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1．．緒緒言言  

近年の鋼構造物の大型化に伴い，高力ボルトのよ

り一層の高強度化が強く望まれている．ボルトの高

強度化は，摩擦接合，支圧接合，ならびに引張接合

のいずれの場合もボルト継手のコンパクト化や接合

効率の向上が期待できる． 

1996 年に F10T 高力ボルト（引張強さが 1000～
1100 MPa）の約 1.5 倍の軸力を導入できる 1400 MPa
級超高力ボルト（SHTB）[1]が実用化されてから 28
年が経つ．その間，自動車分野では塑性域締結用

1600 MPa 級調質ボルトが開発され，2019 年までに

可変圧縮比型エンジンの締結用ボルトとして実用化

された[2]．一方，建築・土木用高力ボルトに関して

は, 例えば，著者らは SHTB の引張強さを上回る

1700 MPa 級超高力ボルトの開発に取り組んできた

[3~6]．しかしながら，SHTB を超える超高力ボルト

の実用化の成功例は見当たらない．その理由として，

超高強度化に伴うボルトの遅れ破壊の問題に加えて，

素材のボルトへの冷間成形性，ボルト製品の引張変

形性能の特性低下[3]，製造コストの上昇が挙げられ

る． 
ボルトの遅れ破壊は，大気腐食反応で生じる水素

が，例えばねじ部のような応力集中部に拡散集積す

ることで生じる水素脆化が原因であると考えられて

いる[7]．著者らは，文献[5]において，まず，1800 MPa
の引張強さで耐水素脆化特性を向上したプロトタイ

プ鋼（0.6%C-2%Si-1%Cr-1%Mo 鋼（mass%））[3]をベ
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ースに，トルシア形ボルトの頭部形状への冷間圧造

が可能な 0.5%C-2%Si-1%Cr-1%Mo 鋼材を開発した．

ついで，この開発鋼を用いて，ボルトの軸部がねじ

部よりも先に降伏する 1700 MPa 級軸先行降伏ボル

トを開発した．図図 1 (a)に，開発した軸先行降伏ボル

トの形状・寸法を示す．ボルトの頭部形状は冷間圧

造が可能なトルシア形ボルト形状に準拠し，軸部と

ねじ部形状については新規形状を開発した．新規ね

じ（以降，NEW ねじと呼ぶ）形状では，ねじ部の基

準山形は JIS ねじに基づくものの，ねじ谷底の円弧

径を JIS ねじの 2 倍とすることでねじ谷底への応力

集中を低減するとともに，ねじ部有効断面積をJISね
じの 303 mm2から 320 mm2と大きくした[4]．軸部径

は 19.5 mm 以下とすることで軸部の先行降伏を実現

した．これにより，1700 MPa 級超高力ボルトで課題

となっていた引張変形性能を向上した[5]． 
文献[6]では，表表 1 に化学成分を示す実機の 40 ton

アーク溶解・鋳造ならびに棒圧延プロセスで製造し

た開発鋼から量産試作した 300 本の 1700 MPa 級軸

先行降伏ボルトについて，軸部径の分布，ボルト単

体の引張耐荷特性，ならびにボルトセットを用いた

摩擦接合継手のすべり挙動を調査した．その結果，

1700 MPa 級軸先行降伏ボルトを用いた摩擦接合継

手は，F10T，S10T ボルトを用いた場合と同様のすべ

り挙動を示し，すべり係数についても問題がないこ

とを確認した． 
本研究では，1700 MPa 級軸先行降伏ボルトの実用

化に向けた性能評価の一環として，量産試作したボ

ルト，ナット，座金のセット[5,6]を用いて作製した

締結体の大気暴露試験を実施して，1700 MPa 級軸先

行降伏ボルトの遅れ破壊挙動を調査した．また，ボ

ルト製品と同じロットで調質処理したボルト素材か

ら切削加工した試験片を用いて遅れ破壊促進試験も

実施した．以上で得られた試験結果の比較検討に基

づいて，1700 MPa 級軸先行降伏ボルトの耐遅れ破壊

特性を向上させるための課題を抽出した． 
 

2.  供供試試体体おおよよびび実実験験方方法法 
2.1  供供試試材材 
本研究では，表 1 と図 1(a)にそれぞれ化学成分と

形状・寸法を示した 1700 MPa 級軸先行降伏ボルト

（文献[6]に詳細を記載の製造Lot 1の200本から100
本を抽出）と，これに適合するナット，座金のセッ

ト[5,6]の 100 組を用いた．なおボルトは，940 ℃で

0.5 h のオーステナイト化後に油焼入し，515 ℃で 1 
h の焼戻しを施した．ボルト軸部の平均直径は，19.26 
mm（変動係数 C.V.＝0.21%）であった．ナットの素

材には JIS SCM435 鋼材を用い，ナットの平均硬さ

は HV400，ナット高さは 26.4 mm とした．座金は, 
JIS B 1186: 1995 に従う形状・寸法とし，ビッカース

硬さの平均値を HV550 に調質した．ラボでの遅れ破

壊促進試験では，ボルト丸棒素材（φ20 mm×150 mm）

をボルト製品と同じロットで焼入れおよび焼戻し処

理した調質丸棒材を用いた．ボルト締結体の大気暴

露試験では，被締結材に HT780 鋼板を用意した． 

表表 2 にボルト製品[6]，ボルト製品[6]と調質丸棒材か

ら切出した JIS4 号試験片，ならびに HT780 の引張

変形特性を示す． 

図 1 軸先行降伏ボルト(a)と環状切欠試験片(b)の形

状・寸法 (mm) 

表 2 ボルト製品[6], ボルト製品[6]と調質丸棒材から

切出した JIS4 号試験片，ならびに HT780 材の引張 

変形特性 

Sample 
σ0.2 

(MPa) 
σB 

(MPa) 
EL (%) RA (%) 

Bolt  1556 1788 - - 
Bolt_JIS4 1540 1776 13 35 
Bar_JIS4 1496 1715 14 40 
HT780 800 866 20 - 

 
 

表 1 ボルト素材の化学成分 (mass%) 
C Si Mn Cr Mo P S Al N O Cu Ni 

0.48 1.98 0.19 1.06 0.98 0.004 0.001 0.023 0.006 0.0009 0.04 0.05 
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2.2  ボボルルトト締締結結体体のの大大気気暴暴露露試試験験 
2.2.1  ボボルルトト締締結結体体 
図図 2 は，試験体の形状・寸法を示す．ボルト継手

を模擬して，1 組の試験体ごとに 3 枚の HT780 鋼材

（700 mm×60 mm×17 mm）を 10 組のボルトセット

で締結した．ボルト孔径は 23.5 mm，孔ピッチ精度

は±0.5 mm とした．ボルトと座金は，トルク係数安

定剤（大同化学（株）製ダイロール）で潤滑処理し

た．ナットについては，リン酸マンガンコーティン

グ溶液に浸漬して被膜処理を施した後に潤滑剤液

（大同化学（株）製 AC-1H）で潤滑処理した．HT780 
鋼材の接合面は，接合面のブラスト処理後に   

75～100 μm の目標膜厚で無機ジンクリッチペイン

トを塗布した． 
2.2.2  締締結結条条件件のの決決定定 
設計軸力 Nd は，式（1）に示すように，降伏軸力

Nyに係数 α を乗じて決定した． 
 
         Nd = α Ny = αAsσyb             (1) 
 
ここで，Asはボルトの有効断面積，σybはボルトの

降伏点である．JIS B 1186: 1995 で規定される呼び径

M22 のボルト形状で，1700 MPa 級ボルトの標準軸力

（α=0.75，As=303 mm2, σyb=1530 MPa ではNd=348 kN）

と，2000 MPa 級ボルトの標準軸力（α=0.75，As=303 
mm2, σyb=1800 MPa では Nd =409 kN）に Ndが相当す

るように，α の値として 0.8 と 0.9 の 2 水準を設定し

た．Nd は，As の値として平均直径 19.26 mm の軸部

の平均断面積の 291 mm2 を，σyb の値として表 2 の

JIS4 号試験片での 0.2%耐力の 1540 MPa を採用する

と α =0.8 では 359 kN，α=0.9 では 403 kN となる．目

標軸力は，リラクゼーションによる 10% までのボル

トの軸力低下を考慮して Nd を 1.1 倍し，α=0.8 では

395 kN，α=0.9 では 443 kN と設定した． 
2.2.3  試試験験体体のの作作製製 
表表 3 はボルトの締結条件を示す．ボルトの締結方

法にはナット回転法を採用した．ボルト締付は，文

献[8]を参考に，大阪市立大（現大阪公立大）で 2016
年 1 月 20 日に実施した．予備試験では，ボルトセッ

トのトルク係数は 0.120～0.126 で，JIS B 1186: 1995
のトルク係数値規格の規格値 A 種（0.110～0.150）を
満足することを確認した．まず，ボルトは 200 Nm の

トルクで 1 次締めした後にマーキングを施してナッ

ト回転角度 θ の起点（θ=0°）とした．ついで，目標

回転角度は α=0.8 で 104°，α=0.9 で 125°として，そ

れぞれの締結条件で 50 組と 49 組のボルトを締付け

た．なお，α=0.9 では，板の孔位置のずれで 1 組のボ

ルトセットを締結できなかった（後述の図 6 に示す

試験体 a の左から 3 番目の位置）．回転角度 θ の平均

値は，α=0.8 では 103°（標準偏差 σ=0.40，変動係数

C.V.=0.39%），α=0.9 では 128°（標準偏差 σ=0.39，変

動係数 C.V.=0.30%）であった．軸力とナット回転角

度（N-θ 関係）の関係より，導入軸力の平均値は，

α=0.8 では 391 kN（最小値は 385 kN，最大値は 409 
kN），α=0.9 では 445 kN（最小値は 440 kN，最大値

は 449 kN）と測定された．ただし，α=0.9 では，後述

の図 6 において，通し番号 171 のボルトでは 2016 年

1 月 26 日に，通し番号 68 では 2 月 1 日にボルトの

破断が大阪市立大で確認された．よって，α=0.9 でボ

ルトが欠番となった以上の 3 か所には，F10T ボルト

セットを仮締めして孔を塞いだ． 
2.2.4  大大気気暴暴露露試試験験方方法法 
大気暴露試験は，2016 年 3 月 9 日から一般財団法

人日本ウエザリングテストセンター宮古島暴露試験

場（北緯 24º 44’，東経 125º 19’，海抜 50 m）で実施

した．宮古島暴露試験場は，海洋性亜熱帯気候で，

高温で多湿なうえに日射量や飛来塩分量が多く，国

内でも厳しい腐食環境に位置づけられる[9]．図図 3は，

設置直後の試験体の写真を示す．試験開始直後の

1700 MPa 級軸先行降伏ボルトセットの組数は，締付

条件が α=0.8 では 50 組，α=0.9 では 47 組であった．

10 組の試験体を架台に均等に設置した後にボルト

表 3 ボルトの締結条件 α とナット回転角度 θ と導

入軸力N の関係 
α θ (deg.) N (kN) 

0.8 
Min. 100 385 
Max. 110 409 
Av. 103 391 

0.9 
Min. 125 440 
Max. 130 449 
Av. 128 445 

 

図 2 大気暴露用試験体の形状・寸法 (mm) 
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の飛散防止を目的として架台ごと防護ネットで覆っ

た．地面から試験体までの高さは約0.9 mであった．

試験体の点検作業は，毎日，午前 9 時頃と午後 4 時

半頃に行い，ボルトの破断有無を目視で確認した． 
2.3  遅遅れれ破破壊壊促促進進試試験験方方法法 
遅れ破壊促進試験は，表 2 で引張変形特性を示し

た調質丸棒材を用いて，高力ボルトの遅れ破壊評価

法ガイドライン[10]に記載の試験方法に準拠して行

った．JIS B 1186: 1995 で規定される呼び径 M22 の

高力ボルトねじ先端部の応力状態をほぼ再現した環

状切欠試験片[11]を用いて，ねじ谷底近傍の応力集

中部での局所限界水素濃度 HC*と 局所侵入水素濃

度 HE*を推定した．本研究では，HC*と HE*の大小関

係の比較から耐遅れ破壊特性を評価した． 
HC*は，クロスヘッドスピード 1 mm/min の通常ひ

ずみ速度引張試験法（Conventional Strain Rate Testing, 
CSRT）[12]で求めた．環状切欠試験片は，図 1 (b)に
示す軸径 10mm の丸棒に深さ 2 mm, 開き角度 60 º，
先端半径 0.25 mm の V 形状切欠きを有する．まず，

陰極チャージ溶液として 0.1 N NaOH，または

3%NaCl + 0.3%NH4SCN 水溶液を用い，電流密度を変

えることで切欠試験片へ種々の量の水素を陰極チャ

ージした．水素チャージ時間は，水素が試験片中に

均一に分布するための必要時間として，120 h とし

た．CSRT では，切欠引張強さ σNBと拡散性水素量 HD

との関係を測定した．σNBは，引張最大荷重を切欠き

底の初期断面積で除して求めた． 
一方，HE*は，直径 7 mm，長さ 20 mm の丸棒試験

片の浸漬試験で試験片中に侵入する拡散性水素の最

大量 HE を測定することで推定した[10,11,13]．浸漬

試験では，0.5mol/L NaCl 溶液と 0.01mol/L HCl 溶液

とで pH を 2 に調整した水溶液を用い，試験中の液

温を 30 ºC に保った．なお，本浸漬条件は沖縄本島

の大気腐食環境を模擬している[10,11,13]． 
CSRT および浸漬試験片中の HDは，四重極質量分

析計を用いた昇温脱離水素分析により測定した．こ

こで HDは，加熱速度が 100 ºC /h の昇温脱離水素分

析において，室温から 300 ºC までに放出された水素

量と定義した．  
 

3．．結結果果おおよよびび考考察察 
3.1  ボボルルトトのの遅遅れれ破破壊壊発発生生状状況況 
図図 4 は，大気暴露試験で遅れ破壊したボルトの一

例を示す．ボルトの最初の破断は，試験開始から 3
日後（2016 年 3 月 12 日）の午前点検で 2 件が確認

された．図 4 からわかるように，この暴露日数では，

図4 2016年3月12日の午前中の点検で破断が確認

されたボルトの写真 
 

図 3 2016 年 3 月 9 日に設置直後の大気暴露試験体

の写真 
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2.2  ボボルルトト締締結結体体のの大大気気暴暴露露試試験験 
2.2.1  ボボルルトト締締結結体体 
図図 2 は，試験体の形状・寸法を示す．ボルト継手

を模擬して，1 組の試験体ごとに 3 枚の HT780 鋼材

（700 mm×60 mm×17 mm）を 10 組のボルトセット

で締結した．ボルト孔径は 23.5 mm，孔ピッチ精度

は±0.5 mm とした．ボルトと座金は，トルク係数安

定剤（大同化学（株）製ダイロール）で潤滑処理し

た．ナットについては，リン酸マンガンコーティン

グ溶液に浸漬して被膜処理を施した後に潤滑剤液

（大同化学（株）製 AC-1H）で潤滑処理した．HT780 
鋼材の接合面は，接合面のブラスト処理後に   

75～100 μm の目標膜厚で無機ジンクリッチペイン

トを塗布した． 
2.2.2  締締結結条条件件のの決決定定 
設計軸力 Nd は，式（1）に示すように，降伏軸力

Nyに係数 α を乗じて決定した． 
 
         Nd = α Ny = αAsσyb             (1) 
 
ここで，Asはボルトの有効断面積，σybはボルトの

降伏点である．JIS B 1186: 1995 で規定される呼び径

M22 のボルト形状で，1700 MPa 級ボルトの標準軸力

（α=0.75，As=303 mm2, σyb=1530 MPa ではNd=348 kN）

と，2000 MPa 級ボルトの標準軸力（α=0.75，As=303 
mm2, σyb=1800 MPa では Nd =409 kN）に Ndが相当す

るように，α の値として 0.8 と 0.9 の 2 水準を設定し

た．Nd は，As の値として平均直径 19.26 mm の軸部

の平均断面積の 291 mm2 を，σyb の値として表 2 の

JIS4 号試験片での 0.2%耐力の 1540 MPa を採用する

と α =0.8 では 359 kN，α=0.9 では 403 kN となる．目

標軸力は，リラクゼーションによる 10% までのボル

トの軸力低下を考慮して Nd を 1.1 倍し，α=0.8 では

395 kN，α=0.9 では 443 kN と設定した． 
2.2.3  試試験験体体のの作作製製 
表表 3 はボルトの締結条件を示す．ボルトの締結方

法にはナット回転法を採用した．ボルト締付は，文

献[8]を参考に，大阪市立大（現大阪公立大）で 2016
年 1 月 20 日に実施した．予備試験では，ボルトセッ

トのトルク係数は 0.120～0.126 で，JIS B 1186: 1995
のトルク係数値規格の規格値 A 種（0.110～0.150）を
満足することを確認した．まず，ボルトは 200 Nm の

トルクで 1 次締めした後にマーキングを施してナッ

ト回転角度 θ の起点（θ=0°）とした．ついで，目標

回転角度は α=0.8 で 104°，α=0.9 で 125°として，そ

れぞれの締結条件で 50 組と 49 組のボルトを締付け

た．なお，α=0.9 では，板の孔位置のずれで 1 組のボ

ルトセットを締結できなかった（後述の図 6 に示す

試験体 a の左から 3 番目の位置）．回転角度 θ の平均

値は，α=0.8 では 103°（標準偏差 σ=0.40，変動係数

C.V.=0.39%），α=0.9 では 128°（標準偏差 σ=0.39，変

動係数 C.V.=0.30%）であった．軸力とナット回転角

度（N-θ 関係）の関係より，導入軸力の平均値は，

α=0.8 では 391 kN（最小値は 385 kN，最大値は 409 
kN），α=0.9 では 445 kN（最小値は 440 kN，最大値

は 449 kN）と測定された．ただし，α=0.9 では，後述

の図 6 において，通し番号 171 のボルトでは 2016 年

1 月 26 日に，通し番号 68 では 2 月 1 日にボルトの

破断が大阪市立大で確認された．よって，α=0.9 でボ

ルトが欠番となった以上の 3 か所には，F10T ボルト

セットを仮締めして孔を塞いだ． 
2.2.4  大大気気暴暴露露試試験験方方法法 
大気暴露試験は，2016 年 3 月 9 日から一般財団法

人日本ウエザリングテストセンター宮古島暴露試験

場（北緯 24º 44’，東経 125º 19’，海抜 50 m）で実施

した．宮古島暴露試験場は，海洋性亜熱帯気候で，

高温で多湿なうえに日射量や飛来塩分量が多く，国

内でも厳しい腐食環境に位置づけられる[9]．図図 3は，

設置直後の試験体の写真を示す．試験開始直後の

1700 MPa 級軸先行降伏ボルトセットの組数は，締付

条件が α=0.8 では 50 組，α=0.9 では 47 組であった．

10 組の試験体を架台に均等に設置した後にボルト

表 3 ボルトの締結条件 α とナット回転角度 θ と導

入軸力N の関係 
α θ (deg.) N (kN) 

0.8 
Min. 100 385 
Max. 110 409 
Av. 103 391 

0.9 
Min. 125 440 
Max. 130 449 
Av. 128 445 

 

図 2 大気暴露用試験体の形状・寸法 (mm) 
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の飛散防止を目的として架台ごと防護ネットで覆っ

た．地面から試験体までの高さは約0.9 mであった．

試験体の点検作業は，毎日，午前 9 時頃と午後 4 時

半頃に行い，ボルトの破断有無を目視で確認した． 
2.3  遅遅れれ破破壊壊促促進進試試験験方方法法 
遅れ破壊促進試験は，表 2 で引張変形特性を示し

た調質丸棒材を用いて，高力ボルトの遅れ破壊評価

法ガイドライン[10]に記載の試験方法に準拠して行

った．JIS B 1186: 1995 で規定される呼び径 M22 の

高力ボルトねじ先端部の応力状態をほぼ再現した環

状切欠試験片[11]を用いて，ねじ谷底近傍の応力集

中部での局所限界水素濃度 HC*と 局所侵入水素濃

度 HE*を推定した．本研究では，HC*と HE*の大小関

係の比較から耐遅れ破壊特性を評価した． 
HC*は，クロスヘッドスピード 1 mm/min の通常ひ

ずみ速度引張試験法（Conventional Strain Rate Testing, 
CSRT）[12]で求めた．環状切欠試験片は，図 1 (b)に
示す軸径 10mm の丸棒に深さ 2 mm, 開き角度 60 º，
先端半径 0.25 mm の V 形状切欠きを有する．まず，

陰極チャージ溶液として 0.1 N NaOH，または

3%NaCl + 0.3%NH4SCN 水溶液を用い，電流密度を変

えることで切欠試験片へ種々の量の水素を陰極チャ

ージした．水素チャージ時間は，水素が試験片中に

均一に分布するための必要時間として，120 h とし

た．CSRT では，切欠引張強さ σNBと拡散性水素量 HD

との関係を測定した．σNBは，引張最大荷重を切欠き

底の初期断面積で除して求めた． 
一方，HE*は，直径 7 mm，長さ 20 mm の丸棒試験

片の浸漬試験で試験片中に侵入する拡散性水素の最

大量 HE を測定することで推定した[10,11,13]．浸漬

試験では，0.5mol/L NaCl 溶液と 0.01mol/L HCl 溶液

とで pH を 2 に調整した水溶液を用い，試験中の液

温を 30 ºC に保った．なお，本浸漬条件は沖縄本島

の大気腐食環境を模擬している[10,11,13]． 
CSRT および浸漬試験片中の HDは，四重極質量分

析計を用いた昇温脱離水素分析により測定した．こ

こで HDは，加熱速度が 100 ºC /h の昇温脱離水素分

析において，室温から 300 ºC までに放出された水素

量と定義した．  
 

3．．結結果果おおよよびび考考察察 
3.1  ボボルルトトのの遅遅れれ破破壊壊発発生生状状況況 
図図 4 は，大気暴露試験で遅れ破壊したボルトの一

例を示す．ボルトの最初の破断は，試験開始から 3
日後（2016 年 3 月 12 日）の午前点検で 2 件が確認

された．図 4 からわかるように，この暴露日数では，

図4 2016年3月12日の午前中の点検で破断が確認

されたボルトの写真 
 

図 3 2016 年 3 月 9 日に設置直後の大気暴露試験体

の写真 
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外部環境に直接晒されたボルト頭部，ナット部や座

金の表面が部分的に腐食されたのみの状態であった．

図図 5 に大気暴露試験にともなう試験体の外観の変化

を示す．100 日後には，ボルト頭部，ナット，座金の

表面がおおむね均一に腐食（全面腐食）され，187 日

後では全面腐食がさらに進行している．また，ボル

トの欠落箇所も増えている． 
図図 6 は，275 日後（2016 年 12 月 9 日時点）のボルト

の遅れ破壊発生状況をまとめる．なお，締付条件が

α=0.9で，NA と記した 3 箇所は，前述のように大気

暴露試験開始前からのボルト欠番箇所である．275
日後には，締付条件が α=0.8で 50 本中 37 本（累積

破断率は 74.0％），α=0.9では 47 本中 37 本（累積破

断率は 78.7％）のボルトが破断し，累積破断率は

α=0.9の方で若干高かった．これらの累積破断率は，

1999 年 12 月 3 日から開始された高力ボルト締結体

の大気暴露試験で確認された最大の累積破断率の

55.6％よりも 20％近く高かった[11, 14]．なお，高力

ボルトでの最大累積破断率は，JIS SCM435 材から作

製された 1500 MPa 級ボルトの締結体（σB=1536 MPa，
α=0.75，導入軸力=368 kN）を沖縄県宜野湾市（北緯

26º 29’，東経 127º 75’）で約 10 年間大気暴露試験し

た際に確認された．本暴露試験は，日本鉄鋼連盟と

建築研究所の共同研究によって 1999 年から開始さ

れ， 2002 年からは物質・材料研究機構が加わった共

図 5 大気暴露試験開始から 100 日（2016 年 6 月 17
日）および 187 日（2016 年 9 月 12 日）経過後の試験

体の写真 

図 6 2016 年 3 月 9 日から 12 月 9 日（275 日後）ま

でのボルトの破断月日，破断位置ならびに配置の関

係．ゴシック数字はボルトの通し番号，AM と PM は

破断確認を行った点検時間帯である．破断位置の説明

は図 7 に示す．赤数字は未破断のボルト，青字NA は

暴露試験前に破断したボルト，「L: Loose」は点検時に

ボルトが緩んでいたことを示す． 
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同研究で，2004 年からは日本鋼構造協会内の委員会

に引き継がれて実施された[11, 14]． 
また図 6 から，締付条件によらずそれぞれの試験

体で 6 本以上のボルトが破断していることがわかる．

締付条件が α=0.8の試験体 h では 10 本中 9 本，α=0.9
の試験体 a では開始当初の欠番 2 本を除くすべての

ボルトが破断した．架台中央部に配置された試験体

で未破断のボルトがわずかに多い傾向にあるものの，

遅れ破壊に及ぼすボルト配置の有意義な影響は見い

だせなかった．一方，午前点検で破断が確認された

ボルト本数は，α=0.8 で 29 本，α=0.9 で 31 本と，ボ

ルトの遅れ破壊の大半は午前点検で確認された． 
さらに図中に記号 L（Loose の略）で示すように，

187 日後（9 月 12 日）の点検では，各締付条件で 4
本ずつのボルトの緩みが触診で確認された．この緩

みの要因として，大気暴露試験中の試験体への大き

な振動もなかったことから，ナット回転による軸力

低下は考えにくい．加えて，本試験と同様の条件に

おいて，無機ジンクペイントを塗布した HT780 高強

度鋼板を本軸先行降伏ボルトセットで締め付けた場

合の室温での軸力低下率は，締付け直後から 1 週間

経過後も最大で 4％と，既存の高力ボルトの軸力低

下率の 10％よりもむしろ小さかった[6]．よって，リ

ラクゼーションによる軸力低下も考えにくかった．

したがって，このボルトの緩みには試験中の温度変

化，周辺ボルトの欠損やボルト自体の破損などが関

係すると考えられる．しかしながら，その原因解明

についてはさらに詳細な調査が必要であり，今後の

課題としたい．ボルトの緩みは 187 日以降の点検で

は認められなかったものの，未破断のボルトセット

でも軸力低下が懸念されたことから大気暴露試験は

開始後 275 日の 2016 年 12 月 9 日で終了した． 
3.2  ボボルルトトのの破破断断位位置置とと遅遅れれ破破壊壊発発生生挙挙動動 
図図 7 は，本大気暴露試験で遅れ破壊した軸先行降

伏ボルト・ナットセットの代表的な外観写真を示す．

ボルトの破断位置は 4 つに大別できた. No.28 は不

完全ねじ部（Thread runout），No.17 はナット嵌合部

（Nut portion），No.37 は首下アール部（Under head 
fillet），No.16 は軸部（Shank portion）で破断したボル

トのそれぞれの代表例である．なお，これらのボル

ト・ナットセットは，写真の撮影前にアセトン溶液

中で数分間の超音波洗浄を施した．  
図 6 中に記号 T で示すように，遅れ破壊したボル

トの大半の破断位置は，締付条件によらず，不完全

ねじ部であった（例えば，ボルト No.28）．275 日後

の不完全ねじ部での累積破断率は，α=0.8で 44%（累

積破断本数は 22 本），α=0.9 では 60％（累積破断本

数は 28 本）と，導入軸力が高い方で累積破断率が高

かった． 
ここで，本軸先行降伏ボルトでは素材の冷間成形

性と軸部を細くするための冷間鍛造法の制約からね

じ部長さを 35 mm までしか確保できなかった[5]．ナ
ット高さも 26.4 mm （JIS M22 高力ボルト用ナット

の 1.2 倍）で，余長を約 2 山（≒5 mm）とした場合

には遊びねじ部長さを確保できなかった．そのため，

本暴露試験体では不完全ねじ部とボルト頭部側のナ

図 7 ボルトの破断位置の代表例と破断面のマクロ写真．図中の赤矢印は破壊起点部，黄色破線矢印はシアリップ

を示す. 
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外部環境に直接晒されたボルト頭部，ナット部や座

金の表面が部分的に腐食されたのみの状態であった．

図図 5 に大気暴露試験にともなう試験体の外観の変化
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ット内第 1 ねじ谷底部が近接していた点は強調する

必要がある．これに関して，JIS M22 高力ボルトで

は，ねじ部の基準長さが 40 mm で遊びねじ部長さを

十分に確保できるため，最大主応力と最大相当塑性

ひずみのそれぞれの最大値はボルト頭部側のナット

内第 1 ねじ谷底で生じ，2 番目に大きな最大主応力

と最大相当塑性ひずみのピークは不完全ねじ部近傍

の完全ねじが形成されつつあるねじ谷底で生じる

[11]．さらに不完全ねじ部でも大きな応力集中が生

じる．このような高力ボルトの大気暴露試験では，

ボルトの種類や暴露環境によって破断位置の選択性

に差はあったものの，破断位置の大半は不完全ねじ

部とナット直近ねじ部であったことが報告されてい

る[11]．一方，本軸先行降伏ボルトの NEW ねじの場

合においても遊びねじ部が確保された場合には最大

主応力と最大相当塑性ひずみはナット内第 1 ねじ谷

底と不完全ねじ部近傍の谷底でピークを示す[4]．と

ころが，本試験のように，ナット内第 1 ねじ谷底と

不完全ねじ部が近接した場合では，最大主応力と最

大相当塑性ひずみはそれぞれ不完全ねじ部において

ほぼ一つのピークとなる．このことが，従来報告[11]
と異なり，本試験において不完全ねじ部で累積破断

率が最も高くなった大きな要因のひとつと考える．  
不完全ねじ部についで累積破断率が高かったボル

ト破断位置は，図 6 中に記号 N で示すナット嵌合部

であった．図 7 の No.17 のボルトで示すように，頭

部側のナット内第 1 ねじ底部よりもさらに内側のナ

ット内第 2～4 ねじ底部でボルトが破断しており，ボ

ルトねじ山のせん断破壊も観察された．このナット

嵌合部での累積破断率は，α=0.8 で 16.0%（累積破断

本数は 8 本），α=0.9 では 17.0％（累積破断本数は 8
本）と，締付条件で大差なかった． 
さらに，図 6 中に記号 U で示す首下アール部での

破断も観察された（代表例は図7のNo.37のボルト）．

首下アール部での累積破断率は，α=0.8 で 8.0%（累

積破断本数は 4 本），α=0.9 では 2.1%（累積破断本数

は 1 本）であった．α=0.8 では，図 6 中に記号 S で

示すように軸部（Shank portion）での破断も 3 本（累

積破断率は 6.0%）あった（代表例は図 7 の No.16 の

ボルト）．ただし，破断本数が少なく，α=0.9 で軸部

破断が起こらなかった要因は考察できない．首下ア

ール部と軸部での破断は，前述の 1500 MPa 級高力

ボルト締結体の大気暴露試験でも生じたが，1300 
MPa 級高力ボルト締結体（σB=1286 MPa，α=0.75，導

入軸力=323 kN）では生じなかったことが報告されて

いる[11]．これは，一般に材料の高強度化にともなっ

て材料自体の切欠き感受性が高くなることと関係す

ると考える．つまり，高強度材ほど微小なき裂で壊

れることから，超高強度ボルトの遅れ破壊では微小

な表面傷などの影響も考慮して議論を進める必要が

あろう． 
図図 8 は，ボルト全体と破断位置ごとの累積破断率

を暴露日数の関数としてまとめる．累積破断率が低

かった首下アール部や軸部での累積破断率と暴露日

数の関係は議論できないが，首下アール部や軸部で

の遅れ破壊発生は，ナット嵌合部や不完全ねじ部よ

りも遅い傾向があった．不完全ねじ部とナット嵌合

部で比較すると，不完全ねじ部の方で遅れ破壊の発

生時期は早かった．加えて，不完全ねじ部の累積破

断率は，締付条件が α=0.8 と 0.9 では，それぞれ 60
日間と 80 日間までの短い期間で急激に増大したの

に対して，ナット嵌合部の累積破断率は 100 日間程

度の期間で緩やかに増大した．さらに，締付条件の

影響に関しては，α=0.8 よりも 0.9 の方で，不完全ね

じ部とナット嵌合部での遅れ破壊発生が顕著であっ

図 8 ボルトの累積破断率と暴露日数の関係 
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た．よって，ねじ底部の最大主応力と最大相当塑性

ひずみがナット嵌合部よりもナット内第 1 ねじ谷底

で高いことも考慮すると，応力集中の度合いが本大

気暴露試験での遅れ破壊の発生挙動に影響を及ぼす

主要因子の一つであることが明確になった． 
破断したボルトに共通した特徴を 2 点挙げる．1

点目は，図 7 中に赤矢印で示すように，部位表面で

破壊起点となったとみなされる半円状のき裂が観察

されたことである．2 点目は，被締結体の準密閉空

間内で暴露されていたねじ部，軸部ならびに首下ア

ール部では部分的な腐食が認められるものの，腐食

の程度は外気環境に直接暴露された頭部やナットの

表面と比較すると極めて軽微であったことである．

しかも，これらの部位の軽微な腐食は，ボルトの破

断から点検までの間で発生した可能性があることは

留意しておく必要がある．  
3.3  ボボルルトトのの遅遅れれ破破壊壊起起点点 
  図図 9 は，不完全ねじ部で遅れ破壊した No.46 のボ

ルトの破断面を一例として示す．破壊起点となった

とみなされる半円状のき裂領域（図 9 (a)）では，ね

じ谷底から明瞭な粒界破面が観察された（図 9 (b)）．
このような粒界割れは，水素脆化した高強度鋼

[15,16]や遅れ破壊したボルト[11,17,18]でもしばしば

観察される典型的な破面であり，き裂は焼戻マルテ

ンサイト組織の旧オーステナイト粒界に沿って主に

進展したものと推察される．一方，半円状のき裂領

域を除いた領域は，図 9 (c), (d)で示すように，延性

破壊を特徴づけるディンプル破面が観察された．さ

らにその最外周部には，図 7 でも示すようなシアリ

ップが観察された．No.46 のボルトでのこのような

破壊様式は，SEM による破面観察用として抽出した

No.6, 14, 18, 23, 32, 63, 65, 67, 179, 181, 183 のボルト

でも観察されたことから，本大気暴露試験で遅れ破

壊したボルトに共通の破壊様式と判断できる． 
本破面観察では，粒界割れの最初の発生個所まで

は特定できなかったものの，ボルト部位の表面また

は応力集中部近傍で発生した粒界割れが内部に進展

してゆき，き裂がある程度の大きさになったところ

でボルトが延性破壊したものと推察された．そこで，

部位表面の半円状のき裂領域を遅れ破壊の破壊起点

部と定義して，ボルトの破断面に対する破壊起点部

の面積率を測定した．例えば，ボルト No.46 の図 9 
(a)で測定された破壊起点部の面積率は 3％である

（測定にシアリップは含めない）．図図 10 に，破面の

腐食状態が軽微で破壊起点部の境界が明瞭に観察さ

れたボルト（締付条件が α=0.8 で 31 本，α=0.9 で 30
本：図 6 に測定対象となったボルトの通し番号に下

線を引く）について，破壊起点部の面積率を暴露日

図9 ボルトNo.46の破断面のマクロ写真(a), ねじ谷

底の破壊起点部（表層から 0.2 mm の場所）での粒界

破面(b)，破壊起点部周辺(c)とシアリップ近傍(d)の延

性破面． (a)中に(b)(c)(d)の SEM 観察位置を赤矢印，

半円状の粒界破壊起点部境界を黒矢印,  シアリップ

を黄色破線矢印で示す． 
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ット内第 1 ねじ谷底部が近接していた点は強調する

必要がある．これに関して，JIS M22 高力ボルトで

は，ねじ部の基準長さが 40 mm で遊びねじ部長さを

十分に確保できるため，最大主応力と最大相当塑性

ひずみのそれぞれの最大値はボルト頭部側のナット

内第 1 ねじ谷底で生じ，2 番目に大きな最大主応力

と最大相当塑性ひずみのピークは不完全ねじ部近傍

の完全ねじが形成されつつあるねじ谷底で生じる

[11]．さらに不完全ねじ部でも大きな応力集中が生

じる．このような高力ボルトの大気暴露試験では，

ボルトの種類や暴露環境によって破断位置の選択性

に差はあったものの，破断位置の大半は不完全ねじ

部とナット直近ねじ部であったことが報告されてい

る[11]．一方，本軸先行降伏ボルトの NEW ねじの場

合においても遊びねじ部が確保された場合には最大

主応力と最大相当塑性ひずみはナット内第 1 ねじ谷

底と不完全ねじ部近傍の谷底でピークを示す[4]．と

ころが，本試験のように，ナット内第 1 ねじ谷底と

不完全ねじ部が近接した場合では，最大主応力と最

大相当塑性ひずみはそれぞれ不完全ねじ部において

ほぼ一つのピークとなる．このことが，従来報告[11]
と異なり，本試験において不完全ねじ部で累積破断

率が最も高くなった大きな要因のひとつと考える．  
不完全ねじ部についで累積破断率が高かったボル

ト破断位置は，図 6 中に記号 N で示すナット嵌合部

であった．図 7 の No.17 のボルトで示すように，頭

部側のナット内第 1 ねじ底部よりもさらに内側のナ

ット内第 2～4 ねじ底部でボルトが破断しており，ボ

ルトねじ山のせん断破壊も観察された．このナット

嵌合部での累積破断率は，α=0.8 で 16.0%（累積破断

本数は 8 本），α=0.9 では 17.0％（累積破断本数は 8
本）と，締付条件で大差なかった． 
さらに，図 6 中に記号 U で示す首下アール部での

破断も観察された（代表例は図7のNo.37のボルト）．

首下アール部での累積破断率は，α=0.8 で 8.0%（累

積破断本数は 4 本），α=0.9 では 2.1%（累積破断本数

は 1 本）であった．α=0.8 では，図 6 中に記号 S で

示すように軸部（Shank portion）での破断も 3 本（累

積破断率は 6.0%）あった（代表例は図 7 の No.16 の

ボルト）．ただし，破断本数が少なく，α=0.9 で軸部

破断が起こらなかった要因は考察できない．首下ア

ール部と軸部での破断は，前述の 1500 MPa 級高力

ボルト締結体の大気暴露試験でも生じたが，1300 
MPa 級高力ボルト締結体（σB=1286 MPa，α=0.75，導

入軸力=323 kN）では生じなかったことが報告されて

いる[11]．これは，一般に材料の高強度化にともなっ

て材料自体の切欠き感受性が高くなることと関係す

ると考える．つまり，高強度材ほど微小なき裂で壊

れることから，超高強度ボルトの遅れ破壊では微小

な表面傷などの影響も考慮して議論を進める必要が

あろう． 
図図 8 は，ボルト全体と破断位置ごとの累積破断率

を暴露日数の関数としてまとめる．累積破断率が低

かった首下アール部や軸部での累積破断率と暴露日

数の関係は議論できないが，首下アール部や軸部で

の遅れ破壊発生は，ナット嵌合部や不完全ねじ部よ

りも遅い傾向があった．不完全ねじ部とナット嵌合

部で比較すると，不完全ねじ部の方で遅れ破壊の発

生時期は早かった．加えて，不完全ねじ部の累積破

断率は，締付条件が α=0.8 と 0.9 では，それぞれ 60
日間と 80 日間までの短い期間で急激に増大したの

に対して，ナット嵌合部の累積破断率は 100 日間程

度の期間で緩やかに増大した．さらに，締付条件の

影響に関しては，α=0.8 よりも 0.9 の方で，不完全ね

じ部とナット嵌合部での遅れ破壊発生が顕著であっ

図 8 ボルトの累積破断率と暴露日数の関係 
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た．よって，ねじ底部の最大主応力と最大相当塑性

ひずみがナット嵌合部よりもナット内第 1 ねじ谷底

で高いことも考慮すると，応力集中の度合いが本大

気暴露試験での遅れ破壊の発生挙動に影響を及ぼす

主要因子の一つであることが明確になった． 
破断したボルトに共通した特徴を 2 点挙げる．1

点目は，図 7 中に赤矢印で示すように，部位表面で

破壊起点となったとみなされる半円状のき裂が観察

されたことである．2 点目は，被締結体の準密閉空

間内で暴露されていたねじ部，軸部ならびに首下ア

ール部では部分的な腐食が認められるものの，腐食

の程度は外気環境に直接暴露された頭部やナットの

表面と比較すると極めて軽微であったことである．

しかも，これらの部位の軽微な腐食は，ボルトの破

断から点検までの間で発生した可能性があることは

留意しておく必要がある．  
3.3  ボボルルトトのの遅遅れれ破破壊壊起起点点 
  図図 9 は，不完全ねじ部で遅れ破壊した No.46 のボ

ルトの破断面を一例として示す．破壊起点となった

とみなされる半円状のき裂領域（図 9 (a)）では，ね

じ谷底から明瞭な粒界破面が観察された（図 9 (b)）．
このような粒界割れは，水素脆化した高強度鋼

[15,16]や遅れ破壊したボルト[11,17,18]でもしばしば

観察される典型的な破面であり，き裂は焼戻マルテ

ンサイト組織の旧オーステナイト粒界に沿って主に

進展したものと推察される．一方，半円状のき裂領

域を除いた領域は，図 9 (c), (d)で示すように，延性

破壊を特徴づけるディンプル破面が観察された．さ

らにその最外周部には，図 7 でも示すようなシアリ

ップが観察された．No.46 のボルトでのこのような

破壊様式は，SEM による破面観察用として抽出した

No.6, 14, 18, 23, 32, 63, 65, 67, 179, 181, 183 のボルト

でも観察されたことから，本大気暴露試験で遅れ破

壊したボルトに共通の破壊様式と判断できる． 
本破面観察では，粒界割れの最初の発生個所まで

は特定できなかったものの，ボルト部位の表面また

は応力集中部近傍で発生した粒界割れが内部に進展

してゆき，き裂がある程度の大きさになったところ

でボルトが延性破壊したものと推察された．そこで，

部位表面の半円状のき裂領域を遅れ破壊の破壊起点

部と定義して，ボルトの破断面に対する破壊起点部

の面積率を測定した．例えば，ボルト No.46 の図 9 
(a)で測定された破壊起点部の面積率は 3％である

（測定にシアリップは含めない）．図図 10 に，破面の

腐食状態が軽微で破壊起点部の境界が明瞭に観察さ

れたボルト（締付条件が α=0.8 で 31 本，α=0.9 で 30
本：図 6 に測定対象となったボルトの通し番号に下

線を引く）について，破壊起点部の面積率を暴露日

図9 ボルトNo.46の破断面のマクロ写真(a), ねじ谷

底の破壊起点部（表層から 0.2 mm の場所）での粒界

破面(b)，破壊起点部周辺(c)とシアリップ近傍(d)の延

性破面． (a)中に(b)(c)(d)の SEM 観察位置を赤矢印，

半円状の粒界破壊起点部境界を黒矢印,  シアリップ

を黄色破線矢印で示す． 
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数の関数としてまとめる．ここで，午前と午後の定

期的な試験体の点検により，破断面の腐食状態が極

めて軽微なボルトが多く回収できたことは強調した

い．締付条件が α=0.8で 89 日後に破断した No.10 の

ボルト（破壊起点部の面積率=8.9%）と 69 日後にナ

ット嵌合部で破断した No.18 のボルト（破壊起点部

の面積率=10.6%）を除くと，α=0.8と 0.9 のそれぞれ

の締付条件で破壊起点部の面積率の暴露時間依存性

は認められなかった．不完全ねじ部で破断したボル

トの破壊起点部の面積率の平均値は，α=0.8の 18 本

のボルトに対しては 2.0％（最小値は 1.3%，最大値

は 3.7%），α=0.9の 25 本のボルトでは 1.3%（最小値

は 0.6%，最大値は 2.5%）と測定され，α=0.9 で小さ

かった．このことは，導入軸力が高い α=0.9 でボル

トの遅れ破壊が顕著であった結果と整合する． 
No.10 と No.18 のボルトで破壊起点部の面積率が

とくに高かったことは，これらのボルトがより低い

軸力で破断したことを示唆している．この点に関し

て，低合金鋼の低ひずみ引張速度試験による水素脆

化促進試験[15]や後述の CSRT 試験結果では，粒界

割れ領域の面積率が大きいほど切欠引張強さが低下

することは確認している． 
3.4  遅遅れれ破破壊壊ににおおよよぼぼすす外外部部環環境境因因子子のの影影響響 
大村らは，大気腐食環境下での水素侵入挙動をボ

ルト締結体の大気暴露試験と大気暴露水素透過モニ

タリング法で調査し，遅れ破壊には間欠的に変化す

る表面水素濃度が強く影響することを示唆している

[19]．また，大気環境での腐食速度を支配する主要環

境因子は，飛来塩分量，気温，相対湿度であり，乾

湿繰り返し試験では，鋼材表面で発生する表面水素

濃度は，付着塩分量が多く，高温の環境ほど高くな

ることが示されている[20]． 
図図 11 は，日本ウエザリングテストセンター宮古島

暴露試験場より提供された飛来塩分量，日平均気温，

図 10 遅れ破壊したボルトの破壊起点部の面積率と

暴露日数の関係 

図 11 外部環境因子と暴露日数の関係．これらのデ

ータは日本ウエザリングテストセンター宮古島暴露

試験場から提供された． 
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日平均相対湿度，ならびに日降水量の変化を暴露日

数の関数として示す．なお，飛来塩分量は月ごとに

測定されたものである．前述のように，ボルトの破

断位置は準密閉空間にあり腐食状態も外部環境に晒

された部位とは大きく異なることから，図 11 の外部

環境因子の値と遅れ破壊発生との直接的な対応関係

は議論できない．しかしながら，締結条件が α=0.9で
締結直後に破断した 2 本のボルトを除いて，室内環

境（2 月 2 日から 3 月 9 日までの梱包状態を含む）

ではボルトが 1 月 20 日の締結から大気暴露試験開

始までの 49 日間遅れ破壊しなかったことは，宮古島

暴露試験場での大気腐食環境が遅れ破壊発生に強く

影響したことを示している． 
そこでボルトの遅れ破壊とこれらの環境因子との

対応関係を整理してみる．まず，遅れ破壊開始に関

して，3 月の飛来塩分量の 0.229 mdd はマイルドな腐

食環境のつくば市（北緯 36º 04’，東経 140º 07’）での

年間平均の飛来塩分量の 0.015 mdd [9]と比べると高

い値であり，試験体設置から 3 日後の遅れ破壊開始

までに腐食反応とそれともなう水素の発生を促進し

たと考えられる降雨があった．1 日後と 2 日後のそ

れぞれの降水量は 18 mm，7 mm であった．ついで，

図 8 において不完全ねじ部での累積破断率が急激に

上昇した 5～6 月にかけての 60～80 日間では，飛来

塩分量の変化はないものの，気温の上昇と 2 つの大

きな降水量のピークがあった（35 日後に 149 mm，

71 日後に 101 mm）．さらに全体の累積破断率が 2 段

目の上昇を示す 80 日から 120 日にかけてと 3 段目

の上昇を示す 150 日付近では飛来塩分量の上昇も認

められた．遅れ破壊発生の季節依存性に関して，1500 
MPa 級高強度ボルトの沖縄県名護市（年間での飛来

塩分量は 0.2～0.3 mdd）での大気暴露実験では，4～
9 月の夏季に破断本数が多く，10～3 月の冬季には破

断本数が少ないことが報告されている[19]． 
以上のことから，鋼材の腐食反応とそれにともな

う水素侵入を支配するこれらの外部環境因子の変化

は，ボルトの遅れ破壊発生に反映されていたと考え

る．ただし，図 4 と 7 で示したように破断部位の腐

食状態は極めて軽微であったことから，目視では観

察が困難なレベルの微小領域での腐食反応を通して

水素が発生・侵入して遅れ破壊が引き起こされた可

能性が示唆された．   
3.5  ララボボででのの遅遅れれ破破壊壊促促進進試試験験 
図図 12 は水素を陰極チャージした環状切欠試験片

を用いた CSRT 試験結果を示す．切欠引張強さ σNB

は，水素未チャージ材では平均値で 2405 MPa であ

ったのに対して，拡散性水素量HDが0.4から2.8 mass 
ppm にかけて急激に低下し，その後は緩やかに低下

して 7.0 mass ppm では 381 MPa となった．このよう

に水素脆化した試験片の切欠底近傍の起点部破面に

は，図図 13 に示すように擬へき開と粒界破面が混在し

ており，その破面領域は σNB が低いほど広かった．

ただし，図 9 (b)のボルト破壊起点部の破面との比較

でも明らかなように，ボルト破壊起点部の方で粒界

破面率が高かった．このことは，ボルトの大気暴露

試験の方で旧オーステナイト粒界への水素集積がよ

り顕著に起こったことを示唆している． 

図 12 切欠引張強さ σNBと拡散性水素量HDの関係 

図13  図12でHDが1.2 mass ppm (a)と7.0 mass ppm 
(b) の CSRT 試験で破断した環状切欠試験片の起点

部（表層から 0.2 mm の場所）での破面．図中の赤矢

印は破面の観察位置を示す． 
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数の関数としてまとめる．ここで，午前と午後の定

期的な試験体の点検により，破断面の腐食状態が極

めて軽微なボルトが多く回収できたことは強調した

い．締付条件が α=0.8で 89 日後に破断した No.10 の

ボルト（破壊起点部の面積率=8.9%）と 69 日後にナ

ット嵌合部で破断した No.18 のボルト（破壊起点部

の面積率=10.6%）を除くと，α=0.8と 0.9 のそれぞれ

の締付条件で破壊起点部の面積率の暴露時間依存性

は認められなかった．不完全ねじ部で破断したボル

トの破壊起点部の面積率の平均値は，α=0.8の 18 本

のボルトに対しては 2.0％（最小値は 1.3%，最大値

は 3.7%），α=0.9の 25 本のボルトでは 1.3%（最小値

は 0.6%，最大値は 2.5%）と測定され，α=0.9 で小さ

かった．このことは，導入軸力が高い α=0.9 でボル

トの遅れ破壊が顕著であった結果と整合する． 
No.10 と No.18 のボルトで破壊起点部の面積率が

とくに高かったことは，これらのボルトがより低い

軸力で破断したことを示唆している．この点に関し

て，低合金鋼の低ひずみ引張速度試験による水素脆

化促進試験[15]や後述の CSRT 試験結果では，粒界

割れ領域の面積率が大きいほど切欠引張強さが低下

することは確認している． 
3.4  遅遅れれ破破壊壊ににおおよよぼぼすす外外部部環環境境因因子子のの影影響響 
大村らは，大気腐食環境下での水素侵入挙動をボ

ルト締結体の大気暴露試験と大気暴露水素透過モニ

タリング法で調査し，遅れ破壊には間欠的に変化す

る表面水素濃度が強く影響することを示唆している

[19]．また，大気環境での腐食速度を支配する主要環

境因子は，飛来塩分量，気温，相対湿度であり，乾

湿繰り返し試験では，鋼材表面で発生する表面水素

濃度は，付着塩分量が多く，高温の環境ほど高くな

ることが示されている[20]． 
図図 11 は，日本ウエザリングテストセンター宮古島

暴露試験場より提供された飛来塩分量，日平均気温，

図 10 遅れ破壊したボルトの破壊起点部の面積率と

暴露日数の関係 

図 11 外部環境因子と暴露日数の関係．これらのデ

ータは日本ウエザリングテストセンター宮古島暴露

試験場から提供された． 
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日平均相対湿度，ならびに日降水量の変化を暴露日

数の関数として示す．なお，飛来塩分量は月ごとに

測定されたものである．前述のように，ボルトの破

断位置は準密閉空間にあり腐食状態も外部環境に晒

された部位とは大きく異なることから，図 11 の外部

環境因子の値と遅れ破壊発生との直接的な対応関係

は議論できない．しかしながら，締結条件が α=0.9で
締結直後に破断した 2 本のボルトを除いて，室内環

境（2 月 2 日から 3 月 9 日までの梱包状態を含む）

ではボルトが 1 月 20 日の締結から大気暴露試験開

始までの 49 日間遅れ破壊しなかったことは，宮古島

暴露試験場での大気腐食環境が遅れ破壊発生に強く

影響したことを示している． 
そこでボルトの遅れ破壊とこれらの環境因子との

対応関係を整理してみる．まず，遅れ破壊開始に関

して，3 月の飛来塩分量の 0.229 mdd はマイルドな腐

食環境のつくば市（北緯 36º 04’，東経 140º 07’）での

年間平均の飛来塩分量の 0.015 mdd [9]と比べると高

い値であり，試験体設置から 3 日後の遅れ破壊開始

までに腐食反応とそれともなう水素の発生を促進し

たと考えられる降雨があった．1 日後と 2 日後のそ

れぞれの降水量は 18 mm，7 mm であった．ついで，

図 8 において不完全ねじ部での累積破断率が急激に

上昇した 5～6 月にかけての 60～80 日間では，飛来

塩分量の変化はないものの，気温の上昇と 2 つの大

きな降水量のピークがあった（35 日後に 149 mm，

71 日後に 101 mm）．さらに全体の累積破断率が 2 段

目の上昇を示す 80 日から 120 日にかけてと 3 段目

の上昇を示す 150 日付近では飛来塩分量の上昇も認

められた．遅れ破壊発生の季節依存性に関して，1500 
MPa 級高強度ボルトの沖縄県名護市（年間での飛来

塩分量は 0.2～0.3 mdd）での大気暴露実験では，4～
9 月の夏季に破断本数が多く，10～3 月の冬季には破

断本数が少ないことが報告されている[19]． 
以上のことから，鋼材の腐食反応とそれにともな

う水素侵入を支配するこれらの外部環境因子の変化

は，ボルトの遅れ破壊発生に反映されていたと考え

る．ただし，図 4 と 7 で示したように破断部位の腐

食状態は極めて軽微であったことから，目視では観

察が困難なレベルの微小領域での腐食反応を通して

水素が発生・侵入して遅れ破壊が引き起こされた可

能性が示唆された．   
3.5  ララボボででのの遅遅れれ破破壊壊促促進進試試験験 
図図 12 は水素を陰極チャージした環状切欠試験片

を用いた CSRT 試験結果を示す．切欠引張強さ σNB

は，水素未チャージ材では平均値で 2405 MPa であ

ったのに対して，拡散性水素量HDが0.4から2.8 mass 
ppm にかけて急激に低下し，その後は緩やかに低下

して 7.0 mass ppm では 381 MPa となった．このよう

に水素脆化した試験片の切欠底近傍の起点部破面に

は，図図 13 に示すように擬へき開と粒界破面が混在し

ており，その破面領域は σNB が低いほど広かった．

ただし，図 9 (b)のボルト破壊起点部の破面との比較

でも明らかなように，ボルト破壊起点部の方で粒界

破面率が高かった．このことは，ボルトの大気暴露

試験の方で旧オーステナイト粒界への水素集積がよ

り顕著に起こったことを示唆している． 

図 12 切欠引張強さ σNBと拡散性水素量HDの関係 

図13  図12でHDが1.2 mass ppm (a)と7.0 mass ppm 
(b) の CSRT 試験で破断した環状切欠試験片の起点

部（表層から 0.2 mm の場所）での破面．図中の赤矢

印は破面の観察位置を示す． 
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一方，図図 14 は浸漬試験にともなう HDの変化を示

す．本浸漬条件[10,11,13]は，沖縄本島の大気腐食環

境を模擬しており，宮古島の腐食環境と近い．HDは

浸漬時間が長くなるにつれて増加して，240 h 以上で

はほぼ飽和値に達した．これより，大気腐食環境に

おける侵入水素量の最大値 HEを 0.43 mass ppm と決

定した．ここで，試料表面から切欠底近傍の最大静

水圧応力場に拡散集積する水素の最大濃度，すなわ

ち局所侵入水素濃度 HE*は式 (2)で与えられる

[10,11]．σm*は静水圧応力の最大値，ΔVH は鋼中水

素のモル体積（=2.0 ×10-6 m3 mol-1）, R は気体定数

（=8.31Jmol-1K-1），T は温度（=303 K）である． 
 
    HE* = HE exp (σm*ΔVH/RT)      (2) 

 
また，σm*および最大主応力の最大値 σmax*は σNB

と表 2 の調質丸棒材の σB=1715 MPa からそれぞれ

式(3)および(4)で求められる[10 ,11]． 
 

(σm*/σB) = 0.224+1.067 (σNB/σB)-0.202 (σNB /σB)2  (3)  
 
(σmax*/σB)=0.564+1.511(σNB/σB)-0.380 (σNB/σB)2 (4) 
 
図図 15 に応力集中部での局所限界水素濃度 HC*と

HE*の関係を局所水素濃度 HD*と σmax*の関係で示

す．CSRT 試験では，HC*の値は，図 12 でそれぞれ

の σNB に対する HDの値と一致しており，図 15 中に

は σmax*と HC*の関係を累乗近似曲線で示す．一方，

HE*は，JIS B 1186: 1995 で規定される呼び径 M22 の

ボルト形状を基本として，JIS ねじと軸先行降伏

ボルトの NEW ねじ形状のそれぞれについて締付条

件が α=0.8 と 0.9 の導入軸力で算出した．参考とし

て，α=0.5～0.9 の目標軸力での HE*も図中に併せて

示す．なお，NEW ねじでの HE*は，ナット内第 1 ね

じ谷底部でのσmax*が JISねじ形状の σmax*に対して

約 30%低いという FEM 解析結果[4]に基づいて，

JIS ねじ形状での σmax*と σm*をそれぞれ 0.7 倍し

た値から算出した．補足すると，ボルトの FEM 解

析では導入軸力が 407 kN でナット内第 1 ねじ底部

での σmax*は JIS ねじでは 2830 MPa，NEW ねじで

は 1990 MPa であり[4]，図 15 中の σmax*とおおよそ

対応している．α=0.8での導入軸力=391 kN と 0.9 の

導入軸力=445 kN では，JIS ねじにおいては HC*を
HE*が上回り，遅れ破壊すると判定できる．これに

対して NEW ねじでは，HC*＞HE*となり遅れ破壊

しないと判定できる．このように，ラボでの遅れ

破壊促進試験では，ねじ谷底での応力集中低減の

観点から，NEW ねじは従来のねじ形状に対して

耐遅れ破壊特性の改善効果が確認できた． 
しかしながら，本軸先行降伏ボルトでは遅れ破

壊が暴露試験開始の 3 日後から短期間で顕著に認

められ，それは前述の 1500 MPa 級高力ボルト締結

体の大気暴露試験での遅れ破壊[11,14]よりも顕著で

あった．その要因としては以下の点が挙げられる． 
1 点目は，前述のように，本軸先行降伏ボルトで

は遊びねじ長さを十分に確保できず，ボルトの応力

集中部となるナット内第 1 ねじ谷底と不完全ねじ部

近傍のねじ底部が近接したためにそこでの応力集中

の度合いが高くなったことが挙げられる．加えて，

図 1(a)で示したように首下アール部と不完全ねじ部

の径が軸部径と同程度となりそれらの部位での応力

集中が高まったこともボルトの遅れ破壊の要因とな

ったと考える． 
2 点目は，図 15 より JIS ボルトねじ形状では

α=0.7 の目標軸力でも遅れ破壊が懸念されるよう

に材料自体の水素割れ感受性がそもそも高いこ

図 14 拡散性水素量HDと浸漬時間の関係 

図 15 ねじ谷底近傍の応力集中部での局所限界水素

濃度HC*と局所侵入水素濃度HE*の関係の推定 
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とと，破壊靭性が低いことが要因として挙げられ

る．図 10 で示したように破壊起点部の面積率が 1
～3%の微小なき裂でボルトが破断したことは材

料自体の破壊靭性が低いことを裏付けている．炭

素量は本素材よりも 0.1％程度少ないものの

0.4%C-2%Si-1%Cr-1%Mo 鋼から作製した 1700 
MPa 級材の耐遅れ破壊特性は，HC と HE の比較か

ら，前述の 1500 MPa 級の JIS SCM435 材[11, 14]の
それとほぼ同等であるは確認している[15]．切欠

き感受性が高い超高強度材では，製造過程や施工

工程で生じた表面傷などの表面欠陥が HC*を低下

させて遅れ破壊につながった可能性も高いと考

えられる．  
 また，水素侵入に関して，本遅れ破壊促進試験で

は全面腐食状態で飽和する水素量を表面水素量の最

大値として HE*を評価している．一方で，図 4 や 7
で示したように準密閉空間に置かれたボルト部

位の腐食の程度は極めて軽微であり，促進試験で

推定される HE*をそのまま適用できるのかといっ

た疑問も生じる．さらに，き裂が一旦生じるとき

裂表面からの水素の侵入も加わりき裂進展がさ

らに加速されることも予想される．よって，本大

気暴露試験でのボルトの遅れ破壊機構の解明に

は，準密密閉空間での材料の腐食と水素発生・侵

入挙動の関係の把握も重要な課題と考える． 
3.6 耐耐遅遅れれ破破壊壊特特性性をを向向上上ささせせるるたためめのの課課題題 
 以上の遅れ破壊試験の結果を踏まえて，軸先行降

伏ボルトで耐遅れ破壊特性を向上させるための課題

として次の 3 点を提示する． 
1 点目は，材質に関する課題である．本ボルトの

量産試作では 1700 MPa の超高強度を確保すること

を重視して 515 ℃で焼戻処理を行った．しかしなが

ら，この熱処理条件ではナノメータサイズの Mo 析

出物の析出による水素トラップ機能[3,21,22]を十分

に活用できていない．そのため，水素割れ感受性が

高かった．よって，ボルトの強度の強度を維持しつ

つ Mo 析出物が析出して耐水素脆化特性が向上する

ような570 ℃以上でのボルトの焼戻処理[5]も検討す

る必要があると考える．図 9 で示したように 515 ℃
の焼戻処理では粒界破壊が生じるのに対し，570 ℃
以上の焼戻処理では，1400 MPa 級超高力ボルト

（SHTB）[1]のように粒界破壊の発生を抑制できる

ことが期待できる．さらに高温焼戻脆性温度域を避

けることができ破壊靭性の向上や切欠感受性の低下

も期待できる． 
 2 点目は，ボルト形状に関する課題である．これ

までは冷間鍛造成形プロセスによる制約のために実

施できなかったが，首下アール部や不完全ねじ部で

の径を大きくするとともに，被接合材との寸法関係

を踏まえてねじ部長さ（遊びねじ長さ）を長くして

応力集中を低減した軸先行降伏ボルトを切削等で作

製し遅れ破壊特性を調査する必要がある．さらに，

これらの検討より得られたデータとともに冷間鍛造

成形プロセスの見直しを行い最適なボルト形状を見

出すことが必要と考える．  
 3 点目としては，水素のボルトへの侵入挙動（特

に準密閉空間での侵入挙動）を明らかにして遅れ破

壊機構を解明し，水素の侵入を抑制する方策の検討

も必要である． 
 
4．．結結言言 
量産試作した 1700 MPa 級軸先行降伏ボルト，ナ

ット，座金のセットを用いて作製した締結体の大気

暴露試験を 2016 年 3 月 9 日から 12 月 9 日までの

275 日間，日本ウエザリングテストセンター宮古島

暴露試験場で実施して，ボルトの遅れ破壊挙動を調

査した．また，ボルトと同ロットで熱処理した丸棒

材から切削加工した試験片を用いて遅れ破壊促進試

験も実施して，大気暴露試験結果との比較検討を行

った．得られた成果を以下にまとめる． 
1) ボルトセットによるHT780高強度鋼板の締結

はナット回転角法により行い，導入軸力の平

均値は，締付条件が α=0.8では 391 kN，α=0.9
では 445 kN であった．275 日間の大気暴露試

験後の累積破断率は，締付条件が α=0.8 で

74.0%，α=0.9では 78.7%であり，α=0.9の方で

若干高かった． 
2) ボルトの破断位置は，頭部側から首下アール

部，軸部，不完全ねじ部，ナット嵌合部の 4 つ

に大別できた．不完全ねじ部での累積破断率

は，α=0.8では 44%，α=0.9では 60%と最も高

く，ついでナット嵌合部での累積破断率が

α=0.8で 16.0%，α=0.9では 17.0%と高かった．

また，ナット嵌合部よりも不完全ねじ部で遅

れ破壊の発生時期が早く，かつ短期間で累積

破断率が増加した．さらに，導入軸力が高い

α=0.9 で遅れ破壊発生が顕著であった． 
3) 遅れ破壊したボルトでは，破断位置によらず

部位表面で半円状の破壊起点部が観察された．

破壊起点部には水素脆化を示唆する粒界破面

が観察された．また，破壊起点部の面積率の

暴露時間依存性は認められなかった．不完全
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一方，図図 14 は浸漬試験にともなう HDの変化を示

す．本浸漬条件[10,11,13]は，沖縄本島の大気腐食環

境を模擬しており，宮古島の腐食環境と近い．HDは

浸漬時間が長くなるにつれて増加して，240 h 以上で

はほぼ飽和値に達した．これより，大気腐食環境に

おける侵入水素量の最大値 HEを 0.43 mass ppm と決

定した．ここで，試料表面から切欠底近傍の最大静

水圧応力場に拡散集積する水素の最大濃度，すなわ

ち局所侵入水素濃度 HE*は式 (2)で与えられる

[10,11]．σm*は静水圧応力の最大値，ΔVH は鋼中水

素のモル体積（=2.0 ×10-6 m3 mol-1）, R は気体定数

（=8.31Jmol-1K-1），T は温度（=303 K）である． 
 
    HE* = HE exp (σm*ΔVH/RT)      (2) 

 
また，σm*および最大主応力の最大値 σmax*は σNB

と表 2 の調質丸棒材の σB=1715 MPa からそれぞれ

式(3)および(4)で求められる[10 ,11]． 
 

(σm*/σB) = 0.224+1.067 (σNB/σB)-0.202 (σNB /σB)2  (3)  
 
(σmax*/σB)=0.564+1.511(σNB/σB)-0.380 (σNB/σB)2 (4) 
 
図図 15 に応力集中部での局所限界水素濃度 HC*と

HE*の関係を局所水素濃度 HD*と σmax*の関係で示

す．CSRT 試験では，HC*の値は，図 12 でそれぞれ

の σNB に対する HDの値と一致しており，図 15 中に

は σmax*と HC*の関係を累乗近似曲線で示す．一方，

HE*は，JIS B 1186: 1995 で規定される呼び径 M22 の

ボルト形状を基本として，JIS ねじと軸先行降伏

ボルトの NEW ねじ形状のそれぞれについて締付条

件が α=0.8 と 0.9 の導入軸力で算出した．参考とし

て，α=0.5～0.9 の目標軸力での HE*も図中に併せて

示す．なお，NEW ねじでの HE*は，ナット内第 1 ね

じ谷底部でのσmax*が JISねじ形状の σmax*に対して

約 30%低いという FEM 解析結果[4]に基づいて，

JIS ねじ形状での σmax*と σm*をそれぞれ 0.7 倍し

た値から算出した．補足すると，ボルトの FEM 解

析では導入軸力が 407 kN でナット内第 1 ねじ底部

での σmax*は JIS ねじでは 2830 MPa，NEW ねじで

は 1990 MPa であり[4]，図 15 中の σmax*とおおよそ

対応している．α=0.8での導入軸力=391 kN と 0.9 の

導入軸力=445 kN では，JIS ねじにおいては HC*を
HE*が上回り，遅れ破壊すると判定できる．これに

対して NEW ねじでは，HC*＞HE*となり遅れ破壊

しないと判定できる．このように，ラボでの遅れ

破壊促進試験では，ねじ谷底での応力集中低減の

観点から，NEW ねじは従来のねじ形状に対して

耐遅れ破壊特性の改善効果が確認できた． 
しかしながら，本軸先行降伏ボルトでは遅れ破

壊が暴露試験開始の 3 日後から短期間で顕著に認

められ，それは前述の 1500 MPa 級高力ボルト締結

体の大気暴露試験での遅れ破壊[11,14]よりも顕著で

あった．その要因としては以下の点が挙げられる． 
1 点目は，前述のように，本軸先行降伏ボルトで

は遊びねじ長さを十分に確保できず，ボルトの応力

集中部となるナット内第 1 ねじ谷底と不完全ねじ部

近傍のねじ底部が近接したためにそこでの応力集中

の度合いが高くなったことが挙げられる．加えて，

図 1(a)で示したように首下アール部と不完全ねじ部

の径が軸部径と同程度となりそれらの部位での応力

集中が高まったこともボルトの遅れ破壊の要因とな

ったと考える． 
2 点目は，図 15 より JIS ボルトねじ形状では

α=0.7 の目標軸力でも遅れ破壊が懸念されるよう

に材料自体の水素割れ感受性がそもそも高いこ

図 14 拡散性水素量HDと浸漬時間の関係 

図 15 ねじ谷底近傍の応力集中部での局所限界水素

濃度HC*と局所侵入水素濃度HE*の関係の推定 
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とと，破壊靭性が低いことが要因として挙げられ

る．図 10 で示したように破壊起点部の面積率が 1
～3%の微小なき裂でボルトが破断したことは材

料自体の破壊靭性が低いことを裏付けている．炭

素量は本素材よりも 0.1％程度少ないものの

0.4%C-2%Si-1%Cr-1%Mo 鋼から作製した 1700 
MPa 級材の耐遅れ破壊特性は，HC と HE の比較か

ら，前述の 1500 MPa 級の JIS SCM435 材[11, 14]の
それとほぼ同等であるは確認している[15]．切欠

き感受性が高い超高強度材では，製造過程や施工

工程で生じた表面傷などの表面欠陥が HC*を低下

させて遅れ破壊につながった可能性も高いと考

えられる．  
 また，水素侵入に関して，本遅れ破壊促進試験で

は全面腐食状態で飽和する水素量を表面水素量の最

大値として HE*を評価している．一方で，図 4 や 7
で示したように準密閉空間に置かれたボルト部

位の腐食の程度は極めて軽微であり，促進試験で

推定される HE*をそのまま適用できるのかといっ

た疑問も生じる．さらに，き裂が一旦生じるとき

裂表面からの水素の侵入も加わりき裂進展がさ

らに加速されることも予想される．よって，本大

気暴露試験でのボルトの遅れ破壊機構の解明に

は，準密密閉空間での材料の腐食と水素発生・侵

入挙動の関係の把握も重要な課題と考える． 
3.6 耐耐遅遅れれ破破壊壊特特性性をを向向上上ささせせるるたためめのの課課題題 
 以上の遅れ破壊試験の結果を踏まえて，軸先行降

伏ボルトで耐遅れ破壊特性を向上させるための課題

として次の 3 点を提示する． 
1 点目は，材質に関する課題である．本ボルトの

量産試作では 1700 MPa の超高強度を確保すること

を重視して 515 ℃で焼戻処理を行った．しかしなが

ら，この熱処理条件ではナノメータサイズの Mo 析

出物の析出による水素トラップ機能[3,21,22]を十分

に活用できていない．そのため，水素割れ感受性が

高かった．よって，ボルトの強度の強度を維持しつ

つ Mo 析出物が析出して耐水素脆化特性が向上する

ような570 ℃以上でのボルトの焼戻処理[5]も検討す

る必要があると考える．図 9 で示したように 515 ℃
の焼戻処理では粒界破壊が生じるのに対し，570 ℃
以上の焼戻処理では，1400 MPa 級超高力ボルト

（SHTB）[1]のように粒界破壊の発生を抑制できる

ことが期待できる．さらに高温焼戻脆性温度域を避

けることができ破壊靭性の向上や切欠感受性の低下

も期待できる． 
 2 点目は，ボルト形状に関する課題である．これ

までは冷間鍛造成形プロセスによる制約のために実

施できなかったが，首下アール部や不完全ねじ部で

の径を大きくするとともに，被接合材との寸法関係

を踏まえてねじ部長さ（遊びねじ長さ）を長くして

応力集中を低減した軸先行降伏ボルトを切削等で作

製し遅れ破壊特性を調査する必要がある．さらに，

これらの検討より得られたデータとともに冷間鍛造

成形プロセスの見直しを行い最適なボルト形状を見

出すことが必要と考える．  
 3 点目としては，水素のボルトへの侵入挙動（特

に準密閉空間での侵入挙動）を明らかにして遅れ破

壊機構を解明し，水素の侵入を抑制する方策の検討

も必要である． 
 
4．．結結言言 
量産試作した 1700 MPa 級軸先行降伏ボルト，ナ

ット，座金のセットを用いて作製した締結体の大気

暴露試験を 2016 年 3 月 9 日から 12 月 9 日までの

275 日間，日本ウエザリングテストセンター宮古島

暴露試験場で実施して，ボルトの遅れ破壊挙動を調

査した．また，ボルトと同ロットで熱処理した丸棒

材から切削加工した試験片を用いて遅れ破壊促進試

験も実施して，大気暴露試験結果との比較検討を行

った．得られた成果を以下にまとめる． 
1) ボルトセットによるHT780高強度鋼板の締結

はナット回転角法により行い，導入軸力の平

均値は，締付条件が α=0.8では 391 kN，α=0.9
では 445 kN であった．275 日間の大気暴露試

験後の累積破断率は，締付条件が α=0.8 で

74.0%，α=0.9では 78.7%であり，α=0.9の方で

若干高かった． 
2) ボルトの破断位置は，頭部側から首下アール

部，軸部，不完全ねじ部，ナット嵌合部の 4 つ

に大別できた．不完全ねじ部での累積破断率

は，α=0.8では 44%，α=0.9では 60%と最も高

く，ついでナット嵌合部での累積破断率が

α=0.8で 16.0%，α=0.9では 17.0%と高かった．

また，ナット嵌合部よりも不完全ねじ部で遅

れ破壊の発生時期が早く，かつ短期間で累積

破断率が増加した．さらに，導入軸力が高い

α=0.9 で遅れ破壊発生が顕著であった． 
3) 遅れ破壊したボルトでは，破断位置によらず

部位表面で半円状の破壊起点部が観察された．

破壊起点部には水素脆化を示唆する粒界破面

が観察された．また，破壊起点部の面積率の

暴露時間依存性は認められなかった．不完全
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ねじ部で破断したボルトの破壊起点部面積率

の平均値は，α=0.8 で 2.0%，α=0.9 では 1.3%
であり，導入軸力が高いα=0.9で小さかった． 

4) 準密閉空間内で暴露されていたねじ部，軸部

ならびに首下アール部の破断位置では部分的

な腐食が認められるものの，腐食の程度は外

気環境に直接暴露された頭部やナットの表面

と比較すると極めて軽微であった．そのため，

外部環境因子の値と遅れ破壊発生との直接的

な対応関係は見いだせなかったが，飛来塩分

量・降水量・気温などの外部環境因子と遅れ

破壊発生の相関を考察した． 
5) ラボでの遅れ破壊促進試験では，ねじ底近

傍の応力集中部での局所限界水素濃度 HC*と 
局所侵入水素濃度 HE*の比較から NEW ねじ

では従来のねじ形状に対してねじ谷底での

応力集中が緩和され耐遅れ破壊特性を改善

できることが確認できた． 
6) 大気暴露試験と遅れ破壊促進試験の結果の

比較検討から，1700 MPa 級軸先行降伏ボル

トの耐遅れ破壊特性の向上には，材質やボ

ルト形状の改善だけでなく，被接合材との

寸法関係を踏まえ，遊びねじ長さを確保して

不完全ねじ部の応力集中を緩和する必要があ

ることを指摘した． 
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ねじ部で破断したボルトの破壊起点部面積率

の平均値は，α=0.8 で 2.0%，α=0.9 では 1.3%
であり，導入軸力が高いα=0.9で小さかった． 

4) 準密閉空間内で暴露されていたねじ部，軸部

ならびに首下アール部の破断位置では部分的

な腐食が認められるものの，腐食の程度は外

気環境に直接暴露された頭部やナットの表面

と比較すると極めて軽微であった．そのため，

外部環境因子の値と遅れ破壊発生との直接的

な対応関係は見いだせなかったが，飛来塩分

量・降水量・気温などの外部環境因子と遅れ

破壊発生の相関を考察した． 
5) ラボでの遅れ破壊促進試験では，ねじ底近

傍の応力集中部での局所限界水素濃度 HC*と 
局所侵入水素濃度 HE*の比較から NEW ねじ

では従来のねじ形状に対してねじ谷底での

応力集中が緩和され耐遅れ破壊特性を改善

できることが確認できた． 
6) 大気暴露試験と遅れ破壊促進試験の結果の

比較検討から，1700 MPa 級軸先行降伏ボル

トの耐遅れ破壊特性の向上には，材質やボ

ルト形状の改善だけでなく，被接合材との

寸法関係を踏まえ，遊びねじ長さを確保して

不完全ねじ部の応力集中を緩和する必要があ

ることを指摘した． 
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