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ASTM E1921(マスターカーブ法) (4) 
‐へき開破壊靭性値の試験片厚依存性と 

  温度依存性の根拠と妥当性‐ 
 

株式会社 シミズテック 技術顧問 

木内 晃  (Akira KIUCHI) 

 

1. まえがき 

 前前報 1)では、ASTM E19212)に準拠して得られ

たへき開形の弾塑性破壊靭性値, KJcが試験片面内

寸法に依存しないための試験片寸法要件の根拠と

妥当性について、前報 3)では、KJc のばらつきの 

形状母数と下限値に関する仮説の根拠と妥当性に

ついて公表文献を基に検討した。 

ASTM E1921 には、上記以外にも KJcの試験片厚

依存性と温度依存性に関する仮説がある。本報告

では、これら仮説の根拠と妥当性について公表 

文献を基に検討する。また、平面ひずみ破壊靭性

値, KIcの存在とその意味についても検討する。 

 

2. KJc の試験片厚依存性と温度依存性 

ASTM E1921 は、へき開破壊の統計モデルと 

フェライト鋼に共通する破壊靭性値の温度依存性、

すなわち、マスターカーブから構成されている。 

へき開破壊靭性の試験片厚依存性は最弱リンク

説により説明できると考え、板厚, B の試験片から

得られた弾塑性破壊靭性値, KJc,Bを、式(1)を用いて

B=1 インチの試験片 (以下、1T 試験片と記す) の

弾塑性破壊靭性値, KJc,1Tに換算する。 

 

KJc,1T = Kmin+(KJc,B - Kmin) (B/ B1T)1/4   (1) 

 

ここで、B1T =25.4mm、Kminはへき開破壊靭性の

下限値で 20MPa√m とする。KJcは、式(2)を介して

弾塑性破壊靭性値, Jcを K 値に換算した値である。 

 

KJc=√{JcE/(1-ν2)}              (2) 

 

ここで、E：ヤング率、ν：ポアッソン比 

ASTM E1921 では、適用試験片の KJc の平均が

100 MPa√m 付近になる温度を選んで、最少 6 個の

繰り返し試験を行い、式(1)により換算した KJc,1T

のばらつきが 3 母数ワイブル分布で表されるとし

た統計解析によりKJc,1Tの中間値, KJc(med)を求める。 

KJc(med)と試験温度, T の関係は、参照温度, T0を

用いて式(3)で与えられる。 

 

KJc(med) =30+70 exp{0.019(T- T0)}     (3) 

 

これがマスターカーブと呼ばれるものであり、

T0は式(3)から分かるように KJc(med)=100MPa√m と

なる試験温度である。ASTM E1921 には、式(3)の

中間値だけでなく、ばらつきを考慮した信頼限界

を求める式も示されている。 

 

3. KJc の試験片厚依存性の根拠と妥当性 

3.1 平面ひずみ破壊靭性値, KIc とは 

 破壊靭性値は試験片厚が大きくなるに伴い減少

し、ある値に収束すると言われている。この値を

平面ひずみ破壊靭性値と呼び、KIcで表される。 

KIc を得るための試験片寸法要件である式(4)は、
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ASTM E399-70T 4)で初めて示された。 

 

B, a≧2.5(KQ/σys)2                (4) 

 

ここで、a：き裂長さ、σys：降伏応力または 0.2％

耐力、KQ：ASTM E399 で定められる暫定破壊靭性

値である。式(4)を満足する試験片は、十分に平面

ひずみおよび小規模降伏状態であると見做せる 5)。 

2005 年の改訂で、式(4)の左辺は W-a に変更に 

なっている。W は試験片幅である。また、2005 年

の改訂でフェライト鋼のへき開破壊靭性は ASTM 

E399 の対象から省かれた。 

ASTM E399 の KIc 試験は、本来、高力アルミ 

合金のようなミクロボイド合体形の破壊を生じる

材料を対象としているが、2005 年の改訂までは 

脆性-延性遷移を示す低中強度鋼のへき開破壊 

にも適用され、多くの KIcデータが蓄積されてきた。 

式(4)は、高力アルミ合金やチタン合金、マル 

エージング鋼等の高強度鋼の破壊靭性試験結果を

基に定められたもので、その破壊形態の変化に 

基づき、理屈付けがなされている 6)。いっぽう、

低中強度鋼のへき開破壊に対しても式(4)が成り 

立つことが、実験により確認されている 7)。 

 

3.2 KJc の試験片厚依存性の要因 

へき開破壊靭性値が試験片厚の増大に伴い低下

する要因として、以下の 2 つが考えられる。 

① 確率的要因：へき開破壊はき裂前縁の最弱部

位から発生する。したがって、試験片が厚く

なるとともに破壊確率が増大し、その結果、

大形試験片の方が低い破壊靭性値を呈する。 

② 力学的要因：板厚の増大に伴い、予き裂先端

近傍の塑性拘束(3 軸応力度)が増加し、K 値は

同じでも局所引張応力は上昇する。そのため、

応力支配形の破壊であるへき開破壊靭性値は

低下する。塑性拘束効果とも呼ばれる。 

ASTM E1921 では、式(5)を満足する KJcを評価

対象とする。式(5)は式(4)に比べてはるかに緩い 

条件であるが、式(5)を満足すれば試験片厚中央の

3軸応力度は試験片寸法にほぼ依存しない 1) ので、

力学的要因はないものとして、KJcの形状母数を 4、

最小値を 20 MPa√m とした 3 母数ワイブル分布を

基に、最弱リンク説から式(1)を導出している。 

 

KJc≦[{E(W-a)σys}/{30(1-ν2)}]1/2      (5) 

 

3.3 式(1)および式(4)の根拠と妥当性 

式(1)の根拠は先に示した。以下では、式(4)の 

根拠と式(1)及び式(4)の妥当性について検討する。 

3.3.1 数値解析的検討 (式(4)の力学的根拠) 

 筆者 8)は、相似形に変化させた 4 種類の標準 CT

試験片(0.5, 1, 2, 6CT)の 3 次元弾塑性数値解析を行

い、その結果に Anderson と Dodds,Jr.9)が提案した

Toughness Scaling Model を適用して、へき開破壊 

靭性値の板厚依存性を力学的要因(塑性拘束)の 

観点から検討した。その結果を Fig. 1*1に示す。 

板厚中央の J は、B/(KJ /σ0)2が小さい領域では、

式(4)を満足する KQ に相当する JSSY より大きく、 

 

 

 

 

Fig.1 Effects of specimen size and deformation 
on (J/JSSY) at the midplane 

8) 

*1 Fig. 1 の縦軸の J は板厚中央での J 値である。それを板厚の平均的な値を示す荷重‐荷重線変位の面積 

から求めた J 値, Javeで整理すると、Fig. 1 に比べ、はるかに小さいB/(KJ/σ0)2で大形試験片から得られる JSSY

に漸近する。しかし、この場合は、横軸のある領域で、小形試験片の Jave の方が大形試験片の JSSY より 

小さくなると言う矛盾した結果 8), 10)が得られるので、本報では、板厚中央の値で整理した結果を示した。 
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B/(KJ /σ0)2の増加に伴い減少し、式(6)を満足すれば

JSSYとほぼ一致する。なお、σ0はσysと等価である。 

 

B, W-a≧1.0(KJc/σys)2          (6) 

 

式(6)は塑性拘束の観点からの KIc 判定基準で 

あり、確率的要因については 3.3.3 で記述する。 

 

3.3.2 実験的検討 (式(1)と式(4)の妥当性) 

 M.T. Kirk 11)はマスターカーブ法の技術的根拠等

について整理している。その中で、式(1)の妥当性

を示す実験結果を示している。それを Fig. 2 に示

す。Kirk 11)は「Fig. 2 は、式(1)の B の指数が、 

小規模降伏条件下での破壊に関する理論的考察か

ら Wallin によって導出された 1/4 の値 以外である

とする説得力のある証拠を提供していない」と記

している。 

いっぽう、これら実験結果は、B が大きくなる

とKJcがある値に収束するとするKIcの考えを否定

するものでもないと言える。 

 Fig. 2 以外で B を変化させた破壊靭性試験結果

の一例として、Ni-Cr-Mo-V ロータ材を対象とした

日本学術振興会 第 129 委員会 12) での破壊靭性 

試験結果を筆者ら 13)が再整理したものを Fig. 3 に

示す。Fig. 3 には、KJc,1T=180MPa√m とした式(1)

で与えられる線も追記した。Fig. 3 は、式(1)の妥

当性を否定するものではないが、KIcの存在を否定

するものでもない。なお、Fig. 3 の〇印は式(6)を

満足する KJc であるが、それらは式(4)を満足する

B=150mm の KIcと同等の値を示している。 

岩舘ら 14)は、ASTM A508 Cl.3 と Ni-Cr-Mo-V 鋼

を対象に、脆性-延性遷移温度域で小形試験片を 

同一条件で何本試験すれば、KJcの下限値が KIcと

等価になるかを実験的に調べ、Fig. 4 を求めた。 

 

Fig. 2. Comparison of fracture toughness data with the ¼-power trend on thickness assumed  

by Master Curve technology 11) (1ksi・in0.5=1.0988MPa・m0.5) 
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Fig. 4 の N は試験数、σYは有効降伏応力と呼ば

れ、σys と引張強さ, σB の平均値である。複数本の

下限値である KJc は、N が増えると減少するが、

ある値から収束し、ほぼ一定値 (KIc±20%) を示す。

岩舘ら 14) によると、KIcはその大小によらず±20%

程度のばらつきを有しており、Fig. 4 の収束後の 

ばらつきは KIcのばらつき範囲内と記している。 

筆者ら 15)は、8 種類の使用済みのタービンロータ

(Cr-Mo-V鋼)を対象にB=25, 50, 100, 200mmの試験

片を用いて幅広い温度で行われた破壊靭性試験結

果を再整理し、Fig. 5 を求めた。タービンロータの

種類や試験片採取位置で靭性が異なるので、横軸

の温度は試験温度から 2mm V ノッチシャルピ 

衝撃試験の脆性-延性破面遷移温度, FATT を差し  

 

 

 

 

 

 

引いた Excess Temperature, Teで表した。なお、ソリ

ッドマークは式(4)を満足する KIc、オープンマーク

は式(6)を満足する結果で KIc相当値, KIc, eqである。  

試験片厚が 25～200mm と大きく変化している

のに KIcおよび KIc, eqは狭い範囲に収まっている。 

式(1)を用いて Fig. 5 の KIc, KIc, eqを B=25mm に

換算した Kc,1Tと Teの関係を Fig. 6 に示す。Fig. 6

は 2 本の曲線で表されており、B=200mm (△) と

100mm (○) から換算した Kc,1Tは、他の Kc,1Tに比

べて傾きが大きな温度依存性を示している。 

Fig. 4、5 及び 6 は、KIcの存在を示唆している。 

Wallin16)は、T0= -109～36℃の 10 種類の圧力容器

用鋼と溶接部を対象として、へき開破壊靭性試験

結果をKJc,1Tで整理した。その結果をFig. 7に示す。 

実験値は式(3)と同等の式で非常に良く表されて 

おり、先に示した Fig. 6 と異なる。Fig. 7 では、KJc,1T 

Fig. 5 KIc, KIc,eq. vs Te for used turbine rotors 
15) 

  

 
 
 
 

Fig. 6 Kc,1T. vs Te for used turbine rotors 15) 

K
Jc

 / 
K

Ic
 

NB/(Jc/σY) 

Fig. 4 Relationship between KJc/KIc and NB/(Jc/σY) 

   in RegionⅡ(brittle-ductile transition region)14) 

Fig.3 Relationship between fracture toughness and 
  specimen thickness13) (Test material: Ni-Cr-Mo-V  

steel, Test temperature= -20℃12)) 
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に換算する前の試験片厚が不明である。B=50mm

を 1T に換算しても KJcは余り変化しないが、Fig. 7

に 100～200mm 厚の様な大形試験の結果が含まれ

ているとすると、Fig. 6 と 7 は矛盾した結果となる。 

破壊靭性値と試験片厚の関係を調べた実験結果

を見てきたが、へき開破壊靭性の試験片厚依存性

が式(1)で表されるのか K I c が存在するのか、 

いずれかを支持する明確な答えは得られなかった。 

ASTM E1921 を利用する場合は、つぎのように

考えればよいと思われる。ASTM E1921 では適用

試験片寸法に制約はないが、1T 以下の小形試験片

を用いて KJc を求めることが多い。0.5T 試験片や

10mm厚のシャルピサイズ試験片から得られるKJc

と換算後の KJc,1Tにさほど大きな差異はなく、また、

平面ひずみ破壊靭性値, KIc が存在するとしても、

換算後の KJc,1Tは安全側の推定となる。 

 

3.3.3 式(4)に関する確率的要因の検討 

3.3.1 で示したように、塑性拘束の観点からは 

式(4)の物理的意味を説明できたが、確率的要因の

面からは説明できていない。3.3.3 では、式(4)の 

意味を確率的要因の面から検討した結果を示す。 

3.3.3.1 最小値法による式(4)の意味 

Fig. 4 に示したように、岩舘ら 14) は遷移温度域

の破壊靭性試験結果を基に複数本の小形試験片か

ら得られる KJc の最小値が ASTM E399 に基づく

KIc と等価となるための条件式を提案した。安藤 

ら 17) も同様な検討を行い、式(7)を提案している。

これらの手法は最小値法と呼ばれている 17) 。式(7)

と岩舘らの式は中強度鋼では同等となる 8) 。 

 

ΣB≧2.5(KJc,min/σys)2           (7) 

 

ここで、KJc,minは複数本の KJcの最小値、左辺は

複数試験片の板厚, B の総和である。 

最小値法によると、式(6)を満足する試験を 3 本

行えば、その最小値は KIcと等価となる 8)。 

 

3.3.3.2 遷移温度域の KIc と Kmin の関係 

以下では、遷移温度域の KIcとへき開破壊靭性の

ばらつきの下限値, Kminの関係について検討する。 

ASTM E19212)では、KJc のばらつき、すなわち 

累積破壊確率, Pfは、式(8)の 3 母数ワイブル分布で

表され、その形状母数, β は、鋼種、温度によらず

4 であり、位置母数、すなわち、KJcの下限値, Kmin

は、鋼種、温度によらず 20MPa√m とする。なお、

K0 は尺度母数とよばれ、Pf=63.2%の KJcである。 

 

Pf =1-exp[-{(KJc - Kmin) / (K0 - Kmin)}β]   (8) 

 

  筆者は、前報 3)で、へき開破壊靭性のばらつき

は発生条件のみならず伝播停止条件を含めて検討

する必要があり、伝播停止条件を含めた破壊確率

は β=4 とした式(8)の 3 母数 Weibull 分布で近似 

でき、Kmin の値を調整することでへき開破壊靭性

のばらつきを表現できるとの見解 18)を紹介した。

また、Kmin が伝播停止破壊靭性値, KIa に支配され

るとの見解 19)を紹介した。 

KIcと KIaの遷移温度の差は鋼種によるが、Fig. 5

の使用済みタービンロータの場合、その差は 22℃
3)と小さく、Fig. 8 のように表される。 

Fig. 8 には、Te =10℃で 8 点、-60℃で 6 点、-160℃ 

Fig.7 Fracture toughness transition curve shape for 
   cleavage fracture of reactor pressure vessel 

steels and welds 
16)  
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で 8 点のデータが存在しているので、式(8)を用い

て β が理論値の 4 になるKminを求めると、Te=10℃

で 86MPa√m、Te= ‐60℃で 40MPa√m、Te= ‐160℃で

24MPa√m となる 15)。Fig. 8 には、それらを〇印で

示した。〇印は KIaの中間値, KIa(med)の線より若干

低くなっている。KIc のばらつき(KIc±20%)より小

さいが、KIaにもばらつき(KIa±α%)は存在するので

〇印が KIa(med)より低くなることに矛盾はない。 

 Fig. 8 の KIc(med)の遷移温度域、例えば、Te=20℃

では、KIc(med)=160 MPa√m、KIa(med)=110 MPa√m と

なる。KIa=Kmin とすると、試験数を増やしても、

KIcは110(1-0.01α) MPa√mより小さくはならないと

考えられる。このことは、式(4)の根拠にならない

が、確率的要因からみた、遷移温度域で KIcが存在

する根拠になると思われる。 

 

4. KJc の温度依存性の根拠と妥当性 

 ASTM E1921 では、耐力が 275～825MPa の範囲

にあるフェライト鋼および母材との強度差が 10%

以内である応力除去焼鈍後の溶接金属を対象に、

その KJc(med)の温度依存性は式(3)で与えられると 

している。フェライト鋼に限定しているとは言え、

幅広い強度レベルに対し 1 本の線で温度依存性を

表す大胆な提言であり、発表当初は異論もあった

が、意外と実験結果と一致するようである。その

理由の1つは、下部棚域でKJc(med)=30MPa√mとし、

KJc(med)=100MPa√m となる温度, T0を 6 個以上の破

壊靭性試験により統計的に求め、この 2 点を強度

レベルによらず確かなものとしていることにある。

この 2 点を通り、指数関数で温度依存性を表すが、 

(T-T0)にかかる係数によって温度依存性の大小が

変化する。式(3)の温度係数 0.019 は実験結果から

決められたものである。その代表例として、Fig. 7 

を示すことが多い。以下では、へき開破壊靱性値

の温度依存性に関する過去の研究について示す。 

(1) 木原・池田の研究 

木原と池田 20)は、耐力の異なる高張力鋼と低温

用構造用鋼を対象にディープノッチ試験を行い、

破壊靱性の温度依存性を整理している。その結果、

降伏応力が高い方が低い方に比べて破壊靭性の 

温度依存性の傾きが小さくなっている。この論文

は 1966 年に発表されており、この当時から、破壊

靭性の温度依存性が降伏応力と関連することが 

知られていたと思われる。 

(2) 宮田らの研究 

宮田ら 21)-23)は、1988～1990 年に、組織の異なる

鋼の破壊靭性値の温度依存性と引張特性との関係

を調べ、引張特性から破壊靭性値を推定する簡便

な式を提案した。Table 122)に示す、熱処理により

ミクロ組織の異なる鋼材を準備し、その破壊靱性

と引張特性を試験温度を変化させて調べた。低温

でノッチ付き丸棒引張試験を行うとともに破壊時

のノッチ先端近傍の応力を数値解析により求め、

材料のへき開破壊限界応力, σc を求め 、対象材料

ではσcの温度依存性が小さいことを明らかにした。

また、き裂先端から X0 離れた位置(Characteristic 

Distance)における引張応力が σc を超えたときに 

へき開破壊が発生するとした RKR モデル 24) を基

に、き裂先端での応力場を表す HRR 解 25)を利用

して、へき開破壊靭性値, KJcと引張試験から得ら

れる、σys、ひずみ硬化指数, n 及び σcの関係を式(9)

で表した。A は n に弱く依存する関数である。 

 

KJc=A√X0σc(σc/σys)(n-1)/2        (9) 

 

  彼ら 22)は、式(9)を用いて求められる KJcの温度

依存性と実験により求めた KJc の温度依存性を 

比較し、両者は比較的よく一致することを示した 

Fig.8 Temperature dependence of KIc(med) and KIa(med) 

for used turbine rotors 
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(Fig. 9-11参照、赤線は筆者が追記)。Table 1のA(T3)、

B(T3)、C、D および G がフェライト組織であり、

その他は下部または上部ベイナイト組織である。

式(3)が適用できるのはフェライト組織であるので、

Fig. 9-11 の B(T3)、C、D および G を対象に、式(3)

で与えられる KJc の温度依存性のカーブを赤点線

で示した。なお、A(T3)は式(5)を満足する有効 KJc

のデータ数が少ないので対象外とした。 

式(3)は B=25.4mm に対する式である。Fig. 9 の

Steel B と Fig.10 の Steel C は B=10mm、Fig. 11 は

B=20mm なので、式(1)を用いて式(3)を B=10mm

と 20mm に適用できるように修正した。すなわち、

B=10mm の場合、T=T0 での KJc は 121MPa√m、

B=20mm の場合、T=T0で KJc=105MPa√m となる。 

Fig. 9-11 の Steel B(T3)、C、D および G の実験点

と赤点線は概略一致している。その一因は、下部

棚域で KJc=30MPa√m とし、T0温度での KJcを実験

値と一致するように赤点線を設定しており、また、

有効 KJc が高い値まで得られておらず、KJc＜200

～300 MPa√mでの比較に留まっていることにある。 

 

 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 

 
 

 

 

Table 1 Mechanical properties and cleavage  
      fracture stress, σc of steels tested 22)  

Fig.9 Temperature dependence of fracture toughness
of steel B (Influence of microstructure and stress
relief heat treatment)22) (The red line is added
by the author. *: data with stable crack growth.) 
 

Fig.10 Temperature dependence of fracture toughness
of steel C, F and G 22) (The red lines are added 
by the author. *: data with stable crack growth.) 

 

Fig.11 Temperature dependence of fracture toughness 
      of steel D 22) (The red line is added by the

author.  *: data with stable crack growth.) 
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(3) Wallin らの研究 

先に示したように、宮田ら 21)-23)は、KJc の温度 

依存性は σysの温度依存性によって定まるとした。 

Wallin16)は、σysが高い鋼はnも大きくなるので、

式(9)のKJcに及ぼすσysの影響は nにより相殺され

るとした。彼は、n 一定と n=σys/70 の 2 ケースに

ついて、式(9)の KJc と σys の関係を調べており、 

それをFig. 12に示す。なお、Wallinの論文 16)では、

ひずみ効果指数, n を式(9)の n の逆数で定義して 

おり、Fig. 12 の n は Fig. 9～11 の n の逆数である。

また、Fig. 12では、σysをσyと表示している。n=0.128

では KJcは σysに強く依存するが、n=70/σy (式(9)の

定義では n=σys/70)の場合、KJcの σys依存性は小さ

くなるので、σys の温度依存性だけでは KJc の温度

依存性を表すことはできないと記している。 

文献 11)によると、Wallin ら 26)は、σys、n、有効

表面エネルギー, γeff などを関数として KJc を統計

的に評価する WST モデル 26)を用いて、Cr-Mo-V

鋼の破壊靭性の温度依存性を、γeff (=γs+wp)＊2 = 9 と

γeff =2.15+1.77exp(0.0104T)とした場合で表し、実験

結果と比較した。その結果を Fig. 13 11)に示す。Fig. 

13 は、γeffが温度に依存しない一定値では、破壊靭

性値の温度依存性を表せないことを示している。 

以上のように、へき開破壊靭性値の温度依存性

は、降伏応力の温度依存性で説明できるとする 

考えとへき開破壊限界応力, σc の温度依存性によ

り説明できるとする考えがあるが、それらの影響

は試験温度域で異なり、全体としては両方に依存

すると考えるのが妥当と思われる 11)。 

その後も Natishan ら 27)により理論的裏付けが 

進められたが、現状では、理論だけでは破壊靭性

の温度依存性を表すことはできず、実験値に合わ

せる形で式(3)の係数は決められている 11)。 

(4) 三村らの研究 

三村ら 28)は、有効表面エネルギ, γeff やへき開 

破壊の限界応力, σcの温度依存性について検討し、

γeff は常温以下では温度依存性がないと仮定され 

 

 

 

 

 

 

 

てきたが、有意な温度依存性があるとする方が 

妥当であると結論付けた。また、σc の温度依存性

は、用いた試験片形状に影響され、試験温度に 

おける有効プロセスゾーン体積やひずみ増加率の

変化にも影響されるとした。さらに、三村 29)は、

降伏応力の温度依存性は鋼の強度レベルに依存す

るのに対し、へき開破壊靭性の温度依存性が強度

レベルに影響されにくい理由についても考察して

いる。詳細は、文献 28)、29)を参照願いたい。 

 

Fig.13 Incorrect transition fracture toughness 
behavior predicted using a constant value 
for γs+wp=9 11)  

＊2 へき開破壊の限界応力, σcと有効表面エネルギ, γeffの間には σc=[πEγeff/{2(1-ν2) r0}]1/2の式が成り立つ 11)。

r0はへき開破壊の原因となる微細構造の特徴寸法である。なお、γeff =γs+wpの γsは表面エネルギ、wpはき裂

発生に吸収される塑性仕事である。 

Fig.12 The effect of yield strength and strain 
hardening on fracture toughness 16)  
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(5) 木内らの研究 (KIc のマスターカーブ) 

式(3)のマスターカーブは、KJc,B を 1T 試験片に

換算した KJc,1Tのばらつきの中間値, KJc(med)の温度

依存性を表すものであるが、筆者 15), 30), 31)は平面ひ

ずみ破壊靭性値, KIc の温度依存性にも適用できる

ことを示した。使用済みタービンロータの結果は

すでに Fig. 515)に示した。Fig. 5 の KIcデータは、

FATT の異なるものが含まれているので、式(3)の 

T の代わりに Te (=T-FATT)を用いている。その他、

国内外の原子炉圧力容器用鋼の KIc データの温度

依存性も式(3)で表されることを示した 30) 。その 

一例として、米国の HSST 02 鋼(ASTM A533B Cl.1)

の KIcと試験温度の関係を Fig. 14 
30) に示す。 

 Fig. 15 は、タービンロータ用材料である、3.5Ni- 

Cr-Mo-V 鋼や 3.5Ni-Mo-V 鋼を含む、6 鋼種の KIc

データを対象にしたもので、テクニカルレポート

No.8 
31) から引用した。これは、高圧ガス保安協会

規格、KHKS 0220 32) の解説に載っている図に KIc

のマスターカーブの線を追記したものであるが、 

その線は遷移温度域の KIc データの温度依存性を

良く表している。詳細は文献 31)を参照願いたい。 

(6) KJc,1T の温度依存性が式(3)で表されないケース 

KJc,1T の温度依存性を式(3)のマスターカーブで

は表せないとする報告もある。 

山本 33)によると、Spatig らは「Eurofer97 鋼の

KJc,1Tの温度依存性は式(3)の温度係数 0.019 を 0.04

にした方が実験結果によく合う」と報告している。 

飯井 34)は、熱処理により FATT を約 100℃に調

整した SCM440 を対象に、0.5T の 3 点曲げ試験片

を用いて ASTM E1921 に準じた破壊靱性試験を 

実施した。得られた KJc,1Tは、先の Spatig らの結果

とは逆に式(3)のカーブを下回り、T0が室温以上に

なる材料については式(3)で KJc,1T の温度依存性を

適切に表現できない可能性があると記している。 

 筆者ら 13)は、使用済みのタービンロータの大形

試験片の破壊試験後に、Fig. 5 の Te=13℃の

B=200mmの試験片からはB= 25mmの1CTを6個、 

Te=‐15℃のB=100mmからはB=12.5 mmの 0.5CT

を 6 個、各試験片のき裂先端が大形試験片のき裂

先端を通る同心円に一致するように採取した。CT 

 

Fig.14 KIc, KIc,eq. vs test temperature for HSST 02 30) 

 

 

 

 

試験片は a/W≒0.5 の標準形状であり、大形試験片

と同じ温度、すなわち 1CT は 120℃、0.5CT は 90℃

で弾塑性破壊靭性試験を行った。1CT 6 個、0.5CT 

6 個の KJc,Bのデータを基に式(3)の T0を求め、T0= 

89.5℃(Te0=‐16.5℃)が得られた 30)。Te0はKJc,1T=100 

MPa√m となる Teである。 

  Te=T-FATT なので、Te-Te0=T-(FATT+Te0)となり、

FATT+Te0を T0と置けば、Te-Te0 =T-T0と表せる。 

Te0=‐16.5℃として、Fig. 6 の横軸を T-T0 (=Te-Te0)

に書き直すと、Fig. 1615)が得られる。 

Fig. 16 には、式(1)を介して T=120℃と 90℃で 

6 個ずつ試験した KJc,B から換算した KJc,1T も +印

で併記した。さらに、T0=89.5℃とした式(3)で与え

られる KJc(med) 及び 5%と 95%信頼限界の線も併記

した。 

Fig.15 KIc vs Te (=T-FATT) for various steels 31) 
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   Fig. 16 Kc,1T vs T-T0 for used turbine rotors15) 

 

1CT(◇)と 2CT から 1CT に換算した Kc,1T(□)は

T0=89.5℃とした式(3)で与えられる KJc(med)の線に

ほぼ乗っているが、B=200mm(△)と 100mm(○)の

大形試験の結果から式(1)を用いて換算した Kc,1T

は、10 点中 9 点がばらつきの上限に位置し、95%

信頼限界を超える値が 6 点も見られる。△を通る

線は、Spatig らが示した式(3)の温度係数を 0.04 と

した線に近づくが、理由は異なる。Fig. 16 の場合、

B=200 と 100mm の大形試験片から得られた KIcを

式(1)を介して Kc,1T に換算したためであるが、

Spatig らは 0.18T と 0.35T の小形試験片を用いて 

いる。彼らが行った Eurofer97 の KJc,1Tの温度依存

性の温度係数が 0.04 となる理由は定かでない。 

 

5. むすび 

本報告では、ASTM E1921 で定められている、

へき開破壊靭性値, KJc の試験片厚依存性と温度 

依存性に関する仮説の根拠と妥当性について公表

文献を基に検討した。また、平面ひずみ破壊靭性

値, KIcの存在とその意味についても検討した。 

以下に、その結果を示す。 

(1) KJc が試験片厚, B の増大に伴い低下する要因

として、確率的要因と力学的要因 (塑性拘束 

効果) がある。ASTM E1921 の試験片厚補正の

式(1)は確率的要因に基づき定められ、KJc は 

20MPa√m までは B の増加に伴い漸減する。い

っぽう、小規模降伏・平面ひずみ条件を満たす

式(4)を満足すれば B に依存しない平面ひずみ

破壊靭性値, KIc が得られるとの考えもある。

ASTM E1921 の考えと KIcの存在は矛盾する。

公表されている実験結果 11)-16)を用いて KJc の

試験片厚依存性について調べた結果、どちら

かを支持する明確な答えは得られなかった。 

(2) 筆者ら 15)は、8 種類の使用済みのタービンロー

タ(Cr-Mo-V 鋼)を対象に B=25, 50, 100, 200mm

の試験片を用いて幅広い温度で行われた破壊

靭性試験結果を再整理し、Fig. 5と6を求めた。 

両図は、KIcの存在を示唆している。 

(3) KIc判定基準の式(4)の意味を、数値解析結果を

基に力学的要因と確率的要因から検討した。

力学的要因としては、要求試験片寸法が式(4)

の 40%の式(6)を満足すれば、KIcが得られる 8)。

いっぽう、確率の面では、最小値法 14),17)によ

ると、式(6)を満たす試験を 3 本行えば、その

最小値は KIcと等価と見做せる 8)。 

(4) 使用済みのタービンロータのようなKIcと伝播

停止破壊靭性値, KIa の遷移温度が比較的近い

鋼材では、Fig. 8 に示すように、KIcの遷移温度

域での最小破壊靭性値, Kminが 20MPa√m に比

べてはるかに大きくなる 3), 15)。このことは、式

(4)の根拠にはならないが、遷移温度域で KIc

が存在する確率面での根拠になると思われる。 

(5) へき開破壊靭性値の温度依存性は、降伏応力

の温度依存性で説明できるとする考え 21)-23)と

へき開破壊限界応力の温度依存性により説明

できるとする考え 16), 26)があるが、それらの影

響は試験温度域で異なり、全体としては両方

に依存すると考えるのが妥当と思われる 11)。 

(6) へき開破壊靭性の温度依存性の理論的裏付け

も進められているが、現状では、理論だけで

は破壊靭性の温度依存性を表すことはできず、

実験値に合わせる形で式(3)の温度係数が決め

られているのが実情である 11)。 

(7) Fig. 7に示したKJc,1TのみならずKIcの温度依存

性も式(3)で表せる(Fig.515), Fig.1430), Fig.1531) 

参照)。 KJc,1TとKIcの温度依存性がともに式(3)

で表せるとすることは、3.3.2 で示したように

矛盾する。これは、B=200mm や 100mm の 

大形試験片を用いて得られた、20MPa√m より
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はるかに大きな 遷移温度域での KIc を式(1)で

KJc,1Tに換算したためである。 

(8) ASTM E1921 では、適用試験片寸法に制約は

ないが、1T 以下の小形試験片を用いて KJc を

求めることが多い。0.5T 試験片や 10mm 厚の

シャルピサイズ試験片から得られる KJc と 

それを式(1)で換算した KJc,1Tでは、さほど大き

な差異はない。また、KIcが存在するとしても、

換算後の KJc,1Tは安全側の推定となる。 
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