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1. 序論 

1.1 研究背景 

地球温暖化が進行する中，建設産業分野においても温室効果ガスの排出量削減が求められる。

断熱性能向上や設備機器の工夫により，運用に伴う温室効果ガスが削減されることに伴い，建設

時の排出量が建物のライフサイクル排出量に占める割合は増加する。これにより，近年，建設に

伴う温室効果ガス排出量削減の要求が高まっている。建設に伴う排出量の中で最も大きな割合い

を占める工程は，原材料の製造であり，特に現在の高炉による鋼を用いた鋼構造は，木構造に比

べて排出量が大きくなる傾向がある。しかし，このような高炉鋼による鋼構造であっても，解体

を容易とすることで，部材がリユースされれば，木構造よりも温室効果ガスを削減できる可能性

がある。解体を容易にするためには，接合に溶接を避け，ボルトを使用することが求められる。

また，床はプレキャストの床版を現場で乾式接合し，鋼材にセメントが付着することを避ける必

要がある。 
さらに，近年の国内における施工技能者数の減少により，鋼構造分野では，より施工が簡単な

接合工法が求められている。ここで，既往の簡易な乾式接合工法の一つに，エンドプレート形式

がある。エンドプレート形式は，スプリットティ形式に比べて使用するボルト本数を大幅に少な

くすることが可能なため，施工効率が高い。さらに，エンドプレート形式の中で，Fig.1 に示すフ

ラッシュ形エンドプレート（Flush end plate）と呼ばれる，エンドプレートの高さと部材せいがほ

ぼ同じとなる工法は，拡張形エンドプレート（Extended end plate）に比べ，突出部分が小さく運

搬が容易である。特に，住宅等の小規模の建築物の場合，搬入路の狭い建設地が多く，小さな搬

入車両で多くの部材を運搬できることが重要であり，フラッシュ形エンドプレートの運搬性は価

値が高い。また，スプリットティ（T stub）及び拡張形エンドプレートと異なり，フラッシュ形

エンドプレートは接合ボルトが部材の外に突出しないため，梁として用いた場合にプレキャスト

の床の施工が容易となる。工業化住宅においては積載荷重が小さいことより，プレキャストの床

の適用が比較的容易で利用頻度が高く，フラッシュ形エンドプレート形式が利用されることが多

い。 

 
  

(a) T stub (b) Flush end plate (c) Extended end plate 

Fig. 1.1 Connection examples 
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フラッシュ形エンドプレート形式は，エンドプレートの材料強度を極端に大きく又は板厚を極

端に厚くしない限り，スプリットティ形式や拡張形エンドプレート形式に比べ，小さい曲げモー

メントでエンドプレートが面外へ塑性変形し，断面内の中立軸は圧縮フランジ方向へ移動する。

それと同時に，スプリットティ及び拡張形エンドプレートに比べ，フランジに生ずる引張応力は

小さくなり，圧縮応力は大きくなることが予想され，局部座屈に関して，他の 2 つの接合形式と

同一に扱うと危険側になる可能性がある。しかし，この点に関する指針や既往の研究は無い。ま

た，梁フランジがパネルゾーン表面から離間するため，梁の横座屈に関して重要な指標である境

界条件としての拘束度が低下し，横座屈に関しても他の 2 つの接合形式と同一に扱うと危険側に

なる可能性があるが，この点に関しても，指針や既往の研究はなく，設計法があいまいなままと

なっている。 
前述の通り，フラッシュ形エンドプレート形式が多く使われる工業化住宅は，外装，内装及び

設備が標準設計されるため，納まり上，梁せいや梁幅のバリエーションが少ない。このため，大

きな曲げ耐力が不要な最上層の梁などは，フランジ及びウェブの板厚を薄くすることにより鋼材

量を低減することが多く，局部座屈に対する余裕度が小さい傾向がある。このため，工業化住宅

では局部座屈による最大耐力及び変形能力を精度高く推定することが重要である。また，横座屈

に関して，階段及び吹抜きなどの平面計画により，長い無補剛区間を有する梁においても，梁せ

いを小さく又は梁巾を大きくして横座屈しにくい断面に変更することは困難であり，横補剛を必

要とすることが多い。特に，梁端が十分に塑性変形するまで横座屈しないことを目的した保有耐

力横補剛は，地震力及び建物の耐力に関係がなく，梁部材の断面形状，材質及び無補剛区間長さ

による梁自体の塑性変形能力により横補剛の配置が決定する。このため，通りを増やすこと及び

柱断面を強化することにより，地震時に梁に働く応力を小さくする方法で，横補剛を回避するこ

とができず，階段又は吹き抜けの位置に制約が生ずることが多い。しかし，前述の通り，フラッ

シュ形エンドプレートは小さい曲げモーメントで面外に塑性変形する。エンドプレートの塑性変

形を利用すれば，梁が横座屈する時の建物の層間変形角を大きくすることができ，梁せいを変え

ることなく保有耐力横補剛を不要とし，平面計画の自由度を向上させることができる可能性があ

る。このため，工業化住宅においては，横座屈による最大耐力及び変形能力も精度高く推定する

ことが重要である。 

これら状況を踏まえ，本論ではフラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の最大耐

力及び耐力劣化域までを含む荷重変形関係を予測する方法を検討する。具体的には，接合部の塑

性域まで含む荷重変形関係，フラッシュ形エンドプレートにより接合された H 形断面梁の局部座

屈による最大耐力及び耐力劣化域まで含む荷重変形関係，フラッシュ形エンドプレートにより接

合された H 形断面梁の横座屈による最大耐力及び耐力劣化域まで含む荷重変形関係の予測方法を

検討する。また，接合部の荷重変形関係と H 形断面梁の荷重変形関係を直列でつなぎ，フラッシ

ュ形エンドプレート接合部の回転を含む H 形断面梁の荷重変形関係を評価することの妥当性を確

認した上で，接合部を含む梁の荷重変形関係を予測する。本予測方法により，フラッシュ形エン

ドプレートで接合された H 形断面梁の全塑性耐力及び変形能力を精度高く推定することが可能と

なり，幅厚比の大きなウェブ又はフランジを有する場合の安全性確保及び横補剛本数を低減する

ことによる平面計画の自由度向上が可能となる。 
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1.2 本研究に関連する既往の研究と本研究の検討方針 

1.2.1 フラッシュ形エンドプレート形式に関する既往の研究と本研究の検討方針 

エンドプレート形式の設計法に関して，文献 1.1）に記載があり，エンドプレートをスプリッ

トティに置き換える設計法と，エンドプレートを十分厚くして剛体として扱う設計法が記されて

いる。しかし，ここでは拡張形エンドプレートのみが対象とされ，フラッシュ形エンドプレート

に関する記載はない。国内のフラッシュ形エンドプレート形式に関する研究として，文献 1.2）
があり，降伏線理論により，接合部の降伏耐力及び最大耐力の予測が可能とされている。他にも

文献 1.3)では，初期剛性の予測方法が記載され，文献 1.4)では，繰り返しによるピンチングの発

生等が報告されている。文献 1.5)では，フラッシュ形エンドプレートを用いて，接合ボルトを塑

性化させる場合，塑性変形能力が乏しいという結果が得られている。海外を見ると文献 1.6)に，

フラッシュ形エンドプレートを含むエンドプレート形式の設計法が記載されている。ここでは，

接合部の塑性変形能力の分類方法が記載され，接合ボルトの耐力が大きいほど，またエンドプレ

ートの板厚が小さいほど，変形能力が大きいものとして分類される。また，文献 1.7)では初期回

転剛性，降伏後の回転剛性，最大耐力が示され，文献 1.8)では最大耐力の推定法が示されている。

文献 1.7)による推定式と実験結果との対応が文献 1.9)で検証され，文献 1.7)による初期剛性が実

験結果を大幅に過大評価し，最大耐力を大幅に過小評価することが指摘されている。これを受け

て，初期剛性の推定式の改善案が文献1.10)で提案されている。現状，国内よりも海外の方がフラ

ッシュ形エンドプレートの需要が高く，文献も海外の方が多い。しかし，海外の文献を含めても，

フラッシュ形エンドプレート接合形式と局部座屈の関係及びフラッシュ形エンドプレート接合形

式と横座屈の関係を検討したものは見当たらない。 
最大耐力について，既往の文献 1.2)，1.7)及び 1.8)に記された推定方法は，接合部近傍の中立

軸位置を圧縮フランジ板厚中心と仮定しており，中立軸位置を求めていない。これにより，最大

耐力を過大評価する可能性がある。また，圧縮領域の範囲が不明であることより局部座屈耐力を

正確に推定することはできないと考えられる。 
次に初期回転剛性について，既往の文献 1.7)による推定方法は，ウェブを剛体としている。こ

れにより，実験結果よりもかなり大きな初期回転剛性を予測してしまう。この推定方法は文献

1.10)により改良されているものの，文献 1.10)は接合部近傍の変形状態を詳細に計測した結果か

ら推定しているものではなく，実験による初期回転剛性と整合するように，文献 1.7)に用いられ

る有効巾及びエンドプレートの面変形系の可撓長さを修正したものとなっており，様々な断面へ

の適用性を確保するには，さらなる検討が必要と思われる。 
最後に降伏後の回転剛性について，文献 1.7)では初期回転剛性と最大耐力を繋ぐ荷重変形関係

が関数で定められている。しかし，3 章に述べる通り，文献 1.7)により推定した最大耐力は実験

結果を精度良く予測できないため，降伏後の回転剛性の精度も良くない。 
以上より，本論では，既往の文献による最大耐力推定法とは異なる推定式を検討する。具体的

には接合部の破壊性状を実大実験及び非線形 FEM 解析により観察し，接合部近傍の中立軸位置

と応力を定めた上で，最大耐力の推定を行う。また，初期回転剛性は，実大実験における接合部

近傍の変形量を詳細に計測し，その変形量と整合する抵抗モデルを作成した上で，初期回転剛性

の推定方法を求める。また，降伏後の回転剛性は，接合部降伏時及び最大耐力時の接合部近傍の
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梁ウェブの変形量及び中立軸位置が実験結果と整合する推定式とする。本論で新たに提案する最

大耐力，初期回転剛性，降伏後の回転剛性の推定精度は，既往の文献よりも高いことを示す。 
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1.2.2 H 形断面梁の局部座屈に関する既往の研究と本研究の検討方針 

H 形断面梁を構成するフランジとウェブの幅厚比が，H 形断面梁の局部座屈による最大耐力及

び変形能力に大きく影響を与えることが分かっている。告示 1.11)では，ルート 2において，板要素

が降伏するまで局部座屈を生じないようにウェブ及びフランジそれぞれに幅厚比制限が設けられ

ている。また，ルート 3 において，ウェブ及びフランジそれぞれの幅厚比に応じた部材ランクが

定められ，ウェブとフランジの部材ランクの低い方のランクに応じて H 形断面梁の Ds を定め，

必要保有水平耐力を求めることとしている。一方，実際の H 形断面梁の局部座屈はウェブとフラ

ンジの変形が相互に作用する。また，H 形断面梁のせん断スパン比が小さい場合，ウェブ板のせ

ん断座屈が耐力及び変形能力に大きく影響する。しかし，告示では，幅厚比制限及び部材ランク

の決定において，ウェブとフランジの相互作用及びせん断スパン比をパラメーターとしていない。

特にせん断スパン比をパラメーターとしていないことにより，ウェブの幅厚比制限値はかなり小

さい値となっている。 

ここで，ウェブとフランジの相互作用を考慮した形式として，文献 1.12)では幅厚比区分をウェ

ブとフランジの幅厚比による 2 次楕円式で与えている。しかし，この 2 次楕円式を定めるに当た

り参考にされたであろう研究 1.13)では，曲げ応力が卓越する場合のみ対象としていることが文献

1.14)に記載されており，梁に生ずるせん断応力の影響を十分に反映した幅厚比制限になっていな

い。一方，ウェブに生ずるせん断応力の影響について，文献 1.15)により検討され，梁の全塑性耐

力時に梁に作用しているせん断力に対するウェブのせん断耐力をせん断余裕度と定義し，そのせ

ん断余裕度を用いることで梁の塑性変形能力及び崩壊形式が予測可能であることが示されている。

その後，せん断応力の影響について，断面内に生ずるせん断応力度に対する曲げ応力度の比に着

目して整理する方向で，文献 1.16)など多くの研究がなされた後，ウェブとフランジの相互作用及

びウェブに生ずるせん断応力による影響を考慮することが可能な幅厚比制限値が，文献 1.17)によ

り提案された。ここでは，フランジとウェブの連成座屈及び部材内応力状態を考慮した局部座屈

耐力評価式を用いて得られる，梁端部において全塑性モーメントを確保するための基準化幅厚比

制限値が提案されている。続いて，文献 1.14)により，繰返しによる影響と鋼材種の影響が考慮さ

れた新規基準化幅厚比指標が提案され，指針 1.18)に供されている。これにより，ウェブとフラン

ジの相互作用及びウェブに生ずるせん断応力による影響を考慮した局部座屈による最大耐力，変

形能力の推定が可能となっている。以上の研究で想定されている中立軸位置は，ウェブ高さ中央

である。 

一方，文献 1.19)では，非対称 H形断面やスラブとの合成効果により中立軸がウェブ高さ中央に

ない場合の座屈性状が研究され，文献 1.20)では，中立軸位置を考慮した曲げせん断力を受ける四

辺固定支持平板の弾性座屈耐力算定法が提案されている。これらが想定している中立軸位置は，

ウェブ高さ中央よりも引張フランジ側にある場合である。 

また，文献 1.21)及び 1.22)に，H形断面梁の局部座屈による耐力劣化域を含む荷重変形関係の予

測方法が提案されている。文献 1.21)では局部座屈の崩壊形式をウェブせん断座屈型 [W. type]，ウ

ェブとフランジの連成座屈形 [C.type]，ウェブ座屈後のフランジ垂直座屈形[Ftype]の 3 つに分類し，

実大実験に基づき，W. type 及び C.type の塑性変形能力及び劣化域の荷重変形関係の予測方法が提

案されている。一方，文献 1.22)では H形断面の短柱の純圧縮試験により得られた応力度－ひずみ
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度関係を，曲げモーメントを受ける H 形断面内の圧縮領域に適用し，最大耐力及び劣化域の荷重

変形関係を予測する方法が提案されている。これらが想定している接合部は，柱に剛接合された

場合である。 

以上に述べた通り，既往の研究が想定する中立軸位置がウェブ高さ中央又は引張フランジに近

いこと及び梁フランジとウェブの相互作用及びせん断応力による影響を考慮した幅厚比制限が既

に提案されていること，1.1節で述べた通りフラッシュ形エンドプレート接合部近傍は中立軸位置

が圧縮フランジに近いことを踏まえて，本論では中立軸位置が圧縮フランジに近い場合の，ウェ

ブ及びフランジの相互作用及びウェブに生ずるせん断応力の影響を考慮した幅厚比制限を検討し，

フラッシュ形エンドプレートで接合された梁の局部座屈による最大耐力推定法を提案する。また，

フラッシュ形エンドプレートにより接合された H 形断面の非線形 FEM 解析による最大耐力及び

耐力劣化後の応力分布と中立軸位置の変化を観察し，これら変化を考慮した局部座屈による耐力

劣化域を含む荷重変形関係を予測する方法を検討する。 
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1.2.3 H 形断面梁の横座屈に関する既往の研究と本研究の検討方針 

弾性横座屈耐力は横曲げに関するたわみ曲線の微分方程式と捩れに関する微分方程式を連立さ

せて解くことで得られる。しかし，この微分方程式は，一様曲げかつ両端が捩りに関して単純支

持されている場合のみ閉解が得られ，その他の荷重条件と支持条件の場合は閉解が得られない。

そこで，例えば文献 1.23), 1.24)など数多くの数値計算が行われ，一様曲げかつ両端が捩りに関し

て単純支持される場合の弾性横座屈耐力式に対して，境界条件に応じた座屈長さ及び荷重条件に

応じた修正係数を考慮する形の弾性横座屈耐力式が各種指針 1.12）,1.25)に利用されている。さらに

近年，H 形断面梁の座屈長さ係数と修正係数について，文献 1.26)でエネルギー法による網羅的な

解析による検討が行われ，様々な梁断面，スパン，境界条件，荷重条件について，安全側の弾性

横座屈耐力が得られる座屈長さ係数と修正係数の組み合わせが提案されている。 

H 形断面梁の横座屈による最大耐力及び塑性変形能力は，文献 1.12)に推定方法が記載されてい

る。ここでは，梁の強軸回りの全塑性曲げ耐力に対する弾性横座屈耐力の比の平方根を基準化横

座屈細長比と呼び，基準化横座屈細長比をパラメーターにして最大耐力を推定する。全塑性曲げ

耐力が横座屈による最大耐力に影響する理由は，梁の塑性化による横曲げ及び捩れに関する剛性

低下が最大耐力に影響するためである。梁の強軸回りの曲げ耐力に対して，弾性横座屈耐力が大

きいほど，塑性化の影響を大きく受け，横座屈による最大耐力は弾性横座屈耐力に対して小さく

なる傾向にあり，これが文献 1.12)の推定式に反映されている。また，近年は，基準化横座屈細長

比と 1.2.2項に述べた新規幅厚比指標を用いた横座屈と局部座屈の連成効果を考慮した最大耐力と

塑性変形能力の推定法が文献 1.27)により提案されている。  

一方，告示 1.11)ではルート 1から 3すべてに対して，保有耐力横補剛と呼ばれる梁が強軸回りに

塑性変形するための横補剛が要求され，文献 1.11)の技術的助言の中に，均等補剛と端部補剛の方

法がそれぞれ記載されている。均等補剛は，文献 1.28)により提案された方法であり，荷重条件は

逆対象曲げ，支持条件は捩りに関して単純支持とした検討結果により定められた方法である。ま

た，端部補剛は文献 1.18)に記載があり，荷重条件は一様曲げに近い場合と，逆対象曲げに近い場

合に分けられ，支持条件は明確には記載がないものの捩りに関して単純支持が前提になっている

と考えられる。現状の確認申請及び適合性判定においては，文献 1.11)の技術的助言が参考とされ

ることが多く，両端柱に剛接合された梁は均等補剛を適用し，片端柱に剛接合され他端は梁にピ

ン接合される場合は端部補剛が適用される。特に，端部補剛は梁端に横補剛を必要とすることが

多く，梁端部に配置することが多い階段と干渉することが多い。 

残留応力及び初期不整の影響についても数多くの研究が行われ，残留応力による影響は，例え

ば文献 1.29)により考察されている。文献 1.29)では，一様曲げかつ両端が捩れに関して拘束され

ていない場合について，残留応力により塑性化する部位を控除した梁の弱軸回りに関する等価な

断面 2 次モーメントを求め，横座屈耐力を推定する方法が提案されている。また，文献 1.30)によ

り，残留応力や初期不整を考慮した基準化横座屈細長比をパラメーターとした最大耐力の推定式

が検討され，その成果が文献 1.25)にまとめられている。また，横座屈により耐力が決まる H形鋼

梁の耐力は，一方向に載荷する場合に比べ，繰返し載荷する場合の方が小さいことが，文献 1.31)

及び 1.32)により示されている。これを受け，文献 1.33)は，繰返し載荷を受ける H 形鋼梁が，十

分な耐力を維持しながら塑性変形するための横補剛条件を提案している。さらに，文献 1.34)及び
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1.35)は，繰返し載荷を受ける H 形鋼梁の履歴モデルを提案している。しかし，文献 1.34)及び

1.35)による履歴モデルは，塑性化が進む基準化横座屈細長比が 0.8 程度未満の梁には適用できな

いとされ，かつ梁端の横座屈に関する境界条件及び梁幅に対する梁せいの比を変化させた検討は

なされていない。 

実際の構造物における梁端境界条件の調査も行われている。文献 1.36),1.37)では，柱が H 形断

面のような開断面の場合と角形鋼管のような閉断面の場合における境界条件を調査しており，柱

が閉断面の場合は剛に近い支持条件となり，柱が開断面の場合は単純支持に近い支持条件となる

ことが確認されている。 

文献 1.12)に提案されている梁の全塑性曲げ耐力に対する梁の最大耐力の比と基準化横座屈細長

比の対応は，文献 1.38)により調査されており，この調査結果の抜粋を Fig. 1.2.1 に示す。Fig. 1.2.1

の横軸は基準化横座屈細長比，縦軸が実験による最大耐力を示している。試験体は基準化幅厚比

が 0.5 未満のものが多いことが文献 1.21)に示されており，局部座屈の影響は小さいと考えられる

ものの， Fig. 1.2.1 に示す通り，梁の全塑性曲げ耐力に対する梁の最大耐力の比は，基準化横座屈

細長比に対してばらつきが大きいことが分かる。このばらつきの要因には，基準化横座屈細長比

を算定するための弾性横座屈耐力が一様曲げかつ両端が捩りに関して単純支持されている場合の

弾性横座屈耐力に，安全側となるように設定した座屈長さ係数と修正係数を考慮することによる

弾性横座屈耐力推定値の誤差，境界条件と座屈長さ係数の関係，試験体の初期不整，残留応力，

ひずみ硬化係数，塑性化後の縦弾性係数とせん断弾性係数の低下度合いなど，様々なことが考え

られる。 また，Fig. 1.2.2に，文献 1.12)に記載されている塑性変形能力と基準化横座屈細長比の関

係を示す。梁の全塑性曲げ耐力に対する梁の最大耐力の比と基準化横座屈細長比の関係と同様に，

塑性変形能力と基準化横座屈細長比の関係もばらつきが大きいことが分かる。 

 
Fig. 1.2.1 梁の全塑性曲げ耐力に対する梁の最大耐力の比と基準化横座屈細長比の関係 1.38) 
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Fig. 1.2.2 梁の塑性率と基準化横座屈細長比の関係 1.12) 

 

1.1節に述べた通り，工業化住宅においては横補剛を梁断面の形状の調整により回避することが

難しく，特に一端曲げ曲げの場合が横補剛を必要とすることが多い。また，本論で対象としてい

るフラッシュ形エンドプレートは，面外に塑性変形しやすく，梁の横座屈に関する境界条件に影

響を与えると考えられる。フラッシュ形エンドプレート接合部は，引張フランジ側は横曲げに関

する拘束度が小さいことが予想されるものの，圧縮フランジ側は拘束度を有していると考えられ，

閉断面の柱に接合する場合に上下フランジの横曲げに関する境界条件を単純支持と扱うことは合

理的ではない。そこで，文献 1.18)の設計法よりも，座屈長さ係数を考慮できる文献 1.12)の設計

法を適用する方が，合理的な設計が可能となる。しかし，文献 1.12)により推定される塑性変形能

力は，梁材の塑性変形能力であり，接合部の強軸回りの塑性変形を考慮した梁の塑性変形能力を

推定するためには，数多くの実験及び解析を要すると考えられる。また，仮に数多くの実験及び

解析を実施し，接合部が剛接合の場合同様，基準化横座屈細長比により最大耐力及び塑性変形能

力を推定する方法を求めた場合でも，その精度にはばらつきがあり，大きな安全率が必要となる

ことが予想される。 

そこで，本論では基準化横座屈細長比は用いず，一端曲げ H 形断面梁の横座屈崩壊挙動を詳細

に分析し，横座屈する梁の横変位及び捩れ回転角の梁長さ方向分布を正弦曲線又は余弦曲線に近

似し，横変位，捩れ回転角，応力の値を表す方程式を求め，この方程式に梁の塑性化による剛性

低下を考慮することにより，最大耐力及び耐力劣化領域を含む荷重変形関係を推定する。これに

より，既往の文献に記載された基準化横座屈細長比を用いた方法より，最大耐力及び塑性変形能

力を精度の高く推定することが可能となる。さらに，フラッシュ形エンドプレート形式で接合さ

れた H 形断面梁の横曲げに関する支持条件を明らかにした上で，エンドプレートの面外方向への

塑性変形による梁フランジの横曲げに関する剛性低下を，前述の H 形断面梁の横変位，捩れ回転

角，応力の値を表す方程式に反映して，フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の

耐力劣化域を含む荷重変形関係の予測方法を導くこととする。 
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1.3 研究目的と本論の構成 

本論は，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の荷重変形関係の予測方法

を提案する。各検討項目の相関と既往の提案式との関係を Fig. 1.3.1 に示す。Fig. 1.3.1 に示す通り，

本論では大きく分けて 3 つのテーマに取り組む。1 つ目が H 形断面梁の局部座屈又は横座屈によ

る耐力劣化域を含む荷重変形関係の予測方法を検討する。局部座屈に関しては既往の文献を示し，

横座屈に関しては既往の文献とは異なる予測方法を検討・提案する。2 つ目がフラッシュ形エン

ドプレート接合部の崩壊挙動，降伏耐力，最大耐力，初期回転剛性，降伏後回転剛性及び荷重変

形関係の推定方法を検討する。ここでは，既往の文献の推定方法の問題点を指摘するとともに，

中立軸位置も同時に計算する。3 つ目がフラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の

耐力劣化域を含む荷重変形関係の予測方法を検討する。2 つ目の接合部の崩壊挙動より局部座屈

に影響を与える中立軸位置及び横座屈に影響を与える境界条件を推定する。これらの条件と 1 つ

目に検討した H 形断面梁の局部座屈及び横座屈による耐力劣化域を含む荷重変形関係より，フラ

ッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の局部座屈又は横座屈による耐力劣化域を含む

荷重変形関係の予測方法を求める。 

また，Fig. 1.3.2 に，6 章のフラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁を使用し

た建物の設計例の概要を示す。Fig. 1.3.2 に示す通り，梁端耐力の設定，保有耐力接合の確認，局

部座屈による Ds，横座屈による Ds を算定し，保有水平耐力の確認を行う。本設計例の目的は，

フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面部材を大梁に使用した 3 階建て鉄骨造戸

建て住宅の設計例を通じて，各柱梁接合部の回転剛性及び接合部耐力の確認方法，各梁の局部座

屈に対する設計方法，各梁の横座屈に対する設計方法，フラッシュ形エンドプレートで接合され

た梁を用いて 3 階建て建物が実現可能であることを示すこと，フラッシュ形エンドプレートによ

り，保有耐力横補剛を減らすことができることを示すとともに，剛接合の場合と荷重変形関係を

比較することにより，フラッシュ形エンドプレートは横座屈による塑性変形能力が向上し，横補

剛を回避できることを示すことである。 

 

具体的な本論の構成は次の通りである。 

第 2 章で，横座屈又は局部座屈により耐力が決定する一端曲げ H 形断面梁の荷重変形関係の予

測方法を検討する。2.2 節において，既往の研究 1.21), 1.22)で提案された H 形断面梁の端部が剛接合

された場合の，局部座屈による耐力劣化領域の荷重変形関係の推定方法について述べる。2.3節に

おいて，横座屈に関する非線形 FEM解析を実施し，H形断面梁の横座屈による耐力劣化領域を含

む荷重変形関係の予測方法を求める。本予測方法では，H 形断面梁の捩れ回転角及び横変位も予

測することにより，強軸回りの荷重変形関係の予測精度を確保する。横座屈による耐力劣化領域

の荷重変形関係に関しては，様々な梁せいに対する梁巾の比について，文献 1.34)で提案された推

定式と，本論で提案する予測方法で非線形 FEM 解析に対する精度を比較する。 

第 3 章で，フラッシュ形エンドプレート接合の降伏耐力，最大耐力，初期及び降伏後の回転剛

性と崩壊挙動を検討する。3.2 節において，接合部の崩壊に関する実大実験及び非線形 FEM 解析

を実施し，接合部の降伏耐力及び最大耐力推定法と崩壊挙動を提案する。3.3節では，接合部の初

期回転剛性の推定方法，3.4節では塑性回転剛性の推定方法を提案する。接合部の最大耐力及び初



1-11 
 

期回転剛性については，既往の文献 1.7), 1.8), 1.10)が提案する推定式と推定精度を比較する。 

第 4 章で，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の局部座屈を伴う荷重変

形関係の予測方法を提案する。4.2節では，エネルギー法を用いて中立軸位置を考慮した局部座屈

耐力の推定方法を提案する。4.3 節では，局部座屈に関する実験及び非線形 FEM 解析を実施し中

立軸位置を考慮した局部座屈耐力の推定方法の妥当性を確認する。4.4節では，局部座屈による耐

力劣化領域を含む荷重変形関係の予測方法を提案する。 

第 5 章で，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の横座屈を伴う荷重変形

関係の予測方法を提案する。5.2節では，フラッシュ形エンドプレート接合部の崩壊実験よりエン

ドプレートの離間状態の推定方法を提案する。5.3 節では，横座屈実験及び非線形 FEM 解析より，

接合部近傍の横曲げに関するひずみ分布及び応力状態を観察し，エンドプレートの離間状態と横

座屈に関する境界条件の関係を考察する。5.4節では，フラッシュ形エンドプレート形式で接合さ

れた H 形断面梁の横座屈耐力推定式，5.5 節では横座屈による耐力劣化領域を含む荷重変形関係

の予測方法を提案する。 

最後に，第 6 章で，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁を有する 3 階建

て鉄骨住宅を設計する例を示す。保有水平耐力の確認における必要保有水平耐力を算定するため

のDsを，本論で提案した方法により算定した荷重変形関係から求める。また，接合部の全塑性耐

力を用いた保有水平耐力の算出，保有耐力接合の確認方法を示すとともに，フラッシュ形エンド

プレートで接合された梁を用いて，3 階建て鉄骨住宅が設計可能であること及び保有耐力横補剛

の数を剛接合の場合に比べて減らせることを示す。 
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Fig. 1.3.2 設計例の概要  
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2. 局部座屈又は横座屈により耐力が決定する一端曲げ H形断面梁の荷重変形関係の予測方法 

2.1  はじめに 

H形断面梁の局部座屈に関して，文献 2.1)により局部座屈による最大耐力の推定方法，文献 2.2)

及び 2.3)により，耐力劣化域の劣化勾配の予測方法が提案されている。本論では，2.2 節において，

文献 2.1)による局部座屈による最大耐力の推定方法，文献 2.2)及び 2.3)による耐力劣化域の劣化勾

配の予測方法をまとめて記載する。 

また，H形断面梁の横座屈に関して，文献 2.4)及び 2.5)により耐力劣化域の劣化勾配の予測方法

が提案されている。しかし，文献 2.4)及び 2.5)は，基準化横座屈細長比が 0.8 程度未満の梁には適

用できないとされ，かつ梁端の横座屈に関する境界条件及び梁幅に対する梁せいの比を変化させ

た検討はなされていない。これらの状況を踏まえ，本論では，基準化横座屈細長比が 0.8 程度未

満の梁も対象にしながら，境界条件をピン支持と固定支持とした場合の，一端曲げ H 形鋼梁の荷

重変形関係の予測方法を提案する。住宅建築で比較的多く使われる H-200×100×5.5×8 を基本とし，

ここから梁幅に対する梁せいの比を変化させ，種々の断面形状への適用性を確認する。荷重変形

関係のみならず，横変位及び捩れ回転角を精度良く予測することにより，荷重変形関係の予測精

度の向上を図る。 
文献 2.6)では，両端ピン支持で等曲げモーメントを受ける H 形鋼梁について，弾性横座屈耐力

の理論式における横曲げ剛性に残留応力と強軸回りの曲げモーメントにより塑性化したフランジ

の横曲げ剛性を代入することにより，弾塑性横座屈耐力を求めている。本論では文献 2.6)を参考

に，2.3.2 項で初期不整を有する様々な断面の H 形鋼梁の横座屈前後の挙動を有限要素を用いた非

線形 FEM解析により考察し，横変位と捩れ回転角の関係式を定める。続いて，塑性化後の横曲げ

剛性及び捩れ剛性を定め，前述の横変位と捩れ回転角の予測式に当該剛性を代入することにより

得られる弾性及び塑性化後に適用可能な横変位と捩れ回転角の予測式を提案する。2.3.3 項では

2.3.2 項で提案した予測結果を用いて，H 形鋼梁の荷重変形関係の予測式を提案する。本論で提案

する横座屈による横変位と捩れ回転角予測式は，梁端に作用する強軸回りの曲げモーメント及び

座屈形状から計算される，横曲げ及び捩れ応力と，梁フランジの横曲げ剛性並びにサンブナン捩

れ剛性及び座屈変形から計算される断面内の横曲げ及び捩れ応力のつり合い式から導出されるた

め，幾何学的非線形性を考慮することになる。 

本論では横座屈に関して，一方向載荷の荷重変形関係の予測方法を検討する。理由は一方向載

荷のエネルギー吸収能力は繰り返し載荷による累積のエネルギー吸収能力よりも小さいと考える

ためである。ただし，繰り返し載荷により破断が生じないことは別途確認する必要がある。   
また，局部座屈と横座屈共通で，本予測方法は，本論文で検討する断面に限定されず，様々な

せい，幅，板厚の H 形鋼梁に適用できると考えている。ただし，文献 2.7)の λb-WF の関係による

座屈形式の分類において，局部座屈と横座屈の連成座屈が発生せず，局部座屈又は横座屈により

最大耐力が決定する梁に分類されることを確認する必要がある。これは，連成座屈が発生する場

合，耐力を過大評価する可能性があるためである。 
本章における FEM解析の利用状況及び FEM解析を利用している場合は FEM解析と実験との対

応確認方針を以下に記載する。 

・局部座屈による最大耐力及び耐力劣化域の荷重変形関係の予測方法については，既往の研究
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2.2),2.3)で提案された推定式を記載する。本推定式は，実験から求めている。 

・横座屈による荷重変形関係の予測方法については，本研究で実施した非線形 FEM解析より求め

る。しかし，既往の研究 2.4)で提案された耐力劣化域の荷重変形関係推定結果が，特定断面及

び特定の梁長さ範囲において実験結果と良い対応を示すことが確認されており，本論で実施し

た非線形 FEM 解析が，当該特定断面及び長さ範囲において，既往の研究 2.4)で提案された推定

式と，荷重変形関係について良い対応を示すことを確認する。 
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2.2  局部座屈による耐力劣化領域を含む荷重変形関係の予測方法 

H 形断面梁の局部座屈により決定する最大耐力の推定方法が，文献 2.1)により提案されている。

文献 2.1)では，次式に示す通り，新規幅厚比指標 WF をウェブとフランジの幅厚比制限に対する

余裕度として算定し，WF から最大耐力 Qmaxを算定する。 

               Qmax
Qp

 = 1.53 - 0.53WF                                                                                                                                  (2.2.1) 

                WF = 1
k 2⎝
⎛ d  tw⁄

E  σyw⁄ ⎠
⎞

2

 + 3.43 - 25
k 2 ⎝

⎛ bf  tf⁄
E  σyf⁄ ⎠

⎞
2

                                                                         (2.2.2) 

  k = 
4.4

5.18 - 4.6α
2.9

        
         α < 1 6⁄
1 6⁄ ≤ α ≤ 1 2⁄
          α > 1 2⁄                                                                                                           (2.2.3) 

                α = 
1
6  + 

Af

Aw

β
λw

                                                                                                                                          (2.2.4) 

ここで，dはフランジ間距離，twはウェブ板厚，bfはフランジ幅の半分，tfはフランジ板厚，σyw:ウ

ェブの降伏強さ，σyf はフランジの降伏強さ，E はヤング係数，Af はフランジ断面積( = 2bf･tf )， Aw

はウェブ断面積( = d･tw )，λw は辺長比( = l / d)，l は 梁スパン，β は曲げ応力勾配 (0 ≤ β ≤ 2，0:均等

曲げ，2:逆対象曲げ)を示す。 

また，文献 2.2)により，H 形断面梁の局部座屈による耐力劣化域の劣化勾配が提案されている。

耐力劣化域の劣化勾配 Kdは，弾性剛性を EGeとおいて α>0.5 かつ(d/tw)/(b/tf)>8 の場合は Kd = -0.06 

EGe，α<0.5かつ(d/tw)/(b/tf)<6の場合は Kd = -0.07 EGeとすることにより，実大実験により得られた荷

重変形関係を精度良く推定でき，α 及び(d/tw)/(b/tf)の組み合わせが上記以外の場合は，フランジと

ウェブの崩壊形式を確定することが難しいため適用範囲外とされている。 

一方，文献 2.3)では，片持ち梁モデルを次の条件の下実施した数値積分による面内解析法によ

り，劣化領域の荷重変形関係が得られるとされている。 
① 片持ち梁形式の部材の劣化域を含む終局挙動を，一様圧縮を受ける 短柱の終局挙動と，一

様引張を受ける素材試験片の挙動から予測する。 
② 載荷初期から最大耐力，そして劣化域に至るまで，一貫して数値積分による面内解析によ

り解析する。 
③ 最大耐力は，モーメントが最大となる固定端より半波長先端側にある最大耐力規定点の，

圧縮縁の応力度より予測する。 
④ 最大耐力以降の劣化域では，局部座屈の発生している領域においてのみ塑性変形が進行し，

他の部分は耐力の劣化にともなって弾性除荷されると考えられる。そこで局部座屈の発生

する領域を最大耐力以降も変形の進行する局部座屈領域，他の部分を弾性除荷する弾性除

荷領域と分割する。 
⑤ 劣化域における断面内各点の剛性（応力度-ひずみ度関係）は以下のように与える。 

1) 局部座屈領域圧縮側 
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ひずみが進展する場合の剛性は，短柱の応力度-ひずみ度関係の劣化域における剛性を与

える。この剛性は局部座屈領域内（圧縮側）で一定とする。 
2) 局部座屈領域引張側 

ひずみが進展する場合は，最大耐力まで用いた素材の引張応力度-ひずみ度関係の延長で

与える。除荷する場合には弾性剛性を与える。 
3) 弾性除荷領域 

弾性剛性を与える。 
ここで，局部座屈領域はフランジ幅とし，局部座屈領域の圧縮フランジの劣化勾配は次式によ

る。 
                劣化第 1 勾配          ⁄ = −0.57 − 0.0046 − 0.0005                                             (2.2.5) 

                  劣化第 2 勾配          ⁄ = −0.005                                                                                              (2.2.6) 
                                                          0.37 ≥ ≥ 0.0682.3 ≥ ≥ 0.3425 ≥ ≥ 6.6 − 0.74               
ここで， 

                  = ( / )                                                                                                                                      (2.2.7) 
は軸力なしとするため，等価幅厚比 を用いることとし，次式による。 

           = ( ∙ / )                                                                                                                                    (2.2.8) 
ここで， は全塑性状態において，ウェブの中で圧縮を受ける部分の面積の割合である。また，

局部座屈領域は，固定端よりフランジの全幅 2bf とする。劣化第 1 勾配から第 2 勾配への遷移点

は，遷移応力度 Tσyと最大応力度 Sσyとして，次式による T/S から求める。  
        ⁄ = −0.56 − 0.062 + 0.98                                                                                                          (2.2.9) 

                      0.37 ≥ ≥ 0.0682.3 ≥ ≥ 0.52≥ 6.6 − 0.74  

 
以上の最大耐力及び劣化勾配の予測方法を参考に，4 章では，フラッシュ形エンドプレート形

式で接合される局部座屈を伴う H 形断面梁の荷重変形関係の予測方法を考察する。 
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2.3  横座屈による耐力劣化領域を含む荷重変形関係の予測方法 

2.3.1 記号の定義 

本節に使用する記号の定義を Table2.3.1 に示す。 

  Table2.3.1  List of symbols 
L : 梁スパン 
h : 梁せい 
φ(x) : 捩れ回転角 
ua(x), ub(x) : 上下フランジそれぞれの横方向変位  
uc(x) : ウェブ心位置の横方向変位 
θz(0) : x=0 における強軸回りの回転角 
θp : 強軸回りの全塑性モーメントに対応する弾性回転角 
Mz(x) : 強軸回りの曲げモーメント 
Mzp : 強軸回りの全塑性モーメント 
Myf(x) : 上下フランジそれぞれに生ずる横曲げモーメントの和 
Myfa(x), Myfb(x) : 上下フランジそれぞれの横曲げモーメント 
Myfpa, Myfpb : 上下フランジのそれぞれの横曲げの全塑性モーメント 
Ka, Kb :上下フランジの横曲げ剛性 
v, w：各境界条件の座屈長さ係数 
k : 最大振幅位置 
i：段階的に低下する横曲げ剛性の順番 
Et : 接線弾性係数 
Er : 相当弾性係数 
uea(k) : x=k における上フランジの塑性化後の横方向の弾性変形 
upa(k) : x=k における上フランジの塑性化後の横方向の塑性変形 
ψEIya : Myfa(k)/{uea(k) / L} 
ωEpaIya: Myfa(k)/{upa(k) / L} 
Epa : 塑性ヒンジ部の縦弾性係数 
Er : 相当弾性係数，Et : 接線弾性係数 
S : 横曲げ剛性の弾性時の値に対する塑性化後の値の比 
g(x) : 塑性化後の曲げモーメント及び横変位分布 
φya(x) : 上フランジにおける塑性化した断面の横曲げの曲率 
p, q : 塑性領域の端部の位置 
pna, pnb, pmna, pmnb, pma, pmb : 塑性化後の ω/ψの値 
oa, ob , pa, pb, qa, qb :  pna, pnb, pmna, pmnb, pma, pmbを定めるための変数 
ra, rb, sa, sb, ta, tb :横曲げ剛性の弾性時の値に対する塑性化後の値の比の候補 
γi : サンブナン捩れ剛性の弾性時の値に対する塑性化後の値の比 
c : フランジの横変位により生ずる x=0 の上下フランジの x 方向の変位差 
θz_buckle(0) : フランジの横変位により生ずる x=0 の強軸回りの回転角 
θze (0): 弾性ひずみによる x=0 の強軸回りの回転角 
θzp (0): 塑性ひずみによる x=0 の強軸回りの回転角 
ζ : 強軸回りの回転角の補正係数 
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2.3.2 H 形鋼梁の横変位及び捩れ変形の予測式 

2.3.2.1 検討対象 

Fig. 2.3.1 に示す通り，本論文で検討する H 形鋼梁の強軸回りの曲げモーメント分布は片端曲げ

とし，弱軸回りの境界条件は，両端ピン支持の場合と，x=0 を固定支持とし，他端をピン支持と

した合計 2 種とする。ここで，ピン支持は y 軸回りの回転とそりの拘束がなく，固定支持はそれ

らを拘束した支持状態とする。また，Table2.3.2 に示す通り，断面形状及びスパンは， No.1 とし

た H-200×100×5.5×8 と，その断面からフランジ板厚，梁せい，梁幅をそれぞれ変化させたものと，

スパンを 4000mmと 2000mmとした合計 5種とする。梁幅に対する梁せいの比は，No. 1が 2，No. 

2 が 4，No. 3 が 3 で，合計 3 種類としている。Table2.3.2 の基準化横座屈細長比 λbは，境界条件と

曲げモーメント分布を考慮した文献 2.8)による弾性横座屈耐力 Mcrを，文献 2.9)の λbの算定式にお

ける Me に代入して求めた。また，幅厚比指標 WF は文献 2.7)によるもので，同文献の λb-WF の関

係から得られる座屈形式の分類によれば，本論文で対象とする全ての梁が横座屈のみ発生し，局

部座屈との連成座屈は発生しないと考えられ，後述する有限要素を用いた非線形 FEM解析でも横

座屈のみ発生したことを確認している。また，後述する Fig. 2.3.2の真応力-対数ひずみ関係より，

λb-WFの関係を算定する際の降伏点は，フランジが 295N/mm2，ウェブが 281N/mm2とした。 

横座屈した梁には，Fig. 2.3.3 に示す通り，断面は H 形の形状を保ちながら，捩れ回転角と上下

フランジの横変位が生ずると仮定する。ここで，x=0を載荷端とし，位置 xにおける捩れ回転角を

φ(x)とする。また，横変位について，圧縮フランジを ua(x)，引張フランジを ub(x)，ウェブ心を

uc(x)とする。さらに，位置 x に発生する圧縮フランジと引張フランジに生ずる横曲げモーメント

の和を Myf (x)とする。h は上下フランジ心位置の相互の距離を示す。ここで，x 軸及び y 軸回りの

回転は時計回りを正，z 軸回りの回転は反時計回りを正とする。 

 
  

tension flange

compression flange
v

v
x=0 x=L

z

x v-v section

y

z

ua(x)

h

ub(x)

uc(x) h/
2

Fig. 2.3.3 Definition of deformation  
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Fig. 2.3.1 Bending moment around 
strong axis and boundary condition 
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L
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   Table2.3.2  List of analysis objects  

No. Boundary 
condition H B tw tf L λb WF  

1-s 

Simple 
-Simple 

200 100 5.5 8 4000 1.07 0.45  

2-s 200 50 5.5 8 4000 1.71 0.28  

3-s 300 100 8 8 4000 1.26 0.45  

4-s 200 100 5.5 12 4000 0.90 0.32  

5-s 200 100 5.5 8 2000 0.64 0.44  

1-f 

Fix-Simple 

200 100 5.5 8 4000 0.84 0.45  

2-f 200 50 5.5 8 4000 1.40 0.26  

3-f 300 100 8 8 4000 0.97 0.44  

4-f 200 100 5.5 12 4000 0.72 0.34  

5-f 200 100 5.5 8 2000 0.47 0.44  

B ： Width of the beam flange [mm]  

H ：Depth of beam cross section [mm] 

tw  ： Thickness of the beam web [mm]  

tf  ： Thickness of the beam flange [mm] 

L： Beam length [mm] 

λb  ： Torsional lateral buckling slenderness   

WF： Plate buckling slenderness 
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2.3.2.2 H 形鋼梁の横座屈前後の挙動 

H 形鋼梁の横座屈前後の捩れ，横曲げモーメント及び横変位を，有限要素を用いた弾塑性 FEM

解析により考察する。 

解析プログラムには ABAQUS2017を用い，要素は 4 辺形 2 次のシェル要素とし，要素分割はフ

ランジを幅方向に 4 分割，ウェブを梁せい方向に 8 分割，フランジ及びウェブともにスパン方向

に 25mm ごとに分割する。ポアソン比は 0.3，応力－ひずみ関係は Fig. 2.3.2 に示す真応力－対数

ひずみ関係とし，フランジは 4 つ，ウェブは 3 つの直線により構成する。フランジの直線の傾き

は，E=205000N/mm2とし，弾性時で E，降伏点から塑性ひずみ 0.104%未満で 0.023E，塑性ひずみ

0.104%以上 2.18%未満で 0.017E，塑性ひずみ 2.18%以上で 0.011Eとする。降伏条件は von Misesの

降伏条件，ひずみ硬化則は等方硬化則とする。初期不整は，固有値解析における 1 次モードとし，

その最大変形量はスパンの 1/1000 とした。 

境界条件について，Fig. 2.3.4 に示す通り，弱軸回り及びねじれは，Fig.2.3.1 と同じ条件とする。

一方，強軸回りは，x=0 の位置の z 軸回りの回転を拘束し，x=L の位置に y 軸に沿い正方向に強制

変位を与える。この条件では，強軸回りの曲げモーメント分布の形状は Fig. 2.3.1 と同様となり，

強軸回りの曲げモーメントの大きさが Fig. 2.3.1 と同じ場合，部材角は Fig. 2.3.1 の x=0 における z

軸回りの回転角と同じ値となる。本解析では Fig. 2.3.1 の梁を想定し，x=0 を載荷側又は載荷点と

呼び，x=Lの位置の y方向変位を Lで除した値をθz(0)と呼ぶこととする。なお，具体的な節点の拘

束方法について，No. 1-s～No. 5-s の場合，x=0 の位置で，上下それぞれのフランジの節点をフラ

ンジとウェブの交点位置の節点に設けた参照点にタイ結合し，ウェブ上の節点の x,y,z 方向の並進

を拘束する。また，No. 1-f～No. 5-f の場合，x=0 の位置で，フランジ及びウェブ上の節点の x,y,z

方向の並進を拘束する。また，全ての解析モデルにおいて，x=L の位置で，ウェブ上の全ての節

点をウェブ上の梁心位置の節点に設けた参照点にタイ結合し，当該参照点の x 軸回りの回転を拘

束し，y 軸に沿い正方向に強制変位を与える。  

 

  

Mz (0)

y

x

x=0 x=L

No. 1-s~No. 5-s : (Ux,Uy,Uz,URx,URy,URz)=(1,1,1,1,0,1)
No. 1-f~No. 5-f : (Ux,Uy,Uz,URx,URy,URz)=(1,1,1,1,1,1)

(Ux,Uy,Uz,URx,URy,URz)=(0,  ,1,1,0,0)

U: Displacement
UR: Rotation 
1: Fix
0: Free

δ 

δ 

Fig. 2.3.4 boundary condition of FEM 
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解析により得られた荷重変形関係を Fig. 2.3.5 に実線により示す。Fig. 2.3.5(a)は両端ピン支持，

Fig. 2.3.5(b)は載荷側固定－他端ピン支持の結果を示す。縦軸は，x=0における z軸回りの曲げモー

メントを全塑性モーメントにより除した値を示し，横軸は，θz (0)を全塑性モーメントに対応する

弾性部材角により除した値を示す。なお，Fig. 2.3.5(a)には，No. 1-s の文献 2.4)による予測結果を

点線により示している。Fig. 2.3.5 より，いずれの梁も初期は線形に荷重が増加し，最大耐力を迎

えた後，荷重が徐々に低下していることがわかる。最大耐力は，両端ピン支持の場合，No. 1-s か

ら 3-s が全塑性モーメントを下回り，No. 4-s が全塑性モーメントと同程度，5-s が全塑性モーメン

トを超えた。載荷側固定－他端ピン支持の場合，No.1-fから 3-fが全塑性モーメントを若干超える

か，全塑性モーメント以下，No. 4-f は全塑性モーメントを 1 割程度超え，5-f は全塑性モーメント

を 2 割程度超え，十分な塑性変形能力を有した。また，No. 1-s について，FEM 解析結果と文献

2.4)による予測結果が整合していることより，当該 FEM 解析の条件は妥当であると考える。 

  

(a) simple – simple support 

 
(b) fix – simple support 

 Fig.2.3.5 Mz(0)-θz(0) of FEM analysis results  
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また，解析により得られた φ(x)と x/L の関係を Fig. 2.3.6(a), (b)に，Myf(x)と x/L の関係を Fig. 

2.3.7(a), (b)に，uc(x)と x/L の関係を Fig. 2.3.8(a), (b)に示す。Fig. 2.3.6 から 8 に共通して，(a)は両端

ピン支持，(b)は載荷側固定－他端ピン支持の結果とし，境界条件ごとに 5 種類の梁の結果を 1 つ

の図にまとめて示している。図中の灰色の実線は，最大耐力前で梁がほぼ弾性を保っている時点

を示し，黒い実線と点線は最大耐力以降で 7 割程度まで耐力低下した時点で，実線が No. 1 から 3

の結果，点線が No. 4,5 の結果を示す。縦軸の値は，スパン方向各位置における変形 φ(x)，uc(x)及
び横曲げモーメントMyf(x)をそれぞれの最大値により除して基準化している。Fig. 2.3.6(b)及び Fig. 

2.3.8(b)の傾斜した破線の定義は後述する。 

最大耐力前の φ(x)の最大振幅位置は，両端ピン支持では Fig. 2.3.6(a)の灰色の実線より x/L=0.425

程度，載荷側固定－他端ピン支持では Fig. 2.3.6(b)の灰色の実線より x/L=0.5 程度であった。 

最大耐力後の φ(x)の最大振幅位置は，両端ピン支持では Fig. 2.3.6(a)の実線より No. 1-s～3-s が

x/L=0.3 程度，Fig. 2.3.6(a)の点線より No. 4-s 及び 5-s が x/L=0.25 程度，載荷側固定－他端ピン支持

では Fig. 2.3.6(b)の実線より No. 1-f～3-f が x/L=0.375 程度，Fig. 2.3.6(b)の点線より No. 4-f 及び 5-f

が x/L=0.325 程度であった。 

これらから，φ(x)の最大振幅位置には次の(1)から(3)の傾向が読み取れる。 

(1) 最大耐力前と後のそれぞれにおいて，両端ピン支持の方が，載荷側固定－他端ピン支持より

も載荷点に近い。 

(2) それぞれの境界条件において，最大耐力後の方が，最大耐力前よりも載荷点に近い。 

(3) 最大耐力以降はそれぞれの境界条件において，z 軸回りの最大耐力が全塑性モーメントに対

して大きいものほど，載荷点に近い。 

以上の傾向は，Fig. 2.3.8 における uc(x)と x/L の関係にも見られる。さらに，Fig. 2.3.8 の最大耐

力後の形状は，最大耐力前よりも直線に近い。(1)の境界条件による差異は，φ(x)が x/L=0 でのそ

り拘束の有無，uc(x)が x/L=0 でのフランジの横曲げ拘束の有無によるもので，拘束がある場合の

拘束位置近傍の y 軸回りの回転が，拘束がない場合に比べて小さい結果と考えている。(2)の最大

耐力前後の差異は，圧縮フランジの載荷端近傍位置に，z軸回りと y軸回りの曲げモーメントによ

る塑性化が生じ，その付近の y軸回りの曲げ剛性が低下することにより，y軸回りの回転が弾性を

維持している部分よりも大きくなった結果と考えている。Fig. 2.3.8 において最大耐力後の方が最

大耐力前よりも形状が直線に近いのは，塑性化領域に変形が集中し，その他は弾性除荷された結

果と考えている。(3)の z軸回りの最大耐力が大きいものほど，載荷端に近い理由は，z軸回りの曲

げモーメントが全塑性モーメントに対して大きいものほど，z軸回りと y軸回りの曲げモーメント

による塑性化が載荷端側からより広い範囲で生じ，載荷端近傍の y 軸回りの回転が大きくなった

結果と考えている。 
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また，Fig. 2.3.6(a)，Fig. 2.3.7(a)及び Fig. 2.3.8(a)に示す通り，両端ピン支持の場合，捩れ回転角，

横曲げモーメント，横変位分布は相互に同様の形状であった。一方，載荷側固定－他端ピン支持

の場合は，Fig. 2.3.6(b)及び Fig. 2.3.8(b)に示す通り，捩れ回転角と横変位は x=0 において 0 である

のに対して，Fig. 2.3.7(b)に示す通り，横曲げモーメントはx=0において0ではなく，捩れ回転角，

横曲げモーメント，横変位分布は相互に同様の形状になっていない。しかし，載荷側固定－他端

ピン支持は，次の条件 1，2を設けることにより，捩れ回転角，横曲げモーメント，横変位分布が

相互に同様の形状と見なすことができる。 

・条件 1 

x 軸をスパン L に渡り単位長さ当たり角度 αで捩り，位置 x=Lを中心に y軸回りに角度 β だけ回

転させる。この座標系による換算値を Fig. 2.3.6(b), Fig. 2.3.8(b)に傾斜した破線により示している。

ここでは，梁長さ方向位置はスパンにより，捩れ回転角及び横変位は，それらの最大値により基

準化されているため，傾斜した破線の傾きは，α 及び β に L を乗じ，捩れ回転角及び横変位の最

大値により除した値となる。α 及び β は，Fig. 2.3.6(b), Fig. 2.3.8(b)の曲線上の x=0 の点から傾斜し

た破線に引く垂線の長さと，x=0 の点を除く曲線上の点から破線に引く垂線の長さの最大値が等

しくなるように設定することとし，具体的な算出法及びこれらの値は 2.3.2.3 で述べる。 

・条件 2 

載荷位置の境界条件を固定支持の場合でもピン支持として扱い，この位置に作用する曲げモー

メントは，Fig. 2.3.9 に示す通り，捩れ回転方向に αL，横方向に Lsinβ だけ偏心させる。位置 x=0

には，条件 1 により横変位 Lsinβ と捩れ回転角 αL，条件 2 により横曲げモーメントとそり捩りモ

ーメントが与えられる。 

位置 x=0 には，条件 1 により横変位 Lsinβ と捩れ回転角 αL，条件 2 により横曲げモーメントと

そり捩りモーメントが与えられる。 

  

αL 
β 

Lsinβ 

Fig. 2.3.9  Position and direction of Mz(0) 

z' z

y'
x' x

Mz(0)Mz'(0)

y
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2.3.2.3 弾性域の横変位と捩れ変形の予測方法 

梁の変形形状と強軸回りの曲げモーメントにより，梁に生ずる横曲げモーメントとそり捩り力

が算定できる。本論では，2.3.2.2 の検討より，以下の 5 つの仮定を設け，梁に生ずる横曲げモー

メント及びそり捩り力並びに横変位及び捩れ回転角の予測方法を導く。 

・仮定 1 

梁の変形形状に関する関数 f(x)を仮定する。f(x)を両端ピン支持の場合は正弦曲線とし，載荷側固

定－他端ピン支持の場合は余弦曲線とする。 

・仮定 2 

梁の捩れ回転角の最大振幅位置を x=k とし，φ(x)を φ(x)=φ(k)f(x)とする。 

・仮定 3 

仮定 2 と同様に，梁の横方向変位の最大振幅位置を x=k とし，uc(x)を uc(x)=uc(k)f(x)とする。 

・仮定 4 

上下フランジそれぞれの z方向変位の初期不整を，上フランジが ua0(k)f(x)，下フランジが ub0(k)f(x)

とする。これより，初期不整の捩れ回転角を φ0(x)とおくと，φ0(x)={ua0(k) - ub0(k)} /h･f(x)と表され

る。 

・仮定 5 

上下フランジそれぞれのスパンに対する z 方向変位 ua(x)/L，ub(x)/L により，上下フランジそれぞ

れの y 軸回りの曲げモーメント Myfa(x)，Myfb(x)を除した値を Ka(x)，Kb(x)とする。Ka(x)，Kb(x)は位

置 xにおける上下フランジの z方向の変位と y軸回りの曲げモーメントを関係づける変数であり，

後述の力と変形の関係式に用いられる。なお，後述の関係式においては，2.3.2.2 に示す通り，載

荷側固定－他端ピン支持の場合，捩れ回転角，横変位及びそれらの初期不整の座標系は α，β回転

し，載荷側の境界条件をピン支持とし，捩れ回転方向に αL，横方向に Lsinβ だけ偏心した曲げモ

ーメントが作用すると見なす。 

以上 5 つの仮定より，Mz(0)と φ(k)及び uc(k)と φ(k)の関係を求める。 

まず，上下フランジの y 軸回りの断面 2 次モーメントが等しいとすると，Ka(x)，Kb(x)は次式で表

される。 

Ka(x) = Myfa(x)
ua(x)/L =  - 1

2 EIy
f ''(x)
f(x)/L   ，  Kb(x) = Myfb(x)

ub(x)/L =  - 1
2 EIy

f ''(x)
f(x)/L  より， 

f(x) = sin
π
vL

x の場合， 

               Ka(x) = Kb(x) = 1
2 EIyL

π
vL

2
=K                                                                                                          (2.3.2.3.1) 

f(x)= - cos
π

wL
x の場合， 

                       Ka(x) = Kb(x) = 1
2 EIyL

π
wL

2
=K                                                                                                     (2.3.2.3.2) 

ここで，Iyを梁の y 軸回りの断面 2 次モーメント，f ''(x)をf (x)の 2 階導関数，v，wを座屈長さ係

数とする。f(x)を正弦又は余弦曲線と仮定したため，微分の性質により，Ka(x), Kb(x)はスパン方向
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位置で変化しない定数Kとなる。 

次に，強軸回りと弱軸回りの曲げに関する関係式は次式のように表せる。 

Mz(x)φ(x)=My(x)                                                                                                                                (2.3.2.3.3) 

これより， 

               φ(x)=

K
L uc(k)+ hφ(x)

2 -ua0(k) + uc(k)- hφ(k)
2 -ub0(k) f(x)

Mz(x)  

                               = K{2uc(k)-ua0(k)-ub0(k)}
LMz(x)  f(x)                                                                                                    (2.3.2.3.4) 

また，x=0から x=k の区間におけるそり捩り力Tx(x)は，上下フランジに生ずる z軸方向のせん断力

の差に，梁せいの半分を乗ずることにより得られ，次式のように表せる。 

                Tx(x)=-
h
2

d
dx

K
L

uc(k)+
hφ(k)

2 -ua0(k) -
K
L

uc(k)-
hφ(k)

2 -ub0(k) f(x) 
                                                                                                     =-

hK
2L

{hφ(k)-ua0(k)+ub0(k)}f '(x)               (2.3.2.3.5) 

ここで，f '(x)は梁の変形形状に関する関数 f(x)の導関数である。 
捩れに関する釣合方程式は，初期不整φ0(x)を考え，次式で表される。 

                      -Tx(x)+GJT
d
dx

φ(x)-φ0(x) =Mz(x)
duc(x)

dx
                                                                                 (2.3.2.3.6) 

ここで，Gはせん断弾性係数，JTはサンブナン捩り定数である。 

一端曲げであるので，Mz(x)=Mz(0) (L-x) L⁄ とし，式(2.3.2.3.4)及び(2.3.2.3.5)を(2.3.2.3.6)に代入し，

x=0 から x=k まで x について積分すると， 

          uc(k)=
hK
2L

hK(2uc(k)-ua0(k)-ub0(k))
Mz(k) -ua0(k)+ub0(k)  

                                        + GJTK
LMz(k)

{2uc(k)-ua0(k)-ub0(k)}-GJT
ua0(k)-ub0(k)

h
∙

L
Mz(0)

f '(x)(L-x)
k

0
dx           (2.3.2.3.7) 

uc(k)について整理すると， 

          uc(k) =− K
Mz(0)2

C1
2 -2K

Kh2

2L
+GJT

-1

 

∙ h
2 +

LGJT

Kh
(L− k)

L
{ua0(k)-ub0(k)}Mz(0)+

Kh2

2L
+GJT {ua0(k)+ub0(k)}  

                                                                                                                                                                        (2.3.2.3.8) 

ただし，C1は次式である。 

       C1=
L

L-k
L(L-x) f '(x)k

0
dx                                                                                                               (2.3.2.3.9) 

ここで，初期不整ua0(k),ub0(k)が 0の場合に，uc(k)が 0にならないMz(0)は，弾性座屈荷重Mze(0)であ

る。Mze(0)は，式(2.3.2.3.8)の分母が 0 になる条件より，式(2.3.2.3.10)の通りに表される。 
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                    Mze(0)=C1 2GJT
K
L

+ h
K
L

2
                                                                                                    (2.3.2.3.10) 

両端ピン支持の場合，式(2.3.2.3.1)を式(2.3.2.3.10)に，載荷側固定－他端ピン支持の場合は,式
(2.3.2.3.2)を式(2.3.2.3.10)に代入することにより，Mze(0)が次式のように表される。 
両端ピン支持の場合 

   Mze(0)=C1 EIy
π
vL

2
ECw

π
vL

2
+GJT                                                                                    (2.3.2.3.11) 

載荷側固定－他端ピン支持の場合 

         Mze(0)=C1 EIy
π

wL
2

ECw
π

wL
2

+GJT                                                                                 (2.3.2.3.12) 

式(2.3.2.3.8)より，Mz(0)=0の時，uc(k)は次式の通り初期不整となることが確認できる。 

          uc(k) =
ua0(k)+ub0(k)

2
                                                                                                                 (2.3.2.3.13) 

また，Mz(0)=Mze(0)の時，uc(k)は無限大となる。 

                uc(k) =∞                                                                                                                                      (2.3.2.3.14) 

uc(k)を式(2.3.2.3.4)に代入することによりφ(k)が得られる。さらに，uc(k)及びφ(k)より上下フラ

ンジの横変位ua(k),ub(k)は，次式により求まることから， 
      ua(k)=uc(k)+

h
2 φ(k)                                                                                                                    (2.3.2.3.15) 

     ub(k)= uc(k) - h
2 φ(k)                                                                                                                   (2.3.2.3.16) 

両端ピン支持の場合は，これにK/Lを乗ずると，上下フランジに生ずる y 軸回りの曲げモーメン

トが求まる。 

   Myfa(k)=
K
L

ua(x)= 
K
L

uc(k)+
h
2 φ(k)                                                                                            (2.3.2.3.17) 

   Myfb(k)=
K
L

ub(x)= 
K
L

uc(k)-
h
2 φ(k)                                                                                             (2.3.2.3.18) 

載荷側固定－他端ピン支持の場合は，仮定 5 の通り，式(2.3.2.3.8)による横変位及びそれを式

(2.3.2.3.4)に代入して得られる捩れ回転角の座標系は，2.3.2.2 の条件により，元の座標系に対して

β及び αだけ回転している。この座標系の横変位と捩れ回転角をuc(k)', φ(k)'とし，元の座標系の横

変位uc(k)と捩れ回転角φ(k)を表現すれば，uc(k), φ(k)は次式となる。 

         φ(k)=(L− k)sinα+φ(k)'cosα                                                                                                        (2.3.2.3.19) 

    uc(k)=(L− k)sinβ+uc(k)'cosβ                                                                                                       (2.3.2.3.20)     
α及びβは十分小さい値と考えられるため，以下の近似が成り立つ。 
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    sinα=
φ(k)'

L
                   (2.3.2.3.21)，                                                        sinβ=

uc(k)'

L
                (2.3.2.3.22) 

              cosα=1                          (2.3.2.3.23)，                                                         cosβ=1                        (2.3.2.3.24) 

これらを，式(2.3.2.3.19), (2.3.2.3.20)に代入すると次式となる。 

     φ(k)=
2L− k

L
φ(k)'     (2.3.2.3.25) ,                                                 uc(k)=

2L− k
L

uc(k)'         (2.3.2.3.26) 

本論では，k を，2.3.2.2 により考察した最大耐力前の最大振幅位置とする。また，座屈長さ係

数は，文献 2.10)を参考に Fig. 2.3.10 に示す 2.3.2.2 の FEM 解析による圧縮フランジの y 軸回りの

曲げモーメントが 0 となる位置の相互の距離とする。この距離は，Fig. 2.3.10 に示す通り境界条件

ごとに同程度であった。C1 は，式(2.3.2.3.9)より求める。以上より，両端ピン支持の場合，

k=0.425L，v=0.85，C1=1.45，載荷側固定－他端ピン支持の場合，k=0.5L，w=0.6，C1=1.89 となる。 

Fig. 2.3.11 に，No. 1-s 及び No. 2-f の上下フランジにおける横曲げモーメントと横変位の関係に

ついて，FEM 解析結果と，式(2.3.2.3.1), (2.3.2.3.2)のフランジの横曲げ剛性による予測結果を示す。

なお，Fig. 2.3.11(a),(b)共に，2.3.2.2 の条件 1 による座標系の回転を与える前の座標系で表してい

る。Fig. 2.3.11より，式(2.3.2.3.1), (2.3.2.3.2)による横曲げ剛性は，FEM解析結果の初期剛性を精度

良く予測できているが，横曲げモーメントの上昇に伴い，FEM 解析結果の横曲げ剛性は，式

(2.3.2.3.1), (2.3.2.3.2)よりも低い値となる。これは，横曲げモーメントと強軸回りの曲げモーメン

トにより，フランジが塑性化した結果と考えている。 

また，Fig. 12 に，梁の強軸回りの曲げモーメントと捩れ回転角の関係及びウェブ心位置の横変

位と捩れ回転角の関係について，2.3.2.2 の FEM 解析結果と，式(2.3.2.3.4), (2.3.2.3.8)による予測結

果を示す。なお，Fig. 2.3.11(a),(b)共に，2.3.2.2 の条件 1 による座標系の回転を与える前の座標系

で表している。また，Fig. 2.3.12 には，FEM 解析における最も低次のモードの固有値を同時に示

している。Fig. 2.3.12 より予測結果の Mz(0)は，φ(k)が増大するにつれ，固有値に漸近することが

わかる。一方，FEM 解析結果を見ると，Mz(0)は固有値に漸近する途中で低下する。これは，前

述した Fig. 2.3.11 におけるフランジの横曲げ剛性の低下が影響した結果と考えている。Fig. 2.3.12

に示す通り，提案方法は，FEM解析のMz(0)が低下するまでは，φ(k)と uc(k)を精度良く予測出来て

いる。 
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Fig. 2.3.10  Myfa(x) of FEM analysis results 

Fig. 2.3.12  Mz(0) -(φ(k)－φ0(k)) and (uc(k)- u0(k))－(φ(k)- φ0(k)) 
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Fig. 2.3.11 Myfa(k)－(ua(k)- ua0(k)) and Myfb(k)－(ub(k)- ub0(k)) 
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2.3.2.4 弾塑性域の横変位と捩れの予測方法の導出 

本論では，2.3.2.2 の Fig. 2.3.6 及び 8 の考察より，塑性変形は両端ピン支持の場合 x=k に，載荷

側固定－他端ピン支持の場合 x=0 及び x=k に集中すると仮定し，この位置の K 及び GJT が変化す

ると扱う。x=k における上下フランジの横曲げ剛性が Fig. 2.3.13 の通り段階的に低下し，捩れ剛性

も同様に低下すると仮定し，低下後の剛性を式(2.3.2.3.4) ,(2.3.2.3.8)における K 及び GJT に代入し

た式(2.3.2.4.1) ,(2.3.2.4.2)により，弾塑性域の横変位uci+1(k)及び捩れ変形φi+1(k)が得られるとする。

ここで，Fig. 2.3.13 の縦軸は上下フランジそれぞれの横曲げモーメント，横軸は式(2.3.2.4.1)及び

(2.3.2.4.2)によるuc(k)及びφ(k)を式(2.3.2.3.15)及び(2.3.2.3.16)に代入することにより得られる上下フ

ランジそれぞれの横変位を示す。また，段階的に低下する横曲げ剛性の順番を i とし，上下フラ

ンジの内，少なくとも一方のフランジの横曲げ剛性が低下する時，上下フランジ両方の横曲げ剛

性の順番 i を 1 つ大きくする。なお，同じ順番において，圧縮側である上フランジは引張側であ

る下フランジに比べて横曲げモーメントが大きい。上フランジは下フランジよりも小さい順番で

塑性化すると考えられるため，Fig. 2.3.13(a)は i=1,2 で折れ曲がり，Fig. 2.3.13 (b)は i＞2 で折れ曲

がる図としている。 

 

  

(a) upper flange (b) bottom flange 

Fig. 2.3.13 Stiffness under plastic condition 
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i 番目の上下フランジそれぞれの横曲げ剛性をKai/ , Kbi/ とし，それら i 番目の横曲げ剛性の開

始時点における上下フランジそれぞれの横曲げモーメントをMyfai, Myfbi，横変位をuai, ubiとする。 

uci+1(k) = 2Mzi+1(0)L
C1

2(L-k)
-

h
L

(Kai-Kbi) {2(L-k)Mzi+1(0)-h(Kai-Kbi)}-(Kai+Kbi)
h2

L
(Kai+Kbi)+4GJTi

-1

     
                   h Mwi-

1
L

(Kaiuai-Kbiubi) {2(L-k)Mzi+1(0)-h(Kai-Kbi)}+L Mli-
1
L

(Kaiuai+Kbiubi)  

                   h2

L
(Kai+Kbi)+4GJTi +2Ts{2(L-k)Mzi+1(0)-h(Kai-Kbi)}              (2.3.2.4.1) 

  
φi+1(k)=

Mli-
1
L (Kaiuai+Kbiubi) +uci+1(k)(Kai+Kbi)

(L-k)Mzi+1(0)- h
2 (Kai-Kbi)

                                                                (2.3.2.4.2) 

ただし， 
     Mwi=[Ka0(ua1-ua0)+Ka1(ua2-ua1)+…+Kai-1(uai-uai-1) 

-{Kb0(ub1-ub0)+Kb1(ub2-ub1)+…+Kbi-1(ubi-ubi-1)}]
1
L

        (2.3.2.4.3) 
     Mli=[Ka0(ua1-ua0)+Ka1(ua2-ua1)+…+Kai-1(uai-uai-1) 

+{Kb0(ub1-ub0)+Kb1(ub2-ub1)+…+Kbi-1(ubi-ubi-1)}]
1
L

        (2.3.2.4.4) 

Tsi=GJT0(φ1-φ0)+GJT1(φ2-φ1)+…+GJTi-1(φi-φi-1)-GJTiφi                                                            (2.3.2.4.5) 

      Ka0, Kb0：式(2.3.2.3.1)及び式(2.3.2.3.2)のKa及びKb 
           GJT0：式(2.3.2.3.6)のGJT 
なお，Mwi，Mliは，i 番目の横曲げ剛性の開始時点において，位置 x=k に生ずるそり捩りモーメ

ントと横曲げモーメントである。 

横変位及び捩れ回転角の予測方法は，強軸回りの曲げモーメントを徐々に増加させ，増加の度

に式(2.3.2.4.1),(2.3.2.4.2)によりウェブ心位置の横変位及び捩れ回転角を求め，これらからフラン

ジに生ずる横曲げモーメントを求める。そして，強軸回りの曲げモーメントと横曲げモーメント

の大きさに応じた横曲げ及びサンブナン捩れ剛性を求め，これら剛性を次の強軸回りの曲げモー

メント増加時の横曲げ及びサンブナン捩れ剛性として式(2.3.2.4.1),(2.3.2.4.2)により横変位及び捩

れ回転角を求める。強軸回りの曲げモーメントが，式(2.3.2.4.1)の分母が 0 となる強軸回りの曲げ

モーメントを超える場合，強軸回りの曲げモーメントを徐々に低下させ，横変位，捩れ回転角，

応力及び応力状態に応じた横曲げ及びサンブナン捩れ剛性を求め，これら剛性を次の強軸回りの

曲げモーメント低下時の横曲げ及びサンブナン捩れ剛性として式(2.3.2.4.1),(2.3.2.4.2)により横変

位及び捩れ回転角を求める。 

以上の予測方法には，塑性化後の最大振幅位置 k，横曲げ剛性Kai , Kbi及びサンブナン捩れ剛性

GJTiの値が必要となる。本論では，これらを次の通り定める。なお，C1，Ka0及びKb0は前述の弾

性時の値とする。 
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2.3.2.4.1 最大振幅位置 k 

最大振幅位置 k は，両端ピン支持の場合は k=0.3L，載荷側固定－他端ピン支持の場合は

k=0.375L とする。これらの数値を得た理由は，以下の通りである。 

2.3.2.2 で述べた通り，最大振幅位置 k の値は最大耐力前後で変化する。さらに，最大耐力以降

は，最大耐力が Mzp に対して大きいものほど，k の値は載荷点に近い傾向があった。k の値に誤差

がある場合，最大振幅位置の変形や捩れ応力を若干小さく予測する可能性がある。しかし，k を

最大耐力の関数と仮定する場合，最大耐力を予測する際に，k の値を仮定して最大耐力を計算し，

その k の値と最大耐力が，あらかじめ定めた k と最大耐力の関係と整合する必要があり，整合し

ない場合は，整合するまで最大耐力を再計算する必要がある。そこで，本論では k の値を，

2.3.2.2 で述べた様々な梁の最大耐力前後の平均的な値とし，境界条件ごとに 1 つの値とする。な

お，k の値の誤差が荷重変形関係に与える影響は，2.3.3 項で述べる補正係数 ζ により考慮する。 

2.3.2.4.2 横曲げ剛性Kai及びKbi 

横座屈する H 形鋼梁には，強軸回りの曲げモーメントと横曲げモーメントが同時に作用する。

フランジの厚さを無視すれば，フランジには軸力と横曲げモーメントが同時に作用し，それらの

複合応力により，フランジ断面に塑性化が生じる。上フランジについて，Fig. 2.3.14に示す通り，

フランジの x=k の位置に塑性ヒンジがあり，塑性化後のフランジの横曲げ変形は，弾性変形 uea(k)

と塑性ヒンジの回転による変形upa(k)の合計とする。そして，塑性化後の横曲げ剛性は，弾性剛性

と塑性ヒンジの横曲げ剛性を直列に合成した値とする。 
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Fig. 2.3.14 Lateral deformation model 
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Fig. 2.3.14 の位置 x=k における上フランジに発生する横曲げモーメントMyfa(k)を uea(k)/L により

除した値を弾性剛性と呼び，ψEIyaとする。ψはスパンL及びMyfa(x)の形状により定まる係数とし，

Iyaは上フランジの断面 2 次モーメントとする。また，Myfa(k)を upa(k)/L により除した値を塑性ヒン

ジの横曲げ剛性と呼び，ωEpaIyaとする。ωはスパンL，Myfa(x)の形状及び塑性化領域の大きさと位

置により定まる係数とする。Epaは塑性ヒンジ部の縦弾性係数とする。弾性剛性ψEIyaと塑性ヒン

ジの横曲げ剛性ωEpaIyaを直列合成した値を，弾性剛性ψEIyaにより除した値をSとすると，剛性に

関して次の等式が成立する。 

1
SψEIya

= 1
ψEIya

+ 1
ω aIya

                                                                                                                   (2.3.2.4.6) 

これより， は次式となる。 

      S=

ω
ψ Epa

E+ ω
ψ Epa

                                                                                                                                            (2.3.2.4.7) 

塑性化後の横曲げ剛性は，弾性剛性にSを乗ずることにより得られる。Sを求めるためには，Epa

及びω/ψの値を定める必要がある。 
まず，Epaの値をフランジの応力状態から定める。フランジに働く圧縮力が比較的大きい場合は，

フランジの横曲げ変形の増加に伴い，横曲げ変形を受ける断面の引張側は弾性除荷され，圧縮側

は圧縮方向の塑性ひずみが増加する。この場合の横曲げ剛性は，文献 2.11)より，式(2.3.2.4.8)によ

る相当弾性係数Erと断面 2 次モーメントの積となる。一方，横曲げモーメントが比較的大きい場

合は，梁の横曲げ変形により，引張側は引張方向の塑性ひずみが増加し，圧縮側でも圧縮方向に

塑性ひずみが増加する。この場合の横曲げ剛性は，接線弾性係数Etと断面 2 次モーメントの積と

なる。これより，強軸回りの曲げモーメントが強軸回りの全塑性耐力に達する場合又は強軸回り

の曲げモーメントと横曲げモーメントの組み合わせにより全塑性状態となる場合はEpaをErとし，

横曲げモーメントが横曲げの全塑性耐力に達する場合はEpaをEtとする。 

      Er=
4EEt

√E + Et
2                                                                           (2.3.2.4.8) 

ψは式(2.3.2.3.1)及び式(2.3.2.3.2)のEIyを除く部分であり，L に反比例する。ωは塑性化後の横曲

げモーメント分布を仮定し考察する。まず，塑性化後の横曲げモーメント及び横変位分布g(x)を

次式とする。 

両端ピン支持の場合 

       g(x)=sin
π
2k

x                                                                                                                                            (2.3.2.4.9) 

載荷側固定－他端ピン支持の場合 

       g(x)=cos π
k

x                                                                                                                                          (2.3.2.4.10) 

これより，両端ピン支持の場合の上フランジにおける塑性化した断面の曲率は，式(2.3.2.4.11)

となる。 
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φya(x)=
Myfa(k)
Myfpa

sin
π
2k

x+
Mz(0)
Mzp

L-x
L

2

-1 ･
Myfpa

EpaIya
                                                                      (2.3.2.4.11) 

Fig. 2.3.15に示す通り，スパン方向における塑性化領域は，両端ピン支持の場合，最大振幅位置

にあり，その載荷側の端部の位置を x=p とする。載荷側固定－他端ピン支持の場合は，x=0 から

x=q までの範囲及び最大振幅位置に存在し，この最大振幅位置の塑性化領域の載荷側端部の位置

を x=p とする。位置 x=k における塑性変形量をupa(k)として，その値は仮想仕事法により両端ピン

支持の場合，式(2.3.2.4.12)で表される。 

 

upa(k) =  Myfa(k)
Myfpa

sin
π
2k

x+
Mz(0)
Mzp
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                                  (2.3.2.4.12)
ωは，式(2.3.2.4.12)によるupa(k)の逆数にMyfa(k)を乗じたものからLEpaIyaを除いた式で表され，

k/L, p/L, p/kはLの大きさにより変化しない値であるため，ωもψ同様に L に反比例する。ただし，

最大耐力が大きい場合は，強軸回りの曲げモーメントにより，最大振幅位置に加えて，載荷端近

傍にも塑性化領域がある。この場合も，最大振幅位置のみに塑性化領域がある場合と同様の考え

方により，ωは L に反比例する。以上より，式(2.3.2.4.7)におけるω/ψは，スパンLの大きさによら

ない係数となる。載荷側固定－他端ピン支持の場合も，両端ピン支持と同じ考え方により，ω/ψ

はスパンLの大きさによらない係数となる。 

次に，ωの大きさは，塑性化領域の大きさにより変化し，塑性化領域の大きさは梁スパン方向

におけるフランジに働く軸力と横曲げモーメントの大きさにより変化する。そのため，ω/ψもフ

ランジに働く軸力と横曲げモーメントの大きさにより変化する。そこで，両端ピン支持の場合は，

最大振幅位置 x=kにおける塑性化が横曲げ剛性に大きく影響を与えると考え，x=kにおける強軸回

りと横曲げモーメントにより塑性化する場合のω/ψの値をpmn，x=k における横曲げモーメントに

(a)  simple – simple support (b)  fix – simple support 

Fig. 2.3.15 Plastic area 
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より塑性化する場合のω/ψの値をpmとする。また，最大耐力が大きい場合は，載荷位置 x=0 にお

ける塑性化が横曲げ剛性に影響を与えると考え，x=0 における強軸回りの曲げモーメントにより

塑性化する場合のω/ψの値をpnとし，解析結果と整合するようにpn，pmn及びpmの値を定める。載

荷側固定－他端ピン支持の場合は，x=0及び x=kの塑性化が横曲げ剛性に大きく影響を与え，特に

x=0が x=k よりも先に塑性化することを考え，載荷位置 x=0 における曲げモーメントに対してpn，

pmnを定め，pmのみ載荷位置 x=k の曲げモーメントに対して定める。具体的には，x=0 及び x=k の

応力を式(2.3.2.4.13)から式(2.3.2.4.18)に示すoa，ob，pa，pb，qa，qbとし，oaとpna，obとpnb，paと

pmna，pbと p
mnb

，qaとpma，qbとpmbの関係を解析結果と整合するように定める。なお，添え字 a は

上フランジを表し，b は下フランジを表す。 

oaとpna，obとpnbの関係は，x=0 における強軸回りの曲げモーメントが大きく，横曲げモーメン

トが小さいと考えられる No. 5-s より定める。Fig. 2.3.16(a)に No. 5-s の上下フランジの x=k におけ

る横曲げモーメントと横変位の関係及びoa，ob=1.0の時点を示す。Fig. 2.3.16(a)に示す通り，No. 

5-s は，oa，ob=1.0の時点から勾配が小さくなり，横曲げ剛性が低下する。そこで，oa，ob=1.0を
剛性低下開始点とし，この低下後の勾配に整合するようにpna及びpnbを定める。qaとpma，qbとpmb

の関係は，x=k の強軸回りの曲げモーメントが小さく，横曲げモーメントが大きいと考えられる

No. 2-s より定める。Fig. 2.3.16(b)に No. 2-s の上下フランジの x=k における横変位と横曲げモーメ

ントの関係及びpa=1.0の時点を示す。pa≧1.0における勾配に整合するようにpmaを定め，pmbはpma

と同じ値とした。oaとpna，obとpnbの関係を Table2.3.3，paとpmna，pbと p
mnb

の関係を Table2.3.4，

qaとpma，qbとpmbの関係を Table2.3.5 に示す。 
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Fig. 2.3.16  Lateral moment and displacement relationship 
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Table2.3.3 Value of pna , pnb 
 oa ，ob 

0~1.0 1.0~ 

Simple - Simple ∞ 10.9 
Fix - Simple ∞ ∞ 

Table2.3.4 Value of pmna, pmnb 
 pa，pb 

0~0.6 ~0.8 ~1.0 ~1.1 ~1.2 ~1.4 ~1.6 ~1.9 1.9~ 
Simple - Simple ∞ 65.1 24.4 7.66 4.07 1.81 

Fix - Simple ∞ 65.1 24.4 13.3 8.8 3.6 1.4 

Table2.3.5 Value of pma , pmb 

 
qa，qb 

0~1.0 1.0~ 

Simple - Simple ∞ 2.63 
Fix - Simple ∞ 2.63 
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両端ピン支持の場合 

oa = ob = |Mz(0)|
Mzp

                                                                                                                               (2.3.2.4.13) 
pa = Myfa(k)

Myfpa
+

Mz(k)
Mzp

2   (2.3.2.4.14.a)                                   pb = Myfb(k)
Myfpb

+
Mz(k)
Mzp

2   (2.3.2.4.14.b) 
qa = Myfa(k)

Myfpa
                      (2.3.2.4.15.a)                                    qb = Myfb(k)

Myfpb
                      (2.3.2.4.15.b) 

載荷側固定－他端ピン支持の場合 

oa = ob = |Mz(0)|
Mzp

                                                                                                                              (2.3.2.4.16) 
pa = Myfa(0)

Myfpa
+

Mz(0)
Mzp

2   (2.3.2.4.17.a)                                 pb = Myfb(0)
Myfpb

+
Mz(0)
Mzp

2   (2.3.2.4.17.b) 
qa = Myfa(k)

Myfpa
                       (2.3.2.4.18.a)                                  qa = Myfb(k)

Myfpb
                      (2.3.2.4.18.b) 

Myfa(k),Myfb(k)：x=k における上下フランジそれぞれの横曲げモーメント 
Myfa(0),Myfb(0)：x=0 における上下フランジそれぞれの横曲げモーメ 

Myfpa，Myfpb：上下フランジそれぞれの横曲げの全塑性モーメント 
Mz(k)：位置 x=k における強軸回りの曲げモーメント 
Mz(0)：位置 x=0 における強軸回りの曲げモーメント 

式(2.3.2.4.7)のω/ψに，上フランジの場合はpna，pmna，pma，下フランジの場合はpnb，pmnb，pmb

を代入する。そして，式(2.3.2.4.7)のω/ψにpna，pmna，pnb，pmnbを代入した場合のEpaにはErを代入

し，pma，pmbを代入した場合のEpaにはEtを代入する。これらの値をそれぞれra，sa，ta，rb，sb，
tbとし，それぞれ式(2.3.2.4.19)から式(2.3.2.4.24)となる。 

ra=
pnaEr

E+pnaEr
    (2.3.2.4.19)                 sa=

pmnaEr

E+pnmaEr
    (2.3.2.4.20)                 ta=

pmaEt

E+pmaEt
     (2.3.2.4.21) 

rb=
pnbEr

E+pnbEr
    (2.3.2.4.22)                 sb=

pmnbEr

E+pmnbEr
    (2.3.2.4.23)                 tb=

pmbEt

E+pmbEt
     (2.3.2.4.24) 

上下それぞれのフランジの横曲げ剛性Kai及びKbiは，それぞれのr，s，tの最小値とし，式

(2.3.2.4.25)及び(2.3.2.4.26)とする。 
Kai = min(ra, sa, ta)×Ka0                                                                                                                  (2.3.2.4.25) 
Kbi = min(rb, sb, tb)×Kb0                                                                                                                  (2.3.2.4.26) 

なお，Ka0，Kb0は，上下フランジそれぞれの弾性時の横曲げ剛性で，両端ピン支持の場合は式

(2.3.2.3.1)，載荷側固定－他端ピン支持の場合は式(2.3.2.3.2)による。 

式(2.3.2.4.13)から(2.3.2.4.26)により横曲げ剛性を設定することの妥当性を確認することを目的に，

上下フランジそれぞれに生ずる横曲げモーメントと横変位の関係について，FEM 解析結果と

2.3.2.3 による弾性剛性及び式(2.3.2.4.13)から(2.3.2.4.26)による塑性化後の横曲げ剛性から算出した

結果を比較する。具体的には，式(2.3.2.4.13)から(2.3.2.4.18)のMyfa(k)，Myfa(0)及びこれらの添え字

aを bとした下フランジの横曲げモーメント並びにMz(k)，Mz(0)に，FEM解析の曲げモーメントを
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代入することにより，横曲げ剛性を算出する。そして，その横曲げ剛性により前述のMyfa(k)及び

Myfb(k)を除しさらにスパンで除すことで，上下フランジそれぞれの横変位を求め，これらと FEM

解析の横変位を比較する。 

Fig. 2.3.17 に，両端ピン支持の場合は位置 x=k における横曲げモーメントと横変位の関係，載荷

側固定－他端ピン支持の場合は x=0 における横曲げモーメントと x=k における横変位の関係につ

いて，FEM 解析結果と前述の方法による算出結果を示す。Fig. 2.3.17 より，No. 1-s， No. 2-s 及び

No. 5-s においては，FEM 解析結果と算出結果が整合している。No. 5-s の下フランジは，強軸回

りの曲げモーメントの上昇により一旦は塑性化し剛性が低下するものの，横座屈により強軸回り

の曲げモーメントが低下するに従い弾性に戻るため，横変位が大きくなるほど剛性が大きくなっ

ており，本算出方法はその現象も捉えている。一方，No. 1-fは FEM解析よりも算出結果の方が横

変位は大きく，横曲げ剛性が低い。しかし，横曲げ剛性を低く設定することは，強軸回りの曲げ

耐力を低く算定することになるため，安全側の設定である。 
  

(b) No. 1-f (a) No. 1-s, 2-s, 5-s 
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Fig. 2.3.17  Lateral moment and displacement relationship 
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以上より，式(2.3.2.4.13)から(2.3.2.4.26)により，横曲げ剛性Kai及びKbiを設定することは妥当で

あると考える。 
なお，No.5-f を除き，FEM 解析における最大耐力時のフランジの相当塑性ひずみの最大値は，

2.18%未満となった。一方，Fig. 2.3.2 の真応力－対数ひずみ関係の直線の傾きは，塑性ひずみ

0.104%未満で 0.023E，塑性ひずみ 0.104%以上 2.18%未満で 0.017Eであることを 2.3.2.2で述べた。

そこで，Table 2.3.3，2.3.4及び 5のpn，pmn及びpmを定める際のEtの値は，0.023Eと 0.17Eの平均値

0.02E とした。荷重変形関係を予測する際の式(2.3.2.4.8)，(2.3.2.4.21)及び(2.3.2.4.24)におけるEtは，

実際の梁フランジの真応力－対数ひずみ関係の塑性ひずみ 2.18%における接線係数とする。 

また，Fig. 2.3.18に No. 5-fの上フランジ（圧縮フランジ）の x=0から 25mmの要素及び x=100か

ら 125 mm の要素の，最大耐力時における相当塑性ひずみの値を示す。ここで，各要素の相当塑

性ひずみの値は，各要素の積分点における値の平均値としている。Fig. 2.3.18 に示す通り，No.5-f

においては，最大耐力時のフランジの相当塑性ひずみの最大値は 4%程度で，他の解析モデルよ

りもかなり大きかった。これは，No.5-f の最大耐力が全塑性耐力に対してかなり大きく，強軸回

りの曲げモーメントによりフランジの塑性化が進んだ結果と考えている。このため，No.5-f のよ

うに最大耐力が全塑性耐力に対してかなり大きい場合，より大きな塑性ひずみにおける接線係数

をEtとして，pn，pmn及びpmを定め，荷重変形関係を予測する際は実際の梁フランジの真応力－対

数ひずみ関係の当該塑性ひずみにおける接線係数を用いた方が，予測精度が高い可能性がある。 

しかし，最大耐力の大きさによりEtの値を求めることとする場合，あらかじめ定めた最大耐力

とEtの関係に整合するまで最大耐力を再計算することが必要となるため，No.5-f においてもEtは

0.02E としてpn，pmn及びpmを定めた。さらに，荷重変形関係を予測する際の式(2.3.2.4.8)，
(2.3.2.4.21)及び(2.3.2.4.24)におけるEtは，実際の梁フランジの真応力－対数ひずみ関係の塑性ひず

み 2.18%における接線係数とする。 

 
 
 

Fig. 2.3.18  Equivalent plastic strain of upper flange of No. 5-f at maximum strength 
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2.3.2.4.3 サンブナン捩れ剛性 GJTi 

本 FEM 解析における弾塑性構成式は，Prandtl-Reuss の式であり，ひずみ増分は弾性ひずみ増分

と塑性ひずみ増分の和となる。垂直応力及びせん断応力の増分による垂直方向の塑性ひずみ増分

及び塑性せん断ひずみ増分の大きさは，応力増分後の Mises 応力，応力増分前後の相当塑性ひず

み，垂直応力増分とせん断応力増分の大きさにより定まる。この式の中の塑性構成式では，ポア

ソン比は体積一定の条件より 0.5 である。 

垂直応力に対するせん断応力の比の値が一定で，それぞれの応力が同時に増加すると仮定した

場合，垂直方向の塑性ひずみ増分は，Fig. 2.3.2 の塑性ひずみ増分に対する応力増分の比により，

垂直応力増分を除すことで得られる。つまり，垂直応力増分により，垂直方向の弾性ひずみ増分

よりも大きな垂直方向の塑性ひずみ増分が発生する。また，塑性せん断ひずみ増分は，ポアソン

比を 0.5 とし，縦弾性係数を Fig. 2.3.2 の塑性ひずみ増分に対する応力増分の比として計算される

せん断弾性係数により，せん断応力増分を除すことで得られる。つまり，せん断応力増分により，

弾性せん断ひずみ増分よりも大きな塑性せん断ひずみ増分が発生する。さらに，上述の塑性せん

断ひずみ増分の値は，上述の算定方法において仮にポアソン比を 0.3 とした場合の算定結果より

も 15%程度大きい。これらから，垂直応力増分を垂直方向のひずみ増分により除した係数及びせ

ん断応力増分をせん断ひずみ増分により除した係数は，ともに塑性化により低下し，低下前の係

数に対する低下後の係数の比の値は、垂直に関する値よりも，せん断に関する値が若干小さい。 

以上より，サンブナン捩れ剛性は，横曲げ剛性同様，塑性化により低下すると考える。 

Fig. 2.3.19 に FEM 解析により得られた荷重と x=k における捩れ回転角の関係及び x=k における

横変位と捩れ回転角の関係を示す。Fig. 2.3.19に示す通り，横変位と捩れ回転角はほぼ比例関係と

なった。2.3.2.4.2 で述べた通り，横曲げ剛性は塑性化により低下しているにも関わらず，横変位

と捩れ回転角が比例関係であることから，捩れ剛性も塑性化により低下しており，その低下率は，

横曲げ剛性の低下率とほぼ同じと考える。しかし，Fig. 2.3.19 を詳しく見れば，最大耐力がMzp以
下の No. 1-s 及び No. 2-s では，最大耐力以降の横変位と捩れ回転角の関係は，横変位が増大する

につれて，初期剛性から離れ，横変位の増加量に対する捩れ回転角の増加量が小さくなる。そし

て，No. 1-s よりもフランジの断面積に対するウェブの断面積が大きい No. 2-s の方が，この傾向が

強い。これより，最大耐力がMzp以下となる場合，ウェブは塑性化せず，ウェブ部分の捩れ剛性

は低下しないと考え，ウェブの捩れ剛性は低下させず，横曲げ剛性の低下率を，上下フランジ部

分の捩れ剛性にのみ乗ずることとする。一方，最大耐力がMzpを超える No. 5-s 及び No. 5-f では，

最大耐力以降も横変位と捩れ回転角の関係が初期剛性のままとなった。これより，強軸回りの曲

げモーメントにより，フランジとウェブの両方が塑性化し，捩れ剛性が低下していると考える。

そこで，最大耐力がMzpを超える場合，横曲げ剛性の低下率を，H形鋼梁の捩れ剛性に乗ずること

とする。 
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塑性化後のサンブナン捩れ剛性 GJTiは次式とする。 

最大耐力がMzp以下の場合 
     GJTi=γiGJTf0 + GJTw0                                                                                                                             (2.3.2.4.27) 

最大耐力がMzpを超える場合 
     GJTi=γiGJT0                                                                                                                                              (2.3.2.4.28) 

     γi=
Kai+Kbi

Ka0+Kb0
                                                                                                                                   (2.3.2.4.29) 

GJTf0:塑性化前の上下フランジのサンブナン捩れ剛性 

GJTw0:塑性化前のウェブのサンブナン捩れ剛性 
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2.3.2.4.4 Mz(0)-φ(k)関係及び uc(k)-φ(k)関係 

2.3.2.4.1 から 2.3.2.4.3 により定めた k，Kai，Kbi，GJTiを，式(2.3.2.4.1), (2.3.2.4.2)に代入し得られ

た Mz(0)-φ(k)関係及び uc(k)-φ(k)関係を Fig. 2.3.20 に示す。Fig. 2.3.20 には FEM 解析結果も示してい

る。Fig. 2.3.20 より，提案方法は，いずれの梁に対しても，FEM 解析を精度良く予測できている。 
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Fig. 2.3.20  Mz(0)-φ(k) and uc(k)- φ(k)  
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2.3.3 強軸回りの荷重変形関係の予測 

2.3.2 項に述べた通り，横座屈した梁の上下フランジには横変位が生ずる。横変位の大きさに限

らず，梁の上下フランジの軸方向長さは変化しないとすれば，横変位が大きくなるほど，フラン

ジの両端部を結ぶ線分は短くなる。特に当該線分は，横変位が小さい引張フランジよりも，横変

位が大きい圧縮フランジが短くなる。この上下フランジの当該線分の長さの差により，x=0 にお

いて強軸回りの回転角が生まれると考え，当該回転角をθz_buckle(0)とする。本論では，横座屈した

梁の上下フランジの横方向の変形は Fig. 2.3.21 に示す通り直線とする。梁フランジの材軸方向長

さは，横方向の変形の大きさによらず一定とし，x=k より左側の斜めの線分の長さは k，右側の線

分の長さは L-k とする。x=0 における上下フランジの x 方向の変位差は，横変位ua(k)，ub(k)，k，
L-kに関する 3 平方の定理より求められる。ただし，横変位を完全な直線と扱ったこと及び

2.3.2.4.1において最大振幅位置 kを最大耐力によらず境界条件ごとに 1つの値としたことによる影

響を考慮するために，Fig. 2.3.21 による x=0 における上下フランジの x 方向の変位差に補正係数 ζ

を乗ずることとすると，x=0 における上下フランジの x 方向の変位差 c は式(2.3.3.1)となる。 

 c=ζ k2- ub(k)2 + (L-k)2-ub(k)2 - k2- ua(k)2+ (L-k)2- ua(k)2                                             (2.3.3.1) 

θz_buckle(0)は，c を梁せい h により除すことで得られる。 

θzbuckle(0)=
c
h

                                                                                                                                     (2.3.3.2) 

  

Fig. 2.3.21 Deformation of upper and bottom flanges 
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次に，強軸回りの曲げモーメントにより，上下フランジにはそれぞれ圧縮ひずみ及び引張ひず

みが生じ，強軸回りの回転角が生まれる。弾性ひずみによる回転角をθze(0)とし，塑性ひずみによ

る回転角を θzp(0)とする。本論では，θzp(0)は，別途実施する座屈のない FEM 解析における，座屈

のある FEM 解析の最大耐力に達するまでの塑性回転角とした。 

以上に述べたθzbuckle(0)，θze(0)の和を最大耐力前，θzbuckle(0)，θze(0)， θzp(0)の和を最大耐力後の横

座屈する梁の載荷位置における z 軸回りの回転角θz(0)とする。 

・最大耐力前   θz(0)=θz_buckle(0)+θze(0)                                                                                                   (2.3.3.1) 

・最大耐力後   θz(0)=θz_buckle(0)+θze(0)+θzp(0)                                                                                        (2.3.3.2) 

式(2.3.3.1)において ζ=1.0 とした場合の荷重変形関係の予測結果を Fig. 2.3.22 に示す。Fig. 2.3.22

には FEM 解析結果も同時に示している。ここで，式(2.3.3.1)における上下フランジの横変位

ua(k)，ub(k)の値は，Fig. 2.3.20に示す捩れ回転角とウェブ心位置の横変位から算定しており，予測

結果の最終の捩れ回転角と，FEM 解析の最終の捩れ回転角はほぼ同じ値としている。そのため，

式(2.3.3.1)の精度が高ければ，予測結果と FEM 解析結果の荷重変形関係における最終の変形量は

同程度となる。しかし，Fig. 2.3.22 に示す通り，いずれの梁においても，予測結果は FEM 解析と

最終の変形量が整合しておらず，特に最大耐力が全塑性耐力に対して大きいものほど，予測結果

の最終の変形量は，FEM 解析結果の最終の変形量よりも小さい。この傾向は，変形量の大きさに

よらず見られた。 

耐力劣化域における変形を小さく予測することは，変形に対する耐力を小さく評価することと

なり，耐震設計において安全側の予測方法である。しかし，本論では，1 章で述べた通り，平面

計画の自由度を向上させるために，予測精度を高めることとする。 

荷重変形関係における変形を小さく予測する要因の一つは，2.3.2.4.1 において，境界条件ごと

に k の値を 1 つの値としたことと考える。2.3.2.2 では，最大耐力が大きいほど，最大振幅位置が

載荷端に近いことを確認した。Fig. 2.3.21の変形を仮定すれば，横方向の変形の最大値が同じ場合，

最大振幅位置が載荷端に近いほど cは大きく，θzbuckle(0)は大きい。つまり，最大耐力が大きいもの

ほど，k の値を FEM 解析よりもより大きく仮定したため，荷重変形関係における変形を小さく予

測したと考える。 

  

Fig. 2.3.22  Mz(0)-θz(0)  

0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

0.0 2.0 4.0 6.0 8.0

θz(0)/θp

Mz(0)/Mzp

No. 4-s_FEM 

No. 1-s_FEM 

No. 3-s_FEM 

No. 2-s_FEM 

No. 4-s_proposal method (ζ=1.0) 

No. 1-s_proposal method (ζ=1.0) 

No. 3-s_proposal method (ζ=1.0) 

No. 2-s_proposal method (ζ=1.0) 



2-33 
 

以上より，本論では ζ の値は，最大耐力が全塑性耐力に対して大きい場合ほど大きな値とする

こととし，FEM 解析と予測結果の最大耐力以降の耐力劣化域の変形量が概ね整合するように定め

ることとする。まず，両端ピン支持について，Mz(0)がMzpの 0.6 倍以下の場合は ζ を 1.1 とし，

Mz(0)がMzpの 1.0 倍以上の場合は ζ を 1.5 することにより，FEM 解析と予測結果の最大耐力以降の

耐力劣化域の変形量が概ね整合した。そこで，ζの値は式(2.3.3.4)及び式(2.3.3.6)とした。続いて，

Mz(0)がMzpの 0.6 倍から 1.0 倍の間となる場合の ζ の値は，Mz(0)/Mzp=0.6とMz(0)/Mzp=1.0の間を，

Mz(0)/Mzpの値に応じて直線補間することとし，式(2.3.3.5)とした。載荷側固定－他端ピン支持の

場合も同様の方法により ζ の値を定め，その値は式(2.3.3.7)から式(2.3.3.9)とした。 

両端ピン支持の場合 

|Mz(0)|
Mzp

≦0.6             ζ=1.1                                                                                                                        (2.3.3.4) 

0.6< |Mz(0)|
Mzp

≦1.0    ζ=1.1+ |Mz(0)|
Mzp

− 0.6                                                                                     (2.3.3.5) 

1.0< |Mz(0)|
Mzp

              ζ=1.5                                                                                                                      (2.3.3.6) 

載荷側固定－他端ピン支持の場合 
|Mz(0)|

Mzp
≦0.6              ζ=0.85                                                                                                                    (2.3.3.7) 

0.6< |Mz(0)|
Mzp

≦1.2    ζ=0.85+ 1511
|Mz(0)|

Mzp
− 0.6                                                                             (2.3.3.8) 

1.2< |Mz(0)|
Mzp

              ζ=1.6                                                                                                                       (2.3.3.9) 

以上の方法により得られる荷重変形関係を Fig. 2.3.23 に示す。Fig. 2.3.23 には FEM 解析結果も

示している。 

Fig. 2.3.23に示す通り，全ての解析モデルにおいて，提案方法は最大耐力を精度良く予測してい

る。また，No. 4-f 及び No. 5-f を除き，提案方法は変形を精度良く予測している。No. 4-f では，最

終の変形を小さく予測し，No. 5-f においては，最大耐力前及び最終の変形を小さく予測している。

No. 5-fの最大耐力前の変形を小さく予測する原因は，最大耐力までの座屈のない塑性回転角 θzp(0)

を，最大耐力前の変形を算出する式(2.3.3.3.1)に考慮せずに，最大耐力後の変形である式(2.3.3.3.2)

に考慮し，最大耐力前の塑性回転角を小さく算出したためと考えている。最大耐力前の変形を精

度良く予測するためには，座屈を考慮しない FEM解析において各荷重に対応する塑性回転角を逐

一算定し，式(2.3.3.3.1)に考慮する必要がある。しかし，この方法は煩雑であるため，本論では，

荷重の上限を Mzpとすることとし，Mz(0)/Mzp>1.0の荷重はMz(0)/Mzp=1.0に低減することとする。 
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 Fig. 2.3.24 に本論文で提案する横座屈により耐力が決まる一端曲げ H 形鋼梁の荷重変形関係の

予測方法をフローチャートの形でまとめとして示す。 
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2.3.4  既往の文献の横座屈による耐力劣化域の荷重変形関係推定法 

既往の文献 2.4)では両端単純支持の一端曲げ H 形断面梁の耐力劣化域の荷重変形関係の推定法

が提案されている。推定式を以下に示す。 

M
Mp

= a
θ
θp

+b
- 0.25

 ただし，M/Mp <1.0                                                                                         (2.3.4.1) 

a =10.2λb,a - 5.89                                                                                                                      (2.3.4.2) 

b =5.93λb,a - 9.46                                                                                                                      (2.3.4.3) 

ここで 
Mp ：梁の全塑性モーメント 
θp ：梁の全塑性モーメントに対応する部材角 
λb,a ：素材引張試験結果に基づく横座屈細長比 

Table2.3.2 の No. 1-s, 2-s, 3-s について非線形 FEM 解析結果と式(2.4.1)の推定結果の比較を Fig. 

2.3.25 に示す。ここで，No. 1-s は H-200×100×5.5×8，2-s は H-200×50×5.5×8, 3-s は H-300×100×8×8

であり，全て素材試験結果に基づく横座屈細長比は 0.9 以上であるため，式(2.3.4.1)の適用範囲内

である。 2.3 節に示す通り，No. 1-s の H-200×100×5.5×8 については非線形 FEM 解析結果と式

(2.3.4.1)の推定結果は整合する。しかし，No. 2-s, 3-s の H-200×50×5.5×8 及び H-300×100×8×8 は予

測結果が非線形 FEM 解析結果を過大評価している。前述の通り，文献 2.4)では，梁幅 200 と梁せ

い 100 の場合のみ検討され，梁幅に対する梁せいの比を変化させた検討が行われていないことが

原因の一つと考えている。 

以上より，2.3.3 項に提案した予測方法は，既往の文献 2.4)が対象外とした横座屈細長比 0.8 未

満も適用範囲とし，様々な梁幅に対する梁せいの比に対応できるため，既往の文献 2.4)よりも適

用範囲が広い。 
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2.4  まとめ 

横座屈又は局部座屈により耐力が決定する一端曲げ H 形断面梁の荷重変形関係の予測方法を検

討した。 

2.2 節では，既往の研究 2.2), 2.3)で提案された H 形断面梁の端部が剛接合された場合の，局部座屈

による耐力劣化域の劣化勾配の推定方法について述べた。 

2.3 節では，横座屈に関する非線形 FEM 解析を実施し，H 形断面梁の横座屈による耐力劣化域

を含む荷重変形関係の予測方法を求めた。本予測方法では，種々の梁断面に対して，強軸回りの

荷重変形関係の予測精度を確保するために， H 形断面梁の捩れ回転角及び横変位も予測し， H 形

断面梁の横座屈による耐力劣化域を含む荷重変形関係を精度よく予測できることを確認した。本

論の予測方法の既往の研究 2.4)で提案された方法で適用範囲外とされた横座屈細長比 0.8 以下の場

合及び横曲げに関する境界条件が固定支持も対象とし，横座屈細長比 0.8 以上かつ横曲げに関す

る境界条件が単純支持の場合，既往の研究 2.4)よりも予測精度がより高いことを示した。2.3 節の

検討で得た知見を以下に示す。 

・一端曲げ H 形断面梁の横変位，捩れ回転角，横曲げ応力分布は，横座屈に関する境界条件が両

端単純支持の場合は正弦曲線，載荷側固定支持－他端単純支持の場合は余弦曲線に近似できる。 

・正弦曲線又は余弦曲線を仮定した時の横座屈する梁に生ずる応力と変位の関係式及び応力のつ

り合い式より，強軸回りの曲げモーメントと横変位及び捩れ回転角の関係式が得られ，本関係

式による横変位及び捩れ回転角の予測結果は，FEM 解析結果と整合する。 

・横変位及び捩れ回転角の増大に伴う塑性化により，フランジの横曲げ剛性及びフランジ及びウ

ェブのサンブナン捩れ剛性は低下する。剛性低下率は，フランジに作用する曲げ圧縮力の大き

さと素材の真応力－対数ひずみ関係より推定することができる。 
・横変位及び捩れ回転角により上下フランジに材軸方向変位が生じ，幾何学的に上下フランジの

材軸方向変位差を求めることにより，横座屈により生ずる載荷位置における強軸回りの回転角

を求めることができる。 
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第 3 章 

フラッシュ形エンドプレート接合の 

初期及び降伏後の回転剛性と崩壊挙動 

  



 
 

目次 
3.  フラッシュ形エンドプレート接合の初期及び降伏後の回転剛性と崩壊挙動 ..................................... 3-1 

3.1 はじめに ...................................................................................................................................... 3-1 
3.2 接合部の降伏耐力及び最大耐力推定法と崩壊挙動 .................................................................... 3-3 

3.2.1 接合部及び梁の崩壊挙動 ..................................................................................................... 3-3 
3.2.2 接合部の最大耐力の推定方法の改良................................................................................. 3-11 

3.3 接合部の初期回転剛性の推定方法 ........................................................................................... 3-19 
3.3.1 耐荷モデル ......................................................................................................................... 3-19 
3.3.2 初期回転剛性推定結果と実験結果の比較 ......................................................................... 3-23 

3.4 接合部の降伏後の回転剛性の推定方法 .................................................................................... 3-25 
3.5 まとめ ....................................................................................................................................... 3-32 

 

  



3-1 
 

3. フラッシュ形エンドプレート接合の初期及び降伏後の回転剛性と崩壊挙動 

3.1  はじめに 

3 章では，フラッシュ形エンドプレート接合形式の接合部の初期及び降伏後の回転剛性，降伏

耐力及び最大耐力の推定方法を提案する。 

まず，3.2 節では，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の実大トの字形

実験及び FEM 解析により，接合部の崩壊挙動を観察する。また，既往の文献 3.1)が提案する接合

部の最大耐力の推定方法を考察し，当該方法が仮定する接合部近傍の応力状態を明らかにする。

これにより，エンドプレートの面外変形により接合部近傍では複雑なひずみ分布となるが，梁自

体の荷重変形関係はその影響を受けず，剛接合されたものとして扱うことができることを示す。

さらに，文献 3.2), 3.3)が提案する最大耐力推定法の推定精度も検証する。そして，文献 3.1), 3.2)

及び 3.3)が提案する推定式の課題を指摘するとともに，接合部の最大耐力推定法の改良案を提案

する。これにより，既往の文献 3.1), 3.2), 3.3)が提案する最大耐力推定法は実験結果を過大評価す

ること，及びウェブの引張降伏考慮及び接合部近傍の中立軸位置の考慮が必要であり，それらを

同時に考慮することにより，安全側かつ精度の高い最大耐力推定法となることを示す。 

3.3節では接合部近傍の応力状態を仮定することにより求まる接合部の初期回転剛性の推定方法

を提案する。ここでは，実験によるエンドプレートの面外変形の計測結果より，接合部に曲げモ

ーメントが働いた時，圧縮フランジ側も溶接熱による初期の曲がりが存在するため，柱に接触す

るまでは面外に変形すること，文献 3.2)及び 3.4)が提案する推定式はこの変形を考慮しておらず，

初期回転剛性を過大評価すること，圧縮フランジ側の面外変形を考慮した初期回転剛性の推定式

は，実大実験結果を安全側に精度良く予測できることを示す。 

3.4節では接合部の降伏後の回転剛性の推定方法を提案する。ここでは，接合部の全塑性耐力時

及び最大耐力時のウェブの引張変形量をそれぞれ規定することにより，梁の全塑性耐力時及び最

大耐力時の回転角が得られること，文献 3.2)が提案する降伏後の回転剛性は実験結果を過大評価

すること，ウェブの引張変形量を実験結果より定めることにより，全塑性耐力時及び最大耐力時

の回転角の精度の高い推定が可能であることを示す。 

本章における FEM解析の利用状況及び FEM解析を利用している場合は FEM解析と実験との対

応確認方針を以下に記載する。 

・接合部の初期回転剛性，降伏耐力，最大耐力，初期回転剛性，降伏後回転剛性及び荷重変形関

係の推定方法は，実大トの字形実験により測定されたエンドプレートの面外変形量及び荷重変

形関係から求める。 

・接合部の荷重変形関係と梁自体の荷重変形関係を直列でつなぐことが妥当であることに関して，

フラッシュ形エンドプレートにより接合された梁と剛接合された梁の荷重変形関係を，非線形

FEM 解析により確認する。その際，フラッシュ形エンドプレートにより接合された梁について，

非線形 FEM 解析と実大トの字形実験の対応が良いことを確認する。 

本章で提案する予測方法を適用するに当たり，エンドプレートの面外変形による梁端破断が生

じないことを別途確認する必要がある。この確認方法は今後の課題とする。また，接合部の中立

軸位置が梁心から変動することにより生ずる梁の材軸方向の伸びの影響を別途確認する必要があ

る。確認する方法に，想定する層間変位時の梁の伸び量をエンドプレートの面外変形量と中立軸
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位置から算出し，柱の曲げ抵抗による梁に生ずる圧縮力を求め，当該圧縮力による影響を評価す

る方法が考えられる。当該圧縮力が接合部の荷重変形関係に与える影響の評価方法については今

後の課題とする。さらに，エンドプレート形式は梁長さの調整代がないため施工により梁軸力が

生じやすい。本論の提案方法を用いる場合は，別途，当該軸力が接合部の荷重変形関係に与える

影響を確認する必要がある。当該軸力が接合部の荷重変形関係に与える影響の評価方法について

は今後の課題とする。 
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3.2  接合部の降伏耐力及び最大耐力推定法と崩壊挙動 

3.2.1 接合部及び梁の崩壊挙動 

横座屈を伴わない実大実験及び FEM 解析より， フラッシュ形エンドプレートにより接合され

る H 形断面梁の崩壊形式を検討する。 

まず，フラッシュ形エンドプレートにより接合される H 形断面梁の接合部近傍を，実大トの字

形曲げせん断実験により崩壊させる。実験は，断面が H-250×125×6×9 の H 形断面梁と，□-

150×150×22 及び H-250×125×3.2×6 の H 形断面梁と接合部のみ□-150×150×22 の柱を Fig. 3.2.1 に示

す通り接合し，柱の両端をピン支持し，H 形断面梁の先端を強制変位させる。柱と梁は，柱に設

けたタップ孔にエンドプレートを介して 6 本の M20 の特殊トルシア形高力ボルト(S10T)を片側か

ら締めこむことにより接合した。なお，本ボルトには頭がなく，柱のタップ孔及びボルトの柱に

締めこむ側には逆ねじが切られており，施工時はボルトの軸を左回転しながら締めこみつつ，そ

の反力でナットを右回転することにより，ボルトに初期張力が導入される。接合部の詳細を Fig. 

3.2.2 に，素材引張試験より得られた材料特性を Table3.2.1 に示す。載荷プログラムは Fig. 3.2.3 に

示す通り，変位制御の正負交番繰り返し載荷とした。なお，Fig. 3.2.2 に示す通り，ボルトは 3 段

配置し 2 段目のボルトが梁心からずれているが，後述の試験結果 Fig. 3.2.4 に示す通り，H-

250×125×6×9 の正負の最大耐力がほぼ変わらないことから，本実験では，この 2 段目のボルト位

置が破壊性状に与えた影響は小さいと考えている。変位の計測位置は，Fig. 3.2.1 に示す通り，全

体の変形を計測する D1～3，柱の部材角を測定する D4,5，及びエンドプレートの面外変形量を測

定する D6,7 とし，梁端部には Fig. 3.2.1 右下に示す通り，フランジにひずみゲージを貼付した。

ここで、後述の Table3.2.2 に示す通り，H-250×125×6×9 における柱フランジの面外変形（mode1）

による耐力はエンドプレートの面外変形(mode2)による耐力の 8 倍程度あり，本実験における柱フ

ランジの面外変形量は，エンドプレートの面外変形量に比べ小さいと考えられるため，D6,7 をエ

ンドプレートの面外変形量として扱うこととした。 
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Table3.2.1  Material properties 
section σy σu εu            E  

□-150×150×22 (H-250×125×6×9) 350 531 29 2.04×105  

H-250×125×6×9 
(SWH400) 

flange 295 453 44 2.03×105  
web 293 442 43 2.08×105  
endplate 284 463 49 2.07×105  

H-250×125×3.2×6 
(SWH400) 

flange 291 433 40 2.12×105  
web 320 452 34 2.08×105  
endplate 358 437 46 2.07×105  

σy ：yield strength [N/mm2] 
σu ：ultimate strength [N/mm2] 
εu ：elongation[%] 
E ：Young’s modulus[N/mm2] 
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Fig. 3.2.4 に本実験より得られた H-250×125×6×9 の梁端部の曲げモーメント Mj と梁の部材角 θb

の関係を示す。図の縦軸は素材試験結果より算出した梁の全塑性曲げ耐力 Mpb により無次元化し

ている。Mjと θbは次に示す式(3.2.1.1)，(3.2.1.2)により算出した。 

   j=P×(2250-75)                                                                                                                                 (3.2.1.1) 

   θb=
D1－

D2－D3
2

1982.5  －
D4－D5

241                                                                                                   (3.2.1.2) 

Fig. 3.2.4 に示す通り，H-250×125×6×9 の耐力は，ピンチングを示しながら，素材試験結果より

算出した梁の全塑性曲げ耐力 Mpb を超えるまで上昇している。しかし，H-250×125×3.2×6 の耐力

は，Mpb に到達する前に耐力低下した。梁端に局部座屈が生じており，局部座屈が耐力低下の原

因と考えている。局部座屈耐力については 4 章で考察する。 
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Fig. 3.2.5 に H-250×125×6×9 の Mjとフランジに貼付したひずみゲージの値 E1～E4 の平均値及び

E5～E8の平均値の関係，Fig. 3.2.6にMjとエンドプレートの面外変形量D6及びD7の関係を示す。

ここで，P，D1～D5は Fig. 3.2.1に示すジャッキロードセルによる荷重，変位計による計測値であ

る。Fig. 3.2.5 のひずみゲージの値は，Mjが正の時圧縮フランジ(E1～E4)が降伏し，引張フランジ

(E5～E8)は弾性，Mj が負の時も圧縮側フランジ(E5～E8)のみが圧縮降伏し，引張フランジ (E1

～E4)は弾性であることを示している。これは，Fig. 3.2.6 に示すように，引張側のエンドプレー

トが面外変形することにより，引張フランジの応力負担が小さくなり，引張フランジ直下のボル

ト高さ位置近傍でウェブが大きな応力を負担しているため，引張フランジが降伏しないためであ

る。 

 

 

 

  

Fig. 3.2.5 Flange strain (H-250×125×6×9) 
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この崩壊形式を図示すると，Fig. 3.2.7 となる 3.1)。文献 3.1)を参考にすると，接合部の崩壊形式

は 4 つ考えられる。梁が取りつく柱フランジの面外変形（mode1），Fig. 3.2.7 に示すエンドプレー

トの面外曲げと梁ウェブの母材の塑性化の組み合わせ（mode2），エンドプレートのみが面外変形

しウェブが弾性を保つ崩壊（mode3），ボルトの破断（mode4）である。それぞれの崩壊形式に対

応した耐力算出式が提案されており，最も耐力が小さいものが真の崩壊形式となる。 

H-250×125×6×9 の最大耐力を文献 3.1)に記載された方法により推定すると，Table3.2.2 のように

なる。Table3.2.2 より，本実験の崩壊形式は mode2 で，最大耐力の推定値は，実験による最大耐

力 emax とほぼ一致する。ただし，mode2 の場合の降伏線位置は，引張側フランジから最も近いボ

ルト孔の縁までの距離とした。ここで，mode2 の耐力の算出式を以下に示す。導出過程は文献

3.1)を参照されたい。 
Mpj= Bf tf2σyf+Be te2σye+h1h2twσyw h/(2h2)                                                                                           (3.2.1.3)  
Muj= Bf tf2σuf+Bete2σue+h1h2twσuw h/(2h2)                                                   (3.2.1.4) 

ここで，σyf,  σuf はフランジの降伏応力，引張強さ ，σyw,  σuw はウェブの降伏応力，引張強さ，

σye,  σue はエンドプレートの降伏応力，引張強さ，Mpjは接合部の降伏耐力，Mujは接合部の最大

耐力である。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  
Table3.2.2  Bending strength of the joint –theoretical 

(H-250×125×6×9) 

Failure mode 1 2 3 4 

Theoretical strength (Muj/Mpb) 8.92 1.17 2.51 1.78 

Theoretical minimum strength 1.17 

Experimental maximum strength (emax) 1.15 

Fig. 3.2.7 Failure mode2 
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本研究は mode2 で崩壊するもののみを対象としており，その理由として，柱フランジが面外変

形する mode1 は柱の崩壊を招く懸念があること，エンドプレートが極端に薄く梁ウェブが塑性化

しない mode3 は，文献 3.1)で非現実的とされていること，ボルトが破断する mode4 は文献 3.5)，

3.6)で塑性変形能力が乏しいとされているためである。 

次に，実験により得られた H-250×125×6×9 の梁端部の曲げモーメント Mjとエンドプレートの

面外変形による梁の回転角 θjeの関係を Fig. 3.2.8 に，Mjと梁自体の変形 θbeamの関係を Fig. 3.2.9 に

示す。ここで θje，θbeam は以下の式(3.2.1.5)，(3.2.1.6)により算出している。 
           θje= D6－D7 /241                                                                                                                        (3.2.1.5) 

                    θbeam=θb－θje                                                                                                                                (3.2.1.6)  
Fig. 3.2.8 を見ると，Mj-θje関係は接合部の降伏耐力 Mpj付近で折れ曲がり，最大耐力 Mujに若干

届かなかった。また，Fig. 3.2.9 を見ると梁は Mpb を超えた後で塑性変形が進行し，剛接合された

H 形断面梁の荷重変形関係と同様に見える。そのため，Fig. 3.2.5 に示す通り接合部近傍では梁は

圧縮フランジのみ降伏し，引張フランジはほぼ弾性で中立軸位置が圧縮フランジ側に移動するが，

梁自体の荷重変形関係はこの影響を受けていないと思われる。 

 

  Fig. 3.2.9 Mj-θbeam relationship 
 

Fig. 3.2.8 Mj-θje relationship 
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この予測を検証するために FEM 解析を実施する。FEM 解析に用いるプログラムは

ABAQUS6.14-2 とし，Fig. 3.2.10 に示す通り前述の実験をモデル化した。要素は 4 面体 2 次要素

を用い，境界条件は，対称面（X-Z 面）で分割し，対称面の節点を Y 方向並進拘束した。治具は

剛体として扱うこととし，十分大きな弾性係数を与えた。ナットとボルトは一体化し，ボルトの

ナットからの出は省略した。ナット部分と座金は一体化し，接触を考慮しない。柱とエンドプレ

ート間，及び座金とエンドプレート間は接触を考慮する。高力ボルトには初期張力として設計ボ

ルト張力を与えた。応力－ひずみ関係は，引張試験結果より得られた真応力－真ひずみ関係とし，

ひずみ硬化則は等方硬化とした。 
解析のモデルは，実験と同条件の model.A と，接合部が塑性変形しないようにエンドプレート

を柱に固着した model.B とする。model.A と実験結果の比較を Fig. 3.2.11 に示す。Fig. 3.2.11 よ

り，曲げモーメントと部材角関係の FEM 解析と実験の対応は良い。 

また，M と式(3.2.1.5)による接合部の回転 θje を除いた H 形断面梁自体の変形θbeamの関係につい

て model.A と model.Bの比較を Fig. 3.2.12に示す。両モデルの履歴はほぼ一致している。この結果

より，フラッシュ形エンドプレートにより接合された H 形断面梁自体の荷重変形関係は柱に完全

に固定した場合とほぼ一致し，Fig. 3.2.5 に示した接合部近傍の複雑なひずみ分布の影響を受けな

いことがわかった。つまり，横座屈耐力を考える際に，既往の研究により剛接合を対象に整理さ

れている一般化細長比と座屈耐力の関係 3.7)を用いることができる可能性がある。また，エンドプ

レートの面外変形と H 形断面梁の塑性変形がともに発生する場合でも，それぞれの荷重変形関係

は分離して扱うことが可能であり，接合部と梁の荷重変形関係が事前にわかっていれば，それら

を直列で繋ぎ，接合部を含めた梁全体の荷重変形関係を得ることもできると考えられる。ひずみ

分布の影響に関して，同様の考察が文献 3.8)にもあり，ここではフラッシュ形エンドプレートの

面外変形により，接合部近傍のひずみ分布が乱れるが，その領域は局所的であり，梁自体の弾性

剛性には影響しないと述べられている。 

以上，接合部の最大耐力推定式(3.2.1.4)を実験結果は若干下回った。また，エンドプレートの

面外変形により接合部近傍では複雑なひずみ分布となるが梁自体の荷重変形関係はその影響を受

けず，剛接合されたものとして扱うことができることを示した。 
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3.2.2 接合部の最大耐力の推定方法の改良 

  3.2.1 項で述べた通り，実験結果は文献 3.1)による最大耐力の推定値よりも小さい値となった。

そこで，本項では文献 3.1)による推定式で想定する中立軸位置を考察し，推定式の改良を提案す

る。そして，文献 3.2)及び 3.3)により提案されている推定式と本項で提案する推定式を比較し，

本項で提案する推定式の利点を示す。 

3.2.1 項で述べた通り，mode2 の最大耐力は，Fig.2 に示す崩壊機構を仮定した仮想仕事法より，

式(3.2.2.1)で表される 3.1)。 

         Muj = bf tf2σuf + bete2σue + d1d2twσuw d / (2d2)                                                                                (3.2.2.1) 

mode2 で想定する中立軸位置を，以下の仮定により確認する。 

仮定 1：接合部に Fig. 3.2.13(a)に示す曲げモーメント Mj が働き，中立軸位置は圧縮フランジ厚み

方向中央とする。 

仮定 2：Fig. 3.2.13(b)に示す通り，接合部を引張フランジから 1 段目のボルト孔上端までの部分と， 

1 段目のボルト孔上端から圧縮フランジまでの部分に分割する。 
仮定 3：仮定 2 による引張側フランジから 1 段目のボルト孔上端までの部分を，Fig. 3.2.13(c)に示

す通り，L 形ラーメンに置換する。ここで，水平部材の長さを q，鉛直部材の長さを d2 と

し，水平部材と鉛直部材の接合部は剛接合，接合部と反対側の端部は，水平部材ではピン

ローラー支点，鉛直部材では固定端とする。Fig. 3.2.13(d)に示す通り，L 形ラーメンの水平

部材の断面 A - A は引張フランジ及び高さ d2のウェブから構成される T 形断面とし，鉛直

部材の断面 B - B はエンドプレートの長方形断面とする。Fig. 3.2.13(e)に示す通り，水平部

材の高さ位置に水平力が働き，水平部材と鉛直部材の接合部に曲げモーメントMu(A - A)，鉛

直部材の固定端にMu(B - B)が生ずる時の水平力の値を Nyt とする。ここで，Mu(A - A)は，断面

A – Aの曲げ耐力とし，引張フランジ厚み方向中央を中立軸位置とし，引張フランジ及びウ

ェブに生ずる応力を引張強さとして求めた曲げ耐力とする。また，Mu(B - B)は断面 B - B の

曲げ耐力とし，エンドプレート厚み方向中央を中立軸位置とした塑性断面係数に，エンド

プレートの引張強さを乗じて得られる曲げ耐力とする。ピンローラー支点には，鉛直方向

に反力 p =Mu(A - A) / q が生ずる。 

仮定 4：仮定 2 による 1 段目のボルト孔上端から圧縮フランジまでの部分を，Fig. 3.2.13(f)に示す

通り，片持ち梁に置換し，片持ち梁の長さを q とする。Fig. 3.2.13(g)に示す通り，片持ち梁

の断面 C - C は高さ d1 のウェブ及び圧縮フランジから構成される逆 T 形断面とする。Fig. 

3.2.13(h)に示す通り，片持ち梁の固定端にはMu(C - C)が生じ，自由端には曲げモーメント

Mu(C - C) - Mu(A - A)及び鉛直下向きの荷重 p =Mu(A - A) / q が働く。ここで，Mu(C - C)は，圧縮フラ

ンジ厚み方向中央を中立軸位置とし，ウェブ及び圧縮フランジに生ずる曲げ応力を引張強

さとして求めた断面 C - C の曲げ耐力とする。 

仮定 1 から仮定 4 より，接合部に働く曲げモーメント Mjは，次式により表される。 

Mj = Nyt･d + Mu(C-C) - Mu(A-A)                                                                                                            (3.2.2.2)  
ただし，Nyt，Mu(C-C) ，Mu(A-A)は，それぞれ式(3.2.2.3.1)，(3.2.2.3.2)，(3.2.2.3.3)で表される。 

     Nyt = 12d2
bete2σue + bf tf σuf +twd2

2σuw                                                                                                                              (3.2.2.3.1) 
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Mu(C-C) = 12 twd1
2σuw + 12 bf tf σuf                                                                                                                                                (3.2.2.3.2) 

Mu(A-A) = 12 bf tf σuf  + 12 twd2
2σuw                                                                                                                                                (3.2.2.3.3) 

式(3.2.2.2)に，式(3.2.2.3.1)から(3.2.2.3.3)を代入し整理すると， 

 Mj = bf tf2σuf + bete2σue + d1d2twσuw d / (2d2)                                                                                       (3.2.2.4)                

となり，式(3.2.2.1)と一致する。 

以上より，式(3.2.2.1)の中立軸位置は，圧縮フランジ厚み方向中央と仮定していることが確認

された。 

 
  

d
d 2

d 1

Mj

d 2
d 1

B-B

t e

2be

Mu(B-B)

Mu(A-A)

Moment

A-A

d 2

2bf

d 2

Model

d 2

A

A
BB

q

Nyt

p

Model

Mu(C-C)

Moment

C

C Mu(C-C)－Mu(A-A)

p

Neutral axis

Mj

q

C-C

2bf

d 1

Fig. 3.2.13 Resistance model 

(a) (b) 

(c) (d) (e) 

(f) (g) (h) 



3-13 
 

3.2.1 項で仮定した応力を，Fig. 3.2.14(a)に示す。引張フランジ厚み方向中央に引張力 Nyt，1 段

目のボルト孔上端から圧縮フランジ厚み中央までウェブに引張応力σuw，時計回りに曲げモーメン

トMu(A - A)が生ずる。Fig. 3.2.14(a)に表現していないが，圧縮フランジには，厚さ方向中央から上

側に引張応力 σuf，下側に圧縮応力 σuf が生ずる。さらに，引張合力と圧縮合力のつり合いより，

圧縮フランジ厚み方向中央に圧縮力2 tf bf σcf  が生ずる。ここで，σcf は圧縮フランジに生ずる圧縮

応力である。 
σcf  がσuf  を超える場合は，上界定理より，式(3.2.2.1)による最大耐力は，真の解よりも大きく

なる。本節では，圧縮フランジに生ずる圧縮応力σcf  が σuf を超えない条件の下算出される最大耐

力と，式(3.2.2.1)による最大耐力の関係を考察した上で，より精度の高い最大耐力の推定方法を

提案する。 

Fig. 3.2.14(b)に中立軸高さ比 ξ > 0の場合の応力を示す。引張フランジ厚み方向中央に引張力 Nyt，

1 段目のボルト孔上端から中立軸位置までウェブに引張応力 σuw，中立軸位置から圧縮フランジ中

央までウェブに圧縮応力 σuw，時計回りに曲げモーメントMu(A - A)，圧縮フランジ厚み方向中央に

圧縮力2 tf bf σcf  が生ずる。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.2.14 (b)について，引張合力と圧縮合力のつり合いは式(3.2.2.5)で表される。 
Nyt + tw(d - d2 - ξd)σuw  = twξdσuw  + 2 tf bf σcf                                                                                          (3.2.2.5) 

ここで，σcf  は圧縮フランジに生ずる圧縮応力である。式(3.2.2.5)の ξ に 0 を代入すると，Fig. 

3.2.14(a)のつり合い式となる。 
式(3.2.2.5) のσcf にσuf を代入し，ξ について整理すると， 

      ξ = Nyt + twd1σuw  - 2 tf bf σuf2twdσuw 
                                                                                                                       (3.2.2.6) 

式(3.2.2.6)により得られる ξ の値に応じて，接合部に働く曲げモーメントの算定式が異なる。  

・式(3.2.2.6)で ξ ≤  0となる場合 

ξ = 0 とし，Fig. 3.2.14(a)より，接合部に働く曲げモーメントは，式(3.2.2.4)で表される。 

・式(3.2.2.6)で ξ > 0となる場合 

d
d 2

d 1

(a) ξ = 0 (b) ξ > 0 

Fig. 3.2.14 Neutral axis position of under maximum strength 

ξd
 σuw 

σuw σuw 

Mu(A-A) Mu(A-A) 

2tf bf σcf 2tf bf σcf 

Nyt Nyt 
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Fig. 3.2.14(b)より，接合部に働く曲げモーメントは，次式で表される。 

          Mj' = Nyt(d - ξd) + 1
2 tw d1  - 2d1ξd + 2ξ2d2 σuw + 2tf bf ξdσuf  - 1

2 bf tf σuf  - 1
2 twd2

2σuw             (3.2.2.7) 

ここで，Nytは式(3.2.2.3.1)と同様，次式で表される。 

         Nyt = 12d2
bete2σue + bf tf σuf +twd2

2σuw                                                                                                (3.2.2.8) 

このように，式(3.2.2.6)のξ の値に応じて，式(3.2.2.4)と式(3.2.2.7)のどちらを採用するか選択す

ることで得られる最大耐力をMuj2とする。一方，ξ の値を確認せず，式(3.2.2.4)を最大耐力とする

場合の最大耐力をMuj1とする。 

種々の断面形状及び素材特性として，梁せいを 250mm，梁幅を 70, 100, 150, 250mm の 4 種類，

フランジ厚を 4.5, 6, 9mm の 3 種類，ウェブ厚を 3.2, 4.5, 6mm の 3 種類，エンドプレート幅を梁幅

+20mm の 1 種類，エンドプレート厚みを 19, 16, 12mm の 3 種類，d2を 30, 40, 50mm の 3 種類，フ

ランジ及びウェブの降伏点をそれぞれ 250N/mm2，350N/mm2 の 2 種類ずつ，フランジ及びウェブ

の引張強さをそれぞれ 400, 450N/mm2の 2 種類ずつ，エンドプレートの引張強さを 450N/mm2の 1
種類を組み合わせた場合について，Muj1とMuj2の関係を考察する。なお，これらは現実的な H 形

断面梁の梁せいと梁幅の比，フランジ幅厚比，ウェブ幅厚比，エンドプレート厚みに対するフラ

ンジ厚の比，引張側 1 段目のボルト位置，降伏比を網羅するように定めた。 
Fig. 3.2.15 に前述の全ての組み合わせのMuj2とMuj1の関係を示す。Muj1，Muj2ともに梁の全塑性

耐力 Mp により無次元化している。Mp により無次元化している理由は，鋼構造接合部設計指針 2)

に記されている柱梁接合部の接合部係数への影響を検討するためである。鋼構造接合部設計指針

において柱梁接合部の接合部係数は，破壊形式と鋼種の組み合わせに応じて 1.25~1.45の範囲で定

められている。 
Fig. 3.2.15 より，Muj2に対してMuj1は大きく，Muj2/Mpが 1.15 に対しMuj1/Mpは最大 1.45 となり，

Muj2/Mpが 1.00 に対しMuj1/Mpは最大 1.25 となっている。これより，Muj1は，接合部耐力を最大

約 25％程度過大評価し，保有耐力接合の判定に用いる際は，Muj1を 25％低減する必要があること

が分かった。 
以上より，保有耐力接合の確認の際には，Muj1を 25％低減するかMuj2を用いる必要がある。し

かし，Muj2を用いることとした場合，式(3.2.2.7)は，計算式が複雑なため，より簡易で精度が維持

できる計算式を試行錯誤により求めた結果，式(3.2.2.9)を得た。 

           Mj'' = 1
1.08  0.667Mp3- 0.9MuꞏMp2 + MjꞏMuꞏMp

0.933Mp - 0.06Mu
                                                                               (3.2.2.9) 

ここで，Mpは梁の全塑性モーメント，Muは引張強さから求まる梁の最大耐力，Mjは式(3.2.2.4)

による曲げモーメントである。 
式(3.2.2.7)のMj'を式(3.2.2.9)のMj''に置き換えて得られた最大耐力をMuj1'とし，Muj2とMuj1'の関

係を Fig. 3.2.16 に示す。Fig. 3.2.16 より，Muj1'はMuj2を精度よく予測し過大評価をしていないこと

が分かる。 

以上より，最大耐力の推定方法を次の通り提案する。 
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・式(3.2.2.6)のσcf にσuf を代入して，ξ ≤  0となる場合 

式(3.2.2.4)によるMjを最大耐力Mjmaxとする。  

・式(3.2.2.6)のσcf にσuf を代入して，ξ > 0となる場合 

式(3.2.2.7)によるMj'又は式(3.2.2.9)によるMj''を最大耐力Mjmaxとする。 

以上の推定方法を次式に示す。 

Mjmax = 
⎩⎪
⎨
⎪⎧   

bf tf2σuf + bete2σue + d1d2twσuw d / (2d2)                                           ξ by eq. (3.2.2.6) ≤ 0
 

Nyt(d - ξd) + 12 tw d1  - 2d1ξd + 2ξ2d2 σuw + 2tf bf ξdσuf                                                          
                                               - 1

2 bf tf σuf  - 1
2 twd2

2σuw                           ξ by eq. (3.2.2.6) >0

   

・・・(3.2.2.10) 

又は 

Mjmax = 
⎩⎪
⎨
⎪⎧ bf tf2σuf + bete2σue + d1d2twσuw  d / (2d2)                                             ξ by eq. (3.2.2.6) ≤ 0

 

1
1.08  0.667Mp3 - 0.9MuꞏMp2 + MjꞏMuꞏMp

0.933Mp - 0.06Mu
                                           ξ by eq. (3.2.2.6) > 0   

・・・(3.2.2.11) 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

  

Fig. 3.2.15 Muj2-Muj1 relationship 
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次に，文献 3.2)によるエンドプレート面外変形による最大耐力推定式を以下に示す。 

Mj,Rd= hrFtr,Rd
r

                                                                                                                                 (3.2.2.12) 

ここで， 
Mj,Rd ：接合部の最大耐力 
Ftr,Rd ：各ボルト段ごとの有効引張耐力 
hr ：各ボルト段の中心から圧縮中心までの距離 
r ：ボルト段数 
Ftr,Rdは，Table 3.2.3 に示す様々な降伏線パターンによる引張力の中で，最小の値とする。引

張力を求める際のエンドプレートの単位長さ当たりの曲げ耐力は，エンドプレートの降伏強さ

に，エンドプレートの塑性断面係数を乗じた値としている。また，当該引張力は，ウェブの引

張降伏を考慮し，Table3.2.3の降伏線の有効長さにウェブの板厚とウェブの降伏強さを乗じた値

を上限値としている。Table 3.2.3 に示す通り，Ftr,Rdは，降伏線がボルト各段で形成される場合

と，複数の段で形成される場合の 2 つの場合についてそれぞれ求め，小さい方の値を採用する

こととしている。 

 

Table 3.2.3 Effective lengths for an end-plate 

 

 

  

Bolt-row considered individually
Bolt-row considered as
part of a group of bolts-rows

First
bolt-row

Other end
bolt-row

Circular patterns Non Circular
patterns Circular patterns Non Circular

patterns
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続いて，文献 3.3)による最大耐力推定式を以下に示す。 
Mu=φbM

pl
=φbF

py
tp2Y                                                                                                                         (3.2.2.13) 

ここで， 
φb：安全率で 0.9 
Fpy：エンドプレートの降伏強さ 
tp：エンドプレートの板厚 
Y：Fig. 3.2.17 に示す降伏線を想定したパラメータ 

 
Fig. 3.2.17 Yield-Line Mechanism 

 
3.2.1 項の実験結果と式(3.2.2.10)，(3.2.2.12)及び(3.2.2.13)による最大耐力推定値を Fig. 3.2.18 に

同時に示す。なお，Fig. 3.2.18 には式(3.2.12)のFtr,Rdを算定する際に，エンドプレート及び梁ウェ

ブの降伏強さを引張強さに変更した場合の耐力Mj,Rd′も同時に示す。Mj,Rd′は既往の文献には提案

されていない。 
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Fig. 3.2.18 に示す通り，式(3.2.2.12)は最大耐力を過小評価している。同じ実験結果は文献 3.9)で

も確認され，文献 3.2)の方法は実験結果の最大耐力を過小評価することが指摘されている。また，

式(3.2.2.12)に引張強さを用いて計算した Mj,Rd’は，H-250×125×6×9  te =19.0 の実験結果を若干過大

評価した。これは，式(3.2.2.12)で中立軸位置を圧縮フランジの板厚中心位置と仮定していること

が原因と考えられる。さらに，式(3.2.2.13)は H-250×125×3.2×6 te =16.0 の実験結果をかなり大きく

過大評価している。これは，式(3.2.2.13)が梁ウェブの降伏を考慮しないことと中立軸位置を圧縮

フランジ板厚中心位置と仮定しているためと考えられる。一方，式(3.2.2.10)は H-250×125×6×9  te 

=19.0を安全側に精度良く予測できている。また，H-250×125×3.2×6 te =16.0でも，局部座屈による

影響を除けば，実験結果を安全側に精度良く推定できていると考えられる。式(3.2.2.10)の推定精

度が良い理由は，ウェブの降伏及び中立軸位置を同時に考慮したためと考えられる。 

以上，式(3.2.1.3)による推定結果は，実験結果を過大評価していた。一方，(3.2.2.10)により最大

耐力は実験結果を安全側に精度よく推定できることを確認した。本推定方法は，既往の文献と異

なり，ウェブの降伏及び中立軸位置を同時に考慮しており，既往の文献を合わせた中で，最も実

験結果を精度良く推定できることを確認した。 
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3.3  接合部の初期回転剛性の推定方法 

フラッシュ形エンドプレートの初期回転剛性が剛接合に比べて低下することは既往の文献 3.8)

により指摘されている。しかし，ここでは初期回転剛性を定量的に推定する方法は示されていな

い。一方，海外の文献では初期回転剛性の推定方法が提案されている 3.2),3.4)。そこで，本論では，

3.2節の崩壊挙動と実験結果を踏まえ，エンドプレートの初期変形時の耐荷モデルを定めるととも

に，本耐荷モデルより回転剛性の推定法を定める。そして，本論で提案する推定式と文献 3.2)及

び 3.4)による推定式の実験結果に対する推定精度を比較する。 

3.3.1 耐荷モデル 

接合部の初期回転剛性を推定するための耐荷モデルを Fig. 3.3.1 に示す。引張フランジ側のエン

ドプレートを，引張側ボルト 1段目までの高さ db1の片持ち梁とし，面外に変形するものとする。

また，圧縮フランジ側もエンドプレートは溶接ひずみによる初期の曲がりにより柱に密着してい

ないことが想定されるため，圧縮側おいてもエンドプレートの弾性時は引張側と同じように変形

すると仮定する。 

 

 

Fig. 3.3.1  Initial stiffness resistance model 

 
ここで，初期回転剛性は，接合部に生ずる曲げモーメントが後述の式(5.2.1)による接合部の降伏

耐力 Myj以下の時の回転剛性とする。 
本抵抗モデルによる引張フランジに働く引張力Ntと面外変形 δjeの関係は次式により表される。 

δje1 = Nt∙db1
3

3EIe
                                                                                                                              (3.3.1.1) 

圧縮フランジの場合は，式(3.3.1.1)の db1を db2に置換し， 

δje2 = Nt∙db2
3

3EIe
                                                                                                                                               (3.3.1.2) 

ここで， 

Ie = bete3

6                                                                                                                                                      (3.3.1.3) 

d
d b

1

MjMj

Moment

d b
2

d b
1

d b
2

Nt

Nt



3-20 
 

また，梁が弾性範囲であれば，梁端に生ずる曲げモーメントMjと引張フランジに生ずる引張力Nt

の関係は次式により表される。 

Nt = 2bete
Mj

Z
                                                                                                                                               (3.3.1.4) 

ここで， 

Z = 2beted + 
twd 2

6                                                                                                                                       (3.3.1.5) 

接合部の回転角 θje とエンドプレートの面外変形 δje の関係は，引張フランジ側と圧縮フランジ側

のエンドプレートの面外変形を考慮し，次式により表される。 

θje = δje1 + δje2 
d

                                                                                                                                           (3.3.1.6) 

式(3.3.1.6)に式(3.3.1.1)(3.3.1.2)及び(3.3.1.4)を代入し整理すると， 

θje = 
24 db1

3+ db2
3

Ete2d 2(12bete + twd ) Mj                                                                                                                 (3.3.1.7) 

接合部の弾性回転剛性 Kjeは，次式により表される。 

Kje = 
Mj

θje
 = 

Ete2d 2(12bete + twd )
24 db1

3+ db2
3                                                                                                          (3.3.1.8) 

接合部の降伏耐力が大きく，梁の塑性化が先行する場合，梁の上下フランジから塑性化が進行

するため，接合部が降伏する時の梁フランジが負担する曲げモーメントに対するウェブが負担す

る曲げモーメントは，梁が弾性の場合に比べて増加する。つまり，梁が弾性の場合に比べて塑性

化する場合は，接合部に働く曲げモーメントに対して引張フランジに生ずる引張力 Nt は小さくな

る。このため，梁が弾性の場合に比べて，塑性化する場合は，エンドプレートは面外変形しにく

くなり，接合部の弾性回転剛性は上昇することが予想される。 

しかし，一般的に H 形断面梁において，ウェブが負担する曲げモーメントはフランジが負担す

る曲げモーメントに対して小さく，ウェブの塑性化が接合部の回転剛性に与える影響は小さいこ

とが予想される。そこで，本論では，梁が弾性であるか塑性化しているかによらず，接合部に働

く曲げモーメントが Myj以下の範囲での弾性回転剛性は，式(3.3.1.8)により求めることとする。 

次に，文献 3.2)による初期回転剛性の推定式を以下に示す。 

Sj,ini=EkeqZ
eq

2                                                                                                                                  (3.3.1.9) 

Zeq= ki
i

Zi
2 kiZi

i

                                                                                                            (3.3.1.10) 

keq= 1
1
kii

                                                                                                                           (3.3.1.11) 

ki = 
1

1
0.9leffitp3

m3 + 1 1.6Asi
Lbi

                                                                                            (3.3.1.12) 

 ここで， 
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Sj,ini ：初期回転剛性 

E  ：ヤング係数 
Zeq ：等価応力中心間距離 

keq ：等価剛性 

Zi  ：i 列目のボルト中心位置と圧縮フランジ板厚心の距離 

ki  ：i 列目のボルト中心位置における引張剛性 
leffi ：表 3.2.3 による降伏線の有効長さ 

tp  ：エンドプレート板厚 

m  ：Fig. 3.3.2 に示すボルト中心位置からウェブ表面までの距離 

Asi ：i 列目のボルト 1 本当たりの断面積 

Lbi ：締結体及びワッシャー厚み合計にナットとボルト頭の高さ半分を加えた長さ 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Fig. 3.3.2 Definition of m 
 
続いて，文献 3.4)による初期回転剛性の推定式を以下に示す。 

K = 
6EIchb

2

ef
 3                                                                                                                             (3.3.1.13) 

ef = 0.000003 g1
0.9pt

0.3te
2+ 0.015 g1

0.9pt
0.3te  + 32.11                                                        (3.3.1.14) 

ここで， 

K ：初期回転剛性 

E ：ヤング係数 
Ic ：エンドプレートの断面 2 次モーメント 
hb ：1 列目のボルト中心から圧縮フランジ板厚中心までの距離 
ef        ：Fig. 3.3.3 に示すフランジ板厚中心からエンドプレート曲げ変形の固定端までの距離

(mm) 
g1 ：Fig. 3.3.3 に示すボルト中心からウェブ板厚中心までの距離(mm) 

m m
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pt ：Fig. 3.3.3 に示す 1 列目のボルト中心から引張フランジ板厚中心までの距離(mm) 

te ：エンドプレート板厚(mm)  

 
Fig. 3.3.3 Definition of hb,g1,pt 

 
  

g1

p t

h b

g1
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3.3.2 初期回転剛性推定結果と実験結果の比較 

引張フランジに働く引張力 Nt と面外変形 δjeの関係について，式(3.3.1.1)及び(3.3.1.2)と 3.2 節に

示した実験結果を比較する。Fig. 3.3.4 に実験結果及び式(3.3.1.1)及び式(3.3.1.2)を同時に示す。破

線は式(3.3.1.1)及び式(3.3.1.2)を示し，梁端に生ずる曲げモーメント Mj が式(5.2.1)による接合部の

降伏耐力 Myj に到達するまでを示している。なお，本実験では db1 = db2 としているため，式

(3.3.1.1)及び式(3.3.1.2)は同じ勾配の線分となる。実験のNtは梁端に生ずる曲げモーメントをMjを

式(3.3.1.4)に代入することにより求めた。本実験の Myjは H 形断面梁の最外縁が降伏する My 以下

の値となっている。 

Fig. 3.3.4 より，圧縮側も引張側同様に面外変形していることが分かる。式(3.3.1.1)は，特に正側

において実験結果を精度良く推定でき，負側で実験結果より若干変形を大きく推定していること

がわかる。負側の変形は，溶接ひずみによる初期の曲がりによるものと考えられ，製造条件によ

り異なること及び初期回転剛性を小さく評価することは建物にとって安全側の設計となることが

多いことから，本論では不側も正側と同じ量だけ変形すると仮定し，式(3.3.1.1) 及び式(3.3.1.2)を

エンドプレートの初期面外変形量の推定式とする。 

 

 

(a) H-250×125×6×9  te =19.0                     (b) H-250×125×3.2×6 te =16.0 

 
Fig. 3.3.4 Nt – δje relationship 
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次に，梁端の曲げモーメント Mj と接合部の弾性回転角の関係を Fig. 3.3.5 に示す。Fig. 3.3.5 に

は，3.2 節の実験結果，式(3.3.1.8)，式(3.3.1.9)及び式(3.3.1.13)による推定結果を同時に示している。 

Fig. 3.3.5(a)より，H-250×125×6×9  te =19.0 においては，式(3.3.1.8)及び式(3.3.1.13)が実験結果を

精度良く予測できていることが分かる。一方，式(3.3.1.9)は過大に推定している。式(3.3.1.9)が初

期回転剛性を過大に推定することは，文献 3.9)にも述べられており，本実験でも確認された。 

また，Fig. 3.3.5(b)より，H-250×125×3.2×6 te =16.0 においては，式(3.3.1.8)が実験結果よりも剛性

を若干小さく推定し，式(3.3.1.13)は若干過大に推定することが分かる。一方，式(3.3.1.9)は，H-

250×125×6×9  te =19.0 と同様，過大に推定している。 

式(3.3.1.8)が H-250×125×6×9  te =19.0 で精度が良く，H-250×125×3.2×6 te =16.0 については若干小

さく推定した理由は， te =19.0，te =16.0 ともに，同じボルトを用いて柱に接合しており，エンドプ

レートの厚みに対するボルト径は，te =16.0 の方が te =19.0 よりも大きくなり，エンドプレートの

面外曲げ剛性に対するボルトの剛性は，エンドプレートの板厚が薄い方が厚い場合に比べて大き

い。このため，db1 及び db2 の値は，te =16.0 の方が小さいことが予想されるものの，本推定方法で

は db1 及び db2 をエンドプレートの厚みによらず，フランジ心から一段目のボルト孔上端までの距

離としていることが原因と考えている。エンドプレートの厚みとボルト径の関係により db1 及び

db2の値を定める方法は今後の課題としたい。 
 

 
(a) H-250×125×6×9  te =19.0                       (b) H-250×125×3.2×6 te =16.0 

 
Fig. 3.3.5  Mj – θje relationship 
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3.4  接合部の降伏後の回転剛性の推定方法 

接合部降伏後の回転剛性の推定方法は文献 3.2)に提案されているものの，3.3 節で確認した通り，

文献 3.2)の初期回転剛性の推定結果は実験結果を大きく上回る。そこで，本論では 3.2節の実験結

果を対象に，崩壊形を考慮しながら降伏後の回転剛性を推定する方法を検討する。まず，引張フ

ランジに生ずる引張力とエンドプレートの塑性変形量の関係を 3.2 節の実大実験により定める。 

3.2 節により，接合部の全塑性耐力 Mpj ，最大耐力 Mjmax 及び，それら曲げモーメントが働く時

の引張フランジに生ずる引張力及び中立軸位置は，次式により表される。 

・全塑性耐力時 

          Mpj = Nyt 1 - ξp d + 
1
2 tw d1  - 2d1ξpd + 2ξp

2d2 σyw+ 2tf bf ξpdσyf   
 - 1

2 bf tf σuf  - 1
2 twd2

2σuw     (3.4.1) 

 Nyt = 12d2
bete2σue + bf tf σuf +twd2

2σuw                                                                                                  (3.4.2) 

    ξp = 
Nyt + twd1σyw - 2 tf bf σyf

2twdσyw
                                                                                                                      (3.4.3) 

・最大耐力時 

              Mjmax = Nyt 1 - ξp d + 
1
2 tw d1  - 2d1ξpd + 2ξp

2d2 σuw + 2tf bf ξpdσuf                                                        
 - 1

2 bf tf σuf  - 1
2 twd2

2σuw      (3.4.4) 

  Nyt= 12d2
bete2σue + bf tf σuf +twd2

2σuw                                                                                                  (3.4.5) 

 ξu = 
Nyt + twd1σuw  - 2 tf bf σuf

2twdσuw 
                                                                                                                    (3.4.6) 

ただし，ξp，ξuそれぞれについて，値が負となる場合は，ξp，ξuはそれぞれ 0 とする。 
接合部に働く曲げモーメントが全塑性耐力 Mpj 及び最大耐力 Mjmaxの場合，ウェブは Fig. 3.4.1(a)

及び(b)の通り変形すると仮定する。この場合，引張フランジから数えて 1 段目のボルト上端位置

が，ウェブの変形 δwp及び δwuが最大となる。Fig. 3.4.1(a)の網掛け部分の通りウェブは全塑性時に

δwp だけ変形し，Fig. 3.4.1(b)の網掛け部分の通り，最大耐力時に δwu だけ変形すると仮定する。ま

たエンドプレートの面外変形量をそれぞれ δje2, δje3とすると，δwp及び δwuとエンドプレートの開き

量 δje2及び δje3の関係は，幾何学的関係より次式で表される。 

・全塑性耐力 Mpj時 

δpw= 1 - d2

(1 - ξp ) d  δje2                                                                                                             (3.4.7)  

・最大耐力 Mjmax時 

δuw= 1 - d2

(1 - ξu ) d   δje3                                                                                                             (3.4.8) 
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(a) Full plastic strength                                  (b) Ultimate strength 
Fig. 3.4.1 Connection deformation 

 
3.2 節の実験より得られた接合部に働く曲げモーメント Mjとエンドプレートの開き量 δjeの関係

を Fig. 3.4.2 に示す。Fig. 3.4.2 に同時に示す赤線は，H-250×125×6×9 及び H-250×125×3.2×6 共通で，

降伏耐力 Myj に対応するエンドプレートの開き量を式(3.3.1.1) ,(3.3.1.2)により求め，全塑性耐力

Mpj及び最大耐力 Mjmaxに対応するエンドプレートの開き量を式(3.4.7)及び(3.4.8)においてウェブの

変形 δpw及び δuwを 1.14 mm及び 4.14 mmとして求め，それら 3点を直線で結んだ結果である。Fig. 

3.4.2より，エンドプレートの面外変形の初期剛性は式(3.3.1.1) ,(3.3.1.2)，全塑性耐力時及び最大耐

力時の変形量は式(3.4.7), (3.4.8)の δpw及び δuwをそれぞれ 1.14 mm 及び 4.14 mm とすれば，実験結

果を精度良く近似できることがわかる 
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①upper flange side                                ②bottom flange side 
(a) H-250×125×6×9  te =19.0 

          

①upper flange side                                 ②bottom flange side 
            (b) H-250×125×3.2×6 te =16.0 

 
 

Fig. 3.4.2 Mj - δje relationship 
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次に，接合部の回転角は，接合部の全塑性耐力 Mpj 時が θpj，最大耐力 Mjmax時が θuj として，こ

れらは，ウェブの変形 δwp及び δwuを用いて次式により表される。 
・全塑性耐力 Mpj時 

θpj=
δpw  

1 - ξp d - d2
                                                                                                                          (3.4.9) 

・最大耐力 Mjmax時 

θuj=
δuw  

1 - ξu  d - d2
                                                                                                                       (3.4.10) 

本論では，δpw及び δuwの値が，B, Bf, te, tf, tw, d, d1, d2, db1及び db2によらず一定値であると考え，

Fig. 3.4.2 に示す実験により得られた δpw及び δuwを式(3.4.9)及び(3.4.10)に代入した式(3.4.11)及び式

(3.4.12)により，全塑性耐力及び最大耐力時の接合部の回転角 θpj 及び θuj が得られるとする。ただ

し，δpwはウェブの降伏ひずみに比例すると考え，1.14mm を本実験の H-250×125×6×9 と H-250

×125×3.2×6のウェブの降伏強さの平均的な値 300N/mm2で除し，実際の降伏強さを乗じて θpjを

求めることとする。 

・全塑性耐力 Mpj時の回転角θpj 

θpj=
3.8×10-3  

1 - ξp d - d2
σyw                                                                                                                  (3.4.11) 

・最大耐力 Mjmax時の回転角θuj 

θuj=
4.14  

1 - ξu d - d2
                                                                                                                        (3.4.12) 

・Mjmax以降の剛性Kju 
Kju = 0.01Kje                                                                                                                               (3.4.13) 

ここで， 
σyw ：ウェブの降伏強さ(N/mm2) 
ξp ：式(3.4.3)による接合部全塑性耐力時の中立軸高さ比 

ξu ：式(3.4.6)による接合部全塑性耐力時の中立軸高さ比 

Kje ：式(3.3.1.8)による接合部初期回転剛性 
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次に，文献 3.2)が提案する降伏後の回転剛性の推定方法を以下に示す。 

Sj= Sj,ini                                                                                                                                    (3.4.14) 

 =
⎩⎪
⎨
⎪⎧ 1                                Mj  ≤ 

2
3 Mj,Rd 

   1.5Mj

Mj,Rd

2.7

                  
2
3 Mj,Rd < Mj  ≤ Mj,Rd

                                                                   (3.4.15) 

ここで， 
Sj ：原点とMjを結ぶ割線剛性 

Mj ：接合部に働く曲げモーメント 

Sj,ini ：式(3.3.1.9)に示す初期回転剛性 

Mj,Rd ：式(3.2.2.12)に示す最大耐力 

3.2 節の実験により得られた接合部に働く曲げモーメント Mj と接合部の回転角 θj の関係を Fig. 

3.4.3 に示す。θj は引張側と圧縮側のエンドプレートの開き量の差をフランジ間距離 d で除した値

とする。Fig. 3.4.3には式(3.4.11)，(3.4.12)及び(3.4.13)による予測結果を赤線により示す。ここで，

赤線の折れ曲がり点について，H-250×125×6×9 及び H-250×125×3.2×6 共通で，θyj は後述の式

(5.2.1)による Myj を式(3.3.1.8)によるKjeで除すことにより求めた。Fig. 3.4.3 に示す赤線は，(Myj , 

θyj)，(Mpj , θpj)，(Mjmax , θuj)の 3 か所を結び，Mjmax 以降の勾配を式(3.4.13)より求めた直線である。 

また，Fig. 3.4.3 には，文献 3.2)による予測結果を青線により示す。青線は，式(3.3.1.9)による初

期回転剛性，式(3.2.2.12)による最大耐力，式(3.4.14),(3.4.15)による降伏耐力及び降伏後の回転剛

性の予測結果を結んだ直線である。 

Fig. 3.4.3より，式(3.4.11)，(3.4.12)及び(3.4.13)は実験結果を精度良く予測できることがわかる。

一方，文献 3.2)による青線は，初期回転剛性を過大評価，最大耐力を過小評価し，降伏後の剛性

は概ね実験結果を過大評価する結果となった。 
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(a) H-250×125×6×9  te =19.0 

 

 

(b) H-250×125×3.2×6 te =16.0 

 
 

Fig. 3.4.3 Mj - θj relationship 
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なお，Fig. 3.4.2(b)に示す通り，H-250×125×3.2×6 te =16.0 では，Mj / Mjmaxが 1 よりも小さい値か

ら荷重低下する。これは，局部座屈による影響であり，局部座屈耐力及び局部座屈後の荷重変形

関係の予測方法は，4 章で提案する。 

また，エンドプレートの離間寸法が大きくなると，エンドプレートの抵抗形式は曲げから引張

に変化すると考えられるため，エンドプレートの離間寸法がある値を超えた後は，接合部の回転

剛性を大きな値にする必要がある。本論では Fig. 3.4.4 に示す通りエンドプレートが 45 度に傾く

まで曲げ抵抗，それ以降は引張抵抗になると考え，δjeがd2/√2を超えてから，接合部の回転剛性を

無限大にする。δjeがd2/√2に達する時の接合部の回転角を限界回転角θjlimitとし，次式とする。 

θjlimit=
δje 

1 - ξu d
=

d2 
√2 1 - ξu d

                                                                                                        (3.4.16) 

ここで， 
ξu ：式(3.4.6)による接合部全塑性耐力時の中立軸高さ比 
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Fig. 3.4.4 Limit of end-plate deformation 
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3.5  まとめ 

本章ではフラッシュ形エンドプレート接合部の崩壊挙動，最大耐力，初期回転剛性及び降伏後

の回転剛性を考察した。 
3.2 節でフラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の実大トの字形実験及び

FEM 解析により，接合部の崩壊挙動を観察した。3.2 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・エンドプレートの面外変形により接合部近傍では複雑なひずみ分布となるが，梁自体の荷重変

形関係はその影響を受けず，剛接合されたものとして扱うことができる。 

・既往の文献 3.1), 3.2), 3.3)が提案する最大耐力推定法は実験結果を過大評価する。ウェブの引張

降伏考慮及び接合部近傍の中立軸位置の考慮が必要であり，それらを同時に考慮することによ

り，安全側かつ精度の高い最大耐力推定法となる。 

3.3 節では耐荷モデルを仮定し，接合部の初期回転剛性の推定式を求めた。3.3 節の検討で得た

知見を以下に示す。 

・実験によるエンドプレートの面外変形の計測結果より，接合部に曲げモーメントが働いた時，

圧縮フランジ側も溶接熱による初期の曲がりが存在するため，柱に接触するまでは面外に変形

する。 

・文献 3.2)及び 3.4)が提案する推定式は初期回転剛性を過大評価する。 

・圧縮フランジ側の面外変形を考慮した初期回転剛性の推定式は，実大実験結果を安全側に精度

良く予測できる。 

3.4 節では降伏後の回転剛性の推定式を求めた。3.4 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・接合部の全塑性耐力時及び最大耐力時のウェブの引張変形量をそれぞれ規定することにより，

梁の全塑性耐力時及び最大耐力時の回転角が得られる。 

・文献 3.2)が提案する降伏後の回転剛性は実験結果を過大評価する。 

・ウェブの引張変形量を実験結果より定めることにより，全塑性耐力時及び最大耐力時の回転角

の精度の高い推定が可能である。  
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第 4 章 

フラッシュ形エンドプレートで接合された 

H 形断面梁の局部座屈を伴う荷重変形関係の予測方法 
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4. フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の局部座屈を伴う荷重変形関係の予測

方法 

4.1  はじめに 

本章では，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の局部座屈を伴う荷重変

形関係の予測方法を提案する。 

フラッシュ形エンドプレート形式は，エンドプレートを極端に厚くしない限り，小さい曲げモ

ーメントで引張フランジ側のエンドプレートが離間し，接合部近傍の中立軸位置は圧縮フランジ

側に近付く。これにより接合部に働く曲げモーメントに対する圧縮フランジが負担する圧縮応力

が大きくなる。一方，中立軸位置が圧縮フランジに近い場合，ウェブの圧縮領域の面積が減少す

るため，ウェブの局部座屈耐力が大きくなることが予想される。そこで，まず 4.2 節において，

エネルギー法を用いて中立軸位置が梁心よりも圧縮フランジ側に近い場合の，中立軸位置に応じ

た局部座屈耐力及び接合部が全塑性耐力に達するためのフランジ及びウェブの幅厚比制限曲線を

求める。続いて，4.3節で，局部座屈発生時の接合部近傍の応力状態を仮定して得られる中立軸位

置と 4.2 節で求めたフランジとウェブの幅厚比制限曲線より，局部座屈に対する余裕度として幅

厚比指標 WF’を求める方法を示す。そして，WF’から既往の文献 4.1)を参考に最大耐力を推定す

る方法を示す。4.3 節では実大実験及び FEM 解析を行い，中立軸位置及び最大耐力の推定方法の

妥当性を示す。 

最後に 4.4 節で，局部座屈による耐力劣化域の劣化勾配の予測方法を示す。2.2 節にも述べた文

献 4.2)を参考にする場合，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された梁の接合部近傍の応力

とひずみ分布を 4.3節で実施した FEM解析から推定し，2.2節に述べた方法により圧縮フランジの

軸方向変形を求め，引張フランジ側のエンドプレートの離間による接合部の回転を含む局部座屈

による耐力劣化域の劣化勾配の予測方法を示す。また，2.2 節にも述べた文献 4.4)を参考にする場

合は，接合部の引張フランジ側のエンドプレートの離間を含んだ接合部の初期回転剛性を用いて，

劣化勾配を予測する方法を示す。 

本章における FEM解析の利用状況及び FEM解析を利用している場合は FEM解析と実験との対

応確認方針を以下に記載する。 

・局部座屈による最大耐力推定式は，エネルギー法により求め，本推定式が実大トの字形実験及

び非線形 FEM解析の最大耐力を精度良く安全側に評価することを確認する。ここでは，非線形

FEM 解析と実大トの字形実験の対応が良いことを 1 つの試験体で確認した上で，エンドプレー

トの厚みを変化させた場合について，非線形 FEM 解析により確認する。  

・フラッシュ形エンドプレートにより接合された H 形断面梁の耐力劣化域の荷重変形関係は，2

章に示した実験結果に基づく H 形断面梁の局部座屈による耐力劣化域の荷重変形関係推定式か

ら求める。そして，提案した予測方法が実大トの字形実験による荷重変形関係を精度良く予測

することを確認する。 

本章で提案する予測方法を適用するに当たり，連成座屈が生じないことを確認する必要がある。

確認は文献 4.5)に示された幅厚比指標 W と基準化横座屈細長比 λbの関係による判定方法に，本論

で示す幅厚比指標W’及び横座屈に関する境界条件を考慮した基準化横座屈細長比 λbを適用するこ

とにより行う。また，接合部の中立軸位置が梁心から変動することにより生ずる梁の材軸方向の
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伸びの影響を別途確認する必要がある。確認する方法に，想定する層間変位時の梁の伸び量をエ

ンドプレートの面外変形量と中立軸位置から算出し，柱の曲げ抵抗による梁に生ずる圧縮力を求

め，当該圧縮力による影響を評価する方法が考えられる。当該圧縮力が局部座屈による荷重変形

関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。さらに，エンドプレート形式は梁長

さの調整代がないため施工により梁軸力が生じやすい。本論の提案方法を用いる場合は，別途，

当該軸力が局部座屈による荷重変形関係に与える影響を確認する必要がある。当該軸力が局部座

屈による荷重変形関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。 

本章で用いる記号を Table4.1.1 に示す。 
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Table4.1.1  List of symbols 
d :フランジ間距離  
d1 :接合部の引張側1段目ボルト孔上端から圧縮フランジ心までの距離 
d2 :接合部の引張側1段目ボルト孔上端から引張フランジ心までの距離 
te :エンドプレート板厚 
tw :ウェブ板厚 
tf :フランジ板厚 

bf :フランジ幅の半分 
be :エンドプレート幅の半分 
ξ : 中立軸高さ比 
Mj’: 式(3.2.2.4)による接合部に生ずる曲げモーメント 
Nyt: 式(4.2.23)によるエンドプレート面外変形の抵抗力 
Mj’’: 式(3.2.2.9)によるMj’の略算式 
Mjmax : 式(3.2.2.10)又は式(3.2.2.11)による接合部の最大耐力 
σuw :ウェブの引張強さ 
σuf :フランジの引張強さ 

σue :エンドプレートの引張強さ 
σyw:ウェブの降伏強さ 
σyf :フランジの降伏強さ  
σcw:ウェブに生ずる圧縮応力 
σcf :フランジに生ずる圧縮応力 
λw : 辺長比( = l / d)，l: 梁スパン  
β: 曲げ応力勾配 (0 ≤ β ≤ 2，0:均等曲げ，2:逆対象曲げ) 
E :ヤング係数 
ν :ポアソン比 
Af :フランジ断面積( = 2bf･tf ) 
Aw:ウェブ断面積( = d･tw ) 
α :せん断曲げ応力比 
α' :中立軸位置を考慮したせん断曲げ応力比 
ρ :中立軸高さ比毎のフランジ基準化幅厚比0.2におけるウェブ基準化幅厚比制限値の 
中立軸高さ比0.5の場合に対する上昇率 

Mcj :式(4.2.22)による圧縮側のウェブとフランジの降伏時の曲げモーメント 
WF’:中立軸位置を考慮した基準化幅厚比指標 
Mmax:文献4.1)のよるH形断面梁の最大曲げ耐力 
Qp’: 式(4.2.20)によるH形断面梁のウェブ及びフランジ降伏時のせん断力 
Qmax’: 式(4.2.18)によるH形断面梁の最大せん断耐力 
Mmax’: 式(4.2.21)によるH形断面梁の最大曲げ耐力 
δje：エンドプレートの面外変形量 
αf：文献 4.2)によるフランジの基準化幅厚比 
αwe：文献 4.2)によるウェブの有効基準化幅厚比 
Ed1：文献 4.2)による劣化第 1勾配 
Ed2：文献 4.2)による劣化第 2勾配 
EGe：荷重変形関係の弾性勾配 

Kd：荷重変形関係の劣化勾配 
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4.2  中立軸位置を考慮した局部座屈耐力の推定方法 

エネルギー法を用い，中立軸位置が H形断面梁の弾性局部座屈耐力に与える影響を考察する。

Fig. 4.2.1 に解析モデルを示す。Fig. 4.2.1 に示す通り，中立軸高さ比を ξ で表し，ξ が 0.5 以下の範

囲を検討する。 

曲げ応力度分布は，式(4.2.1)により表される。 

      σ(x,y) = σcf 1 - y
dξ

1 - β
l

x                                                                                                                      (4.2.1) 

ただし，β は曲げ応力勾配で，β = 0 の場合は均等曲げ，β = 2 の場合は逆対象曲げとなる。 

上下フランジの応力はウェブでの上下端の応力が作用していると仮定し，式(4.2.2)及び(4.2.3)と

する。 

      σ(x,0) = σcf 1 - β
l

x                         下フランジ                                                                                   (4.2.2) 

       σ(x,d) = σcf 1 - 1
ξ

1 - β
l

x           上フランジ                                                                                   (4.2.3) 

Fig. 4.2.2 に示す通り，材軸方向の幅 dx の微小区間のウェブにおける任意の位置 y = y1より下の

部分について，両端に作用する材軸方向の応力度の差が，断面 A に働くせん断力とつり合う。 
まず，位置 y での曲げ応力の差 dσ は，式(4.2.4)となる。 

     dσ = σ(x + dx,y) - σ(x,y) = ∂
∂x

σ(x,y)dx = - σcf
β
l

1 - y1
dξ

dx                                                                 (4.2.4) 

これを y < y1 の範囲で積分した値が両端に作用する材軸方向の応力度の差となり，これと断面 A

に働くせん断力のつり合いは，式(4.2.5)で表される。 

       dx  - σcf
β
l

1 - y
dξ

dA
y1

- tf2
 = τ y1 twdx                                                                                                    (4.2.5) 

        τ y1  = - σcf

tw
∙ β

l
1 - y

dξ
dA

y1

- tf2
                                                                                                               (4.2.6) 

さらに，互いに直交する 2 断面のせん断力は等しいことから， τ y1 が y1におけるせん断応力度で

ある。 

式(4.2.6)の右辺の積分区間を-tf /2から yまでとし，フランジとウェブ部分に分けて積分し合計す

ると，せん断応力分布 τ(y)が得られ，式(4.2.7)で表される。 

               τ(y) = σcf

dξ
β
l

 - 1
2 y2 + dξy - 1

2 dξtf + 1
8 tf2 + 2ξ

Af

Aw
                                                                                 (4.2.7) 

フランジでのせん断力の負担は無視し，式(4.2.7)のせん断応力分布は，ウェブ幅全域(0 < y < d)
で成り立つとする。式(4.2.7)に twを乗じ，y について積分区間 0 から d で積分した値を，H 形断面

梁で負担する全せん断力Qとすると，式(4.2.8)が得られる。 

          Q = σcf Aw
β
λw

1
2  - 1

6ξ
 + Af

Aw
 - 1

2
tf
d

 + 1
8ξ

tf
d

2                                                                                       (4.2.8) 

さらに，Q = τ̅ Awの関係より，平均せん断応力τ̅と最大圧縮縁応力σcfの比は，平均せん断応力度 

τ̅ と下フランジ応力度 σ (x,0) の比で表され，これを中立軸位置を考慮したせん断曲げ応力度比 α’
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と呼び，式(4.2.9)となる。 

       α' = τ̅
σcf

 = β
λw

1
2  - 1

6ξ
 + Af

Aw
 - 1

2
tf
d

 + 1
8ξ

tf
d

2                                                                                       (4.2.9) 

現実的な梁断面では，tf /d は小さいため，本論では式(4.2.9)は式(4.2.10)に置き換える。 

       α' = τ̅
σcf

 = β
λw

1
2  - 1

6ξ
 + Af

Aw
                                                                                                                  (4.2.10) 

梁断面の変形は Fig. 4.2.3 に示す通り，ウェブには水平変位，フランジには鉛直変位が生じ，ウェ

ブとフランジは互いに剛に接合され，直角を保って変形するものとする。 
Fig. 4.2.1 の応力分布と Fig. 4.2.3 の変形から，エネルギー法により弾性座屈応力度を計算する。

計算の概略は付録に示す。 
 

  

M (1-β)M 

y 

z x 
dξ 

d σ(x,y) 

σcf ( = σcw) 

l = λwd 

tw 

tf bf 

d 
τ(y) 

z 

y 

Fig. 4.2.1 Analysis model 

stress distribution 

neutral plane 

dx 

τ (y1) 
section A 

Fig. 4.2.2 Shear stress Fig. 4.2.3 Displacement 

y 

z 

F1 

V 

F2 
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圧縮側のウェブ及びフランジに生ずる応力度が降伏強さに達するまで座屈しないためのウェブ

とフランジの基準化幅厚比制限値の相関関係を，Fig. 4.2.4 の実線により示す。なお， 1< β ≤ 2 の
場合，上端に圧縮応力が生ずる区間があり，中立軸位置から圧縮フランジまでの距離が大きい上

端が局部座屈し，本論で対象とする中立軸位置から圧縮フランジまでの距離が小さい下端が局部

座屈しない場合があること，及び β = 0 の場合，梁にせん断力が生じず，中立軸高さ比がせん断座

屈耐力に与える影響を調べることができないことから，本解析では β = 1 とした。 

また，基準化幅厚比制限値は，文献 4.3)と同様，ウェブに生ずる応力度が長方形分布の場合の

曲げモーメントに相当する応力度を確保するための制限値とするために，前述のエネルギー法に

より計算される弾性局部座屈耐力がウェブ，フランジそれぞれの降伏強さに，梁の断面係数に対

する塑性断面係数の比を乗じた値に達する基準化幅厚比としている。Fig. 4.2.4 (a)は α’ = 0.1 の場

合，(b)は α’ = 0.58 を示す。 
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0 0.5 1 1.5
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4
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10

12

14
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ξ=0.5
ξ=0.4
ξ=0.3
ξ=0.2
ξ=0.1
eq. 3.11

(d / tw) / E / σyw

(bf / tf ) / E / σyf

Fig. 4.2.4 Width-to-thickness ratio limit value 

(a) λw = 12, α’ = 0.1 (b) λw = 3, α’= 0.58 

Fig. 4.2.5 ρ-ξ relationship  
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Fig. 4.2.4 には，文献 4.1)に提案された基準化幅厚比制限である式(4.2.11)を破線により示してい

る。 

      1
k2

⎝
⎛ d  tw⁄

E  σyw⁄ ⎠
⎞

2

 + 3.43 - 25
k2

⎝
⎛ bf  tf⁄

E  σyf⁄ ⎠
⎞

2

 = 1                                                                                 (4.2.11) 

           k = 4.4
5.18 - 4.6α

2.9
                 α < 1 6⁄

1 6⁄ ≤ α ≤ 1 2⁄
          α > 1 2⁄                                                                                                            (4.2.12) 

      α = 1
6  + Af

Aw

β
λw

                                                                                                                                           (4.2.13) 

Fig. 4.2.4 (a),(b)から次のことが考察できる。 

・Fig. 4.2.4 (a)ではフランジ基準化幅厚比が約 0.8 を超える範囲，Fig. 4.2.4 (b)ではフランジ基準化

幅厚比が約 1.2 を超える範囲で，ξ による基準化幅厚比制限値の変動は見られない。つまり，ξ

はフランジの局部座屈耐力に影響を与えない。 

・Fig. 4.2.4 (a)ではフランジ基準化幅厚比が約 0.8 以下の範囲，Fig. 4.2.4 (b)ではフランジ基準化幅

厚比が約 1.2 以下の範囲で，ξ が小さいほどウェブ基準化幅厚比制限値は大きくなる。これは，

ξ が小さいほど，ウェブの圧縮領域が小さくなり，ウェブの局部座屈耐力が大きくなるためで

ある。 

・α’ = 0.1 の方が α’ = 0.58 よりも，ξ が小さくなることによるウェブの基準化幅厚比制限値の増大

が大きい。つまり，ξ が小さいほどウェブの曲げ座屈耐力は増大し，ウェブのせん断座屈耐力

は変化しない。 

Fig. 4.2.4 より，解析結果は式(4.2.11)の外側に分布し，式(4.2.11)が安全側の評価式となっている

ことがわかる。しかし，ξが 0.5未満の場合に，式(4.2.11)をそのまま適用することは，安全側であ

るが，鋼材量が増加する。 

そこで，本論では ξ の値に応じた基準化幅厚比制限を設定することとする。ξ = 0.5 の場合に対

する ξ = 0.4, 0.3, 0.2, 0.1 の場合の ( bf   tf⁄ )/( E  σyf⁄ ) = 0.2における( d  tw⁄ )/( E  σyw⁄ )の値を ρ とし

て，Fig. 4.2.5 に，前述のエネルギー法により得られたα' の値ごとの ρ と ξ の関係を丸形の点によ

り示す。なお，ρは，λwが12, 6, 3の3つの場合について求め，それらの中で最小の値としている。

( bf   tf⁄ )/( E  σyf⁄ ) = 0.2の値を求めた理由は，前述の考察より，ξ の値に応じて基準化幅厚比制限

曲線のウェブ基準化幅厚比制限軸の切片を設定することを意図したためである。また，文献 4.3)

によれば，現実的な H形断面のフランジ基準化幅厚比に対するウェブ基準化幅厚比は最大 20程度

であり，Fig. 4.2.4 のフランジ基準化幅厚比が 0 の時のウェブ基準化幅厚比制限の最小値が 4 程度

であることより，フランジ基準化幅厚比制限値が 4 を 20 で除した 0.2 の時のウェブ基準化幅厚比

制限値を設定すれば，現実的な H 形断面を網羅したことになるためである。 

Fig. 4.2.5 より，ρ の値は，一部を除いて ξ が小さいほど大きいことがわかる。また，ξ が 0.5 未

満では，α' が小さいほど ρ の値は大きいことがわかる。そこで，ρ の値の推定式を α' 及び ξ を用
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いて式(4.2.14)とする。 

          ρ = 1 + 0.19
α' (0.5 - ξ)                                                                                                                                      (4.2.14) 

Fig. 4.2.5 に，式(4.2.14)による推定結果を実線により示す。Fig. 4.2.5 より式(4.2.14)は解析結果よ

りも ρ を小さく推定しており，安全側の推定式であることがわかる。 

以上より，基準化幅厚比制限曲線は，ξ によるせん断曲げ応力度比及びウェブ基準化幅厚比制

限値軸の切片の値への影響を，式(4.2.11)から(4.2.13)に考慮した形とし，式(4.2.15)から(4.2.17)と

する。 

         1(ρk') 2⎝
⎛  d tw⁄

E  σyw⁄ ⎠
⎞

2

 + 3.43 - 25
k' 2 ⎝

⎛ bf  tf⁄
E  σyf⁄ ⎠

⎞
2

 = 1                                                                        (4.2.15) 

          k ' = 4.4 5.18 - 4.6α' 
2.9

                  α ' < 1 6⁄
1 6⁄ ≤ α' ≤ 1 2⁄
          α' > 1 2⁄                                                                                                     (4.2.16) 

          α'  = 1
2  - 1

6ξ
 + Af

Aw

β
λw

                                                                                                                                (4.2.17) 

ここで，ξ  が 0.5 未満の場合において，式(4.2.15)から式(4.2.17)の基準化幅厚比制限曲線は，圧縮

側のウェブ及びフランジに生ずる応力度が降伏強さとなる基準化幅厚比であり，梁の全塑性耐力

を担保する基準化幅厚比ではないことに注意が必要である。 

一方で，材料の降伏後のひずみ硬化は，ξ が 0.5 未満の場合でも，ξ が 0.5 の場合と同様である

と仮定し，文献 4.1)と同じ式(4.2.18)で示す新規基準化幅厚比指標と梁の最大耐力の関係式を適用

できると考える。ただし，式(4.2.18)の分母のQp'  は，圧縮側のウェブとフランジの降伏時の曲げ

モーメント Mcjを梁スパンで除し β を乗じた値とする。 

         Qmax'
Qp'

 = 1.53 - 0.53WF'                                                                                                                                  (4.2.18) 

      WF' = 1(ρk') 2⎝
⎛ d  tw⁄

E  σyw⁄ ⎠
⎞

2

 + 3.43 - 25
k' 2 ⎝

⎛ bf  tf⁄
E  σyf⁄ ⎠

⎞
2

                                                                  (4.2.19) 

       Qp' = β
l

Mcj                                                                                                                                                       (4.2.20) 

       Mmax' =  l
β

Qmax'                                                                                                                                              (4.2.21) 

ここで，ρ及びk'は式(4.2.14), (4.2.16)による係数とし，l は梁スパンである。 
式(4.2.20)の Mcj は，式(3.2.2.7)における引張強さσuf ,σuwを降伏強さσyf ,σywに置換して求まる曲げ

モーメントとする。また，式(4.2.14)及び(4.2.17)における ξ は，接合部に生ずる曲げモーメントが

Mcjの時の中立軸高さ比とし，この理由は 4.3 節に述べる。Mcj及びξ は次式による。 
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          Mcj = Nyt(d - ξd) + 1
2 tw d1  - 2d1ξd + 2ξ2d2 σyw + 2tf bf ξdσyf  - 1

2 bf tf σuf  - 1
2 twd2

2σuw             (4.2.22) 

          Nyt = 12d2
bete2σue + bf tf σuf +twd2

2σuw                                                                                                 (4.2.23) 

        ξ = Nyt + twd1σyw - 2 tf bf σyf2twdσyw 
                                                                                                                       (4.2.24) 

式(4.2.7)より，中立軸高さが小さいほど，ウェブに生ずるせん断応力は大きくなる。一方，中

立軸高さがフランジ厚さと同程度以下の場合，ウェブの圧縮領域の大部分又は全てがフランジ板

厚内に入る。しかし，本解析ではフランジ厚によりウェブ幅が小さくなることが考慮されない。

このため，本解析では，中立軸高さがフランジ厚みと同程度以下の場合，局部座屈耐力を適切に

計算することができない。本論では，ξ = 0.5 から 0.1 にかけてウェブの基準化幅厚比制限値が大

きくなることから，ξ < 0.1 の場合，ξ = 0.1 の場合よりも基準化幅厚比制限値が大きくなると考え，

安全側の制限として式(4.2.24)による ξ  が 0.1 未満の場合は，式(4.2.14)及び式(4.2.22)においてξ  = 

0.1 とする。また，ξ が 0.5 を超える場合は，式(4.2.14)及び式(4.2.22)においてξ = 0.5 とする。また，

式(4.2.17)によるα' が 0.1 未満の場合，式(4.2.14)においてα' は 0.1 として ρ を求める。 

H 形断面梁の最大耐力は，文献 4.1)に示された方法により推定した最大耐力と，式(4.2.21)によ

る中立軸位置を考慮した最大耐力の内，小さい方の値とする。 
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4.3  中立軸位置を考慮した局部座屈耐力の推定方法の妥当性の確認 

4.2 節で提案した最大耐力の推定方法の妥当性を 3.2.1 項に述べた実大トの字形実験及び本節で

実施する非線形有限要素解析により確認する。 

実験により得られた梁端の曲げモーメントMと梁の部材角θbの関係を Fig. 4.3.1 に示す。Fig. 

4.3.1 の縦軸は，梁の全塑性耐力 Mp により無次元化している。 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Fig. 4.3.1 には文献 4.1)による最大耐力 Mmax，式(4.2.21)による最大耐力 Mmax’ 及び式(3.2.2.10)に

よる接合部の最大耐力 Mjmaxを同時に示している。Fig. 4.3.1に示す通り，実験による曲げモーメン

トは Mjmax と同程度まで上昇し，Mmax に到達せずに耐力低下した。一方，Mmax’は超えており，式

(4.2.21)による最大耐力の推定方法は安全側の推定方法となっている。なお，最大耐力時には，柱

梁接合部近傍でウェブが局部座屈していた。 

次に，エンドプレートの厚みが前述の実験と異なる場合の式(4.2.21)の妥当性及び接合部近傍の

応力状態を確認するために非線形有限要素解析を行った。 

解析に用いるプログラムは ABAQUS6.14-2 とし，Fig. 4.3.2 に示す通り，梁，エンドプレート，

高力ボルト，ナット及び座金を前述の試験体と同じ形状にモデル化した。柱は板状にモデル化し，

x-z 及び y-z 平面に平行な面に存在する節点の並進を拘束した。高力ボルトと接合部の鋼管及び高

力ボルトとナットは一体化し接触を考慮しない。高力ボルトには初期張力として設計ボルト張力

を与えた。また，梁ウェブ及びフランジに，前述の試験体と同じ大きさの設備配管用の孔及び外

装部材の接合用のボルト孔を梁端のみに設けた。初期不整はモード解析による座屈形状が局部座

屈となるモード形状を与えた。材料特性は，Table3.2.1 に結果を示した素材引張試験により得られ

る真応力－対数ひずみ関係とし，ひずみ硬化則は等方硬化則とした。治具は剛体として扱うこと

とし，十分大きな弾性係数を与え，治具の先端を y 方向に単調に変位させた。 

 

Experimental result Mmax by ref. 4.1) 
Mmax' by eq. (4.2.21) Mjmax by eq. (3.2.2.10) 

Fig. 4.3.1 M-θb relationship 
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解析モデルの一覧を Table4.3.1 に示す。Table4.3.1 に示す通り，解析モデルは，梁ウェブ孔及び梁

フランジ孔を設けた No. 1，梁ウェブ孔及び梁フランジ孔を無くし，エンドプレートの板厚を，

12mm，16mm，25 mm とした No. 2, 3, 4 及び梁端を柱に固定とした No. 5 の合計 5 種類とする。 

No. 1 から No. 5 の全てが，局部座屈により耐力低下した。解析により得られた No. 1 の M - θb 
関係を Fig. 4.3.3 に示す。Fig. 4.3.3 に示す通り，実験結果の包絡線と解析結果はほぼ一致しており，

解析モデルは妥当であると考えられる。 

 

 

  

Table4.3.1  FEM analysis model list 
No. Hole te Mmax/Mp Mmax’/Mp 
1 web and 

flange 
16 1.06 0.92 

2 Non 12 1.06 0.79 
3 Non 16 1.06 0.92 
4 Non 25 1.06 1.21 
5 Non Fix 1.06 1.06 

te：endplate thickness [mm] 
Mmax：maximum strength by ref. 4.1) 
Mmax’：maximum strength by eq. (4.2.21) 
Mp：full plastic moment of beam  

Fig. 4.3.2 FEM analysis model 
 

(b)Connection detail (a)Over view 

end plate 
fixed plate (t = 22) 

(x, y, z) = (0, 0, 0) 

bolts and washers 

x z 
y 

Fig. 4.3.3 M-θb relationship (No. 1) 
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次に，No. 2 から 5 のM - θbを Fig. 4.3.4 に示す。Fig. 4.3.4(a)から(c)には，文献 4.1)による H 形断

面の最大耐力 Mmax，式 (4.2.21)による中立軸位置を考慮した最大耐力 Mmax’ 及び式(3.2.2.10)による

接合部の最大耐力 Mjmax を同時に示す。Fig. 4.3.4(d)には，文献 4.1)による最大耐力 Mmax のみ同時

に示す。 

Fig. 4.3.4(a),(b),(c),(d)を比較すると，エンドプレートの板厚が厚いほど，最大耐力が大きくなる

傾向があり，最大耐力が最も大きいのは，梁端を固定した場合であった。また，Fig. 4.3.4 より，

No.2, 3 についてエンドプレート形式の解析結果は Mmax’を上回ることから，式(4.2.21)は安全側の

推定方法である。しかし，エンドプレートの板厚が薄いほど，式(4.2.21)による最大耐力 Mmax’ は，

解析結果に対して，より小さくなる傾向があり，特にエンドプレートの厚みが 12mm の場合，最

大耐力を過小評価することがわかった。この原因は後述する。 
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(c) No. 4 (te = 25) (d) No. 5 (Fix) 

Analysis result 
Mmax’ by eq. (4.2.21) 

Mmax by Ref. 4.1) 
Mjmax by eq. (3.2.2.10) 

(a) No. 2 (te = 12) (b) No. 3 (te = 16) 

Fig. 4.3.4 M-θb relationship (analysis results) 
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本解析により得られた No. 2, 3, 4 それぞれの圧縮フランジ弾性時及び最大耐力時におけるエン

ドプレート表面より材軸方向に 10mm 離れた位置の応力分布を Fig. 4.3.5 に示す。横軸は梁の材軸

方向の応力度を示し，縦軸は圧縮側フランジの板厚中心を 0 とし，引張フランジの板厚中心を 1

とした場合の高さ位置 y/d を示す。ここで，Fig. 4.3.5 の応力が 0 となる位置の y/d の値を中立軸高

さ比とする。Fig. 4.3.5 には，式(4.2.24)による ξ を破線により同時に示している。 

Fig. 4.3.5(a),(b),(c)それぞれに示す通り，No. 2, 3, 4 全てにおいて，圧縮フランジ弾性時と最大耐

力時で中立軸高さ比は同程度である。最大耐力時は，圧縮領域のウェブは塑性化しており，フラ

ンジも塑性化していると考えられる。これより，仮にウェブ及びフランジの基準化幅厚比が，ウ

ェブ及びフランジが圧縮応力により塑性化する前に局部座屈が生ずる基準化幅厚比であったとし

ても，式(4.2.19)の ρ を定めるための式(4.2.14)の ξ は，圧縮領域のウェブ及びフランジが塑性化し

た応力状態を仮定した式(4.2.24)により定めることに問題はないと考える。 

また，Fig. 4.3.5(a),(b),(c)を比較すると，ξ はエンドプレートの板厚が薄いほど小さくなる。これ

は，エンドプレートの板厚が薄いほど，エンドプレートの面外変形の抵抗力が小さく，引張フラ

ンジの負担する力が小さくなるためである。さらに，No. 2, 3 において，解析結果の中立軸高さ比

は，式(4.2.24)による ξ よりも大きい。特に，エンドプレートの板厚が薄いほど，解析結果の方が

式(4.2.24)に対して，より大きくなる傾向がある。これは，本論の非線形有限要素解析では，板厚

が薄い場合でもエンドプレートの板厚によらずボルト径を同じとしているため，エンドプレート

の面外曲げ剛性及び耐力に対するボルトの剛性及び耐力は，エンドプレートの板厚が薄い方が厚

い場合に比べて大きく，Fig. 2 及び Fig. 3 に示す d2が小さくなっていることが影響していると考え

ている。d2 が小さくなることにより，引張フランジの負担する力は増加し，中立軸高さ比は大き

くなる。エンドプレートの板厚とボルト径の関係によらず d2 を設定したことが，前述した te = 12

の場合に最大耐力を過小評価する原因である。 
しかし，実際の設計において，エンドプレートの板厚を薄くすれば，ボルトに求められる引張

耐力は小さくなり，ボルト径が小さくなる可能性があるため，エンドプレートの板厚とボルト径

の関係を考慮した d2 の算出方法が提案されるまでは，本論に示した通り，接合部の引張側 1 段目

ボルト孔上端から引張フランジ心までの距離を d2とする。 
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最後に，本論で提案する局部座屈により耐力が決定する H 形断面梁の最大耐力の推定方法をフ

ローチャートの形で Fig. 4.3.6 に示す。 
 
 
 
 
 

  

START 

Sectional shape of beam and shape of endplate 

d, d1, d2, te, tw, tf , bf, be in Fig. 3.2.7 

Mjmax =  Mj by eq. (3.2.2.4)                                     ξ by eq. (3.2.2.6) ≤0  Mj’ by eq. (3.2.2.7) or Mj’’ by eq. (3.2.2.9)     ξ by eq. (3.2.2.6) >0   

END 

Fig. 4.3.6 Flowchart of proposal method 

 

Material property 

σuw,σuf, σue, σyw, σyf in Table3.2.1 

Mcr = min Mjmax,  Mmax ,  Mmax'  

        Mmax' = Mcj by eq. (4.2.22)|ξ  = 0.1                         ξ by eq. (4.2.24) ≤ 0.1  
 Mcj by eq. (4.2.22)|ξ  = ξ by eq. (4.1.24)   0.1 < ξ by eq. (4.2.24) ≤ 0.5 Mcj by eq. (4.2.22)|ξ  = 0.5                           0.5 < ξ by eq. (4.2.24)

 

           ρ =  ρ by eq. (4.2.14)|ξ  = 0.1                            ξ by eq. (4.2.24) ≤ 0.1  
ρ by eq. (4.2.14)|ξ  = ξ by eq. (4.1.24)      0.1 < ξ by eq. (4.2.24) ≤ 0.5
ρ by eq. (4.2.14)|ξ  = 0.5                            0.5 < ξ by eq. (4.2.24)

 

        Mmax by ref. 4.1) 
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4.4  局部座屈による耐力劣化領域を含む荷重変形関係の予測方法 

最大耐力以降の耐力劣化勾配を予測する。2.2 節に述べた通り，H 形断面梁の局部座屈による劣

化勾配の推定方法は，文献 4.2)，4.4)でそれぞれ提案されている。本論では，文献 4.2)，4.4)を参

考にフラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の一方向載荷の場合の局部座屈に

よる耐力劣化勾配の予測方法を提案する。なお，文献 4.2)の場合は，実験条件からせん断座屈を

対象としていないと考えれられるため，曲げ座屈の場合のみ劣化勾配を予測できる。本節で提案

する劣化勾配の予測方法も，曲げ座屈の場合のみ適用できるものとし，その条件は，4.2節で述べ

た曲げせん断応力度比 α’<1/6 とする。 

Fig. 4.4.1に，4.3節の FEM解析モデル No. 2，3，4の梁端から材軸方向に 10mm離れた位置にお

ける材軸方向の応力分布を示す。縦軸は圧縮フランジ心から引張フランジ心までの寸法の対する

圧縮フランジ心からの寸法を示し，横軸は材軸方向の応力度で，応力度の負の値は圧縮を示す。

黒実線は最大耐力時を示し，青実線が耐力劣化後の応力度を示す。Fig. 4.4.1 に示す通り，耐力劣

化後は圧縮フランジに生ずる圧縮応力が低下し，ウェブに生ずる応力は y/d が 0.5 近傍で，引張応

力が減少している。圧縮フランジに生ずる圧縮応力が低下した理由は，局部座屈によるものと考

えられる。また，ウェブに生ずる応力は y/d が 0.5 近傍で，引張応力が減少している理由は，Fig. 

4.4.2 に示す通り，圧縮領域の圧縮方向のひずみが局部座屈により大きく進展し，中立軸位置が引

張フランジに近づき，Fig. 4.4.2 の網掛けで示す通り，y/d が 0.5 近傍に生じていた引張方向のひず

みが減少したためと考えている。 
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Fig.4.4.1 Stress distribution around connection 
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また，3.2.1項の実験により得られた H-250×125×3.2×6 te =16.0の場合の梁端の曲げモーメント Mj

と引張フランジ側のエンドプレートの面外変形量 δjeの関係を Fig. 4.4.3に示す。Fig. 4.4.3より，梁

端の曲げモーメント低下後も，エンドプレートの面外変形量が増加していることがわかる。この

原因は，局部座屈により座屈領域の圧縮方向の変形により，中立軸周りに回転が生じたためと考

えられる。 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
文献 4.2)を参考にする場合，文献 4.2)で提案されている圧縮領域の応力度-ひずみ度関係の勾配

を適用することとし，具体的な計算方法は 4.4.1 項に述べる。そして，4.4.2 項で局部座屈領域の

応力分布を仮定し，圧縮領域に 4.4.1 項に示した圧縮領域の応力度-ひずみ度関係により，梁端の

Fig.4.4.3 Mj - δje relationship 
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Fig.4.4.2 Strain distribution around connection 
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回転角を求める。計算を簡単にするため，局部座屈領域を梁端に集約し，局部座屈領域全長に渡

り，圧縮応力と圧縮ひずみが同一とする。文献 4.2)と同様，局部座屈領域を除く部分は弾性除荷

されるとする。 

また，文献 4.4)では曲げ座屈の場合，弾性剛性を EGeとし，劣化勾配 Kd は次式としている。 

= −0.07                                                                                                                                       (4.4.1) 
文献 4.4)を参考にする場合，エンドプレートの面外変形による接合部の初期回転剛性を含む梁の

弾性剛性を EGeとし，局部座屈後の劣化勾配は式(4.4.1)とする。 
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4.4.1 局部座屈後の圧縮領域に生ずる圧縮応力と圧縮フランジの軸方向変形の関係 

文献 4.2)を参考に，局部座屈後の圧縮領域に生ずる圧縮応力と圧縮フランジの軸方向変形の関

係を定める。文献 4.2)では，引張試験により得られる応力度-ひずみ度関係が，フランジ材とウェ

ブ材で同等と見なせることを条件としている。Fig. 4.4.4 に 3.2.1 項の実大トの字形実験に用いた

H-250×125×3.2×6 のフランジ材とウェブ材の引張試験により得られた応力度-ひずみ度関係を示す。

フランジ材，ウェブ材ともに試験体数を 3 とし，全ての試験結果を同じ図に表現している。Fig. 

4.4.4 に示す通り，降伏棚がフランジにはあり，ウェブにはなかった。 

 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
次に，Fig. 4.4.5 に真応力-対数ひずみ関係を示す。Fig. 4.4.4 で見られたフランジの降伏棚は除去

し，素材引張試験結果に整合するように求めた。Fig. 4.4.5 より，フランジ材とウェブ材の降伏点

の値は若干異なるものの，ひずみ硬化係数は概ね同等であることが分かる。これより，フランジ

材とウェブ材は，同等の応力度-ひずみ関係と見なす。 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

  

Fig. 4.4.4 Material tensile test results 
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Fig. 4.4.5 True stress - Logarithmic strain relationship 
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文献 4.2)の ， ， ， は次式による。 
劣化第 1 勾配 

  ⁄ = −0.57 − 0.0046 − 0.0005                                                                                         (4.4.1.1) 
劣化第 2 勾配 
        ⁄ = −0.005                                                                                                                                          (4.4.1.2) 
ここで， 

        = ( / )                                                                                                                                            (4.4.1.3) 
ここで，εyはフランジとウェブの降伏ひずみの平均とする。 

は等価幅厚比 を用いることとし，次式による。 
          = ( ∙ / )                                                                                                                                   (4.4.1.4)  
ここで， は全塑性状態においてウェブの中で圧縮を受ける部分の面積の割合であり，本論で

は接合部の全塑性状態におけるウェブの圧縮を受ける部分の割合である式4.2.24によるξとする。 

劣化第 1勾配から第 2勾配への遷移点は，遷移応力度 Tσyと最大応力度 Sσyとして，次式による T/S

から求める。  
         ⁄ = −0.56 − 0.062 + 0.98                                                                                                        (4.4.1.5) 

3.2.1 項に示した実験の H-250×125×3.2×6 の場合の ， ， ， ， を計算すると

Table4.4.1 に示す値となる。局部座屈領域は，文献 4.2)に従い端部よりフランジの全巾 2bf までの

範囲とする。 

 
Table4.4.1 εy，αf，αwe，Ed1，Ed2，T / S 

te ξ σy εy αf αwe Ed1 Ed2 T/S 
16 0.34 306 0.00149 0.162 0.283 -3233 -1025 0.872 

te：エンドプレート厚み(mm)，ξ：式(4.2.24)による中立軸高さ比 
εy：降伏ひずみ 
αf：フランジの基準化巾厚比，αwe：ウェブの有効基準化巾厚比 
Ed1：劣化第 1 勾配(N/mm2)，Ed2：劣化第 2 勾配(N/mm2) 
T / S：最大耐力に対する劣化第 1 勾配と第 2 勾配の遷移点の比 
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4.4.2 荷重変形関係の予測方法 

Fig. 4.4.1 及び 4.4.2 の考察より，梁端の応力分布を Fig. 4.4.6 の通り仮定する。 

  
                                       
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

4.4.1 項による圧縮応力と圧縮フランジの軸方向変形の関係，座屈領域長さ及び Fig. 4.4.6におけ

る応力分布より，耐力劣化時の中立軸位置 ξ’ ，耐力劣化時の曲げモーメント，αdecMmax’及び接合

部の回転角 Δθjは次式により表される。 

劣化第 1 勾配 

= − + ∙                                                                                                            (4.4.1.6) 
= (1− ) + {(1− ) − }

2 + 2 +                                    
+ +          (4.4.1.7)  

∆ = 2 ∆′                                                                                                                                           (4.4.1.8)  
 
劣化第 2 勾配 

= − + ∙ − + ∙ ( − )                                                (4.4.1.9) 
= (1− ) + {(1− ) − }

2                                                                                 
+ 2 + + ( − )  + + + ( − )       (4.4.1.10) 

∆ = 2 ∆′                                                                                                                                           (4.4.1.11) 
ここで， は劣化第 1 勾配の圧縮ひずみ， は劣化第 2 勾配の圧縮ひずみ， ， はそれぞれ

劣化第 1 勾配の弾性係数，劣化第 2 勾配の弾性係数である。∆ 及び∆ は，それぞれ劣化第 1 勾

配及び劣化第 2 勾配の圧縮歪の変化量， ∆ は接合部の回転角の変化量である。 

ξd
 

ξd
 

ξ’
d 

Nyt 

σyw σyw 

σyw σyw+εEd Af σyf Af (σyf +εEd) 

Neutral axis 

Mmax’ αdecMmax’ 

Nyt 

Neutral axis 

(a) Before local buckling (b) After local buckling 

Fig. 4.4.6 Stress distribution around connection 
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劣化第 1 勾配及び劣化第 2 勾配の∆ には，Fig. 4.4.2に示すひずみ分布に示すように，エンドプレ

ートの離間による接合部の回転も含まれている。しかし，3 章に述べた通り，エンドプレートの

離間に対する抵抗形式は，エンドプレートが 45度に傾くまでが曲げ抵抗，それ以降が引張抵抗に

なると考えられるため，δjeがd2/√2を超えてからは，∆ は式(4.4.1.11)の 1/2倍になると考え，次式

とする。 

∆ = ∆′                                                                                                                                             (4.4.1.12) 
δjeがd2/√2を超える条件は次式で表される。 

=  (1− ξ ') >  
√2(1− ξ ')                                                                                                          (4.4.1.13) 

 

接合部に生ずる曲げモーメントMjと接合部の回転を含めた梁の部材角 θb関係の予測値は，接合

部位置に回転バネを考慮し，梁は弾性変形するものとして算定することとする。接合部に考慮す

る回転バネは，3.3 節による初期回転剛性，3.4 節による接合部の塑性回転剛性，4.2 節による局部

座屈により決定する最大耐力，本節に述べた耐力劣化域の荷重変形関係により設定する。 

3.2.1項の実験により得られた H-250×125×3.2×6の接合部に生ずる曲げモーメント Mjと梁の部材

角 θbの関係について，実験結果と前述の予測結果を Fig. 4.4.7 に示す。予測結果は，2 章による接

合部の弾塑性回転バネと梁の曲げ剛性を直列でつなぎ，Mcr 以降の劣化勾配は，文献 4.2)を参考に

する場合，式(4.4.1.6)から(4.4.1.11)より求め，文献 4.4)を参考にする場合は，式(4.4.1)より求め，

それぞれ，Fig. 4.4.7(a)，Fig. 4.4.7(b)に示している。Fig. 4.4.7 に示す通り，文献 4.2)を参考にした

場合，文献 4.4)を参考にした場合，ともに予測結果は実験結果を精度良く予測できていることが

分かる。 
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フラッシュ形エンドプレート接合形式を有する H 形断面梁の局部座屈により耐力が決定する場

合の荷重変形関係の予測方法を以下にまとめる。 
・4.2 節による Mcr = min (Mjmax,  Mmax,  M’max)を求める。 

・Mcr = Mjmaxの場合は，3 章による接合部の弾塑性回転バネと梁の曲げ剛性を直列でつなぐ。 

・Mcr = Mmaxの場合，3 章による接合部の弾塑性回転バネと梁の曲げ剛性を直列でつなぎ，Mmax以

降の劣化勾配は，梁の曲げ剛性に文献 4.2)又は 4.4)による劣化勾配を考慮することで求める。 

・Mcr = Mmax’の場合，3 章による接合部の弾塑性回転バネと梁の曲げ剛性を直列でつなぎ，Mmax’ 

以降の劣化勾配は，接合部の弾塑性回転バネに文献 4.2)又は 4.4)による劣化勾配を考慮するこ

とで求める。劣化勾配は，文献 4.2)により求める場合，式(4.4.1.6)から式(4.4.1.10)とし，文献

4.4)により求める場合，式(4.4.1)とする。文献 4.2)又は 4.4)ともに，それぞれに記載された適用
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Fig. 4.4.7 Mj – θb relationship 
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範囲を満たすとともに，曲げ座屈の場合のみ適用できるものとし，その条件は，4.2節で述べた

曲げせん断応力度比 α’<1/6 とする。 
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4.5  まとめ 

フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の局部座屈を伴う荷重変形関係の予

測方法を提案した。 

4.2節では，エネルギー法を用いて中立軸位置が梁心よりも圧縮フランジ側に近い場合の，中立

軸位置に応じた局部座屈耐力及び接合部が全塑性耐力に達するためのフランジ及びウェブの幅厚

比制限曲線を求めるとともに，中立軸位置を考慮した局部座屈耐力の推定方法を提案した。4.2節

の検討で得た知見を以下に示す。 

・中立軸位置が梁心よりも圧縮フランジ側に近いほど，ウェブの幅厚比制限値は大きくなる。こ

れはウェブの圧縮領域が小さくなるためである。 

・中立軸位置がウェブのせん断座屈及びフランジの曲げ座屈に関する幅厚比制限に与える影響は

小さい。 

・中立軸位置，幅厚比制限に対する余裕度及び接合部の全塑性耐力より局部座屈で耐力が決定す

る梁の最大耐力が推定できる。 

4.3 節では，4.2 節で求めた推定式の妥当性を，実大実験及び非線形 FEM 解析により確認した。

4.3 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・4.2 節で求めた最大耐力推定法は実大実験及び非線形 FEM 解析結果を安全側に推定する。 

・非線形 FEM 解析より，圧縮フランジが降伏する直前及び降伏後最大耐力時における断面の中

立軸はほぼ同じである。 

・本論で提案する最大耐力推定式はボルト径に対するエンドプレート板厚が薄いほど安全側とな

る。これは，エンドプレートに対するボルトの引張及び曲げ剛性が小さいほど，エンドプレー

トの曲げ変形の可撓長さが短くなることを考慮していないためである。 

4.4 節では，局部座屈による耐力劣化領域を含む荷重変形関係の予測方法を提案した。4.4 節の

検討で得た知見を以下に示す。 

・耐力劣化勾配は 2.2 節に示した既往の方法を参考に，初期剛性の 0.07 倍とする方法と，座屈後

の圧縮領域の応力度-ひずみ度関係と梁端の中立軸位置から曲げモーメントと回転角の関係を

求める方法の 2 通りがあり，ともに実験結果を精度よく推定できる。 
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第 5 章 

フラッシュ形エンドプレートで接合された 

H 形断面梁の横座屈を伴う荷重変形関係の予測方法 
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5. フラッシュ形エンドプレートで接合された H形断面梁の横座屈を伴う荷重変形関係の予測方法 

5.1  はじめに 

3 章に述べた通り，フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の引張フランジ側エ

ンドプレートは柱から離間する。特に，エンドプレートが塑性化した場合，梁の引張フランジの

横曲げ拘束が低下し，横座屈耐力が離間していない場合に比べ低下する可能性がある。本論では

フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の梁端の横座屈に関する境界条件の特定方

法及び耐力劣化域を含む荷重変形関係の予測方法を提案する。 

まず，5.2 節では，3 章に述べた実大実験の結果から，エンドプレートの離間状態の推定方法を

提案する。ここでは，フラッシュ形エンドプレート接合部に初期降伏耐力を超えた曲げモーメン

トが働くと面外方向に残留変形が生ずること，反対向きの曲げモーメントが働くと離間していた

エンドプレートは柱に接触すること，離間時の曲げモーメントと接触時の曲げモーメントは推定

が可能であることを示す。 

5.3 節では，エンドプレートの離間状態と境界条件の関係を実大の横座屈実験と非線形 FEM 解

析により考察し，離間側のフランジは横曲げが拘束されず，反対に接触側のフランジは横曲げが

拘束されることを示す。 

5.4節では，境界条件の推定方法及び横座屈耐力の推定方法を提案する。ここでは，エンドプレ

ートの離間の推定方法と離間の有無による横座屈に関する境界条件の関係より，フラッシュ形エ

ンドプレート形式で接合された横座屈による最大耐力の推定が可能であることを示す。 

最後に，5.5 節では， 5.4 節に述べた方法によりフラッシュ形プレートによる梁端の境界条件を

推定し，2.3節に述べた横座屈で耐力が決定するH形断面梁の荷重変形関係の予測方法を用いて，

フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の横座屈を伴う荷重変形関係の予測方

法を提案する。ここでは，フラッシュ形エンドプレートによる梁端の境界条件が横曲げ固定－そ

り自由の場合は，2.3節に示す荷重変形関係の予測方法において，固定支持と扱い，引張フランジ

の横曲げ剛性を固定支持の 1/2 倍することにより，実験により得られた荷重変形関係を精度良く

予測できることを示す。 

本章における FEM解析の利用状況及び FEM解析を利用している場合は FEM解析と実験との対

応確認方針を以下に記載する。 

・エンドプレートの離間状態の推定方法は，実大トの字形実験より求める。 

・エンドプレートが引張フランジ側のみ離間し，圧縮フランジ側が離間していない状態における

横座屈に関する境界条件は，実大横座屈実験及び非線形 FEM解析から考察する。その際，非線

形 FEM解析と実大横座屈実験で，荷重変形関係及び座屈形状が同様になることを確認する。そ

して，提案した予測方法が実大横座屈実験による荷重変形関係を精度良く予測することを確認

する。 

本章で提案する予測方法を適用するに当たり，連成座屈が生じないことを確認する必要がある。

確認は文献 5.5)に示された幅厚比指標 W と基準化横座屈細長比 λbの関係による判定方法に，本論

で示す幅厚比指標W’及び横座屈に関する境界条件を考慮した基準化横座屈細長比 λbを適用するこ

とにより行う。 

本章で提案する予測方法を適用するに当たり，エンドプレートの面外変形による梁端破断及び
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横座屈によるヒンジ位置に破断が生じないことを別途確認する必要がある。これら確認方法は今

後の課題とする。また，接合部の中立軸位置が梁心から変動することにより生ずる梁の材軸方向

の伸びの影響を別途確認する必要がある。確認する方法に，想定する層間変位時の梁の伸び量を

エンドプレートの面外変形量と中立軸位置から算出し，柱の曲げ抵抗による梁に生ずる圧縮力を

求め，当該圧縮力による影響を評価する方法が考えられる。当該圧縮力が横座屈による荷重変形

関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。さらに，エンドプレート形式は梁長

さの調整代がないため施工により梁軸力が生じやすい。本論の提案方法を用いる場合は，別途，

当該軸力が横座屈による荷重変形関係に与える影響を確認する必要がある。当該軸力が横座屈に

よる荷重変形関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。 
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5.2  エンドプレートの離間状態の推定方法 

梁の横座屈に対する境界条件を考える上で，エンドプレートの柱からの離間の有無が重要であ

ると考えている。そこで，Fig. 5.2.1 の実験のような正負交番漸増繰り返し荷重を受けるエンドプ

レートの挙動を予測する方法について検討する。Fig. 5.2.1 に示す通り，フラッシュ形エンドプレ

ートは，梁フランジに生ずる引張力により，ある曲げモーメントで面外に塑性変形し始め(A～B)，

各サイクルにおける曲げモーメントのピーク時に柱フランジ表面から最も大きく離間する(B 点)。

その後，曲げモーメントの低下により梁フランジに生じている引張力が低下すると，エンドプレ

ートは逆向きに弾性除荷され(B～C)，続いて負側の曲げモーメントにより圧縮から引張に転じた

側は離間し始め，同時に B 点で離間していた側は梁フランジに生ずる圧縮力により，徐々に柱に

近づく方向に塑性変形し柱に接触する(C～D)。柱に接触した圧縮側エンドプレートは，接触した

まま耐力を上昇させ，再度ピークを迎える(D～E)。再び曲げモーメントが除荷されると，フラン

ジに生じている圧縮力が減少し弾性除荷され(E～F)，正側の曲げモーメントにより引張に転じた

側は離間する(F～)。梁の上下フランジ側どちらも梁フランジに生ずる圧縮，引張力によりエン

ドプレートが徐々に塑性変形をするため，エンドプレートは曲げモーメントの正負が切り替わる

瞬間から，一度離間した片側がフランジに生ずる圧縮力により接触するまでの間(C～D)は，上下

フランジの両方が柱から離間している状態となる。また，両側が離間しているタイミング以外は

片側が接触している状態となる。ここで，エンドプレートが面外に塑性変形し始める初期降伏耐

力を Myj，各サイクルのピーク値を Mpeak(n)，さらに Mpeak(n)で離間していたエンドプレートが，

反対向きの曲げモーメントにより柱に接触する時の曲げモーメントを Mt(n)と表記する。n は半サ

イクル数を示し，ピーク荷重から次のピーク荷重までを 1 サイクルとしている。以下に，Mpeak(n)

と Mt(n)の関係を予測する方法を示す。 

  

Fig. 5.2.1 End plate contact –M relationship 
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・・・
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始めに，Myj の定義より，|Mpeak(m)|=max(|Mpeak(1)|, |Mpeak(2)|,…,|Mpeak(n)|,…)≦Myjならばエンドプ

レートは弾性範囲であり，除荷されると柱フランジに接触するため，|Mt(m)|=0 と予測できる。そ

こで，次の仮定を設け，Myjを求める。   

接合部が Myj を負担する場合，次の 2か所に曲げヒンジが生ずるものとする。 

①梁：Fig. 5.2.2(a)に示す A-A 断面でエンドプレートに接する位置 

②エンドプレート：引張フランジに最も近いボルト孔の縁の位置 
（引張フランジ心からの距離を h2とする。） 

以上の仮定により， Myjは式(5.2.1)により求められる。 

     Myj=
Mp(A-A)+Mp(B-B) h

h2
                                                                                                                (5.2.1) 

ここで，Mp(A-A)， Mp(B-B)はそれぞれ①，②部の全塑性曲げモーメントである。 
次に， Mpeak(l)=max(|Mpeak(1)|, |Mpeak(2)|,…,|Mpeak(n)|,…)＞Myjの場合の Mpeak(l)と Mt(l)の関係を予測

する。接合部の最大耐力 Mjmax は式(3.2.2.10)により，接合部の初期降伏耐力 Myj は式(5.2.1)により

求められることを示した。しかし，これらの情報だけでは Mt(l)を予測することは困難である。そ

こで始めに，概略的な傾向と，Mpeak(l)が Mjmax の場合の Mt(l)を予測することを試みる。そのため

に，次の 5つの仮定を設ける。 

1つ目は，Fig. 5.2.2(b)，(c)に示す通り，接合部の応力中心位置を仮定する。2つ目は，応力中心

位置に力 F を仮定する。3つ目は，1つ目の応力中心間距離と，2つ目の F の積が接合部に生ずる

曲げモーメントであるとする。4 つ目は，Mpeak(l)を求める時は，片側接触している場合の応力中

心間距離を適用し，Mt(l)に対しては両側離間している場合を適用する。5つ目は，2つ目で定義し

た F について次の 2つを仮定する。「F が大きいほど，そこで離間したエンドプレートを接触させ

るために必要な反対向きの F は大きくなる」，「F が最大耐力に達した後，そこで離間したエンド

プレートを接触させるために必要な反対向きの Fは，その最大耐力と同じ値である」。上の 5つの

仮定より，次のことが求められる。 
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|Mpeak(l)|が大きいほど，|Mt(l)|が大きくなる。また，|Mpeak(l)|が Mjmaxの場合，式(5.2.2)で示す αを

用いて，|Mt(l)|は αMjmaxと表現できると仮定する。 
α=(h-2db)/(h-db)                                                                                                                    (5.2.2) 

最後に，より詳細な Mpeak(n)と Mt(n)の関係を得るために，3.2.1 項の実験結果を考察する。Fig. 

5.2.3 に，Mpeak(n)と Mt(n)の関係を Mjmax により無次元化して示す。図の横軸と縦軸は Mpeak(n)と

Mt(n)の絶対値としている。なお，Mt(n)は Fig. 3.2.6 の横軸のエンドプレートの開き量が 0 となる

時の縦軸の曲げモーメントの値である。Fig. 5.2.3を見ると，|Mt(n)|は，|Mpeak(n)|=Myjから増加し，

|Mpeak(n)|= Mjmax の場合，αMjmax となる。前述の予想通りの結果が得られるとともに，|Mpeak(n)|と

|Mt(n)|は，|Mpeak(n)|=Myj, |Mt(n)|=0 の点と|Mpeak(n)| =Mjmax, |Mt(n)|=αMjmaxの 2 点を結ぶ直線上にある

という新たな特徴が明らかになった。 
本論では，接合部に生ずる曲げモーメントが，この直線よりも右下にある場合は，エンドプレ

ートは上下フランジ側ともに柱から離間しているとし，左上にある場合は，片方のフランジ側が

離間しているとする。このエンドプレートの接触と曲げモーメントの関係が，載荷履歴を変化さ

せても同じであるかの検証は，今後の課題としたい。 
 

 
  

Fig. 5.2.2 Definition of resistance 
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5.3  エンドプレートの離間状態と境界条件の関係 

フラッシュ形エンドプレートによる横座屈に対する H 形断面梁の境界条件を検討する実験及び

FEM 解析を行った。 

5.3.1 実験による H形断面梁端部の境界条件の確認 

試験は全て実大フレームの中で H 形断面梁を座屈させるものである。荷重条件は，梁に逆対称

曲げと片端曲げを与える 2 種類とし，逆対称曲げについては，H 形断面梁に圧縮軸力が入る状態

で横座屈する No.1 と引張軸力が入る状態で横座屈する No.2 とした。片端曲げは，軸力が入らな

い No.3 のみとした。試験体の構成は Fig. 5.3.1 に示す通り，柱と H 形断面梁により構成された架

構の柱頭をジャッキにより強制変位を与えることにより，梁に曲げモーメントを与える。No.3 は

Y1 軸の梁を対象とし，この梁に軸力が入らない理由は，X0 軸の梁の弱軸曲げ剛性が小さいから

である。実際に生じた軸力は，梁に貼付したひずみゲージより，最大耐力まで No.1 及び No.2 で

はジャッキによる荷重の約半分が梁の軸力となり，No.3 では梁の軸力は生じていないことを確認

した。 
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梁に軸力を入れている理由は，軸力による接合部の固定度への影響を観察するためと，実際の

構造物では，Fig. 5.3.2 に示すように質量と柱の配置位置により，地震時において，逆対称曲げと

なる梁に軸力が入る場合が想定されるためである。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

梁断面及び柱梁接合部の詳細は，前述の実大トの字形実験の接合部と同じとし，柱頭部に設け

た厚み 22mm の角形鋼管の下に厚み 9mm の角形鋼管を溶接接合し柱を構成している。No.3 試験

体の X0-Y1 交点に位置する梁－梁接合部は，カット T によりウェブ同士をボルト接合している。

載荷スケジュールは，Fig. 5.3.3 に示す変位制御の正負交番繰り返し載荷（縦軸は，柱頭の X 方向

水平変位 δ を 1550mm で除した変形角）とし，全てのジャッキを同一変位で制御する。No.1 試験

体はジャッキにより柱頭を押す方向を正とし，No.2,3 は引く方向を正とする。変位計測について

は，ジャッキ位置の水平変位，及び梁の横方向変位を計測した。梁の横方向変位の計測方法は，

フランジに固定した変位計により，床から立ち上げた固定面に向かう距離を計測した。座屈させ

る梁の材料特性を Table5.3.1 に示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

Fig. 5.3.2 Axial force of beams in case of the earthquake 
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実験により得られた，梁端の曲げモーメント M と変位 δ の関係を Fig. 5.3.4 に示す。No.1 及び

No.2 の梁端の曲げモーメントは，梁両端の曲げモーメントが等しいと仮定し求めている。また，

縦軸は素材試験結果に基づく梁の全塑性曲げ耐力 Mpbにより無次元化し，接合部の最大耐力 Mjmax

を実線により示している。Fig. 5.3.4より，No.1の Y0,Y1構面，No.2の Y0構面及び No.3の曲げモ

ーメントは，Mjmax まで到達せずに低下していることがわかる。また，目視により梁の横方向の変

形を確認できたことから，横座屈が発生しているものと判断した。 

 
  

Table5.3.1  Material properties 
 member σy σu εu E 

No.1 

column 365 411 40 2.05×105 

beam 
flange 306 435 42 2.07×105 
web 277 423 42 2.11×105 
endplate 278 432 49 2.10×105 

No.2 

column 364 440 41 1.87×105 

beam 
flange 291 443 44 1.95×105 
web 281 432 43 2.02×105 
endplate 264 448 49 2.17×105 

No.3 

column 386 466 42 1.85×105 

beam 
flange 321 452 40 2.06×105 
web 287 449 40 2.09×105 
endplate 263 427 40 2.05×105 

σy ：yield strength [N/mm2] 
σu ：ultimate strength [N/mm2] 
εu  ： elongation[%] 
E ：young’s modulus[N/mm2] 
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また，No.1 及び 3 の最大耐力時における梁フランジ左右及びウェブ両面のひずみの差分を Fig. 

5.3.5 に示す。ひずみゲージの貼付位置は Fig. 5.3.5(c)に示す位置とした。Fig. 5.3.5 より，No.1 の

X1軸における上フランジ（圧縮フランジ），及びX0軸における下フランジ（圧縮フランジ）はひ

ずみの差分が大きく，横曲げが拘束されていることがわかる。逆に X1 軸における下フランジ

（引張フランジ），及び X0 軸における上フランジ（引張フランジ）はひずみの差分が小さく，接

合部に向かってひずみが減少傾向にある。つまり，梁端において横曲げは固定されているが，そ

り変形は拘束されていないと思われる。この傾向は，No.3 の X1 軸側も同じであり軸力による差

異は見られない。また，No.3 の X0 軸側におけるカット T による接合部では，上下フランジとも

にフランジのひずみの差分が小さく，横曲げが拘束されていないと思われる。ウェブのひずみに

ついては，5.4 節で考察する。 

  

(c) Strain gauge 
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5.3.2 FEM 解析による H形断面梁端部の境界条件の確認 

FEM 解析により得られる梁フランジに生ずる横曲げ応力から，前述の考察通り梁端のそりが拘

束されていないことを確認する。 

FEM解析に用いるプログラムは ABAQUS6.14-2とし，No.1,2試験体の解析モデルは Y0-Y1スパ

ン中央の対称面(X-Z面)から半分をモデル化し，対称面をY方向並進拘束した。No.1,2ともに耐力

が低い軸を対象とし，No.1 は Y1 軸，No.2 は Y0 軸を対象とする。No.3 試験体は全体をモデル化

した。各モデル共通で，柱下の X 軸回り及び Z 軸回りの回転を拘束し，柱頭には X 方向へ強制変

位を与えた。初期不整は，モード解析による最も低次のモードを与え，その他の要素タイプ等条

件は，前述の柱梁接合部解析と同じとした。 

解析により得られた梁端の曲げモーメント M と変位 δ の関係，及び最大荷重時の梁の横方向変

位の実験と解析結果の比較を付録 2 に記載した。この結果より，解析モデルは妥当であると考え

られる。 

この解析モデルの，No.1 から No.3 の梁フランジに生ずる弱軸まわりの曲げモーメント Mf と変

位 δ の関係を Fig. 5.3.6(b)から(d)に示す。いずれも最終サイクルの負側から正側の最大耐力までの

履歴のみを示し，エンドプレートが柱と接触する曲げモーメント Mt を同時に示している。ここ

で，Mf は Fig. 5.3.6(a)に示す通り，柱フェイスより 90mm 位置に並ぶ節点の X 軸方向応力から上

下フランジそれぞれについて求めている。なお，Mf は柱フェイスより約 50mm の位置と 90mm 位

置とで，ほぼ変わらないことをNo.1で確認している。Fig. 5.3.6(b)から(d)より，何れの解析モデル

も負側の最大荷重から除荷されるに従い，曲げモーメントの向きが上フランジと下フランジで逆

向きに移動し交差する。その後，上下フランジに生ずる応力は正負逆の関係で小さい値で推移す

る。これは，梁に横方向変位が発生しているため，ねじれ応力が発生し，接合部近傍でそり変形

を若干拘束し，そり応力が発生していると考えられる。梁に生ずる曲げモーメント M が Mt を超

えると，離間していたエンドプレートが柱に接触し，圧縮フランジのMfが急上昇し，引張フラン

ジには圧縮フランジと同じ向きに小さい曲げモーメントが発生する。 

一方，エンドプレートを柱に固着させた場合の Mf と変位 δ の関係を Fig. 5.3.6(e)に示す。Fig. 

5.3.6(e)を見ると，梁に生ずる曲げモーメント M が小さい間は上下フランジに横曲げ応力が発生し

ておらず，横方向変位が発生していないことがわかる。M がある程度大きくなると圧縮フランジ

の Mf は No.1 から No.3 と同じ正側に向かって上昇するが，引張フランジは No.1 から No.3 と異な

りほぼゼロのままか，負側に小さい値を示す。ここで，Fig. 5.3.7 に逆対称曲げにおける引張フラ

ンジの横曲げ変形が拘束されている場合とされていない場合について，横座屈時の上下フランジ

の幅中心線の位置を実線により示す。図中に示した X, Y 方向は，Fig. 5.3.1(a)No.1 と同じである。

この図は座屈変形の概念を示したものであり，端部境界条件による違いを表している。 接合部で

引張フランジの横方向の回転が拘束されている場合，接合部近傍では上下フランジは逆向きの曲

率を示すことになるが，拘束されていない場合は同じ方向の曲率となる。このため，引張フラン

ジと圧縮フランジの横方向の変位差であるねじれ変形は，引張フランジの横方向の回転が拘束さ

れていない方が増加する。本解析モデルの No.1 から No.3 は引張フランジが回転したため，接合

部近傍で引張フランジと圧縮フランジに同じ向きの曲げモーメントが発生したと考えられる。ま

た，梁に圧縮軸力が入る No.1 と No.2 及び No.3 を比較すると，No.1 の引張フランジに生ずる Mf
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は最大耐力時に正側になるものの，No.2及びNo.3よりも小さく，離間している引張側エンドプレ

ートの横方向の回転は小さいと考えられる。これには，梁の圧縮軸力によりエンドプレートの離

間量が小さくなることが理由として考えられる。 

以上，実験によるひずみゲージの値，及び FEM解析結果より，エンドプレートが柱から離間し

ている場合，フランジの横曲げ拘束度が小さい。そのため，梁端部の境界条件は，梁に生ずる軸

力に関わらず，エンドプレートが面外に塑性変形した後，圧縮，引張フランジ側ともに柱から離

間している状態では，そり及び弱軸曲げともに拘束なしの単純支持とし，片側が柱に接触してい

る状態では，そり自由，弱軸曲げ固定と扱う必要があると考えられる。 
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5.4  境界条件を考慮した横座屈耐力推定法 

ここまで得られた知見をもとに，フラッシュ形エンドプレートにより接合される H 形断面梁の

横座屈耐力の推定方法を提案する。まず両側離間の横座屈耐力を Mc1 とし，片側離間の横座屈耐

力を Mc2 とする。両側離間の状態で梁に生ずる曲げモーメントが Mc1に達すると，Mc1で梁は横

座屈する。両側離間の曲げモーメントは，各サイクルにおける最大曲げモーメント Mpeakに対して，

反対向きの曲げモーメントが Fig. 5.2.3 により求まる Mt 以下の時である。ここで，Mpeakは片側離

間の横座屈耐力 Mc2以下であるはずなので，Fig. 5.2.3 の横軸を Mc2として，斜めの直線の縦軸の

値が両側離間の状態における曲げモーメントの上限値である。この上限値よりも Mc1 が小さけれ

ば，両側離間の状態で横座屈し，逆に大きければ，片側離間の状態で横座屈する。さらに，Mc1

が αMjmax より大きく，かつ Mc2 が Mjmax より大きい場合，横座屈をしないと言える。これら横座

屈耐力 Mc1，Mc2 と，接合部の各種耐力 Myj，Mjmax により特定される横座屈に対する境界条件と

横座屈発生の有無は，Fig. 5.4.1 のように表すことができる。設計対象の梁が Fig. 5.4.1 の領域 A か

ら C のうちどの領域に該当するか調べることにより，横座屈耐力を推定することができる。 

 

  

Fig. 5.4.1 Boundary conditions of beams 
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5.4.1 H 形断面梁の横座屈耐力の推定方法 

Ⅰ．各種曲げ耐力の算出 

① 設計対象のフラッシュ形エンドプレート接合の初期降伏耐力 Myj，最大耐力 Mjmax 及び α を求

める。 

② 当該接合部を有する H 形断面梁の全塑性耐力 Mpbを求める。 

③ 当該梁の弾性横座屈耐力について，当該フラッシュ形エンドプレートを単純支持として扱っ

た Me1，横曲げ固定そり自由として扱った Me2 それぞれを，文献 5.1)の方法により求める。 

④ 当該弾性横座屈耐力に対応した横座屈限界耐力 Mc1，Mc2 を，文献 5.2)及び 5.3)の方法により

求める。 

Ⅱ．境界条件の設定と最大耐力 

Ⅰで求めた各種耐力を x=Mc2/Mjmax，y=Mc1/Mjmaxとして Fig. 5.4.1 上にプロットする。 

① プロットが領域 A となる場合は，Mc1 を最大耐力とする。 
② プロットが領域 B となる場合は，Mc2 を最大耐力とする。 
③ プロットが領域 C となる場合は，Mjmaxを最大耐力とする。 
計算式により表現すると式(5.4.1)から(5.4.3)となる。 
領域 A：Mc1≦α Muj(Mc2-Myj) (Muj-Myj) かつ Mc1≦αMuj                                                             (5.4.1)  
領域 B：Mc1＞α Muj(Mc2-Myj) (Muj-Myj)  

かつ Mc2≦Muj                                                                                  (5.4.2) 
領域 C：Mc1＞αMuj かつ Mc2＞Muj                                                                                                         (5.4.3) 
次に，文献 5.1)による各種境界条件に対する弾性横座屈耐力の算出方法を，基本式(5.4.4)とと

もに次に示す。 

   Me=C1
π2EIy(kul)2

Iω

Iy

ku

kβ

2

+
GJ(kul)2

π2EIω
                                                                                                    (5.4.4) 

ここで，Meは弾性横座屈耐力，lは梁長さ，Eはヤング率，Gはせん断弾性係数，Iyは弱軸まわり

の梁断面 2 次モーメント，Iωは曲げねじり定数，J はねじり定数，kuは弱軸曲げに対する座屈長

さ係数，kβは曲げねじりに対する座屈長さ係数，C1はモーメント修正係数である。 
本論では，そり自由，横曲げ固定の座屈長さ係数が，文献 5.1)に示されている各種境界条件に

対する座屈長さ係数提案値を参考にして定めることができるとする。以下に，No.1～3 試験体の

当該座屈長さ係数の定め方を示す。 
始めに，No.1, 2 試験体の座屈長さ係数を定める。境界条件は，両端そり自由，横曲げ固定で

あるとする。文献 5.1)では両端固定支持の場合，ku=0.5，kβ=0.5 としている。一方，両端単純支

持の場合は，ku=1.0，kβ=1.0 としている。両端そり自由，横曲げ固定の場合，両端固定支持の kβ

が単純支持の kβになるとして，ku=0.5，kβ=1.0 とする。次に，No.3 試験体の座屈長さ係数を定め

る。境界条件は，左端そり固定，右端がそり自由横曲げ固定であるとする。文献 5.1)では左端そ

り拘束－右端固定支持の場合は，ku=0.668，kβ=0.465 としている。一方，左端そり拘束－右端単

純支持の場合は，ku=0.967，kβ=0.654 としている。左端そり固定，右端そり自由横曲げ固定の場
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合，左端そり拘束－右端固定支持の kβが，左端そり拘束－右端単純支持の kβになるとして，

ku=0.668，kβ=0.654 とする。定めた座屈長さ係数を Table5.4.1 に示す。  
圧縮軸力が発生する場合は，文献 5.3)に示される曲げねじれ座屈の最大耐力の算出式(5.4.5)に

おける Mcrに，文献 5.2)による横座屈耐力 Mc1 及び Mc2 を代入し，得られた M1を Mc1 及び Mc2

とする。 

    N
Ncry

+
CMꞏM1

1－ N
NE

ꞏMcr

=1.0                                                                                                                     (5.4.5) 

ここで，Nは圧縮軸力，Ncryは弱軸まわりの座屈強度 (座屈長さ=0.5L)，CMは等価曲げモーメント

修正係数 (=1.0)，M1は最大曲げ耐力，NEは弾性座屈強度 (座屈長さ=0.5L)，Mcrは圧縮軸力が存在

しない場合の横座屈強度である。今回の実験による最大耐力を，以上の推定方法に従い求めると

Table5.4.2 の Mc2 となる。いずれの試験体も Mc2 は，実験結果 eMmaxを安全側に評価している。 

  
Table5.4.1  Effective length factors  

 
Boundary condition 

Restraint   
 

Left Right  
No.1 and 2 

(No.1,2) 
Lateral bending Lateral bending 0.5 1.0  

No.3 
(No.3) 

Warping bending Lateral bending 0.668 0.654  

Table5.4.2  Moment strength  

 Myj Mjmax Mc1 Mc2 α Boundary area eMmax  

No.1 41 108 73 84 0.80 B 98  

No.2 39 111 86 102 0.80 B 109  

No.3 38 100 74 94 0.80 B 98  
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5.4.2 FEM 解析による推定方法の妥当性の確認 

前述の推定方法の妥当性を FEM解析により確認する。解析モデルは，前述の No.1(model.1-1)に

対し，条件を変化させた Table5.4.3 に示す合計 7 モデルとする。変化させる条件は，(1)梁端を柱

に完全固定した場合，(2)柱が剛体の場合と柱が剛体かつ梁端を柱に固定した場合，(3)梁に生ず

る軸力が引張の場合，(4)Fig. 5.4.1 の領域 C に分類される梁の場合の合計 5 つとする。得られた曲

げモーメント M と載荷点の変位 δ の関係を Fig. 5.4.2 に示す。 

(1)梁端を柱に完全固定した場合 
Fig. 5.4.2(a)より，梁端を柱に完全固定した model.1-2 は，model.1-1 よりも耐力が若干上昇し

た。また，Fig. 5.4.3 に，Fig. 5.3.5 と同様ウェブの両面のひずみ（対数ひずみ）の差分と，材軸方

向位置の関係について，最大荷重までの変化を示す。Fig. 5.4.3 に示す通り，model.1-1 は座屈の

面外変形の初期段階において接合部近傍でひずみの差分が生じ，model.1-2 では生じていない。

梁端のウェブのひずみ差は Fig. 5.3.5 に示す実験結果も同じ傾向が見られた。これは，Fig. 5.4.3 左

図に示すようにそり変形した場合，梁端ウェブがフランジ間で若干曲がることが原因と考えてい

る。つまり，そり拘束度が弱いと，ウェブのひずみの差分が端部で大きくなる。これが，完全固

定とフラッシュ形エンドプレートの横座屈耐力の差異の原因と考えると，フラッシュ形エンドプ

レート接合形式による H 形断面梁の境界条件は，単純支持又は横曲げ固定そり自由として扱う必

要がある。 
(2)柱が剛体の場合と，柱が剛体かつ梁端を柱に固定した場合 

Fig. 5.4.2(b)より，柱を剛体として扱い十分大きな弾性係数を持つ弾性体とした model.1-3 と，

実験による材料特性を与えた model.1-1 の間には，耐力に有意な差がなかった。さらに，Fig. 

5.4.2(c)より，接合部を柱に固定しても柱の素材特性による差異は見られなかった。つまり，本解

析において，柱のねじれ変形は座屈耐力に影響を与えていない。 
(3)梁に生ずる軸力が引張りの場合 

Fig. 5.4.2(d)より，梁に引張り軸力が生じた状態で座屈するように，最終加力でジャッキにより

柱頭を引いた model.1-5 と，圧縮軸力が生じた状態で座屈させた model.1-1 の間には，耐力に有

意な差が見られた。なお，両モデルの初期不整は，それぞれのモード解析による最も低次のモー

ドに，同じ倍率を乗じて与えた。本解析において，梁に生ずる軸力が横座屈耐力に影響を与えて

いることがわかった。ここで，軸力と等曲げモーメントを受ける梁の横座屈耐力の評価方法が文

献 5.4)により提案されている。今回は逆対称曲げであるため，座屈耐力は前述の式(5.4.5)により

安全側の評価が可能であることを示した。今後は，地震時に梁に生ずる軸力の変動履歴，及び軸

力と塑性変形能力の関係について検討したい。 
(4)Fig. 5.4.1 の領域 A に分類される梁の場合 

Fig. 5.4.2(e)より，領域 A でも座屈耐力 Mc2 を上回った。圧縮側フランジ側のエンドプレートが

柱に接触してから座屈した。提案している推定方法は少し安全側すぎる可能性がある。なお，

model.1-6 は圧縮軸力を考慮した式(5.4.5)により Mc1 及び Mc2 を算出すると領域 B に分類される

が，領域 A と同じ条件となるように，梁に生ずる引張り軸力により座屈耐力が高くなることを利

用して，負側でエンドプレートを大きく離間させ，正側で圧縮フランジ側のエンドプレートが離

間している状態で単純支持の Mc1 を超えるようにした。 
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(5)Fig. 5.4.1 の領域 C に分類される梁の場合 
接合部の最大耐力 Mjmaxが，model.1-1 の解析による座屈耐力以下となるようにエンドプレート

の厚みを 12mm に変更した model.1-7 の M－δ 関係を Fig. 5.4.2(f)に示す。Fig. 5.4.2(f)より，

model.1-7 は接合部の最大耐力の推定値 Mjmaxまで座屈せず，耐力低下が生じなかった。 
以上，推定方法の妥当性を確認した結果，領域 B 及び C に対し,妥当であり，領域 A に対して

は安全側過ぎる推定方法となっている可能性がある。しかし，確認した解析モデルが少ないため，

より詳細な検討は今後の課題としたい。また、ウェブ設備孔がない場合でも，同様の結果が得ら

れるかどうかの検討は，今後の課題としたい。 
 
 

  
Table5.4.3  Analysis model  

No 
Flush end 
plates on 
column 

Column 
material Axial force Boundary 

area 
 

1-1 not fixed 
not rigid 

compression 
B 

 

1-2 fixed  

1-3 not fixed 
rigid 

 

1-4 fixed  

1-5 

not fixed 

not rigid tension  

1-6 rigid 
compression 

A  

1-7 not rigid C  
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(c)                                                        (d) 

(e)                                                        (f) 
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Fig. 5.4.3 Difference of web surfaces strain 

(a)  model. 1-1 
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5.5 横座屈による耐力劣化領域を含む荷重変形関係の予測方法 

5.4 節に提案した横座屈耐力推定法は，安全側の推定方法であった。本節では 2.3 節に述べた H

形断面の横座屈による耐力劣化域を含む荷重変形関係の予測方法を応用し，フラッシュ形エンド

プレート形式で接合された場合の耐力劣化域の予測方法を提案する。本提案方法は横座屈耐力を

予測することも可能であり，5.4節に提案した横座屈耐力推定法よりも精度を高めることが可能で

ある。 

フラッシュ形エンドプレート形式で接合された横座屈する梁の荷重変形関係を次の方法により

求める。まず，5.4.1 項に述べた方法により，梁の境界条件を検討し，境界条件が A の場合は，圧

縮，引張フランジ共に単純支持，B の場合は圧縮フランジ固定，引張フランジ単純支持，C の場

合は横座屈が生じないとする。 

境界条件 A の場合は，2.3 節における単純支持と扱い，荷重変形関係を予測する。一方，境界

条件Bの場合は，2.3節における固定支持と扱い，引張フランジの横曲げ剛性のみ，固定支持の場

合の式(2.3.2.3.2)によるKb0を 1/2倍した値とする。なお，2章で定めた座屈長さが単純支持 0.85L，

固定支持 0.6L より，引張フランジの横曲げ剛性は，0.85 の 2 乗の値に対する 0.6 の 2 乗の値 1/2

を，固定支持とした求めた横曲げ剛性に乗じた値とした。境界条件 B の場合，最大振幅位置は上

下フランジともに固定端の場合と同じ値とし，端部から 0.325L 離れた位置とする。また，境界条

件A及びBともに，式(2.3.2.4.8)，(2.3.2.4.21)及び(2.3.2.4.24)におけるEtは，梁フランジの真応力－

対数ひずみ関係の塑性ひずみ 2.18%における接線係数とする。以降，2.3 節同様に，式(2.3.2.4.16)

から式(2.3.2.4.18.b)の塑性化の判定及び式(2.3.2.4.19)から(2.3.2.4.24)の剛性低下率を計算し，剛性

低下率を圧縮及び引張フランジそれぞれの初期横曲げ剛性に乗じて，式(2.3.2.4.1)の分母が 0 とな

る曲げモーメントを固有値として求める。固有値が剛性低下に伴い低下することにより，荷重が

固有値を超えた場合に，荷重を低下させ固有値に漸近させることを繰り返す。最後に，横変位及

び捩れ回転角から計算される式(2.3.3.2)による回転角を横座屈による梁端の強軸回りの回転角と

する。これに，横座屈を考慮しない H 形断面梁の変形と 3 章に述べた接合部の回転を加算するこ

とにより，H 形断面梁の横座屈により耐力が決定する場合の梁の荷重変形関係が得られる。 

5.3 節の実験 No. 3 試験体の Y1 構面を対象に，本予測方法の妥当性を確認する。梁の初期不整

は SWH の JIS の曲がりの許容値を参考に，圧縮フランジのスパン中央位置の横変位が

1/2000L=5415/2000≒2.7mmであるとし，最大振幅位置の横変位は2.7×0.325/0.5=1.76mmとする。

引張フランジの横変位は，2.3 節の H-200×100×5×8 の固有値解析の結果を参考に圧縮フランジ

の 1/7 倍とした。表 5.4.2 に示す通り，本試験体の境界条件は領域 B となるため，引張フランジの

初期横曲げ剛性を固定支持の場合の初期横曲げ剛性の 1/2 倍の値とした。 

Fig. 5.5.1 に計算モデルを示す。計算モデルは，梁と柱により構成される L 形の架構で，梁の柱

梁接合部と反対側及び柱脚はピン支点とする。梁の横座屈に関する境界条件は，ピン支点側が上

下フランジ共に横曲げ単純支持，柱梁接合部側は圧縮フランジが横曲げ固定支持，引張フランジ

が単純支持とし横曲げ剛性のみ固定支持の場合の 1/2 倍とした。梁と柱材は線材として扱い，線

材に部材の曲げ剛性を考慮する。梁の柱側端部には，Fig. 5.5.2(a)に示す梁材の横座屈による回転

バネ及び Fig. 5.5.2(b)に示す接合部の弾塑性変形による回転バネを考慮する。また，柱頭には Fig. 

5.5.2(c)に示す柱材の塑性変形による回転バネを考慮する。ここで，Fig. 5.5.2(b)に示す接合部の回
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転バネは，初期剛性を 3.3 節，塑性化後の剛性を 3.4 節に述べた方法により求めた。また，Fig. 

5.5.2(c)に示す柱頭の回転バネは，過去の□-150×150×9 (STKR400)の曲げ実験で得られた M-θ 関係

から弾性変更を控除し，折れ曲がり点の曲げモーメントに当該実験の柱材の降伏点に対する今回

の横座屈実験に用いた柱材の降伏点の比を乗じることにより得られた。荷重変形関係の劣化域に

おいて，接合部の弾塑性変形による回転バネ及び柱頭の回転バネは除荷されるとして，除荷勾配

はそれぞれの初期剛性に－1 を乗じた値とした。5.3 節の実験 No. 3 試験体の Y1 構面は Mjの最大

が梁の全塑性モーメント Mpb 以下であるため，今回は梁の塑性変形が無視できると判断し，梁の

塑性変形による回転バネは設けなかった。 
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Fig. 5.5.3 に試験結果と予測結果を示す。縦軸は梁端の曲げモーメント Mjを梁の全塑性モーメン

ト Mpb で除した値を示し，横軸は柱頭の水平変位を示す。本予測方法は最大耐力を精度良く予測

し，劣化勾配の傾向を捉えながら安全側に予測しており，本予測方法は妥当であると考える。 
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5.6  まとめ 

フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の横座屈を伴う荷重変形関係の予測

方法を提案した。 

5.2節では，フラッシュ形エンドプレート接合部の崩壊実験よりエンドプレートの離間状態の推

定方法を提案した。5.2 節の検討で得られた知見を以下に示す。 

・フラッシュ形エンドプレート接合部に初期降伏耐力を超えた曲げモーメントが働くと面外方向

に残留変形が生ずる。そして，反対向きの曲げモーメントが働くと離間していたエンドプレー

トは柱に接触する。離間時の曲げモーメントと接触時の曲げモーメントは推定が可能である。 

5.3 節では，横座屈実験及び非線形 FEM 解析より，接合部近傍の横曲げに関するひずみ分布及

び応力状態を観察し，エンドプレートの離間状態と横座屈に関する境界条件の関係を考察した。 

5.3 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・離間側のフランジは横曲げが拘束されない。反対に接触側のフランジは横曲げが拘束される。 

5.4 節では，境界条件を考慮した横座屈耐力推定法を提案した。5.4 節で得た知見を以下に示す。 

・エンドプレートの離間の推定方法と離間の有無による横座屈に関する境界条件の関係より，フ

ラッシュ形エンドプレート形式で接合された横座屈による最大耐力の推定が可能である。 

5.5 節では，5.4 節に述べた方法によりフラッシュ形エンドプレートによる梁端の境界条件を推

定し，2.3 節に述べた横座屈で耐力が決定する H 形断面梁の荷重変形関係の予測方法を用いて，

フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の横座屈を伴う荷重変形関係の予測方

法を提案した。5.5 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・フラッシュ形エンドプレートによる梁端の境界条件が横曲げ固定－そり自由の場合は，2.3 節

に示す荷重変形関係の予測方法において，固定支持と扱い，引張フランジの横曲げ剛性を固定

支持の 1/2 倍することにより，実験により得られた荷重変形関係を精度よく予測することが可

能である。 
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6. フラッシュ形エンドプレートで接合された H形断面梁を使用した建物の設計例 

6.1  はじめに 

本章ではフラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面部材を大梁に使用した 3 階建

て鉄骨造戸建て住宅の設計例を紹介する。設計例の目的は，以下の 5 点である。 

・各柱梁接合部の回転剛性及び接合部耐力の確認方法を示すこと 

・各梁の局部座屈に対する設計方法を示すこと 

・各梁の横座屈に対する設計方法を示すこと 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された梁を用いて 3 階建て建物が実現可能であること 

・フラッシュ形エンドプレートにより文献 6.1)よりも保有耐力横補剛を減らすことができること 

構造計算ルートはルート 3（保有水平耐力計算）とし，Fig. 6.1.1 に示す通り Fig. 1.3.2 に示す通

り，梁端耐力の設定，保有耐力接合の確認，局部座屈による Ds，横座屈による Ds を算定し，保

有水平耐力の確認を行う。保有水平耐力はフロアモーメント分配法により算定する。柱梁耐力比

及び保有水平耐力の確認における梁端の全塑性耐力は，接合部の全塑性耐力と梁の全塑性耐力を

比べて小さい方の値とする。また，構造特性係数Dsは，本研究の手法により予測した梁の荷重変

形関係から求まる最大塑性率 μ より，次式 6.1)により算定する。 

 Ds=
1

2μ-1
                                                                                                                                     (6.1.1) 

  

接合部 Mpj 

保有耐力接合 

接合ボルト最大耐力

＞α×Mpb 

耐力劣化域含む

荷重変形関係 

局部座屈による Ds 

Ds 

横座屈による Ds 

梁端耐力 保有水平耐力 

柱梁耐力比 

保有水平耐力 

必要保有水平耐力 
耐力劣化域含む

荷重変形関係 
Ds 

梁 Mpb 

Fig. 6.1.1 設計概要  

フラッシュ形エンドプレートで接合された H形断面梁を使用した建物の設計例 
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6.2  一般事項 

(1) 建物概要 

本章で検討する建物は 3 階建て鉄骨ラーメン構造とする。建物概要を i)からⅳ)に示す。 
i) 場所 東京 23 区内の住宅地 

ii) 用途 住宅 

iii) 規模 建物の平面及び断面（Fig. 6.2.1 及び 6.2.2 参照） 

階数 地上 3 階 

建築面積 87.01 m2  

延床面積 87.01×3=261.3 m2 

最高高さ GL+ 9.258 m 

iv) 構造  主要架構 鉄骨造 

床  ALC 
   梁  H 形鋼 

   柱  角形鋼管 

   間仕切り壁 不燃軽量壁 

   外壁  ALC 板 

   階段  鉄骨階段 

諸設備  なし 
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Fig. 6.2.1 平面図（1～3 階） 

 

 

Fig. 6.2.2 断面図（X 方向） 
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(2) 設計方針 

架構，剛床の仮定，柱脚の仮定，床と梁の合成効果は，i)からⅳ)に示す方針とする。 
i) 架構の構成 

柱には冷間成形角形鋼管 BCR295，梁には軽量溶接 H形鋼 SWH400を使用する。x, y両

方向ともにラーメン構造とする。（Fig. 6.2.3 及び 6.3.4 参照） 

各符号の断面形状は Tabel 6.2.1 及び 6.2.2 に示す通りとする。 

 

Table 6.2.1 梁断面形状 

符号 断面 

1 H-250×125×4.5×9 

30 H-250×125×3.2×6 

 

Table 6.2.2 柱断面形状 

符号 断面 

1 □-150×150×9 

05 □-150×150×12 

 

・大梁 

両端フラッシュエンドプレート形式の場合は符号の前に「G」 

片端フラッシュエンドプレート形式の場合は符号の前に「H」 

・柱 

符号の前に「C」 

ii) 剛床の仮定 

長期及び短期では剛床として扱わず，ALC の面内剛性を考慮する。保有水耐力計算で

は剛床として扱う。 

iii) 柱脚の仮定 

  露出型柱脚として，別途求めた回転剛性を考慮する。 

iv) 床と梁の合成効果 

 別途，合成効果が無いことを確認している。 
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Fig. 6.2.3  X 通り方向軸組図(Y 方向フレーム図)  
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Fig. 6.2.4  Y 通り方向軸組図(X 方向フレーム図)  
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(3) 鋼種及び設計基準強度 

鋼種及び設計基準強度は以下に示すものとする。 
  大梁，小梁  ：SWH400 (FY =235 N/mm2) 

  柱   ：BCR295  (FY =295 N/mm2) 

大梁端エンドプレート ：SS400（FY =235 N/mm2) 

柱梁接合金物  ：BSH325（FY =325 N/mm2） 

(4) 設計荷重 

   床の固定荷重と積載荷重の合計及び壁の荷重を i)に示し，地震時の層せん断力の計算結果をⅱ)

に示す。 

i) 床荷重(G)+積載荷重(Q)及び壁荷重(G) 

 
Table 6.2.3 床荷重 

荷重名称 梁柱用(kN/m2) 地震用(kN/m2) 積雪用(kN/m2) 

屋上屋根(利用無) 1.05 1.25 1.00 

上階居室床 2.85 2.15 - 

１階居室床 2.6 0 - 

 

Table 6.2.4 壁荷重 

荷重名称 梁柱用 地震用 積雪用(kN/m2) 

外壁(袖壁)(kN/m2) 0.7 0.7 - 

パラペット(kN/m) 0.15 0.15 - 

 

 

ii) 地震荷重(E) 

   建築基準法施行令 88 条に基づき設定し，Table 6.2.5 に算定結果を示す。 

  ・地域係数 Z=0 

  ・振動特性係数 Rt=1.0 

  ・標準せん断力係数 C0=0.2 

 

Table 6.2.5 地震荷重 

階 層重量 
Wi (kN) 

総重量 
ΣWi (kN) αi Ai 層せん断力係数 

Ci 
層せん断力 

Qi (kN) 

3 170.6 170.6 0.231 1.55 0.310 52.8 

2 284.5 455.1 0.615 1.20 0.239 108.8 

1 284.5 739.6 1.000 1.00 0.200 147.9 
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6.3 検討用部材断面の設定 

設計対象の建物の架構計画を Fig. 6.3.1 及び 6.3.2 に示す。Y2 通 X1-X2 間の中間階の大梁は片端

柱接合，片端はり接合とし，一端曲げを受けるものとし，階段が隣接し無補剛区間は他の大梁に

比べて長い。最上階の大梁は，地震力が小さいことよりフランジ及びウェブの板厚が薄く告示で

はフランジの部材ランクが FB，ウェブの部材ランクが FD となる Tabel 6.2.1 に示す 30 断面とす

る。 

 

Fig. 6.3.1 2 階，3 階 梁伏図 
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Fig. 6.3.2 R 階梁伏図 

 

  

H1-54 
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6.4  フラッシュ形エンドプレート接合部の設計 

大梁端接合部は Fig. 6.4.1 に示す形状とし，梁断面，スパン，エンドプレートの厚みの組み合

わせは，Table 6.4.1 に示す 4 種類とする。 
 

 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Table 6.4.1 接合部一覧 
接合部名称 梁断面 スパン[mm] d [mm] db [mm] d2 [mm] te [mm] 
G1_54_19 G1 5490 241 39.5 29.5 19 
G1_45_19 G1 4575 241 39.5 29.5 19 
H1_54_16 H1 5490 241 39.5 29.5 16 

G30_54_12 G30 5490 244 41.0 31.0 12 
G30_45_12 G30 5490 244 41.0 31.0 12 
共通事項 
be = 70 [mm], bf = 62.5 [mm],  tcj=22 [mm] 

 

H1 と小梁の接合部はカット T によりウェブ同士をボルト接合する。 

 
  

Fig. 6.4.1 大梁端接合部形状 

Be Be

Bf Bf
d 2

d 2

d b
2

d b
2

d

tcjte

6-M20 (S10T)

柱梁接合金物
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(1) フロアモーメント分配法における梁端耐力及び弾性応力解析における梁端回転剛性 

接合部耐力及び H 形断面梁の耐力を基準強度より算定し，接合部崩壊モード，保有水平耐力

の算出に用いる梁端耐力，接合ボルトによる保有耐力接合の確認，弾性応力解析時に考慮する

接合部の回転剛性の算定を行う。 
i) 文献 6.3)による mode1 から mode4 の崩壊荷重の算定と接合部崩壊モードの確認 

mode1：柱鋼管壁の面外降伏 
Muj1 = db1tcj

2σucj (W db1⁄  + db1 e⁄  +2x)                                                                             (6.4.1) 

 x= W e⁄                                                                                                                                (6.4.2) 
mode2：エンドプレート面外降伏とウェブの引張降伏の組み合わせ 

Muj2 =  Bf tf2σuf +Be te2σue+ d1d2twσuw d (2d2)⁄                                                                (6.4.3) 

mode3：エンドプレート面外降伏 
Muj3 =  Be tf2σuf + te2σue  + 2db1db2te2σue b1⁄ d (2db2)⁄                                                 (6.4.4) 

mode4：ボルトの破断 
Muj4 =  2(Tudb1+Tsdb3)                                                                                                       (6.4.5) 

  Ts = 
αTd           0 < Td < Ty α⁄ Ty                   Ty α⁄  ≤ Td

                                                                                        (6.4.6) 

 α = 1+ dr
2 D+ lp 6⁄ 2-dp

2                                                                                              (6.4.7) 

ここで，tcjは柱鋼管壁の板厚，σucjは柱鋼管壁の材料強度，tf  は梁フランジの板厚，σuf  は

梁フランジの材料強度，teはエンドプレート板厚，σueはエンドプレートの材料強度，twは

ウェブ板厚，σuwはウェブの材料強度，Tuはボルトの引張最大耐力，Tdは設計ボルト張力，

Tyはボルトの引張降伏耐力，drはボルト軸径，Dはナットの台座径，dpはボルト孔径，lpは

締め付け長さ，その他の記号は Fig. 6.4.1 参照 

Fig. 6.4.2 mode1 から mode4 における記号の定義 

(a) mode1 (b) mode2 (c) mode3 (d) mode4 

e e

106

x

W W
Be Be

d 2
d 1

d b
2

d b
1

b1 b2

d b
1

d b
1

d b
3

Be Be

150

BfBf

d d
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計算結果を以下の表に示す。 
 

Table 6.4.2 mode 別の崩壊荷重 

mode1 

  db2 
[mm] 

db1 
[mm] 

tcj 
[mm] 

σucj 
[N/mm2] 

W 
[mm] 

e 
[mm] 

Muj1 
[kN･m] 

G1_19 39.5 201.5  22 490 106 15 921 

H1_16 39.5 201.5  22 490 106 15 921 

G30_12 41.0 203  22 490 106 15 933 

 

mode2 

  Bf 
[mm] 

Be 
[mm] 

tf 
[mm] 

te 
[mm] 

d1 
[mm] 

d2 
[mm] 

d 
[mm] 

tw 
[mm] 

σuw 
[N/mm2] 

σuf 
[N/mm2] 

σue 
[N/mm2] 

Muj2 
[kN･m] 

G1_19 62.5 70 9 19 211.5 29.5 241 4.5 400 400 400 92 

H1_16 62.5 70 9 16 211.5 29.5 241 4.5 400 400 400 80 

G30_12 62.5 70 6 16 213 31 244 3.2 400 400 400 63 

 

mode3 

  Bf 
[mm] 

Be 
[mm] 

tf 
[mm] 

te 
[mm] 

db1 
[mm] 

db2 
[mm] 

d 
[mm] 

b1 
[mm] 

b2 
[mm] 

σuf 
[N/mm2] 

σue 
[N/mm2] 

Muj3 
[kN･m] 

G1_19 62.5 70 9 19 201.5  39.5 241 32 38 400 400 231 

H1_16 62.5 70 9 19 201.5  39.5 241 32 38 400 400 231 

G30_12 62.5 70 6 16 203 41 244 32 38 400 400 170 

 

mode4 

  db2 
[mm] 

db3 
[mm] 

Td 
[N] 

Ty 
[N] 

Tu 
[B] 

d 
[mm] 

D 
[mm] 

dp 
[mm] 

lp 
[mm] α Ty/α 

[N] 
Ts 

[N] 
Muj4 

[kN･m] 

G1_19 201.5 93.5 165000 211950 235500 20 32 22 23.5 1.50 141652 141652 121 

H1_16 201.5 93.5 165000 211950 235500 20 32 22 20.5 1.52 139510 139510 121 

G30_12 203 95 165000 211950 235500 20 32 22 20.5 1.52 139510 139510 122 

 
Table6.4.2 に示す通り，G1_19, H1_16 及び G30_12 全ての接合部で mode2 の崩壊荷重が最小とな

るため，本論の荷重変形関係の予測方法の適用範囲内となる。なお，その他 mode の崩壊荷重が

が最小となる場合は，適用対象外となる。 
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ii) 保有水耐力の算出に用いる梁端耐力 

基準強度で接合部の全塑性耐力 Mpj，梁の全塑性耐力 Mpb を算定する。接合部の全塑性耐力

Mpj は式(3.4.1)により算出する。ただし，σyw 及び σyf は基準強度の 1.1 倍とし，計算結果を

1.1Mpjと表す。 

Table6.4.3 に接合部の全塑性耐力の計算過程，Table6.4.4 に接合部と梁のそれぞれの全塑性耐

力の計算結果を示す。Table6.4.4 に示す通り，全ての接合部において，接合部の全塑性耐力は

梁の全塑性耐力よりも小さいことが分かる。 

 

Table 6.4.3 接合部の全塑性耐力 Mpjの算出 

 σyw 
[N/mm2] 

σyf 
[N/mm2] 

σue 
[N/mm2] 

σuw 
[N/mm2] 

σuf 
[N/mm2] 

Nyt 
[N] ξp 

1.1Mpj 

[kN･m] 

G1_19 258.5 258.5 400 400 400 266513 0.34 84 

G1_19 258.5 258.5 400 400 400 266513 0.34 84 

H1_16 258.5 258.5 400 400 400 204885 0.19 74 

G30_16 258.5 258.5 400 400 400 109181 0.21 43 

G30_4575 258.5 258.5 400 400 400 109181 0.21 43 

 
Table 6.4.4 接合部と梁の全塑性耐力 

[kN･m] 
接合部名称 1.1Mpj  1.1Mpb  
G1_54_19 73 87 
G1_45_19 73 87 
H1_54_16 65 87 
G30_54_12 43 60 
G30_45_12 43 60 

 

本論では，接合部の全塑性耐力と梁の全塑性耐力の小さい方の値を，保有水耐力を算定す

る際の梁端耐力とすることとし，min(1.1Mpj, 1.1Mpb)を保有水平耐力計算時の梁端の全塑性

耐力とする。本計算例では，全てに梁について，Mpj＜Mpb のため，梁端の耐力は 1.1Mpj と

する。 
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iii) 接合ボルトによる保有耐力接合の確認 

接合ボルトが梁に対して保有耐力接合を満足することを，以下の通り確認する。  

・接合ボルトの耐力は i)の mode4 に該当し，崩壊荷重は 121kN･m である。 

・梁の全塑性耐力 Mpbは 78 .0kN･m である。 

・鋼構造接合部設計指針 6.4)に従い接合部係数は以下の通り確認できる。 

121/78.0=1.55  ＞ α=1.45 OK 

以上より，接合ボルトは保有耐力接合である。 

ここで，接合部の全塑性耐力 Mpjに対してでなく，梁の全塑性耐力 Mpbに対して接合

部係数を確認した理由は，接合部に生ずる回転が，式(3.4.16)による θjlimit に到達する可

能性があり，本設計例ではその確認を省略するためである。 

 

iv) 弾性解析時に用いる接合部の回転剛性 

弾性解析時に用いる接合部の回転剛性 Kθpを求めるために，式(3.4.11)により，Mpj時の

接合部回転角 θpjを算定する。Kθpを弾性応力解析における梁端に考慮する。 
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(2) 素材引張試験結果に基づく梁端の荷重変形関係 

素材引張試験結果を用いた式(3.3.1.8)による Myjまでの初期回転剛性 Kje，式(3.4.9)による Mpj時

接合部回転角 θpj，式(3.4.10)による Mjmax時接合部回転角 θujを Table. 6.4.5 に示す。 

 
Table 6.4.5 接合部の回転角 

接合部名称 Myj 

[kN･m] 
Kje 

[kN･m/rad] 
ξp Mpj 

[kN･m] 
θpj  

[rad] 
ξu Mjmax 

[kN･m] 
θuj  

[rad] 
G1_54_19 38.0 2.48×104 0.34 85.2 0.00799 0.21 103 0.0257 
G1_45_19 38.0 2.48×104 0.34 85.2 0.00799 0.21 103 0.0257 
H1_54_16 30.6 1.50×104 0.19 74.6 0.00615 0.14 90.5 0.0233 
G30_54_12 16.2 6.29×103 0.21 42.8 0.00551 0.10 56.9 0.0219 
G30_45_12 16.2 6.29×103 0.21 42.8 0.00551 0.10 56.9 0.0219 

 
  



6-16 
 

(3) 局部座屈を考慮した梁の荷重変形関係と Ds 

式(3.4.1)による接合部の最大耐力 Mjmax，文献 6.5)による梁の最大耐力 Mmax，式(4.2.21)による接

合部近傍の局部座屈最大耐力 Mmax’を Table 6.4.6 に示す。Table 6.4.6 より，大梁 G30_54_12 及び

G30_45_12はMcr=( Mjmax，Mmax，Mmax’) = Mmax’であるため，局部座屈により最大耐力が決定する。

G30_54_12 は G30_45_12 よりも梁の剛性が低く，塑性率が小さくなる傾向があることから，局部

座屈による劣化勾配は G30_54_12について求めることとし，式(4.4.1.6)から式(4.4.1.12)により求め

た結果を Fig. 6.4.3 に示す。Fig. 6.4.3 では縦軸を Mj / Mpj，横軸を μ=θj / θpjとしている。Fig. 6.4.3

より荷重が Mj / Mpj=1 に低下するまでの塑性率 μ1は 5.27 となった。 

 

 
 

 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
式(6.1.1)の μ に μ1を代入することで，下式の通り Ds を算定できる。 

 Ds=
1

2μ-1
=

1

2･5.27 - 1
=0.32                                                                                              (6.4.8) 

エンドプレート離間によるピンチングを考慮して，文献 6.1)の柱脚設計ルート（アンカーボル

ト伸び能力あり，保有耐力接合を満たさない場合）を参考に，0.05 を加算し， Ds=0.37 とする。

(3 階 X,Y 方向) 

 

Table 6.4.6 各耐力計算結果 

接合部名称 Mpb 

[kN･m] 
Mjmax 

[kN･m] 
Mmax 

[kN･m] 
L 

[mm] 
λw α' k' ρ WF' Mmax’ 

[kN･m] 
G1_54_19 99.1 103 120 2670 11.08 0.07 4.4 1.83 0.47 108 
G1_45_19 99.1 103 120 2213 9.18 0.08 4.4 1.69 0.47 108 
H1_54_16 105.8 90.5 128 5415 22.47 0.02 4.4 5.52 0.43 97.7 

G30_54_12 61.8 56.9 67.4 2670 10.94 -0.02 4.4 -2.94 0.62 52.0 
G30_45_12 61.8 56.9 67.4 2213 9.07 -0.02 4.4 -2.27 0.62 51.5 

           

0
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Fig. 6.4.3 横座屈による耐力低下と接合部の回転を含めた梁の荷重変形関係 

μ1=5.27 
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(4) 横座屈を考慮した荷重変形関係と Ds 

文献 6.1)の技術的助言による保有耐力横補剛の配置位置を確認する。均等配置は逆対象曲げが

前提として横補剛の箇所数を算定するものであり，一端曲げの 2,3 階 Y2 軸 X1-X2 間の梁（H1_45）

には適用できない。2,3 階 Y2 軸 X1-X2 間の梁（H1_45）以外の梁について均等補剛，2,3 階 Y2 軸

X1-X2 間の梁（H1_45）は端部補剛による横補剛箇所数を算定する。 

均等補剛は，はりの弱軸まわりの細長比 λy が，次式を満足するように必要な数の横補剛を均等

間隔に配置する。 

λy≦170+20n                     (6.4.9) 

ここで， 

λy ：梁の弱軸回りの細長比(= l / iy ) 

l ：梁の長さ(mm) 

iy ：梁の弱軸回りの断面二次半径(mm) 

Iy ：梁の弱軸回りの断面二次モーメント(mm4) 

A ：梁の断面積(mm2) 

n ：横補剛の箇所数 

式(6.4.9)より，各梁に必要な横補剛の箇所数 n を求めると Table 6.4.7 に示す値となる。 

 
Table 6.4.7 均等補剛の場合の必要な横補剛の箇所数 

接合部名称 A 
[mm2] 

Iy 
[mm4] 

iy 
[mm] 

L 
[mm] 

λy n 

G1_54_19 3294 293×104 29.8 5490 184.08 0.70 
G1_45_19 3294 293×104 29.8 4575 153.40 -0.83 
G30_54_12 2262 195×104 29.4 5490 186.98 0.85 
G30_45_12 2262 195×104 44.3 4570 103.16 -3.34 

 

Fig. 6.3.1 及び 6.3.2 に示す小梁を横補剛として扱うことができるとすれば，2,3 階 Y2 軸 X1-X2

間の梁（H1_45）以外は均等補剛による保有耐力横補剛が配置されている。 

次に，2,3 階 Y2 軸 X1-X2 間の梁（H1_45）について端部補剛を検討する。端部補剛では，降伏

曲げモーメントを超える曲げモーメントが作用する領域においては，次式で示す間隔で横補剛を

配置する。 

lb･h
Af

 ≤ 250 かつ 
lb
iy

 ≤ 65                                                                                                     (6.4.10) 

ここで， 

lb ：横補剛間隔 (mm) 

h ：梁せい (mm) 

Af ：圧縮フランジの断面積 (mm2) 

iy ：梁の弱軸回りの断面二次半径 (mm) 

安全率 αは 1.2 とし，塑性化領域を求める。 

塑性化領域の範囲及び塑性化領域に置ける横補剛間隔 lbを求めると， Table 6.4.8 となる。 
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Table 6.4.8 均等補剛の場合の必要な横補剛の箇所数 
接合部名

称 
Myb 

[kN･m] 

Mpb 

[kN･m] 
α L 

[mm] 
Af 

[mm2] 
h 

[mm] 
lb 

[mm] 
H1_54_16 70.3 78.0 1.2 5490 1125 250 1125 

 

また弾性域においては，弾性横座屈耐力が発生する曲げモーメントを上回るように横補剛を設

ける必要がある。必要な横補剛配置は図 6.4.4 の通りとなった。 

 
 

Fig. 6.4.4 に示す横補剛は，階段と干渉するため， 2,3 階 H1_54_16 については，5 章に述べた方

法により横補剛が配置されない場合の横座屈を考慮した荷重変形関係を求めることとする。 

 

  

Fig. 6.4.4 文献 6.1)による H1_54_16 の端部補剛の場合の横補剛配置 

5490

915915915915

93.6 kN･m

78 kN･m62.4 kN･m46.8 kN･m

15.6 kN･m

X2X1

塑性化領域
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横座屈による荷重変形関係を予測するために，5.4.1 項による境界条件と横座屈耐を算定する。

算定した結果は次の通りとなった。 

Mc1=74 kN･m（両端単純支持） 

Mc2=94 kN･m（柱梁接合側そり単純横曲げ固定支持，梁梁接合側そり固定横曲げ単純支持） 

この Mc1 と Mc2 を Fig. 6.4.4 にプロットし，境界条件を定める。本設計例ではプロットが領域 B

に入るため，柱梁接合側そり単純横曲げ固定支持，梁梁接合側そり固定横曲げ単純支持となり，

最大耐力は 94kN･m と推定される。 

 

 

Fig. 6.4.4 境界条件の確認 
 

続いて，最大耐力推定値の精度向上及び耐力劣化域を含む荷重変形関係を予測するために，5.5

節の方法により横座屈による耐力低下を含む梁の荷重変形関係（接合部の回転は含まない）を求

めた結果を Fig. 6.4.5 に示す。ここでの計算条件は，以下の通りとした。 

・境界条件は載荷側固定－他端単純とした。ただし，引張フランジ側の横曲げ剛性は，固定支持

の場合の 1/2 倍とした。 

・ひずみ 2.18％における真応力－対数ひずみ関係での接線係数 Et = 3846N/mm2とした。 

・初期不整は最大振幅位置において圧縮フランジが 1.76mm，引梁フランジが 0.25mm の横変位と

した。 
 

0
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Fig. 6.4.5 横座屈による耐力低下を含む梁の荷重変形関係 

 
(2)による接合部の荷重変形関係と Fig. 6.4.5 の横座屈による耐力低下を含む梁の荷重変形関係を

直列で結び，縦軸を Mj / Mpj，横軸を μ=θb / θpjとした荷重変形関係及び Mj / Mpj=1 に低下するまで

の塑性率 μ2を求めた結果を Fig. 6.4.6 に示す。ここで，θbは接合部の回転角と梁の部材角の合計で

ある。また，式(3.4.16)による θjlimit以降，接合部の剛性を無限大としている。Fig. 6.4.5より，梁の

塑性率 μ2は 6.05 となった。 

 

 
Fig. 6.4.6 横座屈による耐力低下と接合部の回転を含めた梁の荷重変形関係 

 
式(6.1.1)μ に μ2を代入することで，下式の通り Ds を算定できる。 

 Ds=
1

2μ-1
=

1

2･6.05-1
=0.30                                                                                                 (6.4.1) 

エンドプレート離間によるピンチングを考慮して，文献 6.1)の柱脚設計ルート（アンカーボル

ト伸び能力あり，保有耐力接合を満たさない場合）を参考に，Ds に 0.05 を加算し， Ds=0.35 と

する。 

その他の大梁は，文献 6.1)による保有耐力横補剛がなされ，文献 6.1)による梁の部材ランク

が FA であることより，Ds=0.25 にエンドプレート離間によるピンチングを考慮して，0.05 を加

算し， Ds=0.3 とする。 
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6.5  柱梁耐力比の確認 

平成 19 年国土交通省告示第 594 号第 4 に従い，柱梁耐力比を算定した結果を Table 6.5.1 及び

6.5.2 に示す。 

Y 方向 

2 階 

梁耐力 85.8×12=1030 kN･m 

柱耐力 99.6×18=1793 kN･m 

3 階 

梁耐力 78.0×12=1030 kN･m 

柱耐力 99.6×9+80.5×9=1621 kN･m 

 X 方向 

2 階 

梁耐力 78.0×11=944 kN･m 

柱耐力 99.6×18=1793 kN･m 

3 階 

梁耐力 75×12=944 kN･m 

柱耐力 99.6×9+80.5×9=1620.9 kN･m 

 
Table 6.5.1  X 方向柱梁耐力比 

階 柱 
 (kN・m) 

梁 
 (kN・m) 

柱梁耐力比 

3 - - - 

2 1621 1030 1.57 

1 1793 944 1.74 

 
Table 6.5.2  Y 方向柱梁耐力比 

階 柱 
(kN・m) 

梁 
(kN・m) 

柱梁耐力比 

3 - - - 

2 1620.9 900 1.72 

1 1792.8 900 1.90 

 
Table 6.5.1 及び 6.5.2 より，柱梁耐力比は全ての方向，全ての階で 1.5 以上であり，柱耐力の低

減が不要となる。 

ここで，接合部の全塑性耐力 Mpj に対してでなく，梁の全塑性耐力 Mpb に対して柱梁耐力比を

確認した理由は，接合部に生ずる回転が，式(3.4.16)による θjlimitに到達する可能性があり，本設計

例ではその確認を省略するためである。 
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6.6  保有水平耐力の確認 

i)  保有水平耐力の算定 

梁の耐力= min(Mpb, Mpj )として，フロアモーメント分配法により崩壊時ベースシア係数を

算定する。（Table 6.6.1 及び 6.6.2 参照） 

 

 
 
 
 

Table 6.6.1  Y 方向崩壊時ベースシア係数 

層 

層せ

ん 
断力 
分布 
(kN) 

階高 
(m) 

層モーメン

ト 
(kN・m) 

フロア 
モーメント容量 

(kN・m) 

崩壊時層 
モーメン

ト 
(kN・m) 

分配 
モーメン

ト 
(kN・m) 

柱の 
全塑性 

モーメント容量 
(kN・m) 

判定

比 

3 - - - 523.5 - 523.5 523.5 1.00 

3 264.1 2.88 760.6 - 549.5 25.96 724.5 0.04 

2 - - - 876.0 - 874.0 896.4 0.98 

2 543.9 2.88 1566 - 1132 257.6 896.4 0.29 

1 - - - 876.0 - 642.4 896.4 0.72 

1 739.6 2.88 2130 - 1539 896.4 896.4 1.00 

0 - - - 896.4 

ベースシ
ア 

係数 
- - - 

合計 - - 4457 3171.9 0.712 - - - 

 
Table 6.6.2  X 方向崩壊時ベースシア係数 

層 

層せ

ん 
断力 
分布 
(kN) 

階高 
(m) 

層モーメン

ト 
(kN・m) 

フロア 
モーメント容量 

(kN・m) 

崩壊時層 
モーメン

ト 
(kN・m) 

分配 
モーメン

ト 
(kN・m) 

柱の 
全塑性 

モーメント容量 
(kN・m) 

判定

比 

3 - - - 490.0 - 490.0 490.0 1.00 

3 264.1 2.88 761 - 508 17.6 724.5 0.04 

2 - - - 794.0 - 776.4 896.4 0.89 

2 543.9 2.88 1566 - 1045 268.9 896.4 0.30 

1 - - - 794.0 - 525.1 896.4 0.62 

1 739.6 2.88 2130 - 1421 896.4 896.4 1.00 

0 - - - 896.4 

ベースシ
ア 

係数 
- - - 

合計 - - 4457 2974.4 0.667 - - - 
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ii) 保有水平耐力と必要保有水平耐力の比較 

保有水平耐力と必要保有水平耐力を比較する。（Table. 6.6.3 及び 6.6.4 参照） 

Table 6.6.3  Y 方向保有水平耐力と必要保有水平耐力比較 

階 層重量 Wi 
(kN) 

総重量 
ΣWi 
(kN) 

構造 
特性 

係数 Ds 
Fs 値 Fe 値 形状 

係数 Fes 

層せん 
断力 
Qud 

(kN) 

必要保有 
水平耐力 

Qun 
(kN) 

保有 
水平耐力 

Qu 
(kN) 

検定値 
Qu/Qun 

判定 

3 170.6 170.6 0.37 1 1 1 264.1 97.7 187.9 1.92 OK 

2 284.5 455.1 0.3 1 1 1 543.9 163.2 387.1 2.37 OK 

1 284.5 739.6 0.3 1 1 1 739.6 221.9 526.3 2.37 OK 

 

Table 6.6.4  X 方向保有水平耐力と必要保有水平耐力比較 

階 層重量 Wi 
(kN) 

総重量 
ΣWi 
(kN) 

構造 
特性 

係数 Ds 
Fs 値 Fe 値 形状 

係数 Fes 

層せん 
断力 
Qud 

(kN) 

必要保有 
水平耐力 

Qun 
(kN) 

保有 
水平耐力 

Qu 
(kN) 

検定値 
Qu/Qun 

判定 

3 170.6 170.6 0.37 1 1 1 264.1 97.7 176.2 1.80 OK 

2 284.5 455.1 0.35 1 1 1 543.9 190.4 363.0 1.91 OK 

1 284.5 739.6 0.35 1 1 1 739.6 258.9 493.6 1.91 OK 
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6.7  剛接合とフラッシュ形エンドプレート接合形式の梁端耐力及び Ds の比較 

6.6 節までの検討により，梁端をフラッシュ形エンドプレートにより接合し，3 階建て鉄骨ラー

メン構造を設計できることを示した。本節では，梁端を剛接合した場合とフラッシュ形エンドプ

レートを用いた場合の梁端耐力及びDsの比較を行い，フラッシュ形エンドプレートの保有水平耐

力計算上の利点を調査する。 

Fig. 6.4.3 及び Fig. 6.4.6 に対応する梁端を剛接合した場合の局部座屈による耐力劣化域を含む荷

重変形関係及び横座屈による耐力劣化域を含む荷重変形関係を，Fig. 6.7.1 及び Fig. 6.7.2 に示す。 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

梁端耐力及び Fig. 6.7.1 及び 6.7.2 により得られた塑性率 μ による Ds を，フラッシュ形エンドプ

レート接合形式と比較する形で，Table 6.7.1 に示す。Table 6.7.1 には保有水平耐力と必要保有水平

耐力を比較する際に重要な梁端耐力を Ds で除した値を同時に示す。梁端耐力を Ds で除した値が

大きいほど，構造計算を成立させやすい。 

Table 6.7.1より，梁端耐力は H1_54_16 及び G30_54_12 ともに，剛接合の方がフラッシュ形エン

ドプレート接合形式よりも大きい。一方，Ds は H1_54_16 では Fig. 6.7.2 に示す通り剛接合した場

合に耐力が梁の全塑性耐力を上回らないため値が得られない。また，G30_54_12 では剛接合の場

合の方が大きい。梁端耐力を Ds で除した値は，横座屈により耐力が決定する H1_54_16 では Fig. 

6.7.2 に示す通り剛接合した場合に耐力が梁の全塑性耐力を上回らないため値が得られないのに対

して，フラッシュ形エンドプレート接合形式では梁端耐力が接合部の全塑性耐力を上回り，値が

0
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Fig. 6.7.1 剛接合の場合の局部座屈による耐力低下と接合部の回転を含めた梁の荷重変形関係 
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Fig. 6.7.2 剛接合の場合の横座屈による耐力低下と接合部の回転を含めた梁の荷重変形関係 



6-25 
 

得られることがわかった。一方，G30_54_12 については，剛接合した方がフラッシュ形エンドプ

レート接合形式よりも値が大きいことが分かった。つまり，フラッシュ形エンドプレート接合形

式により，横座屈に対しては変形能力が向上し，剛接合に比べて横補剛を減らせるメリットがあ

る。しかし，局部座屈に対しては，耐力の低下に対してDsの低下度合いが小さく，構造計算を成

立させにくくなることがある。 ただし，6.6 節までの検討で確認した通り，局部座屈に余裕が少

ない梁であっても，最上階に用いる場合は 3 階建て建物の構造計算を成立させることが可能であ

り，1 章に述べた通り，リサイクル性，搬入性，施工性を考慮し，フラッシュ形エンドプレート

を採用するメリットはあると考えられる。 

 

  Table 6.7.1 剛接合の場合とフラッシュ形エンドプレート形式の場合の 
全塑性耐力と Ds の比較 

 
剛接合 フラッシュ形エンドプレート 

 
1.1Mp

b 
 

[kN･m] 
Ds 1.1Mp

b 
/ Ds 

[kN･m] 
1.1Mp

j
 

[kN･m]
 
 

Ds 1.1Mp
j 
/ Ds 

[kN･m] 

H1_54_16 87 － － 65 0.35 186 

G30_54_12 60 0.43 140 43 0.37 116 
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6.8  まとめ 

フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面部材を大梁に使用した 3 階建て鉄骨造

戸建て住宅の設計例を通じて，各柱梁接合部の回転剛性及び接合部耐力の確認方法，各梁の局部

座屈に対する設計方法，各梁の横座屈に対する設計方法，フラッシュ形エンドプレートで接合さ

れた梁を用いて 3 階建て建物が実現可能であることを示した。また，フラッシュ形エンドプレー

トにより，文献 6.1)よりも保有耐力横補剛を減らすことができることを示すとともに，剛接合の

場合と荷重変形関係を比較することにより，フラッシュ形エンドプレートは横座屈による塑性変

形能力が向上し，横補剛を回避できることを示した。 

具体的には，3 章の検討に基づき，梁端部の保有耐力接合の確認，接合部の回転剛性の算出，

梁端の全塑性耐力の算出を行った。さらに，4 章，5 章の検討に基づき，局部座屈により耐力が決

定する梁及び横座屈により耐力が決定する梁それぞれの荷重変形関係を求め，Ds を算出した。6

章の検討で得た知見を以下に示す。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁は，本論で提案した方法により局部座屈

を考慮した荷重変形関係及び塑性率を算定することで， Ds 値の妥当性を説明することが可能

となる。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁に，文献 6.1)に記載の保有耐力横補剛が

配置出来ない場合において，本論の荷重変形関係の予測方法を用いて保有耐力横補剛を配置し

ないでも良いことを確認できる場合がある。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の最大耐力が局部座屈により決定する場

合，全塑性耐力/Ds の値は，剛接合よりも小さくなる場合がある。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の最大耐力が横座屈により決定する場合，

エンドプレートの面外方向への塑性変形により，引張フランジの横座屈に関する拘束度が低下

するが，エンドプレートの面外方向への塑性変形による塑性変形能力の向上により，全塑性耐

力/Ds の値は，剛接合よりも大きくなる場合がある。 
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7. 結論 

本論では，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の荷重変形関係の予測方

法を提案した。具体的には，フラッシュ形エンドプレートの面外変形による接合部の回転，局部

座屈耐力及び局部座屈による劣化勾配，横座屈耐力及び横座屈による劣化勾配の予測方法を提案

した。 

具体的には，接合部の崩壊挙動について，既往の文献による最大耐力推定法とは異なる推定式

を検討した。具体的には接合部の破壊性状を実大実験及び非線形 FEM 解析により観察し，接合

部近傍の中立軸位置と応力を定めた上で，最大耐力の推定を行った。また，初期回転剛性は，実

大実験における接合部近傍の変形量を詳細に計測し，その変形量と整合する抵抗モデルを作成し

た上で，初期回転剛性の推定方法を求めた。さらに，降伏後の回転剛性は，接合部降伏時及び最

大耐力時の接合部近傍の梁ウェブの変形量及び中立軸位置が実験結果と整合する推定式とした。

本論で新たに提案する最大耐力，初期回転剛性，降伏後の回転剛性の推定精度は，既往の文献よ

りも高いことを示した。 
また，局部座屈について，中立軸位置が圧縮フランジに近い場合の，ウェブ及びフランジの相

互作用及びウェブに生ずるせん断応力の影響を考慮した幅厚比制限を検討し，フラッシュ形エン

ドプレートで接合された梁の局部座屈による最大耐力推定法を提案した。また，フラッシュ形エ

ンドプレートにより接合された H 形断面の非線形 FEM 解析による最大耐力及び耐力劣化後の応

力分布と中立軸位置の変化を観察し，これら変化を考慮した局部座屈による耐力劣化域を含む荷

重変形関係を予測する方法を検討した。 

さらに，横座屈について，基準化横座屈細長比は用いず，一端曲げ H 形断面梁の横座屈崩壊挙

動を詳細に分析し，横座屈する梁の横変位及び捩れ回転角の梁長さ方向分布を正弦曲線又は余弦

曲線に近似し，横変位，捩れ回転角，応力の値を表す方程式を求め，この方程式に梁の塑性化に

よる剛性低下を考慮することにより，最大耐力及び耐力劣化領域を含む荷重変形関係を推定した。

これにより，既往の文献に記載された基準化横座屈細長比を用いた方法より，最大耐力及び塑性

変形能力を精度の高く推定することが可能となった。さらに，フラッシュ形エンドプレート形式

で接合された H 形断面梁の横曲げに関する支持条件を明らかにした上で，エンドプレートの面外

方向への塑性変形による梁フランジの横曲げに関する剛性低下を，前述の H 形断面梁の横変位，

捩れ回転角，応力の値を表す方程式に反映して，フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形

断面梁の耐力劣化域を含む荷重変形関係の予測方法を導いた。 
 

各章の検討内容，提案及び検討により得られた知見を以下に示す。 

第 2 章で，横座屈又は局部座屈により耐力が決定する一端曲げ H 形断面梁の荷重変形関係の予

測方法を検討した。 

2.2 節では，既往の研究 7.1), 7.2)で提案された H 形断面梁の端部が剛接合された場合の，局部座屈

による耐力劣化域の劣化勾配の推定方法について述べた。 

2.3 節では，横座屈に関する非線形 FEM 解析を実施し，H 形断面梁の横座屈による耐力劣化域

を含む荷重変形関係の予測方法を求めた。本予測方法では，種々の梁断面に対して，強軸回りの

荷重変形関係の予測精度を確保するために， H 形断面梁の捩れ回転角及び横変位も予測し， H 形
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断面梁の横座屈による耐力劣化域を含む荷重変形関係を精度よく予測できることを確認した。 

本論の予測方法の既往の研究 7.3)で提案された方法で適用範囲外とされた横座屈細長比 0.8 以下

の場合及び横曲げに関する境界条件が固定支持も対象とし，横座屈細長比 0.8 以上かつ横曲げに

関する境界条件が単純支持の場合，既往の研究 7.3)よりも予測精度がより高いことを示した。2.3

節の検討で得た知見を以下に示す。 

・一端曲げ H 形断面梁の横変位，捩れ回転角，横曲げ応力分布は，横座屈に関する境界条件が両

端単純支持の場合は正弦曲線，載荷側固定支持－他端単純支持の場合は余弦曲線に近似できる。 

・正弦曲線又は余弦曲線を仮定した時の横座屈する梁に生ずる応力と変位の関係式及び応力のつ

り合い式より，強軸回りの曲げモーメントと横変位及び捩れ回転角の関係式が得られ，本関係

式による横変位及び捩れ回転角の予測結果は，FEM 解析結果と整合する。 

・横変位及び捩れ回転角の増大に伴う塑性化により，フランジの横曲げ剛性及びフランジ及びウ

ェブのサンブナン捩れ剛性は低下する。剛性低下率は，フランジに作用する曲げ圧縮力の大き

さと素材の真応力－対数ひずみ関係より推定することができる。 
・横変位及び捩れ回転角により上下フランジに材軸方向変位が生じ，幾何学的に上下フランジの

材軸方向変位差を求めることにより，横座屈により生ずる載荷位置における強軸回りの回転角

を求めることができる。 
本論で提案した横座屈による横変位と捩れ回転角予測式は，梁端に作用する強軸回りの曲げモ

ーメント及び座屈形状から計算される，横曲げ及び捩れ応力と，梁フランジの横曲げ剛性並びに

サンブナン捩れ剛性及び座屈変形から計算される断面内の横曲げ及び捩れ応力のつり合い式から

導出されているため，幾何学的非線形性を考慮している。 
本論では横座屈に関して，一方向載荷の荷重変形関係の予測方法を検討した。理由は一方向載

荷のエネルギー吸収能力は繰り返し載荷による累積のエネルギー吸収能力よりも小さいと考える

ためである。ただし，繰り返し載荷により破断が生じないことは別途確認する必要がある。 

また，局部座屈と横座屈共通で，本予測方法は，本論文で検討する断面に限定されず，様々な

せい，幅，板厚の H 形鋼梁に適用できると考えている。ただし，文献 2.7)の λb-WF の関係による

座屈形式の分類において，局部座屈と横座屈の連成座屈が発生せず，局部座屈又は横座屈により

最大耐力が決定する梁に分類されることを確認する必要がある。これは，局部座屈と横座屈の連

成座屈が発生する場合，耐力を過大評価する可能性があるためである。 
 
第 3 章で，フラッシュ形エンドプレート接合の初期及び降伏後の回転剛性と崩壊挙動を検討し

た。 

3.2 節でフラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の実大トの字形実験及び

FEM 解析により，接合部の崩壊挙動を観察した。この確認方法は今後の課題とする。 

3.2 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・エンドプレートの面外変形により接合部近傍では複雑なひずみ分布となるが，梁自体の荷重変

形関係はその影響を受けず，剛接合されたものとして扱うことができる。 

・既往の文献 7.4), 7.5), 7.6)が提案する最大耐力推定法は実験結果を過大評価する。ウェブの引張

降伏考慮及び接合部近傍の中立軸位置の考慮が必要であり，それらを同時に考慮することによ
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り，安全側かつ精度の高い最大耐力推定法となる。 

3.3 節では耐荷モデルを仮定し，接合部の初期回転剛性の推定式を求めた。3.3 節の検討で得た

知見を以下に示す。 

・実験によるエンドプレートの面外変形の計測結果より，接合部に曲げモーメントが働いた時，

圧縮フランジ側も溶接熱による初期の曲がりが存在するため，柱に接触するまでは面外に変形

する。 

・文献 7.5)及び 7.7)が提案する推定式は初期回転剛性を過大評価する。 

・圧縮フランジ側の面外変形を考慮した初期回転剛性の推定式は，実大実験結果を安全側に精度

良く予測できる。 

3.4 節では降伏後の回転剛性の推定式を求めた。3.4 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・接合部の全塑性耐力時及び最大耐力時のウェブの引張変形量をそれぞれ規定することにより，

梁の全塑性耐力時及び最大耐力時の回転角が得られる。 

・文献 7.5)が提案する降伏後の回転剛性は実験結果を過大評価する。 

・ウェブの引張変形量を実験結果より定めることにより，全塑性耐力時及び最大耐力時の回転角

の精度の高い推定が可能である。  

なお，本章で提案する予測方法を適用するに当たり，エンドプレートの面外変形による梁端破

断が生じないことを別途確認する必要がある。また，接合部の中立軸位置が梁心から変動するこ

とにより生ずる梁の材軸方向の伸びの影響を別途確認する必要がある。確認する方法に，想定す

る層間変位時の梁の伸び量をエンドプレートの面外変形量と中立軸位置から算出し，柱の曲げ抵

抗による梁に生ずる圧縮力を求め，当該圧縮力による影響を評価する方法が考えられる。当該圧

縮力が接合部の荷重変形関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。さらに，エ

ンドプレート形式は梁長さの調整代がないため施工により梁軸力が生じやすい。本論の提案方法

を用いる場合は，別途，当該軸力が接合部の荷重変形関係に与える影響を確認する必要がある。

当該軸力が接合部の荷重変形関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。 

 

第 4 章で，フラッシュ形エンドプレート形式で接合された H 形断面梁の局部座屈を伴う荷重変

形関係の予測方法を提案した。 

4.2節では，エネルギー法を用いて中立軸位置が梁心よりも圧縮フランジ側に近い場合の，中立

軸位置に応じた局部座屈耐力及び接合部が全塑性耐力に達するためのフランジ及びウェブの幅厚

比制限曲線を求めるとともに，中立軸位置を考慮した局部座屈耐力の推定方法を提案した。4.2節

の検討で得た知見を以下に示す。 

・中立軸位置が梁心よりも圧縮フランジ側に近いほど，ウェブの幅厚比制限値は大きくなる。こ

れはウェブの圧縮領域が小さくなるためである。 

・中立軸位置がウェブのせん断座屈及びフランジの曲げ座屈に関する幅厚比制限に与える影響は

小さい。 

・中立軸位置，幅厚比制限に対する余裕度及び接合部の全塑性耐力より局部座屈で耐力が決定す

る梁の最大耐力が推定できる。 

4.3 節では，4.2 節で求めた推定式の妥当性を，実大実験及び非線形 FEM 解析により確認した。
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4.3 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・4.2 節で求めた最大耐力推定法は実大実験及び非線形 FEM 解析結果を安全側に推定する。 

・非線形 FEM 解析より，圧縮フランジが降伏する直前及び降伏後最大耐力時における断面の中

立軸はほぼ同じである。 

・本論で提案する最大耐力推定式はボルト径に対するエンドプレート板厚が薄いほど安全側とな

る。これは，エンドプレートに対するボルトの引張及び曲げ剛性が小さいほど，エンドプレー

トの曲げ変形の可撓長さが短くなることを考慮していないためである。 

4.4 節では，局部座屈による耐力劣化領域を含む荷重変形関係の予測方法を提案した。4.4 節の

検討で得た知見を以下に示す。 

・耐力劣化勾配は 2.2 節に示した既往の方法を参考に，初期剛性の 0.07 倍とする方法と，座屈後

の圧縮領域の応力度-ひずみ度関係と梁端の中立軸位置から曲げモーメントと回転角の関係を

求める方法の 2 通りがあり，ともに実験結果を精度よく推定できる。 

なお，本章で提案する予測方法を適用するに当たり，連成座屈が生じないことを確認する必要

がある。確認は文献 7.9)に示された幅厚比指標 W と基準化横座屈細長比 λbの関係による判定方法

に，本論で示す幅厚比指標W’及び横座屈に関する境界条件を考慮した基準化横座屈細長比 λbを適

用することにより行う。また，接合部の中立軸位置が梁心から変動することにより生ずる梁の材

軸方向の伸びの影響を別途確認する必要がある。確認する方法に，想定する層間変位時の梁の伸

び量をエンドプレートの面外変形量と中立軸位置から算出し，柱の曲げ抵抗による梁に生ずる圧

縮力を求め，当該圧縮力による影響を評価する方法が考えられる。当該圧縮力が局部座屈による

荷重変形関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。さらに，エンドプレート形

式は梁長さの調整代がないため施工により梁軸力が生じやすい。本論の提案方法を用いる場合は，

別途，当該軸力が局部座屈による荷重変形関係に与える影響を確認する必要がある。当該軸力が

局部座屈による荷重変形関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。 

 

第 5 章で，フラッシュ形エンドプレート接合形式で接合された H 形断面梁の横座屈を伴う荷重

変形関係の予測方法を提案した。 

5.2節では，フラッシュ形エンドプレート接合部の崩壊実験よりエンドプレートの離間状態の推

定方法を提案した。5.2 節の検討で得られた知見を以下に示す。 

・フラッシュ形エンドプレート接合部に初期降伏耐力を超えた曲げモーメントが働くと面外方向

に残留変形が生ずる。そして，反対向きの曲げモーメントが働くと離間していたエンドプレー

トは柱に接触する。離間時の曲げモーメントと接触時の曲げモーメントは推定が可能である。 

5.3 節では，横座屈実験及び非線形 FEM 解析より，接合部近傍の横曲げに関するひずみ分布及

び応力状態を観察し，エンドプレートの離間状態と横座屈に関する境界条件の関係を考察した。 

5.3 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・離間側のフランジは横曲げが拘束されない。反対に接触側のフランジは横曲げが拘束される。 

5.4 節では，境界条件を考慮した横座屈耐力推定法を提案した。5.4 節で得た知見を以下に示す。 

・エンドプレートの離間の推定方法と離間の有無による横座屈に関する境界条件の関係より，フ

ラッシュ形エンドプレートで接合された横座屈による最大耐力の推定が可能である。 
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5.5 節では，5.4 節に述べた方法によりフラッシュ形エンドプレートによる梁端の境界条件を推

定し，2.3 節に述べた横座屈で耐力が決定する H 形断面梁の荷重変形関係の予測方法を用いて，

フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の横座屈を伴う荷重変形関係の予測方法を

提案した。5.5 節の検討で得た知見を以下に示す。 

・フラッシュ形エンドプレートによる梁端の境界条件が横曲げ固定－そり自由の場合は，2.3 節

に示す荷重変形関係の予測方法において，固定支持と扱い，引張フランジの横曲げ剛性を固定

支持の 1/2 倍することにより，実験により得られた荷重変形関係を精度よく予測することが可

能である。 

4 章と同様，本章で提案する予測方法を適用するに当たり，連成座屈が生じないことを確認す

る必要がある。確認は文献 7.9)に示された幅厚比指標 W と基準化横座屈細長比 λbの関係による判

定方法に，本論で示す幅厚比指標 W’及び横座屈に関する境界条件を考慮した基準化横座屈細長比

λbを適用することにより行う。 

本章で提案する予測方法を適用するに当たり，エンドプレートの面外変形による梁端破断及び

横座屈によるヒンジ位置に破断が生じないことを別途確認する必要がある。これら確認方法は今

後の課題とする。また，接合部の中立軸位置が梁心から変動することにより生ずる梁の材軸方向

の伸びの影響を別途確認する必要がある。確認する方法に，想定する層間変位時の梁の伸び量を

エンドプレートの面外変形量と中立軸位置から算出し，柱の曲げ抵抗による梁に生ずる圧縮力を

求め，当該圧縮力による影響を評価する方法が考えられる。当該圧縮力が横座屈による荷重変形

関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。さらに，エンドプレート形式は梁長

さの調整代がないため施工により梁軸力が生じやすい。本論の提案方法を用いる場合は，別途，

当該軸力が横座屈による荷重変形関係に与える影響を確認する必要がある。当該軸力が横座屈に

よる荷重変形関係に与える影響の評価方法については今後の課題とする。 

 

第 6 章で，本研究による荷重変形関係の予測方法を用いた設計例を示した。設計例では，3 章

の検討に基づき，梁端部の保有耐力接合の確認，接合部の回転剛性の算出，梁端の全塑性耐力の

算出を行った。また，4 章，5 章の検討に基づき，局部座屈により耐力が決定する梁及び横座屈に

より耐力が決定する梁それぞれの荷重変形関係を求め，Ds を算出した。6 章の検討で得た知見を

以下に示す。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁に，文献 7.8)に記載の保有耐力横補剛が

配置出来ない場合において，本論の荷重変形関係の予測方法を用いて保有耐力横補剛を配置し

ないでも良いことを確認できる場合がある。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁は，本論で提案した方法により局部座屈

を考慮した荷重変形関係及び塑性率を算定することで， Ds 値の妥当性を説明することが可能

となる。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の最大耐力が局部座屈により決定する場

合，全塑性耐力/Ds の値は，剛接合よりも小さくなる場合がある。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の最大耐力が横座屈により決定する場合，

エンドプレートの面外方向への塑性変形により，引張フランジの横座屈に関する拘束度が低下
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するが，エンドプレートの面外方向への塑性変形による塑性変形能力の向上により，全塑性耐

力/Ds の値は，剛接合よりも大きくなる場合がある。 

 

2 章から 5 章における FEM 解析の利用状況及び FEM 解析を利用している場合は FEM 解析と実

験との対応確認状況を以下にまとめて記載する。 

・2 章「局部座屈又は横座屈により耐力が決定する一端曲げ H 形断面梁の荷重変形関係の予測方

法」 

局部座屈による最大耐力及び耐力劣化域の荷重変形関係の予測方法については，既往の研究

7.1),7.2)で提案された推定式を記載した。本推定式は，実験から求めていた。 

横座屈による荷重変形関係の予測方法については，本研究で実施した非線形 FEM解析より求

めた。既往の研究 7.3) で提案された耐力劣化域の荷重変形関係推定結果が，特定断面及び特定

の梁長さ範囲において実験結果と良い対応を示すことが確認されており，本論で実施した非線

形 FEM 解析が，当該特定断面及び長さ範囲において，既往の研究 7.3)で提案された推定式と，

荷重変形関係について良い対応を示すことを確認した。 

・3 章「フラッシュ形エンドプレート接合の初期及び降伏後の回転剛性と崩壊挙動」 

接合部の初期回転剛性，降伏耐力，最大耐力，初期回転剛性，降伏後回転剛性及び荷重変形

関係の推定方法は，実大トの字形実験により測定されたエンドプレートの面外変形量及び荷重

変形関係から求めている。一方，当該接合部の荷重変形関係と梁自体の荷重変形関係を直列で

つなぐことが妥当であることは，フラッシュ形エンドプレートにより接合された梁と剛接合さ

れた梁の荷重変形関係を，非線形 FEM解析により確認している。その際，フラッシュ形エンド

プレートにより接合された梁について，非線形 FEM解析と実大トの字形実験の対応が良いこと

を確認している。 

・4 章「フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の局部座屈を伴う荷重変形関係の

予測方法」 

局部座屈による最大耐力推定式は，エネルギー法により求め，本推定式が実大トの字形実験

及び非線形 FEM解析の最大耐力を精度良く安全側に評価することを確認している。ここでは，

非線形 FEM解析と実大トの字形実験の対応が良いことを 1つの試験体で確認した上で，エンド

プレートの厚みを変化させた場合について，非線形 FEM 解析により確認している。  

また，フラッシュ形エンドプレートにより接合された H 形断面梁の耐力劣化域の荷重変形関

係は，2 章に示した実験結果に基づく H 形断面梁の局部座屈による耐力劣化域の荷重変形関係

推定式から求めている。そして，提案した予測方法が実大トの字形実験による荷重変形関係を

精度良く予測することを確認している。 

・5 章「フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の横座屈を伴う荷重変形関係の予

測方法」 

エンドプレートの離間状態の推定方法は，実大トの字形実験より求めている。一方，エンド

プレートが引張フランジ側のみ離間し，圧縮フランジ側が離間していない状態における横座屈

に関する境界条件は，実大横座屈実験及び非線形 FEM解析から考察している。その際，非線形

FEM 解析と実大横座屈実験で，荷重変形関係及び座屈形状が同様になることを確認している。
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そして，提案した予測方法が実大横座屈実験による荷重変形関係を精度良く予測することを確

認している。 

 
今後の研究により取り組むべき課題を以下に示す。 

・横座屈により耐力が決定する H 形断面梁の荷重変形関係について，本論ではモーメント勾配

β=1 の場合のみ予測方法を示したため，今後，様々なモーメント勾配についての予測方法の検

討が必要である。 

・フラッシュ形エンドプレートで接合された H 形断面梁の局部座屈耐力について，ボルト径に対

してエンドプレート板厚が薄いほど，推定結果は FEM解析結果と比べて小さくなった。接合部

近傍の中立軸位置を FEM解析により調査した結果，エンドプレートの面外変形における片持ち

長さ d2 を，ボルト径と板厚の関係に応じて定めていないことが原因であることがわかった。今

後，エンドプレートの板厚とボルト径の関係により，d2を定める方法を検討する必要がある。 

・本論では，横座屈と局部座屈がそれぞれ単独で発生する場合の荷重変形関係の予測方法を示し

た。今後，横座屈と局部座屈が連成する場合の荷重変形関係の予測方法について検討する必要

がある。 

・エンドプレートの面外変形による梁端破断及び横座屈によるヒンジ位置に破断が生じないこと

を確認する方法を検討する必要がある。 

・接合部の中立軸位置が梁心から変動することにより生ずる梁の材軸方向の伸びが接合部の荷重

変形関係及び横座屈並びに局部座屈による荷重変形関係に与える影響を確認する方法を検討す

る必要がある。 

・施工により生ずる梁軸力が接合部の荷重変形関係及び横座屈並びに局部座屈による荷重変形関

係に与える影響を確認する方法を検討する必要がある。 
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付録1. エネルギー法の計算概略 

4.2 節におけるエネルギー法の計算の概略を示す。Fig. 4.2.3 に示す変形を仮定し，ウェブの z 方

向の変位Vを三角級数の形で次のように表す。 

      V = cmnμmνn
nm

                                                                                                                           (a.1) 

ここで， 

 μm = cos
(m - 1)πx

l
 -  cos

(m + 1)πx
l

                                                                                                              (a.2) 

νn = sin
nπy
d

                                                                                                                                                        (a.3) 

次に上下フランジの y方向の面外変位 F1及び F2は，フランジとウェブが剛に接合され直角を保

つと仮定し， 

               F1 = - z
∂V
∂y y = 0

  = - nπcmnμmνc
nm

                                                                                                    (a.4) 

            F2 = - z
∂V
∂y y = d

= - nπ (cos nπ) cmnμmνc
nm

                                                                                      (a.5) 

ここで， 

              νc = 
z
d

                                                                                                                                                                 (a.6) 

ウェブ及びフランジに生じるひずみエネルギーは次のように表される。 

・ウェブの変位に関する増分 

               ΔUw = 
1
2 Dw

∂2V
∂x2 +

∂2V
∂y2

2

 - 2(1 - ν)
∂2V
∂x2

∂2V
∂y2  - ∂2V

∂x∂y

2d

0
dxdy

l

0
                                           (a.7) 

・下フランジの変位に関する増分 

            ΔUfl = 
1
2 Df

∂2F1

∂x2

2

 + 2(1 - ν)
∂2F1

∂x∂z

2bf

-bf

dxdz
l

0
                                                                            (a.8) 

・上フランジの変位に関する増分 

               ΔUfu = 
1
2 Df

∂2F2

∂x2

2

 + 2(1 - ν)
∂2F2

∂x∂z

2bf

-bf

dxdz
l

0
                                                                           (a.9) 

ここで，ν はポアソン比(=0.3)， Dw 及び Df はそれぞれウェブ板及びフランジ板の曲げ剛性で，次

式により表される。 

           Dw = 
Etw3

12(1 - ν2)                                                                                                                                               (a.10) 

           Df = 
Etf3

12(1 - ν2)                                                                                                                                                (a.11) 

ここで，E はヤング係数(=205000N/mm2)である。 
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ウェブ及びフランジがされた仕事は次のように表される。 

・ウェブにされた仕事 

          ∆Tw = 
1
2 σcrtw w(x,y) ∂V

∂x

2

 + 2g(y) ∂V
∂x
∂V
∂y

d

0

l

0
dxdy                                                                      (a.12) 

ここで， 

          w(x,y) = 1 - 
β
l

x 1 - 
1
dξ

y                                                                                                                       (a.13) 

           g(y) = 
1
dξ

β
l  - 1

2 y2 + dξy - 
1
2 dξtf + 

1
8 tf2 + d2ξ

Af

Aw
                                                                               (a.14) 

・上下フランジにされた仕事 

         ∆Tfp = 
1
2 σcrtf 1 - 

β
l

x
∂F1

∂x

2

 + 1 - 
1
ξ

 ∂F2

∂x

2

dxdz                                                         (a.15)
bf

-bf

l

0
 

ウェブ及びフランジに生じるひずみエネルギーの増分とウェブ及びフランジされた仕事が等しい

とおき，cmnで偏微分して得られる連立方程式を解くことにより求まる σcr が，弾性局部座屈耐力

となる。 
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付録2. 5.3 節における実験結果と FEM 解析結果の比較 

5.3 節で実施した実験と解析結果の比較を Fig.A2.1 と A2.2 に示す。Fig.A2.1 は M-δ 関係，

Fig.A2.2 は最大荷重時の梁の横方向変位を示している。M-δ 関係では，実験結果より解析結果の

方が耐力に対する変形は小さくなっており，最大耐力は実験よりも若干小さいが，最大荷重時の

梁の横方向変位の形状は，実験結果と良い対応を示しており，解析モデルは妥当と判断した。 
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付録3. 実大トの字形実験記録写真 

3.2 節の実大トの字形実験の記録写真を以下に示す。 

 

   
1th cycle R=+1/200rad 
[P=13.0kN、δ=10.0mm] 

2th cycle  R =+1/120rad 
[P=22.5kN、δ=16,58mm] 

4th cycle  R =+1/50rad 
[P=41.0kN、δ=40.03mm] 

   
6th cycle R=+1/25rad 時 
[P=49.5kN、δ=79.67mm] 

7th cycle  R =+1/15rad 時 
[P=54.0kN、δ=132.39mm] 

7th cycle  δ =+δu時 
[P=55..0kN、δ=147.5mm] 

a）Plus direction 

 

   
1th cycle R=－1/200rad 
[P=-15.5kN、δ=-10.04mm] 

2th cycle R=－1/120rad 時 
[P=-24.5kN、δ=-16.50mm] 

4th cycle R=－1/50rad 時 
[P=-41.0kN、δ=-39.85mm] 

 

 

 
6th cycle R=－1/25rad 時 
[P=-50.0kN、δ=-79.62mm] 

7th cycle  R =－1/15rad 時 
 

7th cycle  δ=－δu 
[P=-50.0kN、δ=-123.13mm] 

b）Minus direction 
Fig. A3.1 H-250×125×6×9 Overall 
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1th cycle R=+1/200rad 
[P=13.0kN、δ=10.0mm] 

2th cycle R=+1/120rad 
[P=22.5kN、δ=16.58mm] 

4th cycle R=+1/50rad 
[P=41.0kN、δ=40.03mm] 

   
6th cycle R=+1/25rad 
[P=49.5kN、δ=79.67mm] 

7th cycle R=+1/15rad 
[P=54.0kN、δ=132.39mm] 

7thcycle δ=－δu  
[P=55..0kN、δ=147.5mm] 

a）Plus direction 
 

   
1th cycle R=－1/200rad 
[P=-15.5kN、δ=-10.04mm] 

2th cycle R=－1/120rad 
[P=-24.5kN、δ=-16.50mm] 

4th cycle R=－1/50rad 
[P=-41.0kN、δ=-39.85mm] 

 

 

 
6th cycle R=－1/25rad 
[P=-50.0kN、δ=-79.62mm] 

7th cycle R=－1/15rad 
 

7th cycle δ=－δu 
[P=-50.0kN、δ=-123.13mm] 

b）Minus direction 
Fig. A3.2 H-250×125×6×9 Connection 
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1th cycle R=+1/200rad 
[P=16.0kN、δ=17.67mm] 

 4th cycle R=+1/80rad 
[P=22.0kN、δ=25.99mm] 

4th cycle R=+1/50rad 
[P=27.0kN、δ=40.92mm] 

   
6th cycle R=+1/25rad 
[P=30.5kN、δ=81.03mm] 

7th cycle R=+1/15rad 
[P=26.0kN、δ=134.19mm] 

7th cycle +δu 
[P=24.0kN、δ=149.28mm] 

a）Plus direction 

 

   
1th cycle R=+1/200rad 
[P=16.5kN、δ=15.93mm] 

4th cycle R=-1/80rad  
[P=22.5kN、δ=24.24mm] 

4th cycle R=-1/50rad 
[P=28.0kN、δ=39.14mm] 

  

 

6th cycle R=-1/25rad 
[P=29.5kN、δ=78.13mm] 

7th cycle R=-1/15rad 
[P=22.5kN、δ=131.65mm] 

 

b）Minus direction 
Fig. A3.3 H-250×125×3.2×6 Connection 
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付録4. 実大横座屈実験記録写真 

5.3 節の実大横座屈実験の記録写真を以下に示す。 

 

  
R=+1/50rad 1th cycle overall R=+1/25rad overall 

 

 

Maximum strength Y0 axis  

  
Maximum draft angle Y0 axis Maximum draft angle Y1 axis 

 
Fig. A4.1 No.1 overall 
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R=+1/50rad 1th cycle X0-Y0 beam end R=+1/25rad X0-Y0 beam end 

 

 

Maximum strength X0-Y0 beam end  

  
Maximum draft angle X0-Y0 beam end Maximum draft angle X1-Y0 beam end 

 
Fig. A4.2 No.1 connection 
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R=+1/50rad 1th cycle Y0 axis R=+1/25rad Y0 axis 

  
Maximum draft angle Y0 axis Maximum draft angle Y1 axis 

 
Fig. A4.3 No.2 overall 
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R=+1/50rad 1th cycle X0-Y0 beam end R=+1/25rad X0-Y0 beam end 

  
Maximum draft angle X0-Y0 beam end Maximum draft angle X1-Y0 beam end 

 
Fig. A4.4 No.2 connection 
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R=+1/200rad Y1 axis R=+1/120rad overall 

  
R=+1/50rad Y1 axis R=+1/25rad Y1 axis 

  
R=+1/15rad Y1 axis R=+1/10rad Y1 axis 

 
Fig. A4.5 No.3 overall 
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R=+1/25rad X1-Y1 beam end R=+1/15rad X1-Y1 beam end 

  
R=+1/10 X1-Y1 beam end R=+1/10 X0-Y1 beam end 

 
Fig. A4.6 No.3 connection 
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