルの変数を用いる．また，柱，梁，柱・梁接
合部パネル，間柱は降伏応力度が325N/mm2，復元力特性は2次剛性比が1%のBi-Linear型とし，粘
性減衰定数は剛性比例型で0.02とする．表5.3.8に入力地震動を，図5.3.12に入力地震動の擬似速度
応答スペクトルを示す．入力地震動は，El Centro NS，Taft EW，Hachinohe EW，BCJ-L1 5.8)，
BCJ-L2 5.8)で，それぞれの地震動の最大速度が50，100cm/sに基準化された計10種類である． 
 
5.4 地震応答解析結果 
5.4.1 最大層間変形角 
 図 5.4.1と図 5.4.2に各層の最大層間変形角 Rmax iの高さ方向分布の例を示す．図中の⬜ ︎︎印，○印，
×印は，それぞれ Fモデル，FCDモデル，FHDモデルを示す．地震動 Hachinohe EWの最大速度
50cm/s場合，4層と 8層骨組の Rmax iは，Fモデルではそれぞれ 1/83，1/63程度，FCD・FHDモ
デルでは，1/250，1/200程度となる．最大速度 100cm/sの場合，Fモデルでは 1/56，1/42程度，
FCD・FHD モデルでは，1/143，1/100 程度である．地震動 BCJ-L2 に対して，最大速度 50cm/s
の場合，4層と 8層骨組の Rmaxは，Fモデルではそれぞれ 1/77，1/50程度，FCD・FHDモデルで 

表 5.3.7 ダンパーの諸元 

 
表 5.3.8 入力地震動 
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 （a）Hachinohe EW             （b）BCJ-L2 

図 5.4.1 最大層間変形角 Rmax iの高さ方向分布（最大速度：50cm/s） 
 

 
	
 	
 	
 	
 	
 	
 	
 （a）Hachinohe EW             （b）BCJ-L2 

図 5.4.2 最大層間変形角 Rmax iの高さ方向分布（最大速度：100cm/s） 
 

表 5.4.1 最大層間変形角 Rmax i 
（ａ）4層骨組 

 
（b）8層骨組 
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は，1/200，1/143程度となる．最大速度 100cm/sの場合，Fモデルでは 1/56，1/31程度，FCD・
FHD モデルでは，1/125，1/100 程度である．表 5.4.1 にそれぞれの骨組に対する最大層間変形角
Rmax iをまとめる．いずれの場合にも，FCDと FHDモデルの Rmax iは同程度となる．また，FCD・
FHDモデルは最大速度 100cm/sの地震動 El Centro NSと Taft EW の場合を除き，目標とした
𝑅!"#
!" =1/100 より小さくなっていることが確認できる．また，全ての地震動に対して F モデルより

FCDと FHDモデルの Rmax iが半分以上に低減することが確認できる． 
5.4.2 塑性吸収エネルギーの分布 
 図 5.4.3 と図 5.4.4 に地震終了時の塑性化部位の例を示す．図中の●印は柱・梁の塑性化部位，
◼ ︎︎印は柱・梁接合部パネル及びダンパーの塑性化部位を示す．地震動 Hachinohe EW の最大速度
50cm/s場合， Fモデルでは最上階を除き柱，梁，柱・梁接合部パネルに塑性化する．また，FCD
と FHD モデルでは，1 階の柱脚部に塑性化することもあるが，その以外の柱，梁，柱・梁接合部
パネルは塑性化せず，ほぼダンパーのみ塑性化することが確認できる．他の地震動でも同様な傾向
である．最大速度 100cm/s場合，Fモデルでは最上階を除き柱，梁，梁接合パネルに塑性化する．
特に，1階の柱脚が全て塑性化する．FCDと FHDモデルは，ダンパー系周辺の部位に塑性化が集
中する．これに対しては，ダンパー系が主体骨組より剛性が大きくなるように設定した上で，内梁
がダンパー最大耐力時に降伏しない(5.3.34)式を満足する断面を選定したため，ダンパー系周辺の
剛性が高くなり，それによってダンパー系周辺に応力が集中したためであると考えられる．他の部
位は Fモデルより FCDと FHDモデルの塑性化部位が小さくなることが確認できる． 
 図 5.4.5～図 5.4.8に F，FCD，FHDモデルに対する各層の塑性吸収エネルギー分布を示す．図
の横軸は主体骨組の塑性吸収エネルギーfEpとダンパー系の塑性吸収エネルギーdEpを損傷に寄与 
 

 
（a）4層骨組 

 
（b）8層骨組 

図 5.4.3 地震終了時の塑性化部位（BCJ-L2：最大速度 50cm/s） 
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（a）4層骨組 

 
（b）8層骨組 

図 5.4.4 地震終了時の塑性化部位（BCJ-L2：最大速度 100cm/s） 
 

 

  
        （a）4層骨組                （b）8層骨組 

図 5.4.5 塑性吸収エネルギー分布（Hachinohe EW：最大速度 50cm/s） 
 

  
        （a）4層骨組                （b）8層骨組 

図 5.4.6 塑性吸収エネルギー分布（BCJ-L2：最大速度 50cm/s） 
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        （a）4層骨組                （b）8層骨組 

図 5.4.7 塑性吸収エネルギー分布（Hachinohe EW：最大速度 100cm/s） 
 

  
        （a）4層骨組                （b）8層骨組 

図 5.4.8 塑性吸収エネルギー分布（BCJ-L2：最大速度 100cm/s） 
 
する地震エネルギーEdmに無次元してあり，Edmは次式で算定する． 

    	
   	
 	
  (5.4.1) 

但し，Eeは弾性歪エネルギー，Epは塑性変形による消費エネルギー，Egは重力がなす仕事である．
また，fEpは i階の床に接する梁と柱の端部，梁・柱接合部パネルで吸収した塑性エネルギーの合計
であり，dEpは i層+0.5で表したものである．いずれの場合での Fモデルは RF階を除き，他の階
で主体骨組が塑性化している．FCDと FHDモデルに対して，最大速度 50cm/sの場合は，主体骨
組は塑性化せず，ダンパー系のみで塑性化する．また，最大速度 100cm/sの場合は，主体骨組で若
干の塑性化を伴うがダンパー系で大きく塑性化しており，Fモデルより主体骨組の塑性化を減少す
ることが確認できる．FHDモデルの性状は FCDモデルとほぼ同程度であり，他の地震動でも同様
な傾向である．また，FCDと FHDモデルは，4層骨組では 2階のダンパー，8層骨組では 3階の
ダンパーが最も塑性エネルギーを吸収する．次節では，このダンパーに対する変形性能を検証する． 
5.4.3 ダンパー変形性能の検証 
 本節では，FCDと FHDモデルに対して最も塑性変形したダンパーの変形性能を検証する．検証
にはダンパーのせん断力 Q と平均せん断変形角γ 関係から得られた最大変形角γmaxと累積せん断変
形角Σγ 関係を用いる．図 5.4.9に各地震動の終了時のγmaxとΣγ をプロットする．図の左が FCDモ
デルでの円形鋼管ダンパー，右が FHDモデルでのH形せん断パネルダンパーの結果を示す．また，
ぞれぞれの図中には，円形鋼管ダンパーの疲労曲線と H形せん断パネルダンパーの疲労曲線を実線
及び破線で示す．但し，円形鋼管ダンパーの疲労曲線は，(4.3.1)式のせん断片振幅γtと耐力が最大 



 83 

25

 
（a）最大速度：50cm/s 

 
（b）最大速度：100cm/s 

図 5.4.9 最大変形角γmaxと累積せん断変形角Σγ の関係 
 
耐力の 90%まで低下した時点での半サイクル数 Nfの関係をγmaxとΣγ 関係に置換したものであり，
H形せん断パネルダンパーの基準化幅厚比：0.299～0.303（(2.4.7)式）の場合に対するγtと Nfの関
係をγmaxとΣγ 関係に置換したものである．最大速度 50cm/sに対して，円形鋼管ダンパーと H形せ
ん断パネルダンパーでは，いずれの地震動でも疲労曲線を下回り，変形性能に対して余裕がある．
また，最大速度 100cm/sでは，円形鋼管ダンパーは疲労曲線を上回っているものが僅かであるが，
ほとんどの地震動は疲労曲線を下回り，H形せん断パネルダンパーより疲労曲線を上回るものが少
ないことが確認できる．  
 本章では，2章と 4章で得られた疲労曲線からの円形鋼管ダンパーの保有変形性能と 4層と 8層
の円形鋼管ダンパー付き骨組の地震応答解析から得られた必要変形性能を比較した．その結果，設
計で想定したレベルである最大速度 50cm/s の地震動では円形鋼管ダンパーの保有変形性能が必要
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変形性能に対して十分な余裕があり，最大速度 100sm/sのいくつかの地震動を除き，円形鋼管ダン
パーの必要変形性能は保有変形性能を下回ることが確認できた． 
 
５.5 結 
 本章では，間柱支持低降伏点円形鋼管ダンパー付き骨組の地震応答性状を検討することを目的と
し，円形鋼管ダンパー単体の繰返し履歴のモデルを構築した．また，構築した履歴モデルを用いて
間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組の地震応答解析を実施し，解析結果よりダンパーの最大せん断
変形角と累積せん断変形角の関係をダンパー単体の疲労曲線と比較し，ダンパーの変形性能を検証
する．同時に，全塑性せん断耐力と弾性剛性が円形鋼管ダンパーと同じ H形せん断パネルダンパー
付き骨組の場合と両者を比較・検討した．これまでの検討結果から以下の知見が得られた．  
1) 円形鋼管ダンパー単体の繰返し履歴のモデルには Ramberg-Osgood モデルに等方硬化と移動

硬化を導入した IKRO モデルを適用した．試行錯誤により IKROモデルの変数を決定し，結
果として鋼管種 LY225 ではα = 0.5，η = 20.0， β = 0.63，鋼管種 LY100ではα = 0.02，η = 
20.0， β = 0.58であれば，実験結果と良い対応を示すことを確認した． 

2) 既往の研究でパネルの鋼種が LY225 の H 形せん断パネルダンパーの IKRO モデルとして，
 αh =2.31，ηh =13.0， βh = 0.7が提案された．これを用いて鋼管種 LY225の円形鋼管から置
換したせん断要素の履歴性状ついて，本章で提案する IKRO モデルのパラメータの場合と H
形せん断パネルの IKROモデルの場合を比較する．H形せん断パネルの IKROモデルの場合，
本章で提案する IKRO モデルの場合ほぼ同じ履歴性状となるが，振幅が大きくなるほど耐力
が大きくなる． 

3) 間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組に対して文献 5.6)で示す設計方法を用いて，2次設計用標
準ベースシヤー係数 C0=1.0，等価 1質点系の最大層間変形角 Reqmax=1/100とし，等価 1質点
系の剛性比 keqは 1.5程度，等価 1質点系の耐力負担率βeqは 0.20程度，等価 1質点系のトリ
ガーレベル係数yeqは 0.35程度になるように 4層骨組と 8層骨組を設計した．また，弾性剛性
と全塑性せん断耐力が円形鋼管ダンパーと同じ基準化幅厚比 0.28のH形せん断パネルダンパ
ー付き骨組と間柱支持ダンパーを除去した骨組について最大速度50cm/sと100cm/sの地震動
に対する地震応答性状を検討した．その結果から得られた知見を以下に示す． 
・ 円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパー付き骨組は，最大速度 50cm/sの地震動

に対して，目標とした𝑅!"#
!" =1/100より小さくなり，ダンパーで地震エネルギーを吸収し，

主体骨組の塑性化を緩和した． 
・ 全ての地震動に対して間柱支持ダンパー付き骨組が間柱支持ダンパーを除去した骨組と

比べて最大層間変形角 Rmax iが半分以上に低減した． 
・ 円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパー付き骨組は最大層間変形角，塑性吸収エ

ネルギー分布などほぼ同じ地震応答性状を示した． 
・ 地震応答解析結果より得られた円形鋼管ダンパーと H 形せん断パネルダンパーの最大

変形角γmaxと累積せん断変形角Σγ 関係を用いて，それぞれダンパーの疲労曲線と比較し
た．円形鋼管ダンパーは，最大速度 50cm/s の地震動に疲労曲線を下回り，変形性能に
対して余裕があった．最大速度 100cm/sの地震動で疲労曲線を上回っている場合がある
が，僅かでありほとんどの地震動は疲労曲線を下回ることが確認できた．  
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第 6章 結論 
 
 
 本論では，せん断履歴型ダンパーとして低降伏点円形鋼管を用いたせん断履歴型ダンパー（低降
伏点円形鋼管ダンパー）を使用し，間柱支持形として架構内に設置する場合を対象とし，円形鋼管
を用いたせん断履歴型ダンパーがせん断履歴型ダンパーとしての有効性を評価することを目的とし
て，種々の検討を行った．第 2章から第 5章まで得られた結論を以下にまとめる． 
 
 第 2章では，低降伏点円形鋼管ダンパーがダンパー付き骨組の挙動に及ぼす影響を考慮するため
には，低降伏点円形鋼管ダンパー単体の力学性状を把握する必要がある．本論では，低降伏点円形
鋼管ダンパー単体について鋼管径・アスペクト比・径厚比・鋼管種・載荷振幅をパラメータとしせ
ん断加力実験と単調載荷に対する FEM 解析を行い，各々のパラメータの影響について検討した．
また，定常振幅載荷した試験体に対して疲労寿命を予測し，H形せん断パネルダンパーと比較した．
以下に得られた結果を列記する． 
1) 低降伏点円形鋼管ダンパーは紡錘形の安定した履歴性状を示す． 
2) 全塑性せん断耐力 cQpは曲げ降伏領域とせん断降伏領域を想定した崩壊機構による次式で評価

できる． 

 

但し，τyはせん断降伏応力度，tは鋼管厚，dは鋼管中心間距離，hは鋼管高さである． 

3) 弾性剛性 cKは曲げ変形とせん断変形を考慮した次式で評価できる． 

 

但し，E はヤング係数，I は円形鋼管の断面 2次モーメント，Gはせん断弾性係数，A は円形
鋼管の断面積である． 

4) それぞれの実験パラメータの影響について， 
・ アスペクト比が大きくなるほど累積塑性変形角が小さくなる．この原因は，アスペクト

比が大きくなるほど崩壊機構で示す曲げ降伏領域が大きくなることにより曲げ降伏領域
に生じる変形が大きくなり，き裂発生が起こりやすくなるためである． 

・ アスペクト比が同じ鋼管径 130mm と 175mm の試験体は径厚比も同じでほぼ相似形の
関係になるにも関わらず，累積塑性せん断変形角は鋼管径が小さな 130mm 試験体の累
積塑性変形せん断変形角が大きい．これは，裏当て金の影響であり，有効アスペクト比
（裏当て金を除いた鋼管高さ h’/鋼管径 D）を用いて整理すると，FEM 解析から得られ
た溶接止端部・鋼管中央部の相当塑性歪と良い相関関係が得られた． 

・ 径厚比 14.8 と 18.7 試験体では，両方ともき裂により耐力が劣化し，鋼管径が等しく径
厚比が小さい試験体でき裂発生が早くなった．その原因は，FEM解析結果により曲げ引
張側最外縁で生じる歪が大きくなるためである．但し，径厚比 26.9の試験体では，せん
断座屈によって耐力が劣化するため累積塑性変形角が小さくなる．結果として径厚比 20
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程度の試験体が最も高い変形性能を有することになった． 
・ 載荷振幅が大きくなるほど累積塑性せん断変形角が小さくなる． 

5) 定常振幅を受ける低降伏点円形鋼管ダンパーの疲労寿命について Manson-Coffin 則を用いて
次式の疲労関係式を提示した． 

 

但し，γtはせん断変形角片振幅，Nfは耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点での半サイク
ル数である．この疲労曲線により実験パラメータの範囲（h/D：1.00～1.50，D/t：14.8～26.9）
では，鋼構造制振設計指針で示す H 形せん断パネルダンパーの内，変形性能が最も高い場合
（基準化幅厚比：0.150～0.165，0.299～0.303）と同程度の疲労寿命を有し，円形鋼管ダン
パーは高い疲労寿命を有することを確認した． 

6) 全塑性せん断耐力と弾性剛性がほぼ同じ円形鋼管ダンパーと H 形せん断パネルダンパーは耐
力上昇率がほぼ同じであり，耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点の累積塑性せん断変形
角はほぼ同じである． 

 
 第 3章では，低降伏点円形鋼管ダンパー単体は，外力に対する方向性がないという特徴があるこ
とから将来的には，免震層・連結制振などの任意方向に変位が生じる部位での利用が期待される．
そのため，任意方向に対する低降伏点円形鋼管ダンパーの力学性状を把握する必要がある．その一
環として，アスペクト比・鋼管種をパラメータとし 2方向載荷に対する基礎的な知見を得るために，
2 方向載荷を想定した定常振幅繰返しせん断加力実験を行い，その結果について考察した．以下に
得られた結果を列記する． 
7) 載荷方向 0°，90°のいずれに対しても 1方向に載荷する場合と同様に安定した紡錘形の履歴性

状を示す． 
8) 2 方向載荷した試験体の耐力上昇率と累積塑性せん断変形角の関係で累積塑性せん断変形角

を 0°方向と 90°方向の載荷方向に区別し，載荷順番に累積するとアスペクト比が大きくなるほ
ど，累積塑性変形角が小さくなり，1方向の場合と同様に崩壊機構での曲げ降伏領域に生じる
変形が大きくなり，き裂の発生が起こりやすくなるためであると考えられる．また，鋼管種
LY225試験体が LY100試験体より耐力劣化の時点が早くなる． 

9) 2方向載荷した試験体の 0°方向，90°方向と 1方向載荷した試験体の累積塑性せん断変形角の
比Σγp0° / Σγp1とΣγp90° / Σγp1はそれぞれ 0.57～0.76，0.36～0.59となる． 

10) 2方向載荷した試験体はせん断変形角を用いて算定した累積塑性変形場率は 0°と 90°方向では
それぞれ 1788，1278以上の値を有する．また，エネルギー吸収量を用いて算定した累積塑性
変形倍率は 0°と 90°方向でそれぞれ 4665，3424以上の値を有する． 

 
 第 4章では，間柱に支持された円形鋼管ダンパーの設計法を提案し，弾性剛性，全塑性せん断耐
力，変形性能などの力学性状と円形鋼管ダンパーと間柱支持部の相互関係把握するため，せん断加
力実験及び単調載荷実験に対する FEM解析を行い，その結果について考察した．以下の得られた
知見を列記する. 
11) 間柱に支持された円形鋼管ダンパーの履歴性状は安定した紡錘形の安定した履歴性状を示
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す． 
12) 間柱に支持された円形鋼管ダンパーは間柱部では，最大耐力時でも弾性状態であり，ダンパ

ー部で大きい変形及びエネルギーを吸収することが確認できる． 
13) 同じパラメータの円形鋼管ダンパーは間柱支持部の形状によって変形性能が異なる．これは，

間柱支持部の弾性変形の差によって，ダンパーに入力される振幅が異なるためである． 
14) 上記 5)の円形鋼管ダンパーの疲労寿命について間柱支持された円形鋼管ダンパーの試験体を

追加し疲労曲線式を次式のように修正した． 

 

但し，γtはせん断変形角片振幅，Nfは耐力が最大耐力の 90%まで低下した時点での半サイク
ル数である．この疲労曲線により円形鋼管ダンパーは，鋼構造制振設計指針で示す H 形せん
断パネルダンパーの内，変形性能が最も高い場合（基準化幅厚比：0.150～0.165，0.299～
0.303）と同程度の疲労寿命を有し，間柱支持有無によらず，疲労寿命を有することを確認し
た． 

15) 弾性剛性 Kcに対してせん断変形と曲げ変形及び接合プレートの回転を考慮した次式で算定す
る． 

 

但し，h はダンパーの高さ，H は間柱片側の高さ，scE は間柱のヤング係数，scIxは間柱の強
軸に対する断面 2次モーメント，dKcと scKcはそれぞれダンパーと間柱の弾性剛性である． 
Kcの計算結果はおよそ 15%程度で実験結果を過大評価し，その差は，計算で考量しなかった
エンドプレートおよび接合プレートの局部的な面外変形によるものだと考えられる．そのた
め，設計時には，接合プレートとエンドプレートの影響を適切に考慮することが要される． 

16) 間柱支持されたダンパーが構面外の力を受ける場合を想定した FEM解析結果により，層間変
形角 R = 1/100時に，間柱が先行降伏することにより間柱の方で大きい変形が生じ，ダンパー
に生じる平均せん断変形角 dγ は 0.0033rad程度で小さい変形となる． 
 

 第 5章では，間柱支持低降伏点円形鋼管ダンパー付き骨組の地震応答性状を検討することを目的
とし，円形鋼管ダンパー単体の繰返し履歴のモデルを構築した．また，構築した履歴モデルを用い
て間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組の地震応答解析を実施し，解析結果よりダンパーの最大せん
断変形角と累積せん断変形角の関係をダンパー単体の疲労曲線と比較し，ダンパーの変性能を検証
した．同時に，全塑性せん断耐力と弾性剛性が円形鋼管ダンパーと同じH形せん断パネルダンパー
付き骨組の場合と両者を比較・検討した．以下の得られた知見を列記する. 
17) 円形鋼管ダンパー単体の繰返し履歴のモデルには Ramberg-Osgood モデルに等方硬化と移動

硬化を導入した IKRO モデルを適用した．試行錯誤により IKROモデルの変数を決定し，結
果として鋼管種 LY225ではα = 0.5，η = 20.0， β = 0.63，鋼管種 LY100ではα = 0.02，η = 
20.0， β = 0.58であれば，実験結果と良い対応を示すことを確認した． 

18) 既往の研究でパネルの鋼種が LY225 の H 形せん断パネルダンパーの IKRO モデルとして，
 αh =2.31，ηh =13.0， βh = 0.7が提案された．これを用いて鋼管種 LY225の円形鋼管から置
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換したせん断要素の履歴性状ついて，本章で提案する IKRO モデルのパラメータの場合と H
形せん断パネルダンパーの IKRO モデルの場合を比較する．H 形せん断パネルダンパーの
IKRO モデルの場合，本章で提案する IKRO モデルの場合ほぼ同じ履歴性状となるが，振幅
が大きくなるほど耐力が大きくなる． 

19) 間柱支持円形鋼管ダンパー付き骨組に対して文献 5.6)で示す設計方法を用いて，2次設計用標
準ベースシヤー係数 C0=1.0，等価 1質点系の最大層間変形角 Reqmax=1/100とし，等価 1質点
系の剛性比 keqは 1.5程度，等価 1質点系の耐力負担率beqは 0.20程度，等価 1質点系のトリ
ガーレベル係数yeqは 0.35程度になるように 4層骨組と 8層骨組を設計した．また，弾性剛性
と全塑性せん断耐力が円形鋼管ダンパーと同じ基準化幅厚比 0.28のH形せん断パネルダンパ
ー付き骨組と間柱支持ダンパーを除去した骨組について最大速度50cm/sと100cm/sの地震動
に対する地震応答性状を検討した．その結果から得られた知見を以下に示す． 
・ 円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパー付き骨組は，最大速度 50cm/sの地震動

に対して，目標とした𝑅!"#
!" =1/100より小さくなり，ダンパーで地震エネルギーを吸収し，

主体骨組の塑性化を緩和した． 
・ 全ての地震動に対して間柱支持ダンパー付き骨組が間柱支持ダンパーを除去した骨組と

比べて最大層間変形角 Rmax iが半分以上に低減した． 
・ 円形鋼管ダンパーと H形せん断パネルダンパー付き骨組は最大層間変形角，塑性吸収エ

ネルギー分布などほぼ同じ地震応答性状を示した． 
・ 地震応答解析結果より得られた円形鋼管ダンパーと H 形せん断パネルダンパーの最大

変形角γmaxと累積せん断変形角Σγ 関係を用いて，それぞれダンパーの疲労曲線と比較し
た．円形鋼管ダンパーは，最大速度 50cm/s の地震動に疲労曲線を下回り，変形性能に
対して余裕があった．最大速度 100cm/sの地震動で疲労曲線を上回っている場合がある
が，僅かでありほとんどの地震動は疲労曲線を下回ることが確認できた． 
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