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第１章 緒 論 

 

1.1 研究の背景と目的 

1.1.1 電力エネルギー構成の動向 

エネルギー資源に乏しい我が国では，地球環境に配慮し，経済的かつ長期的に安定

した電力供給を実現することは極めて重要な課題である。発電方式には，水力，火力，

原子力など，多様な方式があり，近年では，太陽光，風力，バイオマス発電等の再生

可能エネルギーの比率が増加している。エネルギーの大半を輸入に依存している我が

国では，複数のエネルギー源を組み合わせることにより，それぞれのエネルギー源の

短所をカバーするエネルギー・ミックスの考え方により，電力の安定供給を実現して

いる。 

本論文では，我が国の電力供給の一翼を担っている石炭焚き火力発電プラントを対

象としている。石炭焚き火力発電プラントの外観の例[1]を図1-1に，機器構成の模式

図[2]を図1-2に示す。図1-2に示すように，石炭焚き火力発電プラントでは，石炭を微

粉炭機で粉砕して微粉炭を作り，これをボイラで燃焼させ，燃焼時に発生した熱を蒸

気に換え，蒸気タービン及び発電機を回転させて発電する。ボイラの後流側には排煙

処理設備があり，ボイラの排ガスを浄化し，煙突より排出する。 

 

 

 

図1-1 石炭焚き火力発電プラントの外観の例[1] 
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図1-2 石炭焚き火力発電プラントの機器構成の模式図[2] 

 

 

日本国内の発電電力量の推移[3]を図1-3に示す。日本国内の発電総量は，1952年以

降，増加し続けている。エネルギー構成に着目すると，東日本大震災前の2010年では，

原子力が25.1%，石炭が27.8%，LNGが29.0%であり，これら3種の燃料が全体の約80%を

占めている。一方，2011年の東日本大震災以降，原子力が急激に減少し，2016年は原

子力が1.7%，石炭が32.3%，LNGが42.1%となっている。本論文の対象である石炭焚き

火力発電は，震災以前が約28%，震災以降が約32%であり，我が国の重要な電力供給源

である。また，近年，太陽光，風力などの新エネルギーが急増しているが，2016年時

点で6.9%に過ぎない。図1-4に世界のエネルギー消費量の推移[3]を示す。2016年の石

炭による発電量は全体の約28%を占めており，世界的にみても石炭焚き火力発電プラン

トは重要な電力供給源である。 

将来のエネルギー需要については種々の予測[3-8]があるが，代表例として，資源エ

ネルギー庁が公表している世界のエネルギー需要の展望[3]を図1-5に示す。予測機関

によって若干の差異はあるが，いずれの予測においても，2030年の石炭焚き発電プラ

ントによる発電量は2016年と同等量を予測しており，将来にわたって石炭焚き火力発

電プラントは重要な電力供給源である。 
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図1-3 日本国内の発電電力量の推移[3] 

 

 

 

図1-4 世界のエネルギー消費量の推移(エネルギー源別,一次エネルギー)[3] 
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図1-5 世界のエネルギー需要の展望[3] 

 

 

1.1.2 石炭焚き火力発電ボイラ 

(1) 石炭焚き火力発電ボイラの構造 

本論文の対象である石炭焚き火力発電ボイラの断面構造の例[9]を図1-6に示す。鉄

骨建屋内に石炭を蓄えるためのバンカ，微粉炭機，ボイラ，その他の機器が配置され

ている。ボイラは運転を開始し高温になると，ボイラ自体が大きく熱膨張する。ボイ

ラの支持方式には，吊り下げ支持と自立支持の2種類があるが，ボイラの熱膨張を下方

へ逃がすことができる利点があるため，吊り下げ支持が採用される場合がほとんどで

ある。図1-6に示した構造例においても，ボイラ本体を鉄骨から吊り下げ支持する構造

になっている。また，火力発電プラントは地震が発生しても，電力の安定供給を継続

できることが必要であるため，高い耐震性を待たせるように設計[10]されている。 

 

 

(注1）EIA、IEEJはレファレンスケース。
(注2）他再生エネルギーは風力、太陽光、地熱、バイオマス等の再生可能エネルギー発電である。
(注3）原子力、水力、他再生可能エネルギー発電はBPに従って、一次エネルギーから電力への転換率を38％とする。
出典：BP「Statistical review of world energy 2017」、「Energy Outlook 2035： January 2017」、IEA「World Energy 
Outlook 2017」、EIA「International Energy Outlook 2016」、日本エネルギー経済研究所（IEEJ）「IEEJアウトルック2018」
を基に作成
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図1-6 火力発電ボイラの断面構造の例[9] 

 

 

(2) 石炭焚き火力発電プラントの発電効率 

近年の地球温暖化に伴い，石炭焚き火力発電所からのCO2排出量の削減が急務であ

る。そのためには，発電効率を向上させることが必要であり，効率向上のため，蒸気

条件の高温，高圧化が進められてきた。図1-7は石炭焚き火力発電プラントの蒸気条件

の変遷[11]である。蒸気温度は，1950年代は538℃，1960年頃から1990年中ごろまでは

566℃が主流，その後，593℃，600℃，610℃と急速に高温化している。 

図1-8は日本国内における石炭火力プラントの効率の変遷[12]を示している。縦軸は

LHV基準(注1)の発電端熱効率(=発電機出力(熱量換算値)/ボイラ供給燃料の発熱量)で

ある。石炭焚き火力発電では，いかに大きな熱エネルギーを利用できるかが重要であ

り，圧力や温度が高いほど高効率になる。蒸気条件を大別すると，亜臨界圧発電(蒸気

圧力が臨界圧22MPaより低い条件)，超臨界圧発電(臨界圧22MPaより高い条件)，超々臨

界圧発電(USC：Ultra-supercritical，超臨界圧発電で蒸気温度が593℃以上)に区分され
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ている。発電端熱効率(LHV)は，1970年代に主流であった亜臨界圧発電では約35％で

あるが，現在は45％以上に向上している。 

 

(注1) 化石燃料を燃焼させると水が生成し，気体から液体に変わる時に凝縮熱が発生。

凝縮熱を発熱量に含める方法が高位発熱量基準(HHV：Higher Heating Value)，

含めない方法が低位発熱量基準(LHV：Lower Heating Value)。LHVは発熱量が

小さいため，計算される熱効率が高くなる。 

 

 

 

 

図1-7 石炭焚き火力発電プラントの蒸気条件の変遷[11] 
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図1-8 日本国内における石炭焚き火力プラントの効率の変遷[12] 

 

 

 

 

(3) 使用する耐熱材料の変遷 

火力発電ボイラの高温部(約500℃以上)の伝熱管や配管には，高温強度に優れたオー

ステナイト系ステンレス鋼やフェライト系耐熱鋼が使用される。ステンレス鋼はフェ

ライト系耐熱鋼に比べ，高温強度が優れるが，線膨張係数が大きい。そのため，長さ

が数十メートルにもなる蒸気をタービンに送るための蒸気配管など，熱応力の低減が

必要な機器には，線膨張係数が小さいフェライト系耐熱鋼が採用されている。 

本論文で対象としているフェライト系耐熱鋼の変遷[13]を図1-9に示す。図中の上側

に示された数値(単位MPa)は，600℃においてクリープ破断寿命が100,000hとなる応力

値であり，右側にいく程応力値が高く高温強度に優れた材料である。火力発電プラン

トの蒸気条件の高温，高圧化のためには，高温強度に優れた耐熱鋼の開発，採用が不

可欠である。図1-7に示した蒸気温度の変遷において，蒸気温度が566℃以下の条件で

注) 亜臨界圧発電  ：主蒸気圧力が臨界圧22MPaより低い蒸気条件 

超臨界圧発電  ：臨界圧22MPaより高い蒸気条件 

超々臨界圧発電：超臨界圧発電で，蒸気温度が593℃以上 
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は，2.25Cr鋼(規格名：ASME T22鋼, JIS STBA24)が使用されていた。その後，593℃

以上の蒸気条件では，9Cr鋼(規格名：ASME T91鋼, JIS STBA28)や12Cr鋼(規格名：

ASME T122鋼, JIS SUS410J3TB)が採用されている。一般に，9Cr鋼や12Cr鋼は高クロ

ム鋼と呼ばれている。 

 

 

 

図1-9 火力発電プラントに使用されるフェライト系耐熱鋼の変遷[13] 

 

 

1.1.3 火力発電ボイラの構造評価手法における課題 

火力発電ボイラに関する研究課題は，石炭の粉砕，燃焼，材料強度，溶接，腐食，

排ガス浄化，検査，建屋構造など多岐にわたる。近年，火力発電ボイラの構造評価手

法に関する課題としては，高クロム鋼溶接部のクリープ損傷，ボイラ鉄骨構造の耐震

性向上が挙げられる。これらは，いずれも，火力発電プラントの運転停止，すなわち，

電力供給の停止につながる重要な課題であり，早期解決が望まれている。本論文では，

電力の安定供給に貢献することを目的として，高クロム鋼溶接熱影響部細粒域のクリ

ープ損傷予測手法の開発，ボイラ鉄骨の耐震性向上のための経済的設計手法の確立，

について，研究を実施する。以下に各課題の詳細を説明する。 
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(1) 高クロム鋼溶接部熱影響部細粒域のクリープ損傷の予測手法 

火力発電プラントには，長期間にわたって連続して発電を行える高い信頼性が要求

される。しかしながら，火力発電プラントにおいて，高クロム鋼溶接部に損傷が発生

した事例が報告されている[14,15,16]。文献[16]においては，2003年6月に火力発電ボ

イラの高クロム鋼製の高温再熱蒸気管(最高使用温度595℃)で蒸気漏洩事故が発生し，

その原因は，溶接熱影響部(HAZ：Heat-Affected Zone)の細粒域に生じたType Ⅳ き裂

[17,18]によるクリープ破壊であり，溶接熱影響部のクリープ破断強度が母材に比べて

著しく低下すると推測されたことが報告されている。 

図1-10は2.25Cr鋼や高クロム鋼溶接部の破壊形態を分類[17,18]したものである。溶

接部は，溶接時に到達する最高温度が異なるため，位置によって金属組織が異なり，

溶着金属 (Solidified weld)，粗粒域 (Grain growth zone)，細粒域 (図 1-10では 

Recrystallized zone 及び Partially transformed zone と表記)などに分類される。溶接部の

破壊形態は，き裂が発生する場所によって4種類に分類されている。Type I は溶接金属

中に，Type Ⅱ は溶接金属から溶接熱影響部にかけて，Type Ⅲ は溶接熱影響部の粗粒

部(溶接金属側)に，Type Ⅳ は溶接熱影響部の細粒域にき裂が発生する。2.25Cr鋼及び

9Cr鋼や12Cr鋼などの高クロム鋼では，熱影響部細粒域のクリープ強度が低いため，

Type Ⅳき裂が発生することが知られている[14,15,16]。 

クリープ現象が進むと結晶粒界にクリープボイドと呼ばれる空洞が発生し，ボイド

が合体・連結することによりき裂となる。図1-11に高クロム鋼の熱影響部細粒域にボ

イドが発生してType Ⅳき裂となった例[19]を示す。本例は，625℃でクリープ試験を

実施した結果，b部の外表面にき裂が発生したため試験を終了し，切断して断面を観察

したところ，反対側a部の溶接熱影響部細粒域の肉厚中央に多数のクリープボイド及び

ボイドが合体してできたき裂，すなわちType Ⅳき裂が認められたものである。この例

のように，クリープボイドが先行して発生すること，肉厚中央部が破壊の起点となる

ことがType Ⅳき裂の特徴である。 

火力発電プラントの漏洩事故が発生すると発電を継続できないため，高クロム鋼溶

接部の破壊を未然に防止して，安定した電力供給を実現するためには，漏洩事故を未

然に防止することが不可欠である。高クロム鋼のType Ⅳき裂は，外表面から見えない

ため，解析的な手法によるクリープボイドの発生予測手法の開発が望まれている。本
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論文では，高クロム鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイドの分布を簡便かつ高精度

に予測できる手法を開発する。クリープボイドが発生し，合体してき裂となっても，

直ちに破壊(漏洩)が発生することはないが，クリープボイドの発生を予測することが

できれば，超音波探傷等の検査が必要な部位の選定や検査スケジュールを合理的に計

画することが可能となる。 

 

 

 

図1-10 溶接部の破壊形態の分類[17, 18] 
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図1-11 高クロム鋼溶接熱影響部の破壊事例[19] 

 

 

(2) ボイラ鉄骨の耐震性向上のための経済的設計手法 

発電電力量の増加(図1-3，図1-4)に伴い，火力発電プラント1基あたりの出力も増加

している。図1-12は，東京電力が公開している火力発電設備のデータ[20]を用いて，

火力発電プラント(コンバインドサイクル発電プラントを除く34基)の１基あたりの発

電出力と運転開始年の関係を示したものである。本例では，1960年代に運転を開始し

た出力175MW/基(17.5万kW/基)の発電プラント以降，発電出力は350MW/基(35万kW/基)，

600MW/基(60万kW/基)と急速に増加し，1970年代以降は，1,000MW/基(100万KW/基)が主

流になっている。図1-13に火力発電プラントの発電出力と鉄骨高さの関係[21]を示す。

火力発電プラントの発電容量増大に伴ってボイラも大型化し，1,000MW用ボイラの鉄骨

高さは80m以上にもなる[21]。 

図1-14は，東日本大震災後で被災した火力発電プラントの被害状況をまとめた結果

[22]である。図1-14(a)は被害ランク(A:全壊，B:一部損壊，C:軽微な不具合)の集計結

果であり，被害は多岐の火力発電設備に及んでいるが，ボイラ設備の被害件数が最も

- Material : T92 

- Condition : 625℃ X  2,200h
- Load : Internal pressure + additional force
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多くなっている。また，同図(b)は被害要因の集計結果で，地震動によるボイラ設備の

被害が最も多くなっている。 

以上のように，火力発電プラントの大型化，震災による被害の発生経験を踏まえ，

火力発電プラントに高い耐震性を持たせて，地震による損傷を防止することは極めて

重要な課題である。 

図1-6に示したように，火力発電ボイラは鉄骨に吊り下げ支持されているため，火力

発電ボイラの耐震性を向上させるためには，鉄骨構造の耐震性を向上させることが不

可欠である。従来から，ボイラ鉄骨の耐震設計は実施されているが，ボイラの大型化

や予想される超巨大地震を想定した地震荷重の増大等により，更なる耐震性と経済性

を両立する合理的構造が求められている。図1-15にボイラ本体及び鉄骨構造の3D-

CADモデルの例[23]を示す。鉄骨構造は，柱，梁とブレース(筋交い)から成っている。

柱及び梁はボイラ本体の自重の支持，ブレースは地震動などの横荷重に耐えることが

主な役目である。 

鉄骨構造の耐震性を向上させるためには，柱やはりの断面積を大きくし，ブレース

を多数配置することが有効である。しかし，これらを行うと鉄骨の材料費や建設費が

増加することになる。建設費を増加させずに耐震性を向上させる鉄骨構造の経済的な

設計手法は確立されておらず，設計者はトライアル・アンド・エラーで，柱や梁の断

面積や配置するブレースの数や位置を変化させ，経済的かつ耐震性を確保できる構造

を探索している。そのため，耐震性と経済性を両立できる鉄骨構造の効率的な設計手

法の開発が望まれている。本論文では，部材配置と断面積の同時最適化手法をボイラ

鉄骨構造に拡張し，耐震性と経済性を両立できるボイラ鉄骨のブレース配置最適化手

法を確立する。 
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図1-12 火力発電プラント1基あたりの発電出力の変遷例 

(公開データ[20]をグラフ化) 

 

 

 

図1-13 火力発電プラントの発電出力とボイラ鉄骨高さの関係[21] 
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図1-14 東日本大震災による火力発電設備の被害状況[22] 

 

 

  

A:全壊, B:一部損壊, C:軽微な不具合
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図1-15 ボイラ本体及び鉄骨構造の3D-CADモデルの例[23] 

 

 

1.1.4 本論文の目的 

本論文では，火力発電プラントの信頼性向上，電力の安定供給につながり，近年，

解決が望まれている構造評価に関する研究課題として，高クロム鋼溶接熱影響部から

の破壊を未然に防止するためのクリープ損傷予測手法，及びボイラ鉄骨の耐震性向上

のための経済的な設計手法，について研究を実施する。 

第2章では，火力発電ボイラで使用される9Cr鋼を対象として，火力発電プラントの

現場技術者や設計技術者が，市販の有限要素法(FEM：Finite Element Method)応力解析

プログラムを用いて，高クロム鋼溶接熱影響部細粒域のクリープ損傷の進行，すなわ

ち，クリープボイド個数密度分布を簡便に予測可能な新しい手法を提案する。提案手

法を，実機火力発電ボイラで長時間使用した配管に適用し，実際の損傷状況と比較す

ることにより，提案手法の精度を検証する。 

第3章では，9Cr鋼を対象としたクリープボイド個数密度分布の簡易予測手法を12Cr

鋼へ展開する。12Cr鋼のボイド発生特性は9Cr鋼と異なるため，12Cr鋼のための係数を

新規に求め，提案手法の12Cr鋼溶接熱影響部細粒域への適用を可能にする。 

ブレース

鉄骨
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第4章では，小規模構造で検証されている骨組み構造の部材配置と断面積の同時最適

化手法の，大規模骨組み構造であるボイラ鉄骨のブレース配置最適化問題への応用を

試みる。探索的手法を用いた骨組み構造の最適配置アルゴリズムに対し，ボイラ鉄骨

構造に適用するための機能追加を行い，実機火力発電ボイラの鉄骨構造のブレース配

置最適化に適用することにより，本手法の大規模構造への適用性を検証する。更に，

本手法による質量低減効果への地震係数の影響や配置するブレース数の影響について

も明らかにし，ボイラ鉄骨の耐震性向上のための経済的な設計手法を確立する。 

 

1.2 従来研究の概要 

1.2.1 高クロム鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布の予測手法 

火力発電プラントで使用される耐熱鋼である 2.25Cr 鋼[24-26]や本論文で対象とし

ている 9Cr 鋼[27]や 12Cr 鋼[16]では，溶接熱影響部にクリープボイドが発生し，この

クリープボイドが合体してき裂となる破壊形態となる。クリープボイドの発生予測手

法に関して，以下のような研究例がある。 

Tada, Ohtani[28]らは，結晶粒界における破壊抵抗をランダムに仮定し，結晶粒界で

のクリープボイドの発生をシミュレートするランダム破壊抵抗モデルを提案してい

る。本モデルは，2.25Cr 鋼や 9Cr 鋼の Type Ⅳ クリープ破壊(溶接熱影響部細粒域から

の破壊)に適用されている[29, 30]。本モデルにおいては，多軸応力の影響は考慮され

ていない。Maile ら[31]は，溶接熱影響部のクリープ損傷に多軸応力場が影響すると結

論付けており，クリープ損傷係数を予測する手法を示している。しかしながら，本手

法を用いてクリープボイドの分布を直接求めることはできない。 

多軸応力状態を考慮してクリープボイド分布を予測するため，Ogata ら[32, 33, 

34]，Yaguchi ら[35]は，熱影響部細粒域のクリープボイドの発生や成長を予測するシ

ミュレーションモデルを開発している。本モデルでは，実際の結晶粒界の形状や分布

を模擬した 3 次元結晶粒界モデルを作成し，結晶粒界上でのボイドの発生，成長及び

合体をシミュレートするため，クリープボイドの発生や成長を精度良く予測すること

が可能である[36]。しかしながら，本手法では，結晶粒界モデルを作成するための特

別なプログラム，ボイドの発生や成長をシミュレートするための専用プログラムの準

備，結晶粒界での拡散係数，結晶粒界上の初期ボイド長さデータ，各結晶粒界に作用
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する垂直応力など，複雑なパラメータを決定する必要がある。そのため，火力発電プ

ラントの保守に携わる現場の技術者がクリープボイドの分布を予測するために適用す

ることは難しい。そのため，特別なプログラムや複雑なパラメータを必要とせず，多

軸応力状態を考慮して高クロム鋼溶接熱影響部のクリープボイド分布を簡便に予測で

きる手法の開発が望まれている。しかしながら，市販の有限要素法(FEM)プログラム

等を用いて高クロム鋼溶接熱影響部のクリープボイド分布を予測可能な簡易評価手法

に関する研究は見当たらない。 

 

1.2.2 骨組み構造物の配置最適化手法 

骨組み構造の最適化手法には，部材配置を変更せず，部材の断面積のみを変更する

寸法決定問題と部材配置(位相)と各部材の断面積を同時に最適化する位相決定問題が

ある[44, 45]。一般に，部材配置(位相)を固定した最適化では，その効果が小さいた

め，部材配置(位相)と各部材の断面積を同時に最適化して，強度と経済性を両立でき

る骨組み構造を求められる手法の開発が望まれる。 

部材配置(位相)と各部材の断面積を同時に最適化できる手法として，種々の手法が

報告されている。理論式から最適配置を求める方法[46]は，厳密な最適配置を求める

ことができるが，片持ちばりのような理論解が存在する単純構造にしか適用すること

ができない。有限要素法(FEM)の解析モデルの節点を移動させる方法[47]は，最初に

定めた部材配置パターンにおける最適配置を求めることができるが，初期に決めた配

置パターンを変化させることができない。断面積のみを設計変数とし，最適化計算の

過程で断面積がゼロになった部材を削除して，部材配置を変更する方法[48, 49]は，

簡単なアルゴリズムで配置と断面積を同時に最適化できると考えられるが，実際には

断面積がゼロとなる部材が生じにくいため，最適な配置を求めることが難しい。予め

多数の部材を配置しておき，各部材の有無と断面積の両者を設計変数とする方法[50]

は，部材配置と断面積を同時に最適化することが可能であるが，設計変数が多くなる

ため，数十部材程度の小さな問題に対して有効性が示されているのみである。 

坂本，尾田[51]は，部材配置を遺伝的アルゴリズム(GA：Genetic Algorithm)，断面

積を最適性基準法で決定するハイブリッド法による部材配置と断面積の最適化手法を

提案している。また，朝山ら[52, 53]，坂本ら[54]は，遺伝的アルゴリズムと全応力
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法を組み合わせた配置と断面積の最適化手法を提案している。これらの手法は 10 節点

程度の小規模構造に適用され，その有効性が検証されている。田村ら[55]は，柱及び

梁で囲まれる局所空間の骨組み配置を 5 種類にパターン化し，これらのパターンを組

み合わせることにより骨組み構造全体の部材配置を効率的に最適化する手法を提案し

ているが，各部材の断面積変化は考慮していない。上述した各手法は，設計変数が数

十程度の問題に対して有効性が示されているのみであり，設計変数が数百にもなる大

規模な骨組み構造の部材配置と断面積の同時最適化手法についての研究は見当たらな

い。 

 

1.3 本論文の構成 

本論文では，火力発電ボイラの高クロム鋼溶接部のクリープ破壊や大地震による損

傷を未然に防止し，電力の安定供給に貢献することを目的として，近年，解決が望ま

れている構造評価に関する研究課題である，1)高クロム鋼溶接熱影響部細粒域のクリ

ープ損傷予測手法，2)ボイラ鉄骨の耐震性向上のための経済的な最適設計手法，につ

いて研究を行う。 

第2章では，9Cr鋼溶接熱影響部細粒域に発生するクリープボイド分布を予測するた

めの簡易評価手法を提案する。長手溶接がある9Cr鋼製の管状試験体の内圧クリープ試

験を実施し，溶接熱影響部に発生するクリープボイド分布を調べる。また，管状試験

体のFEMによるクリープ解析を実施し，溶接部の応力状態を明らかする。得られた結

果に基づいて，クリープボイド個数密度の増加速度と溶接熱影響部の多軸応力状態の

関係を明らかにし，この関係を用いたクリープボイド分布の簡易評価手法を提案する。

最後に，提案手法を検証するため，提案手法を実際の火力発電プラントで約80,000h使

用された長手溶接があるエルボー配管に適用し，クリープボイド分布の予測結果と実

測結果を比較する。 

第3章では，前章で提案した9Cr鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布の簡易

予測手法を12Cr鋼へ応用する。12Cr鋼についても，長手溶接がある管状試験体の内圧

クリープ試験を実施し，溶接熱影響部細粒域のクリープボイドの発生挙動を明らかに

する。また，管状試験体のFEMクリープ応力解析を実施し，溶接熱影響部の応力状態

を明らかにする。次に両者の結果を用いて，クリープボイド個数密度の増加速度と多
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軸応力パラメータの関係を構築し，9Cr鋼との特性の差異を明確にすると共に，前章で

提案した簡易評価手法の12Cr鋼への適用を可能にする。最後に，本手法を管状内圧ク

リープ試験に適用することにより，予測精度を確認する。 

第4章では，部材配置と部材断面積の同時最適化手法を火力発電ボイラの鉄骨構造に

適用することにより，部材配置と断面積の同時最適化手法の大規模構造への適用性を

検証すると共に，最適化手法を適用したボイラ鉄骨構造の経済的な設計手法を確立す

る。探索手法として焼きなまし法(Simulated Annealing法)を採用し，部材配置と断面積

の同時最適化手法を火力発電ボイラの鉄骨構造に適用する。最適化の対象としては，

鉄骨構造の軽量化に有効であるブレース配置とし，設計パラメータが約250にもなる大

規模の最適化計算を実施する。加えて，建設コストを抑えるために配置ブレース本数

を制限した場合における最適化計算による鉄骨総質量の低減効果，最適化計算による

総質量の低減効果に及ぼす地震層せん断力係数の影響についても考察する。 

第5章では，本研究の今後の課題について述べる。 

第6章では，本研究で得られた成果をまとめる。 
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第２章 高クロム鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイド 

個数密度分布の簡易予測手法の開発 

 

2.1 緒 言 

CO2 排出量削減のため，石炭焚き火力発電プラントの効率向上が必要である。その

ため，石炭焚き火力発電プラントの配管には，ASME Grade 91 鋼(9Cr-1Mo-Nb-V)，

Grade 92 鋼(9Cr-1.8W-0.5Mo-Nb-V)，Grade 122 鋼(11Cr-2W-0.4Mo-Cu-Nb-V)などの高

温強度に優れた高クロム鋼が採用され，蒸気温度や圧力増加による発電効率の向上が

図られている。 

高クロム鋼製配管の溶接部のクリープ寿命は高クロム鋼母材に比べて短寿命となる

ことが知られている[14]。そのため，火力発電プラントの高い信頼性を確実なものに

するためには，複雑な応力状態にある実機高クロム鋼製溶接部のクリープ寿命を高精

度に予測可能な手法の確立が望まれる。高クロム鋼溶接継手のクリープ寿命の低下

は，溶接熱影響部(HAZ : Heat Affected Zone)細粒域にクリープボイドが発生すること

が原因である。そのため，溶接熱影響部細粒域におけるクリープボイドの発生や分布

を予測可能な手法の開発が必要である。 

Tada, Ohtani[28]らは，結晶粒界における破壊抵抗をランダムに仮定し，結晶粒界で

のクリープボイドの発生をシミュレートするランダム破壊抵抗モデルを提案し，

2.25Cr 鋼に適用している[29]。更に，本モデルは，9Cr 鋼の Type VI クリープ破壊(溶

接熱影響部細粒域からの破壊)に適用されている[30]。本モデルにおいては，多軸応力

の影響は考慮されていない。Maile ら[31]は，溶接熱影響部のクリープ損傷に多軸応力

場が影響すると結論付けており，クリープ損傷係数を予測する手法を示している。し

かしながら，本手法を用いてクリープボイドの分布を直接求めることはできない。 

多軸応力状態を考慮してクリープボイド分布を予測するため，Ogata ら[32, 33, 

34]，Yaguchi ら[35]は，熱影響部細粒域のクリープボイドの発生や成長を予測するシ

ミュレーションモデルを開発している。本モデルでは，実際の結晶粒界の形状や分布

を模擬した 3 次元結晶粒界モデルを作成し，結晶粒界上でのボイドの発生，成長及び

合体をシミュレートするため，クリープボイドの発生や成長を精度良く予測すること

が可能である[36]。本手法は，結晶粒界モデルを作成するための特別なプログラム，
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ボイドの発生や成長をシミュレートするための専用プログラムの準備，結晶粒界での

拡散係数，結晶粒界上の初期ボイド長さデータ，各結晶粒界に作用する垂直応力な

ど，複雑なパラメータを決定する必要がある。そのため，火力発電プラントの保守に

携わる現場の技術者がクリープボイドの分布を予測するために適用することは難し

い。そのため，特別なプログラムや複雑なパラメータを必要とせず，多軸応力状態を

考慮して高クロム鋼溶接熱影響部のクリープボイド分布を簡便に予測できる手法の開

発が望まれている。しかしながら，市販の FEM(Finite Element Method)プログラム等を

用いて高クロム鋼溶接熱影響部のクリープボイド分布を予測可能な簡易評価手法に関

する研究は見当たらない。 

本研究の目的は，市販の FEM プログラムを用いて，9Cr 鋼溶接熱影響部細粒域のク

リープボイド分布を予測可能な簡易評価手法を開発することにある。本研究では，長

手溶接部がある 9Cr 鋼の管状試験体の内圧クリープ試験及び FEM クリープ解析を実施

し，クリープボイドの成長挙動を明らかにした。クリープボイド個数密度の平均増加

速度と応力多軸場の強さを表すパラメータの関係について検討し，この関係に基づい

て溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布を予測可能な簡易評価手法を提案した。

提案手法の妥当性を検証するため，提案手法を実機火力発電プラントで使用されたエ

ルボー配管に適用し，クリープボイド分布の予測結果を実測結果と比較した。 

 

2.2 内圧クリープ試験 

本研究では，長手溶接部のある高クロム鋼製チューブ試験片を製作して高温内圧ク

リープ試験を実施し，多軸応力条件下における溶接熱影響部細粒域のクリープボイド

増加挙動を調べた。 

 

2.2.1 供試材 

本研究において，試験に用いた材料は ASME Grade 91 鋼(9Cr 鋼)である。表 2-1 に

供試材の化学成分と溶接に用いた溶接ワイヤの化学成分を示す。 
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表 2-1 供試材及び溶接ワイヤの化学成分 

 

 

 

2.2.2 試験体の形状 

図 2-1 に内圧クリープ試験に用いた試験体の形状及び寸法を示す。外径はφ60mm，

肉厚は 10mm，長さは 350mm である。図 2-1 に示すように，試験体には 2 か所に長手溶

接部を設けている。長手溶接は，表 2-1 に示した溶接ワイヤを用いて，タングステ

ン・イナート・ガス溶接(Tungsten Inert Gas(TIG) Welding)で実施した。溶接後熱処理

(PWHT : Post Weld Heat Treatment)は，745℃で 60 分間実施した。図 2-2に内圧クリー

プ試験体の外観を示す。 

 

2.2.3 内圧クリープ試験方法 

電気炉内における内圧クリープ試験体の設置状況を図2-3に示す。電気炉内で試験体

を昇温し，試験体に接続したチューブで各試験体を所定の内圧に加圧することにより，

試験体の内圧クリープ試験を実施した。 

 

2.2.4 試験結果 

表 2-2 に内圧クリープ試験の条件及び結果を示す。表中に示す No.9-1～No.9-6 の 6

本の試験体について，内圧クリープ試験を実施した。試験温度はすべて 650℃であ

り，加圧媒体として空気を用いて試験体に 22～28MPa の内圧を負荷した。内圧によっ

て長手溶接に作用する周方向応力は 55～70MPaである。 

No.9-4，No.9-5，No.9-6 の試験体は，すべて長手溶接部の溶接熱影響部細粒域にき

裂が発生し破壊(リーク)した。No.9-1 の試験体については，12,361h で試験を中断し

 

0.0480.060.190.898.180.14-0.0010.0120.370.230.10
Base metal

(Grade 91)

-0.040.170.898.990.690.180.0030.0051.030.170.07Welding wire

NNbVMoCrNiCuSPMnSiC

Chemical composition (Wt%)
Materials

0.0480.060.190.898.180.14-0.0010.0120.370.230.10
Base metal

(Grade 91)

-0.040.170.898.990.690.180.0030.0051.030.170.07Welding wire

NNbVMoCrNiCuSPMnSiC

Chemical composition (Wt%)
Materials
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たが，超音波探傷(UT : Ultrasonic Testing)によって溶接熱影響部の肉厚内部にき裂があ

ることが確認できたため，破壊したものと見なした。No.9-2 と No.9-3 の試験体は，

それぞれ 3,900h，2,680h で試験を中断して切断し，中間損傷レベルでのクリープボイ

ドの発生状況を調べた。これらの試験時間は，同じ試験条件の No.9-1 試験体の破壊時

間 12,361h に対して，それぞれ 32, 22%になるため，32, 22%損傷材として取り扱っ

た。 

 

 

 

図 2-1 長手溶接部がある内圧クリープ試験体の形状及び寸法 

 

 

 

 

図2-2 内圧クリープ試験体の外観 
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図2-3 電気炉内における内圧クリープ試験体の設置状況 

 

 

 

表 2-2 内圧クリープ試験の条件及び結果 

 

 

  

UT : Ultrasonic Testing

No. Material

Outer

Diameter

D

(mm)

Thickness

d

(mm)

Temperature

T

(℃)

Internal  

pressure

P (MPa)

Stress

σn

(MPa)

Time

to leak

(h)

Remarks

9-1

ASME

Grade 91
60.0 10.0 650

22.0 55.0

12,361 Crack found by UT

9-2 3,900 32% interrupted

9-3 2,680 22% interrupted

9-4 24.0 60.0 5,619 Leak

9-5 26.0 65.0 4,235 Leak

9-6 28.0 70.0 2,172 Leak
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2.3 内圧クリープ試験体の応力解析 

高クロム鋼溶接部，特に溶接熱影響部は多軸応力状態になっていることが知られて

いる。本研究で試験を行った内圧クリープ試験体の応力状態を明らかにするため，有

限要素法(FEM : Finite Element Method)を用いた応力解析を実施した。解析には汎用有

限要素コード ABAQUS[42]を用いた。 

 

2.3.1 有限要素モデル 

図 2-4 に内圧クリープ試験を実施した試験体の有限要素モデルを示す。対称性を考

慮し，試験体全体の 1/8 の範囲をモデル化している。各モデルには表 2-2 に示した 4

種類の内圧を負荷した。図中に示したように，母材(Base metal)，溶接熱影響部(HAZ : 

Heat Affected Zone)，溶接金属(Weld metal)の領域に分け，それぞれのクリープ特性を

付与した。詳細は次項で述べる。 

 

2.3.2 クリープ則 

溶接部のクリープ挙動を明らかにするため，次式で定義されるノートン則を FEM 応

力解析モデルに適用した。 

 

ε =  A・σeq
n                                                    (2-1) 

 

ここで，ε はクリープひずみ速度，σeq はミーゼスの相当応力，A 及び n は係数で

ある。 

図 2-5 に解析に用いた温度 650℃における ASME Grade 91 鋼の母材，熱影響部

(HAZ)，溶接金属の係数 A 及び n を示す。これらの係数は Yaguchi らによって報告

された値[35]を参考にして決定した。図 2-5 の No.6 溶接熱影響部(HAZ)中央のクリー

プ速度には，熱処理によって熱影響部細粒域を再現した材料から求められたクリープ

特性[35]を与えた。 

熱影響部(HAZ)のクリープひずみ速度は母材の約 50 倍であるため，図 2-5 に示した

No.6 の熱影響部(HAZ)の係数 A は No.1 母材の係数 A の約 50 倍になっている。母材

(No.1)と熱影響部(HAZ)の境界(No.2～5)，熱影響部と溶接金属の境界(No.7～10)は，

・ 

・ 
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係数 A の値を対数上で滑らかに変化させた。ヤング率には，母材，熱影響部，溶接金

属共に 144GPaを用いた。 

 

 

 

図 2-4 内圧クリープ試験体の有限要素モデル 

 

 

 

図 2-5 解析に用いたノートン則の係数(Grade 91 鋼, 650℃) 
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2.3.3 応力解析の結果 

応力解析結果の例として，図 2-6 に No.9-1 試験体（P=22MPa）の溶接熱影響部中央

の肉厚方向に沿った応力分布を示す。横軸は試験体の外表面からの距離 x/d (x:外表

面からの距離，d:肉厚)である。図は試験開始直後，すなわち，時間 t = 0h の結果で

あり，弾性解析結果に相当する。そのため，周方向の最大応力は内表面側，すなわ

ち，x/d = 1.0の位置に発生している。 

図 2-7 は No.9-1 試験体（P=22MPa）の t = 8,000h における溶接熱影響部中央の肉厚

方向に沿った応力分布である。クリープ変形の進行に伴う応力の再配分が生じるた

め，図 2-6 とは応力分布が異なり，最大主応力(周方向)の最大値(52.7MPa)は肉厚中央

付近(x/d = 0.4)に発生している。 

図 2-8 には応力解析から得られた No.9-1 試験体(t = 8,000 h)の熱影響部中央にお

ける応力多軸度係数(TF : Triaxiality Factor)の肉厚方向に沿った分布を示す。応力多軸

度係数 TFは次式で定義される。 

 

TF = (σ1 + σ2 + σ3  ) / σeq                                        (2-2) 

 

ここで， σ1, σ2, 及び σ3 は主応力(Principal stress), σeq はミーゼスの相当応力で

ある。応力多軸度係数 TF はクリープボイドの生成や成長に影響することが知られてお

り，応力多軸度係数 TF が大きくなると，クリープボイドの生成や成長が加速される。

図 2-8 において，応力多軸度係数 TF は肉厚方向に沿って 0.64～3.47 の値であり，最

大値 3.47 は肉厚中央，すなわち，x/d = 0.5 で生じている。本結果は，肉厚中央部で

最もクリープボイドが発生，成長することを示唆するものである。 
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図 2-6 熱影響部中央の肉厚方向に沿った応力分布(t = 0 h) 

 

 

 

図 2-7 熱影響部中央の肉厚方向に沿った応力分布(t = 8,000h) 

 

 

-40

-20

0

20

40

60

80

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

S
tr

e
s
s
  

(M
P

a
)

Distance from outer surface  x/t

σ1 (Circumferential)

σ2 (Axial)

σ3 (Radial)

Grade 91
P=22MPa

-40

-20

0

20

40

60

80

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

S
tr

e
s
s
  

(M
P

a
)

Distance from outer surface  x/t

σ1 (Circumferential)

σ2 (Axial)

σ3 (Radial)

Grade 91
P=22MPa



   -    - 32 

 

 

図 2-8 熱影響部中央の肉厚方向に沿った応力多軸度係数の分布(t = 8,000h) 

 

 

2.4 クリープボイド個数密度増加速度の評価 

溶接熱影響部のクリープボイド密度の増加速度と多軸応力状態の関係を明らかにす

るため，内圧クリープ試験体を切断し，溶接熱影響部の肉厚方向に沿ったクリープボ

イドの発生状況を観察した。その結果を以下に記述する。 

 

2.4.1 クリープボイド分布の観察 

図 2-9 に内圧クリープ試験体のき裂発生状況の例として，試験体 No.9-5 の外観及び

断面状況を示す。No.9-5 は 4,235h でき裂が貫通し破壊(漏洩)しており，き裂は溶接

熱影響部に発生し貫通している。また，貫通したき裂から 50mm 離れた位置の断面状況

を確認したところ，肉厚中央部のみにき裂が発生していた。 

図 2-10 に内圧クリープ試験体の破壊(漏洩)後の断面状況例として，No.9-4 試験体

の断面写真を示す。内圧クリープ試験体には，2 本の長手溶接があるため，図 2-10 の

ように，A～D の 4 か所に溶接熱影響部がある。図 2-10 の No.9-4 の例では，時間 t = 

5,619h において，C の熱影響部で破壊(漏洩)が発生している。同様に，試験体 No.9-6
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の断面状況を図 2-11 に示す。 

各試験体について，熱影響部 A～D の肉厚方向のクリープボイド分布を調べた。熱影

響部のクリープボイドは光学顕微鏡及び走査型電子顕微鏡(SEM)を用いて観察した。

各観察位置において，視野面積が約 0.8mm2 の領域のクリープボイド数をカウントし，

ボイド個数密度を算出した。クリープボイド個数密度は各試験体の x/d = 0.1, 0.3, 

0.5, 0.7, 及び 0.9 の位置で評価した。個数密度算出のためのクリープボイド個数

は，光学顕微鏡(倍率 100 倍)でカウントした値を採用した。 

図 2-12 に試験体 No.9-2 のクリープボイド個数密度の評価結果を示す。A～D のすべ

ての結果において，クリープボイド個数密度は肉厚方向の中央，すなわち，x/d = 0.5

で最大となることが明らかである。これは，図 2-7，図 2-8 に示した肉厚中央部で応

力及び応力多軸度係数が最大になることと対応するものである。図 2-13～図 2-16 に

試験体 No.9-3, 9-4, 9-5, 9-6 のクリープボイド個数密度の評価結果を示す。各図に

おいて，A～D のうち結果が無い位置があるが，き裂が貫通しクリープボイド個数密度

の計測ができなかったためである。図 2-12 と同様に，肉厚方向の中央付近(x/d = 

0.5)でボイド個数密度が最大になる傾向がある。 

 

 

 

図 2-9 内圧クリープ試験体のき裂発生状況(試験体 No.9-5) 
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図 2-10 内圧クリープ試験体の破壊後の断面状況(試験体 No.9-4) 

 

 

 

 

図 2-11 内圧クリープ試験体の破壊後の断面状況(試験体 No.9-6) 
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図 2-12 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(試験体 No.9-2) 

 

 

 

図 2-13 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.9-3) 
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図 2-14 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.9-4) 

 

 

 

図 2-15 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果 (No.9-5) 
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図 2-16 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果 (No.9-6) 

 

 

2.4.2 クリープボイド個数密度の増加速度 

溶接熱影響部のクリープボイド個数密度を推定するための簡易予測手法を開発する

ため，前述した実験結果に基づき，クリープボイド個数密度の平均増加速度と応力多

軸状態を表すパラメータの関係について検討した。 

図 2-17 はクリープボイド個数密度の増加挙動の模式図である。横軸及び縦軸はそれ

ぞれ時間 t とクリープボイド個数密度 N である。クリープボイドは時間 ti で発生し

始めた後，クリープボイド個数密度の増加速度 Nv はボイド個数密度 N の増加と共に

徐々に増大する。時間 tc でボイド個数密度は最大値 Nmax に達し，ボイドが合体して

き裂が発生する。き裂が発生するとボイド個数密度はそれ以上増えない。本研究で

は，時間 ti のボイド発生点と時間 tc の最大ボイド個数密度到達点の 2 点をつなぐ直

線の勾配をボイド個数密度平均増加速度 NvA.と定義する。 

本研究では，Grade 91 鋼熱影響部の 650℃におけるボイド発生時間 ti (単位:h)は次

式[33, 34]を用いて決定した。 
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ti = 2.0×10 8・σ1
 -3                                              (2-3) 

 

ここで，σ1 は最大主応力(単位:MPa)である。 

種々のクリープボイド成長モデルが，クリープボイド発生や成長挙動を理解するた

め[39, 40, 41]，クリープ損傷[31]やクリープボイド成長挙動[33, 35]を予測するた

めに，提案されている。これらのモデルによれば，最大主応力や応力多軸度係数 TF の

増加が，クリープボイド個数密度の増加を加速させることが明らかである。本研究で

は，この事実を考慮して次式で表される応力多軸場を表すパラメータを採用し，クリ

ープボイド個数密度の増加速度と関連付けることにした。 

 

M = σ1・TF α                                                     (2-4) 

 

ここで，σ1 は最大主応力，TF は式(2-2)で定義される応力多軸度係数，α は多軸応

力下でのクリープボイド増加の加速度合いを表すための係数である。 

図 2-18 はクリープボイド個数密度の増加速度と式(2-4)で表される多軸応力状態を

表すパラメータの関係について検討した結果である。縦軸のクリープボイド個数密度

の平均増加速度は内圧クリープ試験結果から，横軸のパラメータは FEM による応力解

析結果より算出したものである。図中には，比較のために Ogata ら[33]のシミュレー

ション結果から求めたクリープボイド個数密度の平均増加速度もプロットしており，

本研究で実験的に求めた結果と一致している。図から分かるように，クリープボイド

個数密度の平均増加速度 NvA.と σ1 と TF の関数である多軸応力場を表すパラメータ

M には非常に良い相関がある。この相関関係を用いたクリープボイド個数密度の簡易

評価手法を次節で提案する。 
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図 2-17 クリープボイド個数密度の増加挙動及び平均増加速度の定義 

 

 

 

図 2-18 熱影響部のクリープボイド個数密度の平均増加速度と応力多軸状態の関係 
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2.5 新しい簡易予測手法の提案 

図 2-18 に示したクリープボイド個数密度の平均増加速度と多軸応力状態の強さを表

すパラメータの相関関係を用いて，FEM 応力解析を用いて高クロム鋼溶接熱影響部の

クリープボイド分布を予測するための新しい簡易予測手法を提案する。図 2-19 は提案

する簡易予測手法のフローチャートである。本手法は，特別なプログラムや複雑なパ

ラメータを必要とせず，FEM クリープ解析から得られる応力分布から簡便にクリープ

ボイド分布を予測することが可能である。 

本提案手法では，以下に説明する計算を FEM クリープ解析の各増分ステップにおい

て実施する。最初に，式(2-4)で定義される多軸応力場の強さを表すパラメータ M を溶

接熱影響部の各評価点で計算する。FEM 応力解析では，応力は要素や要素内の積分点

で出力されるため，通常，評価点は要素や要素内の積分点となる。 

2 番目に，クリープボイド個数密度の平均増加速度 NvA を計算する。図 2-18 に示し

たように，クリープボイド個数密度の平均増加速度は応力多軸場の強さを表すパラメ

ータ M (=σ1・TFα)と良い相関がある。この相関関係は次式で表され，本式を用いて，

応力多軸場の強さを表すパラメータ M からクリープボイド個数密度の平均増加速度 

NvA を計算できる。 

 

NvA = A・M B 

    = A・(σ1・TF α) B                                             (2-5) 

 

ここで，A ，B は図 2-18の関係から求まる係数である。 

3 番目に，クリープボイド個数密度の増加速度 Nv を現在のボイド個数密度 N の

関数として求める。図 2-17 に模式的に示したように，一般に，ボイド個数密度の増加

速度はボイド個数 N が少ない場合には比較的遅く，損傷が進みボイド個数 N が増加

すると早くなる[24-27]。本予測手法では，クリープボイド個数密度の増加速度 Nv を

現在の個数密度 N とクリープボイド個数密度の平均増加速度 NvA を用いて次式で求

めることができる。 
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Nv = NvA { a・(N / N max ) + b                                     (2-6) 

 

ここで，Nmax はボイド個数密度の最大値，a , b はボイド個数密度増加速度の加速度

合いを決めるための係数である。 

最後に，FEM 解析の当該ステップにおけるボイド個数密度の増分 ΔN を当該ステ

ップの時間増分Δt を用いて計算する。ΔN は次式で計算できる。 

 

ΔN = Nv・Δt                                                    (2-7) 

 

FEM 解析の各増分ステップにおいて，式(2-4)～(2-7)の計算を実施することにより，

各評価点におけるボイド個数密度を予測することができる。 

提案手法は，専用プログラムの開発や複雑なパラメータの設定を必要とせず，市販

の FEM 応力解析プログラムを用いて，高クロム鋼溶接熱影響部に発生するクリープボ

イド個数密度を予測できることが特徴である。 

 

 

 

図 2-19 FEM 応力解析を用いたクリープボイド個数密度の簡易評価手法フロー 
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2.6 提案予測手法の検証 

2.6.1 長手溶接部がある内圧クリープ試験体による検証 

提案手法の検証の第 1 ステップとして，提案手法を本研究で実施した長手溶接部の

ある内圧クリープ試験体(図 2-1)に適用した。提案手法で予測したクリープボイド個

数密度と実験から得られた結果を比較し，提案手法の妥当性を検証した。 

 

2.6.1.1 FEM応力解析の条件 

表 2-2 に示した内圧クリープ試験体について，FEM 応力解析を実施した。各試験体

の試験温度，試験圧力，試験体の寸法は，それぞれ表 2-2，図 2-1 の通りで，図 2-4

に示した FEM 解析モデルを用いて，図 2-19 に示した提案予測手法により，熱影響部

のクリープボイド個数密度分布を予測した。 

 

2.6.1.2 クリープボイド個数密度の予測結果 

図 2-20 に提案手法を用いて求めたクリープボイド分布コンタ図の代表例として，

No.9-2 試験体の時間 3,900h における溶接熱影響部のクリープボイド分布を示す。ま

た，図 2-21 にはクリープボイド個数密度の肉厚方向分布の予測結果を実験結果と比較

して示す。予測結果と実験結果を比較すると，最大ボイド個数密度の位置がわずかに

ずれているが，個数密度の最大値は予測結果と実験結果は非常に良く一致している。 
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図 2-20 提案手法で求めた内圧クリープ試験体熱影響部の 

クリープボイド分布(No.9-2) 

 

 

 

図 2-21 クリープボイド個数密度の肉厚方向分布予測結果と実験結果の比較(No.9-2) 
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図 2-22 は各試験体の長手溶接熱影響部におけるクリープボイド個数密度の時間変化

の予測結果を実測結果と比較した結果である。本図において，予測結果は実線で，実

測結果はシンボルで示している。内圧 22MPa の条件(No.9-1)のボイド個数密度 720 個

/mm2 の実測結果は予測結果と差異が認められたが，その他の実測結果は予測結果と良

く一致している。本結果より，提案手法により，高クロム鋼溶接熱影響部のクリープ

ボイド個数密度の予測に適用可能であると考えられる。 

 

 

 

図 2-22 熱影響部肉厚中央におけるクリープボイド個数密度増加挙動の 

予測結果と実験結果の比較 
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2.6.2.1 エルボー配管の形状及び解析条件 

エルボー配管の形状，材質及び圧力条件は以下の通りである。 

- 外 径 : 800 mm 

- 肉 厚 : 40 mm 

- 曲げ半径 : 800 mm 

- 材 質 : ASME Grade 91 

- 溶接部 : 長手溶接 

- 内 圧 : 5 MPa 

- 温 度 : 600 ℃  

 

図 2-23 に長手溶接部があるエルボー配管の FEM 解析モデルを示す。図 2-4 に示し

た FEM 解析モデルと同様に，ノートン則を適用したクリープ解析を実施し，図 2-19

に示した提案手法により，熱影響部のクリープボイド分布を求め，拡散シミュレーシ

ョンによるクリープボイド個数密度の増加挙動が報告されている図 2-23 の P1 及び P2

点のクリープボイド個数密度を比較した。 

 

 

 

図 2-23 長手溶接部のあるエルボー配管の FEM 解析モデル 
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2.6.2.2 ボイド個数密度の予測結果 

図 2-24 及び図 2-25 に FEM 解析によって求めたエルボー配管溶接熱影響部の時間

100,000h における応力分布及び応力多軸度係数の分布を示す。図 2-24 において，外

表面からの距離 x/d = 0.7 付近で応力が急激に減少している。これは溶接部の形状の

影響を大きく受けているためである。また，最大主応力(周方向)は，外表面からの距

離 x/d = 0.85 で発生し，その値は 70.5 MPa である。また，溶接部の形状の影響は図

2-25 の応力多軸度係数 TF にも顕著に現れている。応力多軸度係数 TF は，肉厚方向に

そって 2.04～4.36 であり，その最大値は x/d = 0.1 の位置に発生している 4.36 であ

る。 

 

 

 

図 2-24 エルボー配管の溶接熱影響部中央における肉厚方向の 

応力分布(t=100,000 h) 
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図 2-25 エルボー配管の溶接熱影響部中央における肉厚方向の 

応力多軸度係数分布(t=100,000 h) 

 

 

図 2-26 に提案手法を用いて予測したエルボー配管溶接熱影響部の P1 及び P2 点のク

リープボイド個数密度変化の予測結果を示す。図には，拡散シミュレーションから得

られた結果[33]も示している。P1 及び P2 点において，ボイド個数密度が比較的小さ

い領域においては，提案手法により得られた結果は拡散シミュレーションによる結果
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には，クリープボイド個数密度が比較的小さい領域を正確に予測できることが重要で

ある。このような観点から，図 2-26 の結果は，提案した簡易予測手法は拡散シミュレ

ーションによる方法と実用上同程度の精度でクリープボイド分布を予測可能であるこ

とを示していると考えることができる。 
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図 2-26 エルボー配管の P1及び P2 点におけるクリープボイド個数密度の予測結果 

 

 

2.6.3 実機で使用されたエルボー配管による検証 

最後に，提案手法を実際の火力発電プラントで使用されたエルボー配管に適用する

ことにより，有効性を検証した。適用したエルボー配管は長手溶接部がある配管であ

り，実際の火力発電プラントで約 80,000h 使用されたものである。図 2-27 にエルボー

配管の FEM 解析モデル及び提案手法により求めた長手溶接熱影響部のクリープボイド

分布を示す。 

図 2-28 に提案手法で予測したエルボー配管長手溶接熱影響部のクリープボイド個数

密度分布と実測結果の比較を示す。図中の実線は提案手法によって求めた溶接熱影響

部に沿うボイド分布，プロット点が実測結果である。本図において，実測したボイド

個数密度は外表面からの距離 x/d = 0.2 において最大値 270 /mm2 となり，外表面か

らの距離の増加に伴い徐々に減少している。予測手法により得られた最大ボイド個数

密度の値及び発生位置は，実測結果と良く一致している。この結果は，提案手法によ

り実機配管溶接熱影響部の最大ボイド個数密度の値と発生位置を正確に予測できるこ

とを示唆するものである。以上の結果より，提案手法は，高クロム鋼溶接熱影響部の

クリープボイド分布の予測や余寿命評価に適用可能と考えられる。 
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図 2-27 長手溶接があるエルボー配管のクリープボイド分布の予測結果(t=80,000h) 

 

 

 

図 2-28 提案手法で予測したクリープボイド個数密度分布と実測結果の比較 
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2.7 結 言 

本研究では，ASME Grade 91 鋼 溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布を予測す

るための新しい簡易予測手法を提案した。予測手法を開発するため，長手溶接のある

管状試験体の内圧クリープ試験及び FEM 応力解析を実施した。提案手法を検証するた

め，提案手法を拡散シミュレーションによる結果と比較すると共に，実機プラントで

長時間使用されたエルボー配管に適用した。得られた結果の概要は以下の通りであ

る。 

(1) 内圧クリープ試験により求めたクリープボイド個数密度の平均増加速度は，最大

主応力と応力多軸度係数を組み合わせた多軸応力場の強さを表すパラメータと良

い相関がある。 

(2) クリープボイド個数密度の平均増加速度と多軸応力場の強さを表すパラメータの

相関関係に基づいて，溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布の簡易予測手法

を提案した。本手法は市販の FEM プログラムを用いてクリープボイド分布を予

測することができ，専用プログラムの開発や複雑なパラメータの設定が不要であ

る。 

(3) 提案手法の検証のため，拡散シミュレーションによりクリープボイド分布が求め

られているエルボー長手溶接部に提案手法を適用した。提案手法により予測した

クリープボイドの増加挙動は，ボイド個数密度が小さい領域では拡散シミュレー

ションの結果と良く一致した。また，両者の最大ボイド個数密度に到達する時間

の差異は約 30%であった。 

(4) 提案手法の妥当性検証のため，提案手法を実機火力発電プラントで約 80,000h 使

用されたエルボー配管の長手溶接部に適用した。提案手法で予測したボイド個数

密度の最大値及びその発生位置は，実測結果と良く一致した。 

(5) 以上の結果より，提案手法により，実機火力発電プラントの溶接熱影響部細粒域

のクリープボイド分布を実用上十分な精度で予測できるものと考えられる。 
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第３章 クリープボイド個数密度分布予測手法の 

12Cr鋼への応用 

 

3.1 緒 言 

CO2排出量削減のため，石炭焚き火力発電プラントの発電効率の要求が増々高まっ

ている。この要求を達成するため，ASME Grade 91鋼(9Cr-1Mo-Nb-V)，Grade 92鋼

(9Cr-1.8W-0.5Mo-Nb-V)，Grade 122鋼(11Cr-2W-0.4Mo-Cu-Nb-V)などの高温クリープ

強度に優れた高クロム鋼を採用することにより，石炭焚き火力発電プラントの蒸気温

度や圧力が高められてきた。高クロム鋼の溶接部は母材に比べてクリープ寿命が短い

ことが知られている。そのため，火力発電プラントの信頼性を確保するためには，実

機の複雑な応力条件下におけるこれら高クロム鋼溶接部のクリープ寿命予測手法を確

立することが重要である。高クロム鋼溶接部の寿命低下は溶接熱影響部(HAZ)細粒域

にクリープボイドが発生することが原因である。そのため，高クロム鋼溶接部の寿命

を精度良く予測するためには，溶接熱影響部細粒域に発生するクリープボイド分布の

予測手法を開発することが必要である。 

前章でも説明したように，Ogataら[32, 33, 34]は，拡散シミュレーションによるク

リープボイドの発生，成長予測手法を開発している。また，Maileら[31]はクリープボ

イドの成長挙動が多軸応力場の影響を受けることを指摘している。前章で説明したよ

うに，著者らはGrade 91鋼を対象として，クリープボイド個数密度の増加速度と多軸

応力場を表すパラメータの相関関係を用いた簡易評価手法を提案している[37]。本手

法の妥当性は，Grade 91鋼製の内圧クリープ試験体[37]や実機で使用されたエルボー

配管への適用により検証されている。 

本章では，Grade 91鋼を対象として開発したクリープボイド分布の簡易予測手法を，

火力発電プラントに適用されている高クロム鋼であるGrade 122鋼への拡張[38]を行う。

長手溶接のあるGrade 122鋼製の管状試験体について内圧クリープ試験を実施しクリー

プボイド発生挙動を明らかにすると共に，FEM応力解析を実施し溶接部の応力状態を

明らかにする。本結果に基づいて，提案した簡易評価手法に必要となるGrade 122鋼の

クリープボイド個数密度の増加速度と多軸応力パラメータの相関関係を明らかにする。

本相関関係を用いて，提案簡易手法をGrade 122鋼製内圧クリープ試験体に適用し，提
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案手法のGrade 122鋼への適用性について検討する。 

 

3.2 クリープボイド個数密度の簡易評価手法 

本研究で提案する高クロム鋼熱影響部細粒域のクリープボイド分布の簡易予測手法

については，第3章でGrade 91鋼を対象としてその詳細を述べているので，ここでは概

要のみを述べる。 

図3-1は提案するクリープボイド分布の簡易予測手法のフローである[37]。本簡易手

法では，FEMクリープ解析の各増分ステップにおいて，以下の手続きを実施する。 

最初に，熱影響部の各評価点において，次式の多軸応力場の強さを表すパラメータ

を計算する。 

 

M = σ1・TF α                                                    (3-1) 

 

ここで, σ1 は最大主応力, TF は次式で定義される応力多軸度係数， α は係数である。 

 

TF = ( σ1 + σ2 + σ3 ) / σeq                                        (3-2) 

 

σ1, σ2, σ3 は主応力， σeq はミーゼスの相当応力である。 

次に，式(3-1)の多軸応力の強さを表すパラメータM からクリープボイド個数密度の

平均増加速度 NvA を求める。クリープボイド個数密度の平均増加速度と多軸応力場の

強さを表すパラメータM には相関があり，この相関関係は次式で表される。 

 

NvA  =  A・M B 

=  A・(σ1・TF α) B                                           (3-3) 

 

ここで， A，B は係数である。 

次に，クリープボイド個数の増加速度 Nv を現在のボイド個数密度 N の関数として

求める。図3-2に示すように，一般に，ボイド個数密度増加速度は，ボイド個数密度が

小さい領域では比較的遅く，ボイド個数密度が大きくなると速くなる。本手法では，
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ボイド個数密度増加速度 Nv は，平均速度 NvA 及び現在のボイド個数密度 N の関数

として，次式を用いて求める。 

 

Nv = NvA { a・( N / N max ) + b }                                  (3-4) 

 

ここで， Nmax はボイド個数密度の最大値，a, b はボイド個数密度増加速度の加速度

合いを決める係数である。 

最後に，現在の計算ステップにおけるボイド個数密度の増分 ΔN を計算する。 

 

ΔN = Nv・Δt                                                    (3-5) 

 

Δt は，当該計算ステップにおける時間増分である。 

以上の式(3-1)～(3-5)の計算により，FEM解析の各計算ステップにおける各評価点

のクリープボイド個数密度の増分を計算することができる。 

 

 

図3-1 有限要素解析を用いたクリープボイド密度の簡易予測手法 
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図3-2 クリープボイド密度増加速度の定義 

 

 

3.3 内圧クリープ試験 

本章の対象である12Cr鋼の溶接熱影響部におけるクリープボイド発生挙動を明らか

にするため，長手溶接部のある管状試験体の内圧クリープ試験を実施した。 

 

3.3.1 供試材 

供試材として用いた12Cr鋼(ASME Grade122鋼)及び溶接に用いたワイヤの化学成分

を表3-1に示す。 

 

表3-1 供試材及び溶接ワイヤの化学成分 
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3.3.2 試験体の形状 

内圧クリープ試験体の形状及び寸法を図3-3に示す。試験体の外径はφ60mm，肉厚は

10mm，長さは350mmである。試験体に内圧を負荷し，内圧による周方向応力での溶接部

の損傷挙動を観察するため，試験体には2ヶ所の長手溶接をTIG(Tungsten Inert Gas)溶

接を用いて施工した。溶接ワイヤの化学成分は表3-1に示している。溶接後，745℃×

1hの溶接後熱処理(PWHT : Post Weld Heat Treatment)を実施した。 

 

 

 

図3-3 軸方向に溶接部を設けた内圧クリープ試験体の形状 

 

 

3.3.3 試験条件及び結果 

(1) 内圧クリープ試験結果 

内圧クリープ試験の条件及び試験結果を表3-2に示す。試験を実施した試験体は6体

である。試験温度はすべて650℃で，与えた内圧は22MPaから28MPaで，クリープ試験時

間は4,000hから10,000hである。No.12-2, 12-3の試験体については，途中段階でのク

リープボイドの発生状況を調べるため，3,900h，2,680hでクリープ試験を終了した。

No.12-2, 12-3と同じ試験条件であるNo.12-1は9,612hでき裂が発生しリークしたため，

No.12-2, 12-3は，それぞれ時間比で41%, 28%の損傷を受けたことになる。 

(2) 9Cr鋼との比較 

表3-2に示した応力σn は次式で表される平均径式による周方向応力である。 
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σn = PDm / 2t                                                    (3-6) 

 

ここで，P は内圧，Dm は平均径(=D - t, D :外径, t :肉厚)である。 

周方向応力σn と試験体がリークした時間の関係を図3-4に示す。図には比較のため

に，前章でも示した9Cr鋼の内圧クリープ試験の結果[37]も併記している。図から分か

るように，12Cr鋼溶接部の内圧クリープ試験による寿命は，9Cr鋼の場合と特性が異な

り，高応力側では相対的に長寿命，低応力側では相対的に短寿命の傾向が認められる。 

 

 

表3-2 12Cr鋼の内圧クリープ試験条件及び試験結果 
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time
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Gr.122 60.0 10.0 650
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9,612 Leak

12-2 3,900 41% interrupted

12-3 2,680 28% interrupted

12-4 24.0 60.0 6,154 Leak

12-5 26.0 65.0 7,268 Leak

12-6 28.0 70.0 4,567 Leak
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図3-4 12Cr鋼長手溶接部の平均応力とリーク時間の関係 

 

 

3.4 内圧クリープ試験体の応力解析 

3章でも述べたように，高クロム鋼溶接熱影響部のクリープボイドの発生や成長挙動

は，応力分布，特に多軸応力の影響を受けることが知られている[33]。内圧クリープ

試験を実施した各試験体の長手溶接部がどのような応力場になっているかを明らかに

するため，有限要素法によるクリープ解析を実施した。解析には有限要素法プログラ

ムABAQUS[42]を用いた。 

 

3.4.1 有限要素モデル 

内圧クリープ試験体の有限要素モデルを図3-5に示す。対称性を考慮して全体の1/8

をモデル化している。試験体の内表面には表3-2に示した内圧を負荷した。 
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図3-5 内圧クリープ試験体の有限要素モデル 

 

 

3.4.2 クリープ則 

有限要素法によるクリープ解析においては，次式で表されるノートン型クリープ則

を用いた。 

 

ε =  A・σn
eq                                                    (3-7) 

 

ここで，εは相当クリープひずみ速度，σeqはミーゼスの相当応力，A 及び n は係数

である。12Cr鋼の母材，熱影響部及び溶接金属の試験温度650℃における係数を図3-6

に示す。No.6の溶接熱影響部のクリープ速度は熱影響部細粒域の特性を与えている。

図に示すように，母材(No.1)と溶接熱影響部(No.6)，溶接熱影響部(No.6)と溶接金属

(No.11)の境界部の係数Aは，対数上で緩やかに変化させた。ヤング率は，母材，熱影

響部，溶接金属共に144GPaを用いた。 
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図3-6 解析に用いたノートン則の係数(Grade 122鋼，650℃) 

 

 

3.4.3 応力解析の結果 

応力解析結果の例として，時間0hにおける溶接熱影響部中央の肉厚方向に沿った応

力分布を図3-7に示す。横軸は外表面からの距離x/t で無次元化している。本結果は弾

性応力状態であるので，周方向の最大応力は内表面，すなわちx/t =1.0の位置に発生

している。図3-8は時間10,000hにおける熱影響部中央の応力分布である。応力分布は，

クリープ変形により，図3-7の弾性状態と大きく異なることが分かる。周方向応力の最

大値は49.8MPaで，肉厚のほぼ中央，すなわち，x/t =0.4の位置に発生している。 

時間8,000hにおける熱影響部中央の肉厚方向に沿った応力多軸度係数TF の分布を図

3-9に示す。応力多軸度係数TF は式(3-2)で定義され，クリープボイドの発生，成長を

加速すると言われている。肉厚方向のTF は0.68～2.93となり，最大値は2.93で，肉厚

中央 x/t =0.5で生じる。本結果は，肉厚中央で最もボイド個数密度が大きくなること

を示唆している。 
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図3-7 肉厚方向に沿った溶接熱影響部中央の応力分布(NO.12-1, t=0h) 

 

 

 

図3-8 肉厚方向に沿った溶接熱影響部中央の応力分布(NO.12-1, t=10,000h) 
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図3-9 肉厚方向に沿った溶接熱影響部中央の応力多軸度係数の分布 

(NO.12-1, t=10,000h) 

 

 

3.5 クリープボイド個数密度増加速度の評価 

3.5.1 クリープボイド分布の観察 

図3-10に試験体のき裂発生状況の例として，試験体No.12-6のき裂発生状況を示す。

本試験体は，時間4,567hでき裂が貫通し漏洩が発生した。図から分かるように，き裂

は溶接熱影響部に発生し貫通している。また，き裂が貫通した熱影響部の反対側の熱

影響部肉厚中央にも未貫通のき裂が発生していることが分かる。図3-11～図3-13に，

試験体No.12-1，No.12-4，No.12-5の破壊後の断面状況を示す。 

各試験体について，A～Dの熱影響部における肉厚方向のクリープボイド分布を調べ
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試験体No.12-1のボイド個数密度分布の評価結果を図3-14に示す。A部ではボイドが

合体しき裂になる状況が確認できた。また，ボイド個数密度は，肉厚中央で高くなる

傾向が認められた。試験体No.12-2, 12-3, 12-4, 12-5 及び 12-6 のボイド個数密度

分布の評価結果をそれぞれ図3-15～図3-19に示す。クリープボイド個数密度は肉厚方

向の中央，すなわち，x/t = 0.5 で最大となる傾向が認められた。この結果は，図3-8

及び図3-9に示した周方向応力及び応力多軸度係数が肉厚中央で最大となることと対応

している。クリープボイドの直径は約5～15μmであった。 

 

 

 

 

図3-10 内圧クリープ試験体のき裂発生状況(試験体No.12-6) 
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図3-11 内圧クリープ試験体の破壊後の断面状況(No.12-1) 

 

 

 

図3-12 内圧クリープ試験体の破壊後の断面状況(No.12-4) 

 

 

 

図3-13 内圧クリープ試験体の破壊後の断面状況(No.12-5) 
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図3-14 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.12-1) 

 

 

 

図3-15 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.12-2) 

 

 

0

200

400

600

800

1,000

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Distance from outer surface  x/t

C
re

e
p
 v

o
id

 d
e

n
s
it
y　

(/
m

m
2
)

A

C

D

Grade 122

No. 12-1 (650℃, 22MPa, 9,612h)

A B

C D

Location A, x/t = 0.5(823/mm2)

Location A, x/t=0.9(323/mm2)

InsideOutside

Leaked at B

100μm

100μm

0

50

100

150

200

250

300

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Distance from outer surface  x/t

C
re

e
p
 v

o
id

 d
e

n
s
it
y
　

(/
m

m
2
)

A

B

C

D

Grade 122
A B

C D

A B

C D



   -    - 65 

 

 

図3-16 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.12-3) 

 

 

 

図3-17 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.12-4) 
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図3-18 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.12-5) 

 

 

 

図3-19 熱影響部のクリープボイド個数密度の評価結果(No.12-6) 
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3.5.2 クリープボイド個数密度の増加速度 

図3-14～図3-19に示したクリープボイド個数密度の評価結果に基づいて，図3-2で定

義されるクリープボイド個数密度の平均増加速度 NvA を評価した。NvA の評価におい

て，Grade 122鋼の熱影響部の650℃におけるボイド発生時間 ti は9Cr鋼の結果[33]を

参照し次式で求めた。 

 

ti = 2.1×108・σ1
-3                                                (3-8) 

 

ここで，ti は光学顕微鏡で観察可能なクリープボイドの発生時間(h)，σ1 は最大主応

力(MPa)である。 

次に，クリープボイド個数密度の平均増加速度と多軸応力状態の強さを表すパラメ

ータの関係について検討した。結果を図3-20に示す。縦軸はクリープボイド個数密度

の平均増加速度，横軸は式(3-1)で表される多軸応力状態の強さを表すパラメータであ

る。図からGrade 122鋼熱影響部のクリープボイド個数密度の平均増加速度は，最大主

応力σ1と応力多軸度係数TF の関数であるパラメータと良い相関があることが明らかで

ある。図には比較のためにGrade 91鋼の結果[37]も示しており，Grade 122鋼はGrade 91

鋼に比べて傾きが小さくなっている。図3-21にGrade 122及びGrade 91鋼のクリープ破

断カーブ[43]を示す。高応力域ではGrade 122鋼が長寿命，低応力域ではGrade 91鋼が

長寿命の傾向がある。図3-20においても，高応力域ではGrade 122のボイド増加速度が

小さく，低応力域ではGrade 91鋼のボイド増加速度が小さくなっており，図3-20と図

3-21は定性的に一致している。 
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図 3-20 熱影響部のクリープボイド個数密度の平均増加速度と応力多軸状態の関係 

 

 

 

図3-21 Grade 91及び122鋼溶接部のクリープ破断カーブの比較[43] 
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3.6 予測手法の検証 

提案手法のGrade 122鋼溶接部への適用性を検証するため，提案手法を図3-3に示し

た長手溶接部のある内圧クリープ試験体に適用した。提案手法により予測したクリー

プボイド分布を実験結果と比較することにより，提案予測手法を検証した。 

 

3.6.1 形状及び条件 

試験体の形状及び試験条件は以下の通りである。本条件は表3-2に示した試験体

No.12-1, 12-4, 12-5, 12-6の条件に相当する。 

 

- 外 径  :  φ60mm 

- 肉 厚  :  10mm 

- 材 質  :  Grade 122 

- 溶 接  :  長手溶接 

- 内 圧  :  22～28MPa(No.12-1, 4, 5, 6) 

- 温 度  :  650℃ 

- ボイド増加加速度：  図3-20の関係 

 

 

3.6.2 有限要素モデル 

内圧クリープ試験体の有限要素モデルとして図3-5に示したモデルを用いた。また，

図3-6と同様に，クリープ則にはノートン則を適用し，母材，熱影響部，溶接金属にそ

れぞれのクリープ特性を与えた。 

 

3.6.3 クリープボイド分布の予測結果 

図3-22に提案手法により求めたNo.12-1試験体の時間9,900hにおけるクリープボイド

分布を示す。肉厚中央部のボイド個数密度が最大になっており，図3-14～図3-19に示

した実測結果と一致している。 

図3-23に各試験体の熱影響部の肉厚中央におけるボイド個数密度の時間変化の予測

結果と実測結果の比較を示す。図中の実線が提案手法による予測結果，プロット点が
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実測結果である。提案手法を用いて予測したクリープボイド個数密度の変化は，実測

したクリープボイド個数密度と概ね一致していることが分かる。 

以上より，提案予測手法が Grade 122鋼熱影響部のクリープボイド分布の予測や余

寿命の推定に適用できることが確認できたものと考えられる。 

 

 

 

 

図3-22 提案手法を用いて予測した熱影響部のクリープボイド分布 

(No.12-1, t=9,900h) 
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図3-23 提案手法による肉厚中央のクリープボイド個数密度変化の 

予測と実測値の比較 
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ープ試験体に適用した。その結果，提案手法で予測したクリープボイド個数密度

変化と実測値は良く一致した。 

(3) 以上の結果より，提案手法を Grade 122 鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイド

分布の予測に適用可能と考えられる。 
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第４章 火力発電ボイラ鉄骨構造の効率的な 

配置最適化手法 

 

4.1 緒 言 

トラス構造のような骨組み構造は，部材の配置によって質量やコストが大きく異な

るため，設計者は強度と経済性が両立できるように部材配置を決定する必要がある。

そのため，種々の骨組み構造の最適化手法に関する研究結果が報告されている。骨組

み構造の最適化手法には，部材配置を変更せず，部材の断面積のみを変更する寸法決

定問題と部材配置(位相)と各部材の断面積を同時に最適化する位相決定問題がある[44, 

45]。一般に，部材配置(位相)を固定した最適化では，その効果が小さいため，部材配

置(位相)と各部材の断面積を同時に最適化して，強度と経済性を両立できる骨組み構

造を求められる手法の開発が望まれる。 

部材配置(位相)と各部材の断面積を同時に最適化できる手法として，種々の手法が

報告されている。理論式から最適配置を求める方法[46]は，厳密な最適配置を求める

ことができるが，片持ちばりのような理論解が存在する単純構造にしか適用すること

ができない。有限要素法(FEM:Finite Element Method)の解析モデルの節点を移動させる

方法[47]は，当初に定めた部材配置パターンにおける最適配置を求めることができる

が，初期に決めた配置パターンを変化させることができない。断面積のみを設計変数

とし，最適化計算の過程で断面積がゼロになった部材を削除して，部材配置を変更す

る方法[48, 49]は，簡単なアルゴリズムで配置と断面積を同時に最適化できると考え

られるが，実際には断面積がゼロになる部材が生じにくいため，最適な配置を求める

ことが難しい。予め多数の部材を配置しておき，各部材の有無と断面積の両者を設計

変数とする方法[50]は，部材配置と断面積を同時に最適化することが可能であるが，

設計変数が多くなるため，数十部材程度の小さな問題に対して有効性が示されている

のみである。 

坂本，尾田[51]は，部材配置を遺伝的アルゴリズム(GA:Genetic Algorithm)，断面積

を最適性基準法で決定するハイブリッド法による部材配置と断面積の最適化手法を提

案している。また，朝山ら[52, 53]，坂本ら[54]は，遺伝的アルゴリズムと全応力法

を組み合せた配置と断面積の最適化手法を提案している。これらの手法は 10 節点程度
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の小規模構造に適用され，その有効性が検証されている。田村ら[55]は，柱及び梁で

囲まれる局所空間の骨組み配置を 5 種類にパターン化し，これらのパターンを組み合

わせることにより骨組み構造全体の部材配置を効率的に最適化する手法を提案してい

るが，各部材の断面積変化は考慮していない。上述した各手法は，設計変数が数十程

度の問題に対して有効性が示されているのみであり，設計変数が数百にもなる大規模

な骨組み構造の部材配置と断面積の同時最適化手法についての研究は見当たらない。 

本研究では，探索的手法で部材配置を，全応力法で断面積を決定する部材配置と断

面積の同時最適化手法を，火力発電ボイラの鉄骨構造の軽量化に有効であるブレース

(筋交い)配置の最適化問題に適用することにより，大規模構造への適用性を検証する。

一般に，部材配置の最適化を行うと部材本数が増加する傾向があるが，部材本数が増

えると製作コストが増加するため，部材本数は少ない方がコスト的に有利である。そ

のため，本研究では配置する部材本数を制限する機能を新たに追加し，部材本数を制

限した最適化計算も実施する。 

 

4.2 火力発電ボイラの鉄骨設計手法 

図 4-1 に石炭焚き火力発電プラントの鉄骨及びボイラの断面模式図[23]を示す。火

力発電ボイラは，運転を開始し高温になると熱膨張によって長さが変化するため，鉄

骨上部から吊り下げ支持される場合が多い。図 4-1 に示した火力発電ボイラの例にお

いても，鉄骨から吊り下げ支持されている。図 4-2 にボイラ鉄骨の例を示す。ボイラ

鉄骨には地震力や風力などの水平力に対する補強のため，多数のブレース(筋交い)が

配置されている。図 4-2 には従来のトライアル・アンド・エラー法での鉄骨設計の流

れも示している。主要機器の配置が決定し，鉄骨への作用荷重の集計が終了した後，

鉄骨の設計が実施される。まず，主要鉄骨の有限要素解析モデルを作成し，ブレース

を配置する。次に，ボイラ各機器の作用荷重や地震力，風力を考慮した応力解析を実

施し，各部材の作用力や作用モーメント，応力を求める。ここで，適用する各国の設

計規格を満足しているかどうかを評価し，満足しない場合には部材の断面サイズを変

更する。ボイラ鉄骨全体の質量はブレース配置の影響を大きく受けるため，設計者は

トライアル・アンド・エラーでブレース配置を変更して，鉄骨全体の質量を最小化(コ

ストを最小化)できるブレース配置を求めている。 
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図 4-1 石炭焚き火力発電プラントの鉄骨及びボイラの断面模式図[23] 

 

 

 

図 4-2 火力発電ボイラの鉄骨構造及びその設計フロー 
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本研究では，探索的手法で部材配置を，全応力法で断面積を決定する部材配置と断

面積の同時最適化手法を，火力発電ボイラの鉄骨構造のブレース配置最適化問題に適

用することにより，大規模構造への適用性を検証する。 

 

4.3 断面積を考慮した配置最適化手法 

本研究の目的は，断面積変化を考慮した部材配置と断面積の同時最適化手法の大規

模骨組み構造への適用性を検証することにある。本研究で用いた最適化手法は，設計

変数は部材の有無のみとし，各部材の断面積を応力解析から得られる軸力から決定す

ることが特徴である。 

本研究で用いた最適化手法は，例えば図 4-3 の骨組み構造のように予め定義された

部材(i = 1～20)の不要部材を削除していくことにより，最適な部材配置を求める手法

である。この際，各部材の断面積も同時に変化させる。最適化手法の具体的なフロー

は図 4-4であり，以下にその詳細を記述する。 

 

 

 

 

図 4-3 トラス構造で構築された片持ち梁の例 
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図 4-4 本研究で適用した部材断面積を考慮した骨組み構造の配置最適化手法 

 

 

(1) 設計変数 

予め定義した各部材の有無を次式のような 0-1 変数で表現し，これを設計変数とす

ることで部材配置を変化させる。 

 

𝐼𝑖 = 0, 1                                                         (4-1) 

 

ここで，Ｉi = 0 は i 番目の部材が存在せず解析モデルから削除すること，1 は部材が

存在することを意味する。最適化を行う骨組み構造の初期構造の部材数が i 本の場合，

設計変数は i個となる。 

 

(2) 応力解析 

設計変数Ｉi で表現される部材配置について応力解析を実施する。各部材の断面積は

仮の値(初期値)を用いる。 
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(3) 部材断面定数の決定 

応力解析で得られた各部材の軸力 Fiから，各部材の断面積 Aiを決定する。許容応力

をσaとすると，Aiは次式で求めることができる。 

 

𝐴𝑖 =  
𝐹𝑖

𝜎𝑎
                                                         (4-2) 

 

実際の骨組み構造では，市販の形鋼から部材を選定することが多いため，離散的な

断面積サイズから部材を選定することになる。図 4-4 に示したように，本論文の最適

化手法においても，形鋼のデータベースの中から許容応力を満足する断面積の部材を

選択する。 

部材の断面積が変化すると力の釣合いが変化し，各部材の軸力も変化するため，応

力解析，断面積決定作業を繰り返し実施することで，計算精度が向上する。部材断面

積を設計変数とせず軸力から求める点が本手法の特徴であり，設計変数が半減するた

め，最適解を得るために必要な計算時間が大幅に減少する。 

 

(4) 制約条件の評価 

最大変位等の制約を考慮する場合，制約条件を満足しているかどうか確認する。満

足していない場合，「(3)部材断面定数の決定」に戻り，形鋼データベースから部材を

再選定する。 

 

(5) 目的関数の評価 

目的関数を評価する。骨組み構造の全質量を目的関数とする場合には，全質量Ｍ は

次式で求められる。 

 

𝑀 =  ∑  𝐼𝑖 ( 𝛾𝑖 ∙ 𝐴𝑖 ∙ 𝐿𝑖 )                                              (4-3) 

 

ここで，γi:密度，Ai:断面積，Li:部材長さ，N :部材の総数である。 

N 

i =1 
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部材総数が制約条件を満たさない場合にはペナルティ関数 P を計算し，式(4-3)で定

義される目的関数Ｍとペナルティ関数 P の和が最小となるように最適解を探索し，制

約条件を満足する解を求める。例えば，部材の総数 N を部材総数の上限 Nmax 以下とす

る制約を与える場合，ペナルティ関数 Pは次式で表される。 

 

𝑃 = 0                   :  N ≦ Nmax 

𝑃 = 𝑃𝐶 + ( 𝑁 − 𝑁𝑚𝑎𝑥  )2    :  N > Nmax                               (4-4） 

 

ここで，PC はペナルティ関数の大きさを調整するための定数である。 

 

(6) 最適化アルゴリズム 

骨組み構造の配置最適化は組み合せ最適化問題であり，焼きなまし法(SA:Simulated 

Annealing)や遺伝的アルゴリズム(GA:Genetic Algorithm)などの手法が適しており，(1)

～(5)を繰り返すことにより最適部材配置を求める。 

 

4.4 大規模骨組み構造への適用による検証 

4.4.1 計算条件 

(1) 適用対象 

前章で述べた断面積変化を考慮した配置最適化手法の大規模問題への適用性を検証

するため，本手法を火力発電ボイラの鉄骨構造に適用した。ボイラの鉄骨構造は，柱，

はり，ブレース(筋交い)で構成されるが，配置の自由度が大きく，鉄骨総質量に対す

る影響が大きいブレースの配置について，本手法を適用することにした。 

図 4-5 に最適化手法を適用した火力発電ボイラの鉄骨構造を示す。配置可能な全位

置にブレースを配置し，配置した全ブレースの有無を設計変数とした。図 4-5 には，

代表例として，A 面のブレースの配置を示す。本構造は設計者がトライアル・アン

ド・エラーで決定したブレース配置が存在する構造であり，経験的に得られたブレー

ス配置と本手法で得られたブレース配置を比較し，本手法の有効性について検討した。 
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(2) 設計変数 

実際のボイラ鉄骨は，配管や機器と干渉するためブレースを配置できない場所が多

数ある。本手法は，干渉が発生する位置には予め設計変数を設けないことで干渉回避

が可能である。ここでの検証計算においては，すべての位置にブレースを配置可能と

仮定した。図 4-5 に示したように，配置可能な全位置にブレースを配置した解析モデ

ルを作成し，配置した全ブレースの有無を設計変数として最適化計算を実施した。最

適化計算におけるブレース配置の初期値は，設計者がトライアル・アンド・エラーで

決定したブレース配置(図 4-9)とした。通常，火力発電ボイラの鉄骨構造は，左右対

称にブレースを配置するため，左右一対のブレースに対して一つの設計変数 Ii を割当

て，設計変数 Iiが 0 または 1 に変化した場合，左右のブレースの有無を同時に変化さ

せた。図 4-5 のモデルの設計変数は 251 で，ブレース有無の組み合せは 2251=3.6×1075

通りとなるので，この中から最適配置を求める問題となる。すべての組み合せについ

て応力解析を行えば，最も軽量となる最適構造を厳密に求めることができるが，時間

的制約から不可能であり，最適化アルゴリズムを用いて近似的に最適解を求めた。 

 

 

 

図 4-5 最適化手法の有効性検証に用いた火力発電ボイラの鉄骨構造と 

設計変数としたブレースの配置位置 
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(3) 応力解析 

火力発電ボイラの鉄骨設計手法は，火力発電所の耐震設計規程 JEAC3605[10]に定

められており，静的弾性解析による許容応力度評価(1 次設計)に加えて，高さが 31m

を超え 60m 以下の場合は保有水平耐力評価(主として静的弾塑性解析)，60m を超える

場合には動解析を実施する。鉄骨構造の主要部分は静的弾性解析により決定されるた

め，本研究では静的弾性解析のみを用いてブレース配置の最適化計算を実施した。得

られた最適配置は，弾塑性解析や動解析を実施する場合の初期値として用いることが

できる。静的弾性解析を実施する場合には，鉄骨構造が支持する各機器の質量に想定

する地震層せん断力係数 C (Seismic story shear coefficient)を乗じた水平力が鉄骨の各機

器の支持点に作用すると仮定して鉄骨構造を設計する。質点 i の質量を Wiとすると，

質点 iに作用する地震せん断力 Qiは，次式で求められる。 

 

𝑄𝑖 =  𝐶 ∙ 𝑊𝑖                                                      (4-5) 

 

地震層せん断力係数 C は，火力発電ボイラの建設地点毎に想定される地震の大きさ

から決められる値である。静解析でボイラ鉄骨の設計を行う場合，地震層せん断力係

数 C には最大で 0.3G 程度の値が適用される。0.3G は想定される最大規模の地震に相

当する。 

 

(4) 目的関数 

目的関数は鉄骨の総質量とし，鉄骨総質量が最小となるように，最適化計算を実施

した。 

 

(5) 部材断面積の決定 

応力解析で得られた軸力から許容応力を満足するように，各部材の断面積を決定し

た。 
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(6) 最適化アルゴリズム 

本研究では，最適化アルゴリズムとして焼きなまし法(SA:Simulated Annealing 法)を

採用した。図 4-6 に焼きなまし法の特徴を示す。金属の焼きなましを模擬した手法で

あり，探索の初期段階では，目的関数が増加する解が得られても，この解を受け入れ

ることによって局所最適解への収束を回避し，大域的最適解を得る手法である。図 4-

7 に本研究で用いた焼きなまし法の具体的なフローを示す。初期温度 T0 を設定し，最

適化計算の進行に伴い温度 T を徐々に低下させる。温度 T が高い最適化の初期段階で

は，目的関数 M が増加した場合，この解を受け入れる確率 P が大きくなる。温度 T が

低下した最適化の後半では，増加した目的関数 M となる解を受け入れる確率 P が小さ

くなる。 

 

 

 

図 4-6 焼きなまし法(Simulated Annealing 法)特徴 
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図 4-7 焼きなまし法(SA 法)による最適化のフロー 

 

 

4.4.2 ブレース数を制限した場合 

一般に，部材本数が増加すると鉄骨構造の製作コストが増加する。対象構造である

図 4-5 の鉄骨構造は，製作コストが増加しないようブレース数を 70 組に制限し，設計

者がトライアル・アンド・エラーで決定したブレース配置が存在する。本最適化手法

を適用することにより，更なる質量低減が可能かどうか調べるため，まず，ブレース

数を従来構造と同じ 70 組以下に制限した最適化計算を実施した。地震層せん断力係数

C は 0.1G とし，ブレース配置の初期値は，図 4-5 に示したようにすべての位置に配置

した構造とした。 

図 4-8 に最適化計算における総質量と配置するブレース数の変化を示す。(1)は鉄骨

構造の総質量，(2)は配置するブレースの総数である。(1)の鉄骨総質量は，設計者が

トライアル・アンド・エラーで決定した地震層せん断力係数 0.1G における従来構造の

質量を 1.0 とした相対値で示している。本研究では，焼きなまし法(SA 法)で部材配置

を決定するため，部材本数の制約を満足しない計算ステップも生じる。図 4-8(2)には，

最適化計算の収束状況を分かりやすくするため，部材本数が 70 組以下となり，制約を
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満足したステップのみの結果をプロットしている。したがって，図 4-8(2)にプロット

したすべての点は，制約条件であるブレース本数 70 組以下を満足し，全応力法で部材

断面積を決定しているため，全部材共に許容応力を満足している解である。 

図 4-8(1) において，最も質量が小さくなった解は 542 ステップで現れた解であり，

総質量は従来構造の 0.94 となり，6%の質量低減効果が得られた。この解は厳密な意味

での最適解ではないが，従来構造よりも軽量な構造であり実用上の意味は大きい。文

献[51]と同様に，本論文でも実用最適解(Practically optimal layout)と呼ぶことにする。 

 

 

 

図4-8 最適化計算における総質量及び総ブレース数の変化(C=0.1G, Nmax≦70) 

 

 

図 4-9 に最適化前後の A 面のブレース配置を示す。従来構造のブレース配置は設計

者が経験に基づきトライアル・アンド・エラーにより決定した総質量を小さくできる

経済的な配置である。一方，右側のブレース配置は図 4-8 に示した実用最適解の配置

である。実用最適解のブレース配置は，従来構造のブレース配置と大きく異なってお

り，鉄骨構造の側面及び基礎側に多くのブレースが配置されているという特徴がある。

本解析例から分かるように，本最適化手法により骨組み構造の総質量を低減できるブ

レース配置を求めることができる。 
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図 4-9 最適化計算で得られたブレース配置の例(C=0.1G, Nmax≦70) 

 

 

4.4.3 ブレース数を制限しない場合 

ブレース数を制限しない場合には，部材本数が増加し建設コストが増加するが，鉄

骨総質量を更に低減できる可能性がある。そこで，次に図 4-5 に示した鉄骨モデルを

用いて，ブレース数を制限しない最適化計算を試みた。計算条件は前項のブレース数

を制限した場合と同様である。 

ブレース配置の最適化計算における鉄骨総質量と配置するブレース数の変化を図 4-

10 に示す。縦軸の鉄骨質量は，図 4-8 と同様に，設計者が決定した従来構造の質量を

1.0 として無次元化している。計算開始当初，鉄骨総質量が一時的に増加しているが，

これは局所解からの脱出が生じているためであり，焼きなまし法による探索挙動の特

徴である。その後，総質量は計算ステップの増加に伴って徐々に低下している。計算

は 500 ステップまで実施したが，完全に収束しなかったため計算を打ち切り，得られ

た解のうち 406 ステップで得られた総質量が最も小さい解を実用最適解と見なした。

この解の鉄骨総質量は従来構造に対して 0.89 で質量低減効果は 11%であり，ブレース

数を 70 組に制限した場合の 6%に比べて大きな効果が得られた。また，図 4-10 の右側
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に示すように，ブレース数は最適化計算の過程で 120～150 組の間で変化し，実用最適

解と見なした解では鉄骨全体で 123 組であった。 

 

 

 

図 4-10 最適化計算における総質量及び総ブレース数の変化(C=0.1G, Nmax:制限なし) 

 

 

 

図 4-11 最適化計算で得られたブレース配置の例(C=0.1G, Nmax:制限なし) 
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図 4-11 にブレース数を制限せず地震係数を 0.1G とした場合のボイラ鉄骨構造の A

面におけるブレース配置を示す。A 面のブレース本数は，従来構造が 12 本であるのに

対して，本実用最適解では 40 本と約 3 倍のブレ－スが配置されている。ブレースを多

数入れると個々の部材の必要断面積が減少し，総質量が減少したものである。本図か

ら分かるように，最適化計算で得られたブレース配置は，鉄骨構造の側面及び基礎側

に多く配置される傾向が認められた。 

 

4.4.4 地震層せん断力係数の影響 

火力発電ボイラや建築物の設計においては，立地点毎に考慮が必要な地震の大きさ

が異なる。本論文で適用した骨組み構造の最適化手法が，地震の大きさに依らず有効

であることを確認するため，図4-5に示した鉄骨構造に作用する地震層せん断力係数C

の大きさを0.2Gとした場合の最適化計算も実施した。 

地震層せん断力係数を0.2G，ブレース数を70組に制限した場合のブレース配置最適

化計算の結果を図4-12に示す。トライアル・アンド・エラーで決定する最適なブレー

ス配置では，経験的には地震層せん弾力係数の大きさに依らず同じとして扱うことか

ら，本研究では，地震層せん断力係数0.2Gにおける従来構造のブレース配置は0.1Gの

場合と同じとし，部材断面積を0.2G相当とした構造を従来構造とした。従来構造の総

質量は，地震層せん断力係数0.1Gの場合の総質量を1.0とすると1.33である。本図にお

いても，図4-8と同様にブレース数が70組以下となったステップの結果のみを示してい

る。約800ステップの繰り返し計算から得られた実用最適配置の鉄骨総質量は1.23で約

8%の質量低減効果が得られた。図4-13はブレース数を制限しない場合のブレース配置

最適化結果である。実用最適解の鉄骨総質量は1.12となり約17%の質量低減効果が得ら

れた。この解の配置されたブレース数は151組であった。 
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図 4-12 最適化計算における総質量及び総ブレース数の変化(C=0.2G, Nmax≦70) 

 

 

 

図 4-13 最適化計算における総質量及び総ブレース数の変化(C=0.2G, Nmax:制限なし) 

 

 

4.4.5 質量低減効果についての考察 

前述のように，本研究で適用した骨組み構造の配置最適化手法は，火力発電ボイラ

鉄骨構造のブレース配置最適化問題などの大規模構造に適用することができ，骨組み

構造の質量低減効果が得られることを示した。得られた最適化計算結果に基づいて，
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最適化計算で得られたブレース配置，鉄骨構造の質量低減効果に及ぼす地震係数の影

響，ブレース本数の影響について考察する。 

 

(1) 最適化計算で得られたブレース配置 

図 4-9 に示した地震層せん断力係数 0.1G，ブレース本数 70 組以下の場合の従来構

造及び最適化計算によって得られた実用最適解の A 面のブレース配置について考察す

る。従来構造のブレース配置は，設計者がトライアル・アンド・エラーによって経験

的に求めたブレース配置である。4.2 節で説明したように，火力発電ボイラは鉄骨構

造に吊り下げ支持されているため，鉄骨最上部梁の中央部の荷重が大きい。設計者は

この荷重を連続的に基礎まで伝えられるよう考慮してブレースを配置しているため，

図 4-9 左のようなブレース配置になっている。これに対して，図 4-9 右の実用最適解

のブレース配置は，鉄骨構造の両側面や基礎に近い領域に多くのブレースが配置され

ている。これは，鉄骨構造の両側面や基礎に近い領域にブレースを配置することによ

って，地震水平力に対して効率良く鉄骨全体の剛性を増加でき，より軽量な構造とな

ることを示唆しているものと考えられる。図 4-11 は地震層せん断力係数 0.1G，ブレ

ース本数を制限しない場合における実用最適解の A 面のブレース配置である。図 4-9

のブレース本数を制限した場合と同様に，ブレースは両側面及び基礎に近い領域に多

く配置されている。 

 

(2) 地震係数の影響 

図 4-14 は本研究で用いた最適化手法を図 4-5 に示した火力発電ボイラ鉄骨構造のブ

レース配置最適化に適用した場合に得られた質量低減効果(ブレース数を 70 組に制限)

を，地震層せん断力係数毎に示したものである。図中には，本論文で詳細を示してい

ない地震層せん断力係数 0.01G の結果も示している。従来構造は，図 4-9 に示した現

行ブレース配置の構造の総質量であり，図 4-14 の縦軸は地震層せん断力係数 0.1G の

従来構造の総質量を 1.0とした相対値で示している。 

本図から分かるように，適用した最適化手法を用いてブレース配置を最適化するこ

とにより，鉄骨の総質量を低減することが可能である。質量低減効果は，地震層せん

断力係数 0.01, 0.1, 0.2G に対し，それぞれ 0.5, 6, 8%であり，地震層せん断力係数
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が大きい程，質量低減効果が大きくなる。地震層せん断力係数が小さく，鉄骨構造に

作用する水平力が小さい場合，鉄骨への作用荷重は鉛直力が主であるため，ブレース

配置の総質量への影響は小さい。これに対して，地震層せん断力係数が大きくなり，

鉄骨構造に鉛直力と水平力が作用する場合には，ブレース配置の鉄骨総質量への影響

が大きくなるものと考えられる。 

 

 

 

図4-14 地震層せん断力係数の鉄骨構造総質量の低減効果への影響(Nmax≦70) 

 

 

(3) ブレース数の影響 

本最適化手法を火力発電ボイラ鉄骨構造のブレース配置最適化に適用した場合の鉄

骨総質量と配置するブレース数の関係を図 4-15 に示す。縦軸の鉄骨質量は，図 4-14

と同様に地震層せん断力係数 0.1G の現行構造の総質量を 1.0 としている。各地震層せ

ん断力係数において，ブレース数を 70 組に制限した場合と制限を設けず最も軽量とな

るブレース数を最適化計算で決定した場合の 2 種類の結果を，シンボルを変えてプロ

ットしている。 
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図 4-15 より，地震層せん断力係数が大きくなる程，最も軽量となるブレース数が大

きくなることが分かる。地震層せん断力係数が大きくなると，鉄骨に作用する水平力

が大きくなるため，水平力を支持するためのブレースを多数設けることで，鉄骨全体

の総質量が軽量となるものと理解することができる。 

 

 

 

図4-15 鉄骨構造の質量低減効果に及ぼすブレース数の影響 

 

 

4.5 結 言 

従来の骨組み構造の配置最適化手法に関する研究は，設計変数が数十程度の小規模

な問題に対して有効性が示されているが，設計変数が数百にもなる大規模な骨組み構

造への適用性についての研究は見当たらない。本研究では，探索的手法で部材配置を，

全応力法で断面積を決定する部材配置と断面積の同時最適化手法を，総質量が数千

ton となる火力発電ボイラ鉄骨構造のブレース配置最適化問題に適用し，その有効性

を検証した。 

(1) 部材配置及び断面積の同時最適化手法を火力発電ボイラ鉄骨構造のブレース配置

最適化問題に適用した結果，設計変数が約 250 の大規模問題においても，数百ス
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テップ程度の繰り返し計算で実用最適解を得ることができ，本手法が大規模骨組

み構造の配置最適化問題に適用できることを検証した。 

(2) 部材配置の最適化を行うと部材本数が増加する傾向があるが，本数が増加すると

製作コストが増加するため，部材本数は少ない方がコスト的に有利である。本研

究では，配置する部材本数を制限する機能を新たに追加し，部材本数を制限した

最適化計算も実施した。その結果，部材本数の制限の有無に関わらず，両者の実

用最適解を得ることができた。 

(3) 得られた最適ブレース配置による鉄骨全体の質量低減効果は，地震層せん断力係

数が大きい程，配置するブレース数を増加する程大きく，最大で約 17%の質量低

減効果が得られ，本手法が骨組み構造の質量低減に有効であることが確認できた。 

(4) 最適化計算によって得られた実用最適解のブレース配置は，鉄骨構造の側面側及

び基礎側に配置される傾向が認められた。このように配置することによって，地

震水平力に対して，鉄骨構造の剛性を効率的に増加できるためと考えられる。 
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第５章 今後の研究課題 

 

 

本論文では，火力発電ボイラの高クロム鋼溶接部のクリープ破壊や大地震による損

傷を未然に防止し，電力の安定供給に貢献することを目的として，高クロム鋼溶接熱

影響部細粒域のクリープ損傷予測手法を開発すると共に，ボイラ鉄骨の耐震性向上の

ための経済的な最適設計手法を確立した。今後の研究課題として，以下が考えられる。 

 

5.1 高クロム鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布の予測手法 

(1) 実機配管による検証例の蓄積 

第2章及び第3章で示したように，本論文で提案した高クロム鋼溶接熱影響部細粒域

のクリープボイド分布の簡易予測手法は，実機火力発電ボイラで約80,000h運転したエ

ルボー配管や管状試験体を用いた内圧クリープ試験により，その精度を検証している。

本手法を更に信頼性がある予測手法にするためには，実機配管での検証を蓄積してい

くことが重要である。 

(2) 材料特性のばらつきを考慮した予測手法の確立 

高クロム鋼の母材や溶接部のクリープ強度は，製造ロットによりばらつきが大きい

こと(ヒート間差が大きいこと)が報告されている[56][57]。第２章及び第３章では，

提案した簡易予測手法で用いるための9Cr鋼及び12Cr鋼のボイド個数密度の増加速度と

多軸応力パラメータの関係を示しているが，これらの関係ついても，材料の製造ロッ

トによるばらつき(ヒート間差)があることが考えられる。そのため，本論文で提案し

たクリープボイド個数密度の予測手法においても，クリープ強度のばらつきを考慮で

きるように，クリープ強度に差異があるいくつかの材料について，ボイド個数密度の

増加速度データを取得していく必要がある。 

 

5.2 鉄骨構造の配置最適化手法 

(1) 建設コスト評価の精度向上 

一般に，鉄骨部材の本数が増加すると，骨組み構造は軽量となるが建設費が増加す

ることが知られている。そのため，第4章で示したボイラ鉄骨構造のブレース配置最適
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化計算においては，ブレースの本数と建設費が比例関係にあるものと仮定し，建設費

の増加を制限するため，近似的にブレースの本数を制限した。建設費をより正確に計

算できる機能を追加することにより，より経済的なボイラ鉄骨の配置最適化手法を確

立することが可能である。 

(2) 鉄骨の柱間隔等その他構造パラメータの最適化 

第4章で示したボイラ鉄骨構造の配置最適化計算では，耐震性向上及び鉄骨構造の耐

震性向上及び軽量化に効果が大きいと考えられるブレース配置を設計変数とした。し

かし，柱の配置間隔や梁の配置についても，鉄骨構造の耐震性向上や経済性に影響す

ることが考えられ，これらも考慮した鉄骨構造の配置最適化を行うことにより，耐震

性上や経済性の向上を期待できる。 
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第６章 結 論 

 

エネルギー資源に乏しい我が国では，地球環境に配慮し，経済的かつ長期的に安定

した電力供給を実現することは極めて重要な課題である。発電方式には，水力，火力，

原子力や太陽光など多様な方式があるが，本論文が対象としている火力発電プラント

は，現在はもちろん将来にわたっても我が国及び世界の重要な電力供給源である。そ

のため，火力発電プラントが経済的かつ安定に発電を継続するための研究開発を行う

ことが必要である。 

本論文では，火力発電プラントの信頼性向上及び電力の安定供給につながり，近年，

解決が望まれている構造評価に関する研究課題である，高クロム鋼溶接熱影響部細粒

域の破壊を未然に防止するためのクリープ損傷予測手法の開発，ボイラ鉄骨の耐震性

向上のための経済的な鉄骨最適設計手法を確立，について研究を実施した。各章にお

いて，得られた結果は以下の通りである。 

 

第１章の緒論では，我が国及び世界において，火力発電プラントは現在及び将来に

わたって主要な電力供給源であること，火力発電プラントが安定に発電を継続できる

ための構造評価における課題として，高クロム鋼溶接熱影響部細粒域の破壊を未然に

防止するためのクリープ損傷予測手法の開発，耐震性向上のための経済的な鉄骨最適

設計手法の確立，が重要であることを述べた。 

 

第２章では，9Cr 鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布を予測するための新

しい簡易予測手法を提案した。予測手法を開発するため，長手溶接のある管状試験体

の内圧クリープ試験及び FEM 応力解析を実施した。提案手法を検証するため，提案手

法を拡散シミュレーションによる結果と比較すると共に，実機プラントで長時間使用

されたエルボー配管に適用した。得られた結果の概要は以下の通りである。 

(1) 内圧クリープ試験により求めたクリープボイド個数密度の平均増加速度は，最大

主応力と応力多軸度係数を組み合わせた多軸応力場の強さを表すパラメータと良

い相関がある。 

(2) クリープボイド個数密度の平均増加速度と多軸応力場の強さを表すパラメータの
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相関関係に基づいて，溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布の簡易予測手法

を提案した。本手法は市販の FEM プログラムを用いてクリープボイド分布を予

測することができ，専用プログラムの開発や複雑なパラメータの設定が不要であ

る。 

(3) 提案手法の検証のため，拡散シミュレーションによりクリープボイド分布が求め

られているエルボー長手溶接部に提案手法を適用した。提案手法により予測した

クリープボイドの増加挙動は，ボイド個数密度が小さい領域では拡散シミュレー

ションの結果と良く一致した。また，両者の最大ボイド個数密度に到達する時間

の差異は約 30%であった。 

(4) 提案手法の妥当性検証のため，提案手法を実機火力発電プラントで約 80,000h 使

用されたエルボー配管の長手溶接部に適用した。提案手法で予測したボイド個数

密度の最大値及びその発生位置は，実測結果と良く一致した。 

(5) 以上の結果より，提案手法により，実機火力発電プラントの溶接熱影響部細粒域

のクリープボイド分布を実用上十分な精度で予測できるものと考えられる。 

 

第３章では，前章で提案したクリープボイド個数密度分布の簡易予測手法を12Cr鋼

へ応用するため，長手溶接がある12Cr鋼製管状試験体の内圧クリープ試験を実施し，

12Cr鋼のクリープボイド個数密度の平均増加速度を調べると共に，提案手法を内圧ク

リープ試験体に適用し，提案手法の予測精度について検討した。得られた結果の概要

は以下の通りである。 

(1) 内圧クリープ試験により求めた 12Cr 鋼熱影響部細粒域のクリープボイド個数密

度の平均増加速度は，9Cr 鋼と同様に，最大主応力と応力多軸度係数を組み合わ

せた多軸応力場の強さを表すパラメータと良い相関が認められた。 

(2) 12Cr 鋼について求めたクリープボイド個数密度の平均増加速度と多軸応力場の

強さを表すパラメータの関係を用いて，提案手法を 12Cr 鋼の内圧クリープ試験

体に適用した。その結果，提案手法で予測したクリープボイド個数密度変化と実

測値は良く一致した。 

(3) 以上の結果より，提案手法を 12Cr 鋼溶接熱影響部細粒域のクリープボイド分布

の予測に適用可能と考えられる。 
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第４章では，ボイラ鉄骨構造の経済的な最適設計手法を確立した。従来の骨組み構

造の配置最適化手法に関する研究は，設計変数が数十程度の小規模な問題に対して有

効性が示されているが，設計変数が数百にもなる大規模な骨組み構造への適用性につ

いての研究は見当たらない。本研究では，探索的手法で部材配置を，全応力法で断面

積を決定する部材配置と断面積の同時最適化手法を，総質量が数千 ton となる火力発

電ボイラ鉄骨構造のブレース配置最適化問題に適用し，その有効性を検証した。 

(1) 部材配置及び断面積の同時最適化手法を火力発電ボイラ鉄骨構造のブレース配置

最適化問題に適用した結果，設計変数が約 250 の大規模問題においても，数百ス

テップ程度の返し計算で実用最適解を得ることができ，本手法が大規模骨組み構

造の配置最適化問題に適用できることを検証した。 

(2) 部材配置の最適化を行うと部材本数が増加する傾向があるが，本数が増加すると

製作コストが増加するため，部材本数は少ない方がコスト的に有利である。本研

究では，配置する部材本数を制限する機能を新たに追加し，部材本数を制限した

最適化計算も実施した。その結果，部材本数の制限の有無に関わらず，両者の実

用最適解を得ることができた。 

(3) 得られた最適ブレース配置による鉄骨全体の質量低減効果は，地震層せん断力係

数が大きい程，配置するブレース数を増加する程大きく，最大で約 17%の質量低

減効果が得られ，本手法が骨組み構造の質量低減に有効であることが確認できた。 

(4) 最適化計算によって得られた実用最適解のブレース配置は，鉄骨構造の側面側及

び基礎側に配置される傾向が認められた。このように配置することによって，地

震水平力に対して，鉄骨構造の剛性を効率的に増加できるためと考えられる。 

 

以上のように，本論文では，高クロム鋼溶接熱影響部細粒域の破壊を未然に防止す

るためのクリープボイド分布の簡易予測手法を開発すると共に，ボイラ鉄骨の耐震性

と経済性を両立できる最適設計手法を確立した。本結果を石炭焚き火力発電ボイラに

適用することにより，石炭焚き火力発電ボイラの信頼性向上及び電力の安定供給に貢

献することができる。 
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