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Abstract 

The present paper describes the strength of ships and other structures against 
collision. Four specific problems have been considered in this paper. 
The investigations on collision problems were motivated by the necessity to 

develop reliable protection systems for nuclear powered ships. Thus, the present 
study examines first the energy absorption capability of such protective ship-side 
structures through a series of model tests. It is demonstrated that there are two 
fundamental types of failure in transversely framed side structures, which are 
discriminated primarily by the amount of external load supported by membrane 
tension prior to the rupture of side shell. The characteristic modes of energy 
absorption pertaining to these failures are revealed. Some considerations on 
typical protective structure arrangements are made from the viewpoint of the 
energy-absorption schemes. 
Then the investigation is performed into the crash worthiness of liquified natural 

gas (L.N.G.) tankers and offshore storage tanks. The energy-absorption capabili-
ties of fundamental grillage type of double-hull models are studied, which are 
relevant to the protection of those cargo tanks against ship collision. The structure 
models are composed of an outer hull plating and an inner hull connected by flat 
horizontal and vertical girders welded to form cubical cellular spaces. The energy 
absorption efficiency, which is defined by the amount of absorbed energy per unit 
volume of structure members, is discussed. The deformation modes of spherical 
shell segments representing L.N.G. cargo tanks are also examined.The investiga-
tion thereon is concerned about a reasonable estimation of the maximum permis-
sible limit of bow penetration into the tank. 
In an effort to generate information on the design of buffers for the collision 

protection of both ship hulls and bridge piers, an experimental investigation has 
been made into small idealized ship side and bow models which collide with a rigid 
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bridge pier. The collision force and the hull deformation ave graphically presented 
for a range of gross tonnage of coast-going ships. Subsequently, studies on the 
energy-absorption schemes of several types of buffers for protection of bridge 
piers are carried out through the experiments. The tests reveal that the composite 
structures of steel shells which rigid polyurethane foam is filled in is a useful 
candidate for buffer equipments. Design procedures are presented by referring to 
the buffer equipments tentatively installed for a long span bridge. 
The fourth collision problem is relevant to ship collisions with offshore 

platforms. Two specific fields are discussed in this paper. The first concerns the 
local energy absorption of steel tubular members of offshore structures, which is 
related to the residual strength in damaged conditions. For this purpose, a series 
of tests on tubular members is conducted and a semi-experimental equation is 
developed to evaluate the local energy absorption capabilities. The amount of 
energy is compared with the impact energy specified by Dn V rule for mobile 
offshore units. The second field concerns the strength of cantilever stiffened 
cylindrical shells subjected to a transverse load at the free end. This is associated 
with the collision strength of footing-type of buoyancy elements which will be 
presumably used for large-scale offshore platforms. It is demonstrated that Dn V 
code makes a reasonable estimate of the collapse strength. 
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1. 緒言

衝突に対する船体強度の研究が始まったのは比較的

新しく， 1950年代になって原子力船の耐衝突構造法を

開発する必要から調査研究が行われるようになった。

それは，原子炉格納容器を他船の衝突から保護するた

めに，原子炉室に有効な船側構造を設けることを目的

としたものであった。この耐衝突船側構造は衝突船の

エネルギーを十分吸収できるような構造にする必要が

あり，各国で耐衝突構造の研究が進められた。一方，

海洋環境保全の立場から，タンカー， LNGj鯰あるい

は将来建造が期待される海上貯油タンクなどにおける

衝突時の荷油の漏洩，拡散などに対する災害予防対策

の必要から，これらの船舶についての衝突強度の研究

も原子力船の後に始められた。また，船舶交通量の多

い海域での海上固定施設と船舶との衝突問題が、主と

して長大橋の橋脚と船舶との衝突問題として，各国で

調査研究が行われている。この研究は，長大橋が設置
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される海域での船舶交通管制，航行援助施設のあり方

にも関連しているが，通航船舶，橋脚それぞれの安全

確保のための施策の一環として研究が行われている。

他方，石油掘削リグなど海洋構造物が多くなるにつれ

て船舶との衝突問題が取り上げられ，これについては

各国の中でもノルウェーにおいて主に研究が行われて

いる。

本論文は，以上の衝突問題の研究の一環として船体

などの衝突強度の検討を行ったものである。以下各章

の構成，概要について説明する。

第 2章においては，以上述べた衝突問題について研

究の経緯，問題点などの概略の説明を行う。

第 3章は原子力船の耐衝突構造を衝突問題として取

り上げた。この研究は，日本造船研究協会 (NSR3) 

で総合的な研究が行われ，その一環として行ったもの

である。ここでは，主に船側構造要素についての実験

をシリーズで行い，被衝突船の船側の破壊形式を二つ

に区分し，それぞれの破壊形式による衝突船のエネル

ギーの吸収過程を調べた。この破壊形式の違いによる

エネルギーの吸収性能の差異は，第 5章の緩衝エ（衝

突船の運動エネルギーを有効に吸収するように工夫さ

れた構造物）の性能にも関連しているので，そこでも

言及する。ここで得られた実験結果をもとに，耐衝突

構造法の考え方の大筋を示す。

第 4章では， LN(;j船，海上貯油タンクなどを対象に

二璽殻格子桁構造に船首の先端部が突入する時の衝突

強度を調べた。このような衝突条件においては，第 3

章でみられたような船側構造の破壊形式の中間的な破

壊を示しており，これらの破壊形式に寄与している部

材の働きについて検討する必要がある。そこで部材寸

法の違いによる吸収エネルギーの効率についても調べ

た。またLNG船を例にとり，衝突強度のまとめ方の手

順を示す。

第 5章では船舶と橋脚との衝突問題として，本州四

国連絡橋を例にとってその付近を通航する船舶の衝突

強度を，船首，船側構造部分を標準モデル化すること

により調べた。さらに，船舶航行安全施設としての緩

衝工の吸収エネルギーの性能について検討した。その

中で，実際に本小11四国連絡橋児島一坂出ルートの南北

備讃瀬戸大橋の橋脚にテスト用に製作され，使用され

た緩衝工の吸収エネルギー性能についても述べる。

第 6章では海洋構造物と船舶との衝突問題に関連し，

まず横荷重をうけるパイプ部材の局部強度の実験結果

を述べ，次に大型浮遊式海洋構造物のフーティング型

浮体要素を想定した円筒殻の横荷重に対する強度を，

(37) 
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衝突強度の問題として取り扱った。

以上各章においては衝突現象を準静的に取り扱い，

衝突船の運動エネルギーのうち構造物の変形，破壊に

より費やされるエネルギー量に着目し，そのエネル

ギーを十分吸収するような耐衝突構造法を調べた。そ

して，そのエネルギーによって被る構造物の破壊量か

ら損傷規模の推定をするという方針で研究を行った。

2. 船舶の衝突問題

2. 1 原子力船の耐衝突構造

米国の原子力船「サバンナ」の衝突防護構造の設計

手法にミノルスキーが提案した式1)を導入したことを

契機として，各国で衝突時の船体強度に関する研究が

行われるようになった。ミノルスキーは，サバンナ号

の建造にあたって過去の衝突事故例を解析することに

より，構造部材の破壊量を示す抵抗係数RTと衝突時の

損失運動エネルギーE （衝突時に両船の破壊によって

吸収されるエネルギー）との間に直線関係が成り立つ

ことを示し，（ 1）式を導いた。

E=414.5Rr+ 121,900 (ton•knotり (1)

このミノルスキーの式に用いられている抵抗係数

RT (ft2.in)は，衝突船と被衝突船とを幾何学的に重ね

合わせた部分の構造部材の体積を，両船について加え

合わせた値で表わされている。これには衝突方向に深

さのない被衝突船の船側外板などは無視されているこ

と，低エネルギー領域についてはデータにばらつきが

あること，またこの式は理論的解析および実験による

確認がなされていないことなど問題点も指摘された。

このように，吸収エネルギーは船体の破壊量と一義的

に結びつくものとは考えにくいが，原子力船船体，衝

突船船首の形状，構造などにより破壊形状，吸収エネ

ルギーの分担が異なるなどの複雑さのため，それまで，

この問題に対して確立された計算方式がなかった。

この問題に対処するため，我が国では昭和33年から

原子力船の耐衝突構造に関する研究が行われた。これ

は年代順に第 1~4期に大別することができる。すな

わち，第 1期は昭和33年～36年にわたり，日本原子力

船研究協会船体部会が中心となって行った衝突実験で

あり 2)-5)，第 2期はこれをもとにして昭和37年～39年

にわたり，運輸省の造船技術審議会原子力船安全部会

第 1分科会の行った検討6)-ll)であり，第 3期は昭和41

年～45年にわたり，日本造船研究協会原子力船第3研
究部会が中心となって行った衝突模型実験12)-22)であ

る。そして第 4期は昭和53年から56年にかけて，日本

(38) 

造船研究協会原子力船第10研究部会が中心となって

行った抵抗型耐衝突構造の研究であった23)-28)0 

期 1期における研究では，ミノルスキーの式におい

て無視されている被衝突船の外板の膜力がエネルギー

吸収に相当有効ではないかとの立場から，これに関す

る模型実験が行われた。研究の内容は， 45,000DWT型

タンカーを選び，その1/20縮尺模型に対して，振子式

衝突実験装置により剛船首を動的に突入させ，それぞ

れの破壊状況を比較検討した。また，耐衝突構造の要

素としての縦横防撓板およびこれを構成する梁板につ

いての衝突実験が行われ，塑性範囲における部材の破

断の機構と吸収エネルギーに関して実験が行われた。

これらの実験結果より実験式が提案され，被衝突船の

船側外板の膜力をかなり評価できることを確認した。

第2期における研究は，第 1期の研究をさらに進め

て耐衝突構造の設計法を確立するために，外板および

甲板よりなる構造について種々の衝突実験が行われた。

まず，建造が予定された原子力船の約1/15縮尺模型を

用いて他船の船首が衝突する場合の実験を行い，船首，

船側両構造の破壊量，吸収エネルギーの分担を調べた。

船側構造の荷重一突入量の関係および船側外板破断時

の突入量を推定する方式として，船側外板と一部分の

甲板の塑性膜の挙動，甲板の圧壊荷重，外板の破断歪

などを考慮した式を提案した。つぎに，船側外板の膜

力効果のみでなく，甲板および船側外板それぞれの有

効性を評価するための模型実験を行い，外板破断後も

甲板が船首の突入に対して抵抗し，その吸収エネル

ギーが相当の割合を占めることを認めた。また，斜衝

突や軟船首による実験も行い，実験結果をミノルス

キーの式と比較検討し，船側外板の膜力効果の小なる

構造ではほぽ一致することを示した。

第 3期における研究では，それまで得られた研究成

果にさらに進んだ検討を加え，設計式を誘導すること

を目的として実験研究が行われた。主な研究内容は，

衝突時の付加質量の値についての理論的，実験的検討，

耐衝突構造の吸収エネルギーの大きさに与える部材の

働きの把握，軟船首の突入の場合の実験的検討，およ

び設計式の提案であった。吸収エネルギー型耐衝突構

造においては 2種の異なった破壊形式があることを示

し，設計式として，一つの破壊形式については第 2期

までの研究で得られた計算式をもとに導き，他の一つ

の破壊形式については新しく計算式を導いた。

第 4期の研究では，第 3期までの研究で考えた耐衝

突構造が衝突船のエネルギーに注目し，それを吸収す

るための構造方式であったのに対し，船側構造を強固



にかため，衝突船のエネルギーの大部分を衝突船の船

首の破壊によって吸収するという考えにもとづいた抵

抗型耐衝突構造と呼ばれる構造方式が検討された。そ

のためには，船首，船側強度の比較から，船首構造，

船側構造の崩壊荷重を精度良く計算することが必要に

なる。そこで塑性解析と並行して，有限要素法，理想

化構造要素法による数値計算も行われた。

他方，外国においては，原子力船建造計画にさきだっ

て数ケ国で研究調査が行われた。アメリカでは「サバ

ンナ の建造に関連して ‘‘ ，ンヨーン・ンャープ社のミ

ノルスキーが中心となり，衝突事故例を詳細に解析し

てミノルスキーの式[(1)式］を作成し， 1959年に公

表した。これが端緒となり各国で衝突強度の研究が行

われるようになった。イタリアでは，アメリカおよび

日本の研究を参考にして， 1961年から船首，船側の動

的衝突が計画され，ナポリ大学のスピネリを中心とし

て研究が行われた29)。予備実験として流体力学的な付

加質量の検討に続いて，船側外板と原子炉室壁との間

隔を種々変えた詳細な1/10縮尺模型に対して動的な衝

突実験を行った。また甲板および外板の構造部材とし

ての単独な最終強度を求める実験を行っている。西ド

イツでは原子力船造船運航協会 (GKSS)が「オットー

ハーン」を1964年進水させたが，この船の設計に付随

して耐衝突構造の実験をドイツのベルフト造船所で

行った。客船「ブレーメン」の船首と「オットーハー

ン」の船側1/7.5縮尺模型により，動的実験を行い，続

いて種々の造船用鋼板を使って船首および船側甲板に

相当する板を切り裂く系統実験を行い，鋼板の切り裂

き強度を検討した。またGKSSで行われた衝突モデル

の実験結果をもとにして，抵抗型耐衝突構造にも応用

できるような格子防撓型構造についての研究も行われ

た30)-35)。イギリスでは船体構造研究所 (NCRE,現在

ARE)が中心となり，耐衝突構造の可能な方法とし

て，甲板構造，外板膜力構造などの検討をするため，

甲板抵抗，外板曲げ剛性，船首角度，船首先端半径な

どの影響を求めるための実験が行われた。その他原子

力船を建造しているソ連など耐衝突構造の検討をして

いると思われるが，資料が公表されていないので不明

である。

以上のように船舶の衝突問題は，まず原子力船の設

計，建造に関連して調査検討され，研究が行われてき

たが，本論文の第 3章で取り扱う研究は，我が国にお

ける第 3期の研究の一環として行ったもので，船側構

造要素のシリーズ実験により衝突時の船側破壊機構に

おける構造部材の働きについて調べたものである。原
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子力船の格子防撓型構造に類似の構造については二重

殻格子桁構造として第 4章で取り扱う。

2. 2 危険物運搬船の衝突時の安全性

タンカー， LNGj船など他船から衝突をうけて荷油が

漏洩することによってもたらされる海洋汚染，そして

二次的に発生する海上災害を防止する観点から，衝突

強度の研究が原子力船の衝突強度の研究の後に行われ

るようになった。これは，危険物運搬船に対して衝突

による船体，タンクの損傷の評価を適切に行い，その

結果をタンクの配置，海上交通量の多い海域，湾内で

の交通管制などに反映させ，海洋環境の保全と海上交

通の安全の確保を目的とした研究である。この研究に

おいては， ミノルスキーが解析を行った衝突船のエネ

ルギーが大きく，衝突規模の大きな問題にくわえて，

船側外板の破断が問題になるようなエネルギーの小さ

な領域での衝突 (minorcollision) も含めることが必

要になる。そのためにいくつかの理論的な解析手法が

提案された。米国ではU.S.Coast Guardのもとで，タ

ンカーの衝突問題に関連し，構造部材の塑性解析に

よって吸収エネルギーを簡易的に求める手法38)が示さ

れた。この式はRosenblatt法と呼ばれ， LNG船の衝突

問題などに適用された39)。また，タンカーの衝突実験が

計画され，これに関して各国の研究調査が行われ

た。40,41,56,5”西ドイツではRecklingによって二重殻の

衝突強度が検討された35)。イギリスではミノルスキー

の手法を修正，補強してLNG船の解析が行われてい
る42,43)

我が国においては，原子力船の耐衝突構造の開発で

得られた吸収エネルギーの式をタンカーの衝突強度に

応用したもの44)，LNQ船の衝突強度を簡易的に計算し

たものがある 45)。また，これに関連して一般の二重殻構

造の衝突強度を理論的，実験的に扱ったものがあ

る46)-49)。実船の衝突問題としては，石油の海洋備蓄シ

ステムの技術検討50,51)，および危険物運搬船の海難発

生時における災害防止に関する調査，研究がある 52)。こ

のうち，後者の特にLNGj船貨物槽の破壊の検討が，最

初に日本海難防止協会により行われた53)。これは，ミノ

ルスキーの式を応用して，貨物槽の破壊に至る衝突船

の限界速度を求めたものである。その後，これよりも

実際に即した検討を行う必要から，衝突船の船首強度

を考慮に入れた研究も行われ54)，さらに最近になって，

衝突船船首およびLNG船の船側構造についてそれぞ

れ有限要素法による数値計算を行い，両船の強度比較

から衝突船に対してLNGの漏洩に至る限界速度を求

める試みもなされている 55)0 

(39) 
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第 4章においては，まず，海上貯油タンク，危険物

運搬船の基本的な船側を構成する二重殻格子桁構造の

衝突強度について，原子力船の耐衝突構造要素のシ

リーズ実験と同様な実験を行い，構造部材の働きを調

べた。そして，衝突に対する有効な部材寸法比が得ら

れるような吸収エネルギー効率について検討した。さ

らに，モス方式のLN~船を対象に球形タンクの変形挙

動を調べ，荷油が漏洩することのないような実船の衝

突強度のまとめ方について一つの方法を示した。

2.3 船舶と橋脚との衝突問題

長大橋の増加，海上交通量の増大につれて海中橋脚

と船舶との衝突問題が72)-88)，近年大きな関心をあつめ

ている。通常の長さの架橋の場合には，橋脚は陸岸あ

るいはその付近に設置されるので，船舶と橋脚との衝

突はあまり問題にならなかった。しかし長大橋の場合

には，橋脚は水深の深い，通航船舶の航路近くに設置

しなければならない場合が多く，また架橋の立地条件

から橋脚は狭水路に設置されることを考えると，船舶

と橋脚との衝突の危険性はかなり大きいと考えられる。

実際，アメリカだけでも長大橋が約100橋あり，その 1

割が船舶の衝突による被害をうけ，物的，人的損害を

うけたといわれている。そして船舶の衝突による橋梁

の被害は，他の風，地震，波浪によるものより多いと

いう報告もある 72)。このように船舶と橋梁との衝突問

題の重要さのため， 1983年には「船舶と橋梁および海

洋構造物との衝突」に関する研究集会が行われ73)，この

問題に対する各国の関心の高さが示された。

我が国においては，本州四国連絡橋（本四架橋）の

架設にともない，船舶と橋脚との衝突問題が検討され

た。ここでは，本四架橋の各橋梁架設域での海象条件，

船舶の交通量の実態調査を行い，それぞれの実情に応

じた通航船舶の安全対策が考えられている。そこでの

調査研究は，船舶の交通量の実態調査から，そこを通

航する船舶のうち大部分を包括できるような衝突対象

船を設定し，衝突船の損傷を許容できる範囲にとどめ

るようにするため，船舶，橋脚を保護するための緩衝

工を設計することにある。

第 5章においては，船舶と橋脚との衝突パターンの

代表例を考え，それについて標準化した船体構造部分

模型の圧壊実験を行った84)-88)。つづいて，緩衝工につ

いての吸収エネルギーの性能実験を行った。このよう

な緩衝工では通常の防舷材とは異なり，かなり大きな

エネルギーを吸収する必要があり，そのためには緩衝

エ自体の変形，圧壊などをともなうことになる。緩衝

施設としてはいろいろな構造のものが工夫されている。

(40) 

ここではこの中から橋脚に直接設置し，本体の圧壊変

形によってエネルギーを吸収する方式の鋼製緩衝工に

ついて検討した。緩衝工の種類は，その構造方式とし

ては格子桁によるもの，および鋼製の枠の中に硬質ポ

リウレタンを充填した複合方式によるものを考えた。

それらは，第3章の原子力船の船側構造でみられたよ

うな異なる破壊形式に対応した変形で衝突船のエネル

ギーが吸収されることを示し，実際の緩衝工の設計例

についても言及する。

2.4 船舶と海洋構造物との衝突問題

石油掘削リグ，ジャケット，沖合プラットフォーム

など海洋構造物と船舶との衝突事故は，構造物全体の

損壊につながる危険性があることから，船舶と海洋構

造物との衝突について調査研究が進められてい

る93)-104),107,108)。この問題についてはおもに，ノル

ウェー船級協会 (DnV) によって研究が行われてい

る。これはジャケットのレグ，ブレース材などパイプ

部材からなる骨組構造物，あるいは海上プラット

フォームに用いられる各種の円筒殻構造物と船舶との

衝突の問題である。ここでの研究の主な点は，船舶の

衝突によりパイプ部材が横方向に荷重をうけて変形す

るときの吸収エネルギーを求め，そこから海洋構造物

への補給船 (supplyvessel)などの接触衝突事故に対

する損傷解析を行うものである。船舶の衝突事故に

よって構造部材に生じる局部的な凹損 (dent)あるい

はブレース材などの折損事故が海洋構造物全体の損壊

につながらないようにするために，構造物の余剰強度

の検討が行われており 105),106)，我が国においてもこれ

に関する研究が行われるようになっている 110,111)。

海洋構造物の衝突強度の問題に関しては， DnVは具

体的に次のように規定している 91)。補給船の接触衝突

事故に対して海洋構造物は十分な衝突強度をもつこと

とし，「船側衝突においては14MJ（メガジュール），船

首衝突においてはllMJを下回らないこと」としてい

る。この吸収エネルギーの大きさは，排水量5,000ton

の船が2m/sで衝突した場合に相当している。船舶と海

洋構造物との衝突で問題になるパイプ部材の吸収エネ

ルギー性能については，実験がこれまであまり行われ

ていなかったことを考慮し， DnVなどであらためて実

験が行われるようになった93)。衝突時に対応するよう

な横荷重を受けた場合のパイプ部材の変形によるエネ

ルギーの吸収は，局部変形挙動から梁としての全体的

な変形挙動に移ることによってなされるが，この過程

で局部変形挙動についてはデータが少なく，また前述

の吸収エネルギーの規定値がどの位の規模のパイプ部



材で達成されるかのデータについても不足しているよ

うに思われる。衝突船の運動エネルギーをこの局部変

形の範囲で吸収できれば，衝突による損傷が他の部材

ヘ影響することが少なく，構造物全体の余剰強度を保

つという面から望ましいと考えられる。

第 6章においては，前述の吸収エネルギーの規定値

が，どの程度のパイプ部材の局部変形で達成できるか

をみるために実験を行った。また，将来の大型沖合プ

ラットフォーム構想114)で，浮体要素の一つに採用が考

えられるフーティング型の円筒殻構造物の船舶の接触

衝突に対する強度について，これを横荷重をうける円

筒殻の座屈強度の問題として若干の検討をくわえた。

3. 原子力船の耐衝突構造

3.1 研究の概要

原子力船の船側構造においては，他船からの衝突に

対して原子炉格納容器を十分防護するための耐衝突構

造が必要とされる。耐衝突構造は，衝突船が格納容器

に達しないように衝突船の運動エネルギーを十分に吸

収できるものでなければならない。そのような耐衝突

構造を設計するための基本指針を得ることを目的とし

て，船側の基本的な部分構造模型について破壊実験を

シリーズで行った。

船が衝突するという現象を解明する研究には，大別

して二つの方向が考えられる 36)。一つは，水上に浮かぶ

二つの物体がある相対速度をもって非弾性衝突したと

して，その際の挙動を物体全体の運動を知るという立

場から扱うものである。この場合，衝突船および被衝

突船の運動の機構を調べることにより，被衝突船がう

ける加速度，あるいは吸収すべきエネルギー（以下吸

収エネルギーと呼ぶことにする）を求めるのである。

もう一つの研究は，衝突によって破壊される船の部分

に着目し，その部分の構造の破壊量と吸収エネルギー

との関係を決めることにある。この二つの研究を総合

してはじめて，衝突時に被衝突船のこうむる破壊量を

推定することができる。

以上述べた衝突の研究のうち，前者を「衝突時の運

動機構 (Externalmechanics)」の研究といい，後者を

「衝突時の破壊機構 (Internalmechanics)」の研究と

いうことにする。以下， 3.2節で運動機構について簡

単に取り扱い， 3.3節からは破壊機構について実験的

研究を述べる。

3. 2 衝突時の運動機構

衝突の最も簡単な場合として， Fig.1に示すようにB

船（質量MB，速度咋）が静止しているA船（質量MA)
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’’W:Amountof 
penetra↑ion 

。し---x-axis

G : Center of gravity 

Fig.1 Collision of ship B with ship A 

の真横に重心位置を通る方向に衝突した場合（重心衝

突と呼ぶ）を考える。衝突後はB船がA船に食い込んだ

状態で一緒に移動すると仮定する。時間tが経過した状

態で， A船およびB船に対して運動方程式をたてると

(2)式のようになる。

mAx=f (t) 

m玉＋必）＝一f(t) } (2) 

ただし f(t)：両船の受けるカ

x: A船の移動量の時間についての 2次微分

必： B船の突入量の時間についての 2次微分

mA, ms：ミノルスキーの方法1)のように，衝突現

象は慣性力のみが支配的として，流体力

をすべて付加質量による慣性力に置く方

法により，それぞれ水の付加質量を含ん

だ被衝突船および衝突船の質量とする。

これらは一般には時間の関数であるが，

後で述べる理由により，ここでは一定と

考える

時間Tだけ経過してB船の突入が終った状態でB船

が損失した運動エネルギーは，咋を衝突船の衝突直前

の速度としたとき

l 1 
＆＝万加 V厨ーf(mA+mB)炉t＝て （3) 

で与えられる。

t＝れのとき突入速度はゼロであるから

1 1 r 
ん＝ー（一＋一）jf(t)dt+va=0 

mA mB 

(2)式および(4)式より

mB . 1 rr 
x=-ff(t)dt= 

mA mA+mB 
vB 

(4) 

(5) 

ただし w, x :それぞれ突入量および移動量の時

(41) 
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間についての一次微分

(5)式を (3)式に代入すると， B船が損失した運動エネ

ルギーEoは次式のように得られる。

1 
&=y”砂 B2

1 

1+ 1包且一mA 

(6) 

このEoは衝突船および被衝突船の両船によって吸収

されなければならないエネルギーを表わしており，衝

突の際の両船の破壊に直接関係のある値になる。 (6)

式を書きかえて

C= E。(＝ 1 

｝加Vi l誓）
(7) 

とおくと，この値は，衝突船 (B船）が損失した運動工

ネルギーと衝突船が衝突直前にもっていた運動エネル

ギーとの比を表わしている。これを吸収エネルギー係

数と呼ぶことにする。例えば， C=lのときは，衝突船

のエネルギーがすべて両船の破壊に費やされることに

なる。 (7)式において， mA,mBは水の付加質量を含

んだ船の質量である。ここで，水の付加質量の値をい

くらにするかが問題になる。例えば，ミノルスキー1)は

mA=M叶加

mB=MB 

ただし

｝
 

(8) 

MA, MBはそれぞれ被衝突および衝突船

の質量

IIloは水の付加質量でm。=0.4MA

として，衝突時に衝突船が損失した運動エネルギーと

両船の破壊量を関係づけた式を (1)式のように提案し

ている。すなわち，衝突船に対する水の付加質量は無

視できるとし，被衝突船に対する水の付加質量は被衝

突船の質量の40％としている。水の付加質量について

の研究18)によると，この値は衝突の継続時間によって

変化するが，ほぽ妥当であることがわかった。

(7)式の吸収エネルギー係数の値は， Fig.2に示すよ

うに水の付加質量によってそれほど変化しないので，

ミノルスキーの値にしたがって被衝突船の質量の40%

にとり，衝突の継続時間に関係なくほぽ一定と考えて

おいてよいであろう。

被衝突船が真横から重心を通らない位置に衝突され

た場合も，重心衝突の場合と同様にして衝突船が損失

した運動エネルギーを求めることができる。 A船の重

心からeだけ離れた位置に，真横からB船が衝突したと

きに，衝突船の損失運動エネルギーEeは
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1 Ee＝ymBV厨
1 

1十 立 位
mA* 

ただし

0.5 1.0 2.5 

Ra↑ioof mass-Ma-
MA 

1.5 2.0 3.0 3.5 

Coefficient of absorbed energy 

(9) 

r 2 

mA*=戸＋ e況 A

rは被衝突船の慣動半径

によって与えられる。

また，ある角度をもって衝突された場合（斜め衝突）

では，衝突船の速度のベクトルを分解して同様に求め

ることができる。

このようにして求められた衝突船が衝突時に失われ

た運動エネルギーは，衝突船および被衝突船の両船の

破壊に費やされるエネルギーになる。一方，衝突時に

両船が破壊されることにより吸収されるエネルギーE

は，構造寸法（衝突される部分の構造要素の板厚等，

外力に抵抗できる値が直接きくと思われる）および衝

突船の許容突入量（衝突船が原子炉格納容器に到達し

ないことが条件になる）によって決まる強度係数とも

いうべき値Rの関数になると考えて

E=g  (R) (10) 

とおく。

(6)式と (9)式とを比べると． EoはEeより大きい。

したがって，衝突時の衝突船の損失運動エネルギーは．

衝突船が被衝突船に対して真横から重心衝突した場合

(42) 



が最も厳しい条件であるから

g (R) > E。 (11) 

になることが衝突防護構造の安全側の設計条件となる。

(2)式より衝突船の被衝突船に対する突入量は

w=VBr_m二BB「jf(t)dt 

fてJ(t)dt=加 mB VB 
mA+mB 

ただし ％は衝突船の衝突直前の速度

て は衝突継続時間

(12) 

によって与えられる。 (12)式からわかるように，被衝

突船の破壊量を推定するには，被衝突船の受けるカ

f(t)の形および大きさを求めることが必要になる。し

たがって，いろいろな船体構造に対して破壊時の荷重

一時間，あるいは荷重一突入量の関係を求めることが，

耐衝突構造の設計で必要になる。

3.3 衝突時の破壊機構

3.3. 1 衝突による構造破壊に関する実験方法の分

類

衝突における構造の破壊機構を考える場合に，まず

衝突される部分の構造がうける荷重を明らかにし，そ

の荷重と破壊機構との対応をつけなければならない。

これに関する実験としてはいろいろ考えられる。その

一つは実験方式による分類で，静的実験と動的実験と

がある。静的実験は，衝突時の動的な影響を取り除い

て構造の破壊機構を調べることを目的とし，構造形式

をいろいろ変えたシリーズ実験に適している。動的実

験では，実際の衝突時の動的影響を静的実験結果にく

わえることにより，衝突現象を解明することを目的と

している。分類のその 2は，衝突船，被衝突船の模型

化の相違によるものである。衝突船の船首が被衝突船

の船側に突入した場合を考えるのであるが，衝突船と

して剛船首（船側構造に比べて剛性が十分大きいと仮

定した船首）を用いる実験と軟船首（通常の船舶の船

首構造と同程度の剛性をもつ船首）を用いる実験に分

類される。剛船首を用いるのは，どのような剛性の高

い衝突船に対しても十分に耐え得る船側構造をつくる

という考えによるもので，安全な衝突防護船側構造を

つくるという立場からは，衝突船の船首を剛としたほ

うがよいという考えによるものである。一方，軟船首

を用いるのは，実際の衝突では衝突船の船首は必ず何

らかの破壊をしてエネルギーを吸収するのであるから，
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このエネルギーを考慮することにより，合理的，経済

的衝突防護構造がつくられるという考えによるもので

ある。

3.3. 2項においては，被衝突船の船側構造の破壊機

構を基礎的に考察することを目的として，剛船首模型

によって船側構造模型を静的に圧壊する実験を行った

結果について述べる。静的実験を修正するための動的

実験は3.3.4項で述べることにする。

3.3. 2 船側構造模型の静的圧壊実験

(1) 試験模型および実験方法

被衝突船の構造模型は，横隔壁間の船側構造を考え

て， 2枚の甲板と 1枚の外板に相当する平板およびそ

れに取り付けられた防撓材（梁，肋骨に相当し，以下

まとめて肋骨と呼ぶ）よりなる箱形模型を基本とした。

この模型は，原子力船で採用が考えられた耐衝突防護

構造の一つの船側区画を切り出した構造要素を考えて

いる。

実験シリーズは 1~6まであり，実験シリーズ 1の

船側模型は，最も基本的な構造要素として，甲板およ

び外板より成る箱形平板模型である。実験シリーズ 2

以下で使用する模型は，この箱形平板模型に肋骨をつ

けたもので(Fig.3)，船側構造の寸法をいろいろ変化さ

せた。船首模型は衝突船の標準的な形状を考えて， Fig.

4に示すように船首角60゚ ，先端半径15mmの楔形状のも

ので， 15mm厚の鋼板により製作し，船側模型に比べて

十分剛性の高い剛船首模型とした。

実験方法は，船側構造模型の両端を固定用治具に取

り付けて，その中央の部分を剛船首模型で押しつぶす

ことにした。実験の見取り図をFig.4に示した。実験の

際に計測したのは次の 3項目についてである。

① 荷重一突入量

試験機のベッドの動きおよび計器盤の荷重を付属の

ドラムに記録した。この「荷重一突入量」曲線を積分

することによって「吸収エネルギー一突入量」曲線を

求めた。

② 外板の歪

外板に塑性歪ゲージを縦ぉよび横方向に貼付し，外

板の伸びを計測した。

③模型の圧壊状況

全体的な変形の状況を観測し，写真に記録した。

(2) 実験結果および考察

(a) 肋骨のない船側模型（実験シリーズ 1)

最も基本的な船側構造として，Table1に示すような

寸法の船側外板と甲板のみから成る模型について，剛

船首（船首角60゚ ，先端半径15mm)による圧壊実験を行っ

(43) 
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た。

実験における破壊の進行状況は次のようになる。は

じめは，甲板に相当する板で剛船首からの荷重を受け

もつが，次第に耐えられなくなり，甲板は荷重直下の

小部分で座屈する。ここでいったん荷重は下がるとと

もに甲板の変形は拡大し，荷重は次第に外板の張力の

荷重方向成分によって受けもたれるようになり，荷重

がふたたび上昇を始める。荷重が小さい起伏を続けな

(44) 

Test setup 

がら増大し，突入量がさらに増えると，外板はついに

張力により固定端で破断を始める。その後，荷重は急

速に降下するとともに突入量も急速に増大して，最終

破断に至る。

本実験シリーズ (TN1 - 1,......, TN 1 -10)の試験模

型の最終破壊状況で特徴的なことは，甲板間隔，甲板

板厚を変えても破壊形式はあまり変化せず，外板は荷

重点を中心に「く」の字に折れ曲るが，破断はすべて



Table 1 Scantlings of ship-side models 

(Testseries 1) 

I Test series I l 

TuTt N NO. 
Scantlino• Imm) Tip radlu● 

Sidi model 
Di雌“,dneeI betLow..n ,Thid• ickInM• Iヽ1l of ts dTh●cick kpnlat●●●● of to 

of bow model 

R Imm) 

I - I SI - I 100 2.3 16 15 

I - 2 SI - 2 100 2.3 2.3 15 

I - 3 SI - 3 100 2 3 3.2 15 

I - 4 SI - 4 100 2 3 4.5 15 

I - 5 SI - 5 200 2 3 3.2 15 

I - 6 SI - 6 300 2 3 16 15 

I - 7 SI - 7 300 2.3 2 3 15 

I - 8 SI - 8 300 2.3 3.2 15 

I - 9 SI - 9 300 2.3 4.5 15 

I -10 SI -10 400 2 3 3.2 15 

固定端（横隔壁位置に相当）で起っていることである。

これは甲板の局部座屈とともに外板に大きな張力が生

ずることによるものである。

このように，外板に大きな張力が作用していること

ゃ，両固定端，荷重点の 3点を塑性関節として「く」

の字に曲った最終破壊形状は，破壊形式の一つの特徴

的なもので，これを「座屈型」破壊形式と呼ぶことに

した。あとで，この破壊形式を他の破壊形式と比較検

討する。

(b) 肋骨のある船側模型（実験シリーズ 2~5)

船側構造は肋骨付き板構造であるので，この肋骨が

衝突の際の荷重，吸収エネルギーにおよぽす効果を求

めるのがここでの実験の目的である。前述のように肋

骨のない船側構造の圧壊では，すべての模型において

外板が両端の固着部から切れ，全体的に押しつぶされ

たように破壊している。しかし、実船の衝突後の状況

をみると，衝突によって破壊または変形する範囲は，

衝突した両船が互に入り込んでいる狭い範囲に限られ，

そこから少し離れたところでは，ほとんど変形せず衝

突の影響をうけていない場合が多い。そこで，この状

態を模型実験で再現するにはどのような条件が必要か

を調べる目的をもって，船側構造の諸寸法をいろいろ

変化させ，かつ肋骨の間隔を変えて実験を行った。実

験シリーズ 2~5に用いた船側模型および実験条件を

Table 2に示す。実験番号のはじめの数字は，実験シ

リーズを示している。

（イ） 甲板間隔，肋骨間隔の影響（実験シリーズ 2)

実験シリーズ 2では，被衝突船の船側模型の外板板

厚，甲板板厚を一定として，甲板間隔(LD)，肋骨間隔

(s) をいろいろ変えて破壊の際の突入量に対する荷重，

吸収エネルギーの変化を調べ，さらに破壊形式の変化

をみた。
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Fig.5, 6に甲板間隔(LD)が300mmの場合(TN2-6

~TN2-l1)の荷重一突入量曲線および吸収エネル

ギー一突入量曲線を示す。そして，このシリーズの最

終破壊状況の概略を示したのがTable3である。この

表の上方左，すなわち甲板間隔 (LD)が比較的狭く，

肋骨間隔 (s)が比較的小である場合には，破壊は突入

してくる剛船首の近傍にのみ起こり，そこから離れた

ところでは変形はほとんどない。ところが，表の下方

右，すなわち LDが大で， Sが比較的大である場合には，

変形は突入船首近傍に限定されず全体におよんでいる。

以上述べた破壊形式の両極端の場合をとり，前者を「食

い込み型」破壊形式 (Cracktype)，後者を「座屈型」

破壊形式 (Bucklingtype) と呼ぶことにする。

破壊形式の定義，各形式の特徴などについては3.3.

3項で述べる。食い込み型および座屈型の典型的な例

であるTN2-4（食い込み型）， TN2-11（座屈型）

について，剛船首の突入がある程度進んだ段階の変形

をPhoto1に示す。この写真や，前の記述から察せら

れる程度で破壊形式を考え，実験結果に考察をくわえ

ることにする。

Table 3を参考にすると， Lo=30ommでは， TN2-6

は「食い込み型」， TN2-7は「中間型」， TN2-8

~TN2-11は「座屈型」の破壊形式であると判定す

る。そこであらためてFig.5をみると，食い込み型のTN

2-6の荷重 (P)ー船首突入量 (w)曲線で，小さい

凸凹はあるが，ほぼ突入量の増大につれて荷重が増加

していくことが特徴になっている。凸凹のうちPの最

初の山 (w=30mm,P=31ton)で外板にクラックが生

じ，荷重がいったん下がるが，その後また荷重は上昇

する。これに対して，座屈型のTN2-8では，荷重の

大きな山 (w=144mm,P=56.6ton)を過ぎるとPは急

激に減少してしまう。この山は外板の破断に対応して

いる。中間型のTN2-7はTN2-6とTN2-8の

中間的な性質を示している。

Fig.6に示す吸収エネルギー (E)一突入量 (w)曲線

をみると， TN2-6では吸収エネルギーは突入量の

ほぼ 2乗に比例して増加しているのに対し， TN2 

-8では突入量がある程度以上（外板の破断後）にな

ると吸収エネルギーの増加は急激に低下してしまう。

TN2-7ではTN2-6とTN2-8の中間的性質

を示している。

食い込み型，座屈型における外板に伝わる張力をみ

ると，食い込み型においては，外板の張力は荷重点付

近では大きいが，荷重点から遠ざかったところまでは，

張力はほとんど伝わっていない。一方，座屈型におい

(45) 
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Table 2 Scantlings of ship-side models 

I Test series 2 -5 l 

(Test series z,...,__,5) 

Test NO. 
Sconllings (mm l 

TN Side model 
Stiff●ner space Distance betw●en Thickness of Thickness of Tip radius of bow 

Scontlings d stiffener 

s d●ck1 Lo side shell ts deck plate tn model R (mm) 

2 -I S2-I* 100 100 2.3 3.2 15.0 200 X 3.2 

2-2 52-2 200 100 2.3 3.2 15.0 

2-3 S2-3 300 100 2.3 3.2 15.0 

2-4 52-4 100 200 2.3 3.2 15.0 

2-5 S2-5 200 200 2.3 3.2 15.0 

2-6 S2-6 50 300 2.3 3.2 15.0 

2-7 S2-7 100 300 2 3 3 2 15.0 

2-8 S2-8 150 300 2 3 3.2 15.0 

2-9 52 -9 200 300 2 3 3.2 15.0 

2 -10 S2-10 250 300 2.3 3.2 15.0 

2 -II s2-11 400 300 2.3 3.2 15.0 

2 -12 S2-12 200 400 2.3 3.2 15.0 

3 -I S2-6 50 300 2.3 3.2 15.0 

3 -2 S2-6 50 300 2.3 3.2 15.0 Slit in side shell 

3-3 S2-13 50 300 3.2 15.0 Side shell token off 

3-4 52-13 50 2.3 3 2 15.0 Only two deck plates 

3 -5 S2-10 250 300 2 3 3 2 15.0 

3-6 S2-10 250 300 2.3 3.2 15.0 Slit in side she II 

3-7 S2-14 250 300 3.2 15.0 Side shell taken off 

4-1 S2-15 50 300 I. 2 3.2 15.0 

4-2 S2 -16 50 300 I. 6 3.2 15.0 

4-3 S2-6 50 300 2.3 3.2 15.0 

4-4 S2-17 50 300 3.2 3.2 15.0 

4-5 S2-18 50 300 4.0 3 2 15.0 

4-6 S2-19 50 300 60 3.2 15.0 

5-1 S2-6 50 300 2.3 3 2 0.25 

5 -2 S2-6 50 300 2 3 3.2 3.0 

5-3 S2-6 50 300 2.3 3.2 15.0 

5 -4 S2-6 50 300 2.3 3.2 30.0 

* Scontlings of stiffener : 32mm Jt 3.2mm, ucept 52-I 
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Table 3 Fracture modes 
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Pene↑ro↑ion w (mm) 

Fig.6 Absorbed energy-penetration curves 

(TN2 -6------TN2-ll) 

ては，荷重点から遠ざかった外板上でも荷重点付近の

引張りに近い歪値を示していた。これは，座屈型にお

いては，張力が外板の長手方向 (x軸方向）に，肋骨に

よって減衰することなしに伝わっていることを示して

いる。

以上のことから，船側構造の衝突に対する耐荷力の

変化が，破壊形式によって著しく異なることがわかる。

座屈型では，剛船首による荷重は主として外板の張力

の荷重方向の成分で受けもたれ，突入してくる船首と

船側の接触は船首先端近傍にほぼ限定される。これは

外板の張力伝達能力が比較的強いためで，いったん外

板が破断すると耐荷力はほとんど残っていない。これ

に反して食い込み型では，荷重が増加し，荷重点直下

の甲板が局部座屈して船首が船側に食い込み出すと，

船首と船側は食い込んだ全面で接触する。船首による

荷重は， この接している面からの圧力の荷重方向成分

により受けもたれる。したがって，外板が破断しても

耐荷力の減少は少なく，船首突入が進むにつれて接触

TN2-IO 

口

400 

TN2-II 

｀ 

(a) TN2-4 (Crack type) 

(b) TN2-11 (Buckling type) 

Photo 1 Deformation of ship-side model 

(47) 
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面積は増大するので，耐荷力は突入量につれて増大す

ることになる。

（口） 外板にスリット，外板の張力伝達機構の

チェック（実験シリーズ 3)

実験シリーズ 3では，破壊形式におよぽす外板の影

響を調べる目的で，船側模型の外板を取り除いたり，

外板の張力伝達機能をなくすために外板にスリットを

入れたりした。このシリーズでは，外板の働きが食い

込み型，座屈型破壊でかなり異なるという推測を実験

的に確かめることを目的としている。

座屈型破壊では，実験シリーズ 2の結果から外板は

張力伝達材として本質的に重要な役割をしていること

がわかったので，外板で剛船首が最初に接するところ

(x=o, y方向）にスリットを入れ，張力の伝達を断つ

と吸収エネルギーは著しく減少することが予想される。

これに反し，食い込み型破壊では，外板は張力をある

程度伝えるが，これは構造の破壊機構に本質的に重要

な役割はしない。事実，外板が破断しても耐荷力が急

激に減少することはない。したがって，食い込み型の

船側模型の外板にスリット (x=0, y方向）を入れた

場合は，破壊の状況はスリットのない場合と本質的に

差がなく，吸収エネルギーとしては，外板にスリット

の入った船側模型のほうが外板破断に要するエネル

ギー分だけ少ない程度であることが予想される。

Fig.7は実験シリーズ 2で食い込み型破壊をした試

験模型S2-6を用いて，外板の働きを調べるための

実験シリーズTN3-1~TN3-4の実験結果であ

る。 Table2に示したように， TN3-2に用いた船側

模型は， TN3-1に用いた船側模型の外板に荷重線

に沿ってスリットを入れて長手方向の張力の伝達を

断ったものである。 TN3-3の船側模型は外板をも

除いたもの（ただし，外板についた肋骨はある）で，

TN3-4の船側模型は外板もこれについた肋骨も除

いたものである。 Fig.7の荷重一突入量曲線でTN3

-1とTN3-2とを比べると，外板にクラックが入

るところまでは，外板の張力で荷重を受けもつ分だけ

TN3-1の荷重が高くなっているが，それ以降の二

つの曲線はほぼ同じである。ところが， TN3-3や

TN3-4のように外板がまったくない場合には，荷

重がTN3 -1, TN 3 -2に比べて著しく低下してい

ることがわかる。また， TN3-3はTN3-4より突

入量Wが100mm以上において，荷重が 2~3割大きく

なっている。 Wが100mm以下ではほぼ同じである。この

ことから，食い込み型において，外板は張力伝達材と

してはそれ程重要な役目を果たしていないが，甲板の

(48) 
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拘束材として吸収エネルギーの大きさに影響を与える

ことがわかる。 Photo2に各場合の船側模型の破壊後

の状況を示す。これをみると， TN3-1およびTN3

-2では，船首が接触部分の外板や甲板をこまかく巻

き込みながら突入し，変形が船首と船側の接触部にほ

ぼ限定されているのに， TN3-3およびTN3-4で

は，甲板の巻き込みはみられず，全体的に大きい変形

をしている。船首が船側に突入すれば，船首の突入分

に相当する体積を排除しなければならないわけである

が，外板のある場合は，船首が甲板をこまかく折り曲

げて排除するように強制するのに反し，外板のない場

合は，甲板を全体的に大きく曲げることが許されるた

め，排除に要するエネルギーが前者の場合に比べ著し

く少なくてすむものと考えられる。TN3-3とTN3

-4の差は肋骨により甲板の変形が拘束されたためと

考えることができる。

一方，座屈型模型について，荷重一突入量曲線をFig.8

に示す。外板の完全なTN3-5と外板にスリットを

入れて張力が伝達できないようにしたTN3-6とを

比べると，同じ突入量に対して，スリットを入れたTN



(a) TN3-1 

(b) TN3-2 

(c) TN3-3 
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を模型全体でささえ，外板が切れる直前に最高荷重に

達し，外板が切れると耐荷力は急速に減少してしまう。

これに対しTN3-6では，外板が張力を伝えないた

めに，突入船首からの荷重は主として船首があたって

いる近傍の甲板のみで受けもたれ，甲板にクラックが

入るところで最高荷重に達し，それ以後荷重は低下す

る。最高荷重の低下はTN3-5ほど著しくない。外板

の全くないTN3-7では，耐荷力はTN3-6に比べ

てさらに減少する。以上のことから，座屈型において

は，外板破断までの吸収エネルギーの全吸収エネル

ギーに占める割合が非常に高いことがわかる。

食い込み型では，外板のスリットは外板の破断まで

の荷重や吸収エネルギーに多少の影響をあたえるが，

外板破断後はスリットの影響は認められなかった。こ

れは，スリットのあるなしによって外板の破断または

それに相当する突入量での変形に変化がみられなかっ

たことによる。ところが，座屈型の場合は，外板の破

断またはそれに相当する突入量で，外板が完全な場合

では変形が広範囲におよんでいるが，外板にスリット

のある場合ではそれ程でない。実験シリーズ 3の結果

から，衝突に対する船側外板の働きには，張力伝達材

としての働きおよび甲板などの変形拘束材としての働

きがあると考えることができる。食い込み型では外板

は主として変形拘束材として働き，座屈型においては

張力伝達材としても変形拘束材としても働いているこ

とがわかる。

い） 外板の板厚の影響（実験シリーズ 4)

実験シリーズ 4では，甲板板厚，肋骨間隔を同じに

して，外板板厚 (ts)のみを変えることにより，破壊形

式を変えることができるという仮定を実証するための

シリーズである。

実験シリーズ 2および実験シリーズ 3の結果から，

外板の張力の大きさと甲板を有効幅として含む肋骨の

強度との関係で，破壊形式が座屈型となったり食い込

み型になるものと考えられる。したがって，実験シリー

ズ2で典型的に食い込み型の破壊形式を示した船側模

型S2-6の外板の板厚を大きくして張力伝達面積A

=ts XLo（ただし， ts＝外板板厚， LD＝甲板間隔）を増

すと．破壊形式は食い込み型から座屈型に移行するこ

(d) TN3-4 とが考えられる。外板板厚 (ts)がある板厚以下になる

Photo 2 Fracture modes (TN3-1------TN3-4) と破壊形式は食い込み型になり， tsをさらに減少させ

た場合， tsが変形拘束材として十分なものであれば，吸

収エネルギーのtsによる差はほとんどみられないはず

3-6のほうが荷重がかなり低くなっている。 TN3 である。

-5では，外板が張力を伝えるために船首からの荷重 本実験シリーズでは，船側模型S2-6を基本に外

(49) 
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板の板厚tsをいろいろ変えた船側模型によって，外板

の板厚が船側の吸収エネルギー，破壊形式におよぽす

影響を調べた。 Fig.9に荷重 (P)一突入量 (w) 曲線

を， Fig.10に吸収エネルギー (E)一突入量 (w)曲線

を示す。 Photo3に，典型的な食い込み型破壊をした

TN4-1と座屈型破壊をしたTN4-6の船側模型

の破壊状況を示す。 P-W曲線の形およびPhoto3に示

したような破壊形状から実験の破壊形式を判定すると，

TN 4-1からTN4-4までは食い込み型， TN4 
-6は座屈型で， TN4-5は両者の中間的な型であ

ることがわかった。これから，外板の板厚を増せば食

い込み型から座屈型へ移行することが実証された。移

行する板厚については破壊形式の判定の項で述べる。

次に，実験シリーズ 3の結果から，破壊が食い込み

型の範囲では，外板の板厚が増減しても全体の吸収工

ネルギーはあまり変化しないことが考えられるが，こ

れについて調べてみる。 Fig.9のP-W曲線において

TN4-1~TN4-4の実験を比べてみると，荷重の

第 1のピーク（外板破断時に相当）は外板板厚 (ts)が

小さいほど低くなっているが，外板の破断後はP-W曲
線の tsの違いによる差はなくなっている。したがっ

て，吸収エネルギー曲線においても， Fig.10に示すよう

にtsの違いによる差は小さい。このことは前述のこと

を示していると思われる。

仁） 船首先端半径の影響（実験シリーズ 5)

実験シリーズ 5では， 4個の同一模型について，衝

突船の船首先端半径が破壊形式に及ぼす影響を調べる

ために，剛船首模型の先端半径を変えた実験を行った。

この実験は，後述する破壊形式の判定の基準として考

えた外板に亀裂が入るのが先か（食い込み型），荷重点

(50) 

curves (TN3-5,...__, TN3 -7) 
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に最も近い肋骨が座屈するのが先か（座屈型）をみる

ことを目的としたものである。

これまでの実験では，船首の寸法を一定にしたが，

ここでは船首先端半径をいろいろ変えて食い込み型の

船側模型s2-6を圧壊した。 TN2-6の実験の船首

先端半径Rは15mmであったが，このRを0.25, 3. o, 
30.ommに変えて実験した。実験による荷重 (P)一突入
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量（w)曲線をFig.11に示す。同図において，外板破断

に対応する荷重の最初の山 (w=20.---....7omm)はRが大き

くなるほど高くなり，座屈型への移行がわずかにみら

れる。外板が破断してからは， P-W曲線は 4例とも大

略同じと考えられる。 この実験シリーズからわかっ

たことは次の 2点である。

(i) Rが大きいほど破壊形式は座屈型に近づく。

(ii) 食い込み型の破壊形式の場合は， Rの大小は

船首突入量の初期を除けば，P-W曲線に影響

を与えない。

（ホ） 船側模型の縮尺影響（実験シリーズ 6)

本実験シリーズ 6では，実験シリーズ 4で用いた船

側模型の約1/2および3/2の模型について圧壊実験を行

い，荷重，吸収エネルギーに関する相似則や破壊形式

の判定基準を得ることを目的とした。 Table4に船側

模型の寸法および船首模型の先端半径等を示す。船首

角は60゚である。 TN6-1~TN6-4の船側模型は

実験シリーズ 4の1/2模型に相当する。外板板厚の破壊

形式に及ぽす影響をみるものである。 TN6-5~TN
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Table 4 Scantlings of ship-side models (Test series 6) 

(Test series 6 l 

Test NO. Sid● 
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Scantlin91 d stiff•暉
R lmml 

6-I 53-1 25 150 I. 2 1.6 3 13.6 x 1.6 mm 
6-2 S3-2 25 150 1.6 1.6 3 13.6 X 1.6 
6-3 S3-3 25 150 2.3 1.6 3 13.6 X 1.6 

6-4 S3-4 25 150 3.2 1.6 3 13.6 X 1.6 
6-5 S3-5 75 450 2.3 6.0 15 60 x6.0 

6-6 S3-6 75 450 4.0 6.0 15 60 x6.0 
6-7 53-7 75 450 8.0 6.0 15 60 x6.0 
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Fig.12 Load-penetration curves 

(1/2model, TN6-l,...__,TN6-4) 

6-7の船側模型は3/2模型に相当している。圧壊の方

法は他のシリーズと同様であるが，船首模型の先端半

径は， TN6 -1,...__, TN 6 -4に対しては3.0mm,TN 6 

-5~TN6-7に対しては15mmを用いた。

Fig.12に1/2相似模型実験の荷重一突入量曲線を示

す。同図から， 1/2模型について，外板の板厚を大きく

すると，実験シリーズ 4の結果と同様に，破壊形式が

食い込み型から座屈型に移行することがわかる。この

ことは3／冴奥型についても同様であった。

次に相似則について考えてみる。荷重は縮尺率の 2

乗に比例し，吸収エネルギーは縮尺率の 3乗に比例す

(52) 

総臨
Penetration w (nvn) 

Fig.13 Load-penetration curves (Comparison 

between 1/2model and lmodel) 

゜
150 

(300) 

ると考えて，これを1／洸莫型について示したのがFig.

13, 14である。TN6-1の模型はTN3-1の1/2の大

きさであるので，突入量に対しては縮尺率ッ＝1/2を，

荷重に対してはッ2=1/4を，吸収エネルギーに対して

は'Y3=1/8を目盛として示した。同図において， TN6

-1とTN3-1とは対応した曲線になっている。こ

のことは同様に3／雑莫型についてもみられ，これらの模

型の間で相似則がほぼ成立していることがわかる。

3.3. 3 構造物の破壊による吸収エネルギー

(1) 破壊形式の判別法

これまでの実験でみてきたように，船側の破壊形式
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には座屈型，食い込み型があり，その各々の構造様式

に対して吸収エネルギーを求める必要があるが，まず

破壊形式についての判別をする必要がある。

いま， Fig.15に示すように 2本の肋骨にはさまれた

外板と甲板の模型を考え，船首がWoだけ突入した状態

とする。全荷重を 2P,外板の張力をT,甲板による反

力を 2Q（甲板 1層あたり Q)，肋骨位置での上向きの

反力をR,外板が変形前の直線となす角を0とする。荷

重点直下の点Aおよび肋骨位置の点Bでの力の平衡か

ら次式を得る。

P= Tsin()＋Q 

R= Tsin() 

(13) 

(14) 

これより

P=R+Q (15) 

AB間の外板の歪分布は一様でなく，船首の先端半径，

肋骨と外板や甲板との固着の程度によって，船首と接

触した部分の歪が変化すると考えられるが，ここでは

AB間の平均歪emをとって次式により計算する。

1 
Cm=-（Js2+wi -s) 

s 

=½（可—l戸）4+ ・・・・・・・・・・・・
2¥s/ 8¥s 

ただし 2s＝肋骨間隔

sin0はWo/sの級数として次のようになる。

Wo 
sinO = 

✓茫＋ w§

＝こ］（匹）3＋汀巴）5ー……
s 2¥s/'8¥s 

座屈型になるか食い込み型になるかの判別基準として，

荷重点に最も近い肋骨（甲板を有効幅分だけ付けた肋

骨を考える）が(14)式のTsin(}に相当する力によって

座屈する時点とAB間の外板のどこかに亀裂が入る

（これが進展して外板が切断する）時点とを比較し，座

屈が先におこれば座屈型，亀裂発生が先におこれば食

い込み型になるとする。

甲板を有効幅分だけ付けた肋骨の曲げ剛性をIとす

れば，この部分の座屈荷重RcrはIに比例すると考える

と，比例定数をKとして
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Rcr=kl (18) 

とおける。肋骨の部分が座屈したときを考えると， AB

間の外板は膜力状態と考えられ，張力Tは次式になる

(53) 
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と考える。

T=AのY (19) 

ただし A：外板の断面積

9y：外板の降伏応力

このときの外荷重をPerとし，（13)式に(17)式の第 1項

および(19)式を代入すると次式になる。

Pcr=A町（舟L)+Q

これより Wo=]后(Pcr-Q) 

(20) 

(21) 

このときの外板の平均歪をCmcrとすると，（16)式の第

1項のみをとり，（21)式から次のようになる。

知＝賢2

(22)式において

Pcr-Q=Rcr=kf 

を代入すると

がI2
E.mcr＝乞平5予？

(22) 

(23) 

(24) 

が得られる。 AB間の外板に亀裂が入るのは， AB間の

外板の平均歪が材料によって定まる破断歪むを超すと

きであると考えられる。そこで(24)式のE.mcrとCbとを

比較することによって，破壊形式の判定を次のように

することができる。

がI2
2A2が >E.b 食い込み型

(25) 
炉I2

五伍座屈型

(25)式のうちでk, O'y, むは定数である。 O'y, むは材

料によって定まるものであり， Kは構造方式によって

定まるものである。これからわかるように，破壊形式

の判定にはIとAが関係していることになる。実験結果

によれば，破壊形式の決定に関係する部材寸法は次の

ようになる。

① 肋骨間隔，肋骨寸法

肋骨間隔が狭いほど，寸法が大きいほど食い込

み型になる。

②外板板厚

板厚の小さいほど食い込み型になる。

③ 甲板板厚

板厚の大きいほど食い込み型になる。

④ 甲板間隔

間隔の狭いほど食い込み型になる。

(54) 

⑤ 衝突船船首の先端半径

半径が小さいほど食い込み型になる。

(25)式で破壊形式の判定に関係する値には，外板断

面積A, 甲板を有効幅として含む肋骨の断面 2次モー

メント Iが含まれているが，①～⑤の項目のうち②と

④はAに関係し，①と③は Iに関係すると考えられる。

⑤は，それほど大きな影響がないことが実験結果から

わかったので無視することにする。ここで，①の肋骨

間隔(2s)が(25)式において直接あらわれていないが，

これは甲板による反力は S に関係しないとしているた

めである。しかし，実験結果から Sは破壊形式に重要

な影響をもつ値であることがわかったので，これを

(25)式の中で陽に表して，破壊形式判定パラメータf3

をあらためて次のように定義する。

/3＝亨 (26) 

ただしm, nは定数

/3を無次元化して，簡単な場合として/(s)=2s, n= 

1, m=3/4とする。このときのf3をg。とおけば

Po= 
2sA 

五 (27)

となる。

このf3oをプロットしてみたのだがFig.16である。横

軸に肋骨断面 2次モーメント Iを，縦軸には肋骨間隔

2sに外板断面積Aを乗じた 2sAを， ともに対数でと

り，標準模型（実験シリーズ 4のTN4 -1,___, TN 4 

-6), 1/2模型 (TN6 -1,___, TN 6 -4), 3 / 2模

型 (TN6 -5,___, TN 6 -7)および甲板 1層に相当す

る単板による実験結果をプロットしている。この図か

ら，破壊が食い込み型から座屈型に移行する点を結ぶ

と

2sA 
IJ94 ~50 (28) 

となる。そこで，破壊形式に対しては実験上の結果を

まとめれば，判別式として

/Jo> 50の場合，座屈型

応 50の場合，食い込み型｝
(29) 

が得られる。

(2) 吸収エネルギーの式

座屈型破壊形式に対応すると考えられる計算式につ

いてはすでに発表8,10)されているので，ここでは食い込

み型破壊の際の突入量に対する荷重，吸収エネルギー

を計算する。 Fig.17は突入がある程度進んだ段階を示

したものである。食い込み型では，船側構造の変形は
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● Crock type 2s = Stiffener space 

C> Immediate type A 事 Sectionalarea of side shell 

O Buckling type I = Moment of inertia of stiffener 
(about x-axis) 
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常に小さいので無視すると

P =2nt /J<J'ywtane (31) 

になる。これが食い込み型破壊における荷重P一突入

量Wの関係式である。吸収エネルギーEは(31)式をW に

つき積分することにより

103 10鳴

- I  (mmり

E=nt/JO'yw2tanR (32) 

となる。

Fig.9, 10においては，（31)式および(32)式において

thを肋骨をならした板厚 (th=2 tD)とし， 2層甲板

であるからn=2とおいて得られる式 (2R=60゚の場

合）
、
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Fig.16 Discriminant equation between fracture 

types 

Deck pla↑e 

Fig.17 Penetration of bow into ship-side 

船首近傍に限定されるので，全荷重Pは甲板からの圧

力q,外板の張力Tにより支えられると考える。釣合い

の関係から

P =2nqwtan8+2Tcos8 (30) 

ただし n:甲板層数， q:甲板反力＝のげB

w ：船首突入量， T：外板張力， 28：船首

角， th:肋骨を考慮した甲板板厚， (J'y:降

伏応力

外板は突入初期に切断され，その後は外板張力Tは非

による計算値を示してある。

3.3. 4 船側構造模型の動的圧壊実験

(1) 試験模型および実験方法

試験模型は， 3.3.2項の静的圧壊実験で明らかに

なった二つの破壊形式について，静的圧壊実験で無視

された突入速度の影響を調べるため，静的圧壊実験で

典型的に食い込み型および座屈型の破壊形式を示した

S2-6, S2-10と同じ寸法をもつものである。破壊

形式は衝突速度の影響をうけると思われるが，これら

の試験模型は十分に食い込み型あるいは座屈型の破壊

をする領域にあるため，動的（ここで実施しようとし

ている程度の）実験においても，静的実験と同一形式

の破壊をするものと考えた。

衝突実験装置の要目は次のとおりである。

(i) 鉄塔高さ 16m,重錘有効落下高さ（最大） 12m

(ii) 重錘 5 ton 鋳鉄製

(iii) 衝突壁 高さ 3m,幅 5m,鉄筋コンク

リート製，重量120ton

(iv) ガイドレール 中央に 1本50m

この装置に船側模型支持用の架構，台車走行用レール

を取りつけ，これに試験模型，台車を搭載して実験を

行った。台車に取り付けたトリガーを切り離すと，衝

突船船首を取りつけた台車が重錘により加速され，衝

突直前で曳引ケーブルは台車から切り離され，船側模

型に衝突する。台車の重量と重錘の高さを変えること

により，所定の運動エネルギーと速度が得られる。

台車と船側模型支持架構の寸法をFig.18に示す。台

(55) 
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車に取り付けた衝突船船首模型は剛構造で，船首角度

60゚ ，先端半径15mmで，これは静的圧壊実験に用いた代

表的船首と同じである。台車だけの重量は約1.3tonで

ある。船側模型はFig.18に示したような支持架構に取

りつける。この支持架構は 4個の50tonロードセルと過

負荷防止装置を介して衝突壁に接する。試験模型の架

構への取り付けは，静的実験の場合と同様である。過

負荷防止装置は鋼製の円筒で，その強度はロードセル

の許容負荷 (120ton)以下にしてあり，ロードセルの

破損を防ぐものである。円筒として，直径101.5mm，高

さ110mm,板厚 5mm,最大荷重63.6tonのものを使用し

た。

実験条件としては，静的実験と同様に，被衝突船の

船側に直角に衝突船が衝突する場合を考えているので，

衝突角度は90゚ のみとした。食い込み型破壊および座屈

破壊をする船側模型の各々に対し，台車の運動エネル

ギーは一定となるようにし，衝突速度を変えた。実験

条件の一覧表をTable5に示す。食い込み型 5点，座屈

型3点である。

計測項目は，①試験模型が衝突の間に受ける荷重の

変化，②剛船首（台車）の船側模型への突入量，③台

車の衝突直前から停止までの速度変化，④台車および

船側模型支持架構の加速度変化，⑤船側模型外板の応

力変化である。全計測器類の系統図をFig.19に示す。

(a) 荷重

衝突時の荷重の時間的変化を市販のロードセルを用

ぃ，動的歪測定器を通してデータレコーダーに記録し

た。定格容量50tonのロードセルをFig.18に示すように

4個，船側模型支持架構の後面（衝突壁側）に左右，

上下対称に取りつけた。ロードセルの受圧面は衝突壁

に取りつけた過負荷防止用円筒の先端に接するように

した。計測器の応答特性は，ロードセルの応答周波数

で2KHz,動的歪測定器では 4KHz, データレコー

ダーでは20KHzである。現象の持続時間は約0.05sec

と考えられるので，これらの計測器類の応答速度はこ

の実験に十分なものと考えた。

データレコーダーに入れた記録は，実験後，テープ

速度を 1/20の低速にして電磁オシログラフ記録紙上

に再現して解析した。実験時には，モニターとしてシ

ンクロスコープを用い，ポラロイドカメラにてブラウ

ン管上の記録を撮影した。

(b) 突入量

16mm高速度カメラによる方法と，台車に取りつけた

回転式変位計による方法とを併用した。高速度カメラ

は船側模型の真横（レールに直角方向）から毎秒

600-------1000コマで突入の状況を撮影した。船首に市松模

様が描かれており，この移動量を解析機で読み取った。

なお，フィルムの縁に 1/100秒ごとにタイムマークを

入れた。

回転式変位計は，一方は台車に固定され，他方の硬

質ゴム製の車輪はガイドレールの上面に押しつけ，台

車の速度で回転するゴム製車輪の回転をポテンショ

メータにベルトで伝え，ポテンショメータの抵抗変化

をデータレコーダーに記録するものである。

(c) 衝突速度

光電管式速度計，ポテンショメータおよび高速度カ

メラにより測定した。光電管式速度計は一定標点距離

をもって設置し，その光のビームを車輪が通過すると

き，光の継続時間をカウンターで記録する。標点距離

約 1mとし架構の直前で測った。

Fig.18 Dynamic test setup 

(56) 
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Table 5 Test Conditions 

Test NO. I 2 3 4 5 6 7 8 

Fracture ↑ype Crack Crack Crock Crock Buckling Crock Buckling Buckling 

Mass of carriage （↑on) 2.78 l. 8l 2.018 4.1048 4.1048 3.1231 31231 2.0448 

Collision speed (m/sec} 8.120 10.048 9.458 7.090 5.332 8 058 6.135 7.328 

℃ollision energy of carriage 

(incl山ingro•otingenergy)(ton•m: 10.25 10.69 10.43 11.22 6.34 11.24 6.52 6.33 
of wheel 

Energy absorbed by ship side 

臼匹 mn8
E. `  10.1 こ

｀ 
El こ6.38 

E`  '’・9 Eご2068 Eご2248 
model [Reio↑ion between 
energy(E) and pene↑ra↑ion (8)] 

⑤写‘̀ ,、 l、

r-

/---------/] 
Fig.19 Schematic reprentation of measuring 

instruments 

(d) 加速度

加速度ピックアップを衝突船船首に 1個取り付け，

船首の水平方向の加速度を測った。また，架構の振動

状態をみるため，架構の垂直部材の中点にも加速度

ピックアップを 1個取り付け，その位置における水平

方向の加速度を測った。

(e) 応力

船側模型の外板の長さ方向の応力をストレンゲージ

により測った。また，船首取り付け部での応力も測っ

た。

(2) 実験結果および考察

(a) 破壊形式

被衝突船の船側模型は，静的実験において典型的な

座屈型および食い込み型破壊をした 2種類である。こ

れらの試験模型を動的実験によって破壊させたところ，

その破壊形式は静的実験結果と類似し，破壊状況も同

じようであった。 (Fig.20, 21およびPhoto4) 

(b) 突入時間

突入に要する時間は，実験の結果では，食い込み型

試験模型で50"-'60msec，座屈型試験模型ではそれより

長く 80"-'11Omsecとなり，座屈型のほうが約60％長く

かかっている。

(c) 吸収エネルギー

Fig.22, 23に食い込み型試験模型および座屈型試験

模型について，それぞれ吸収エネルギー一突入量曲線

をまとめて示す。同図において動的実験結果と共に，

静的実験結果 (SS.E曲線）および静的計算値 (SS.C曲

線）も示してある。これらの値を比較すると，動的実

験結果の値は静的実験結果の値より 50％程度高めに出

ている。そこで，動的な影響を次に述べるように定義

した平均歪速度の影響と考えて静的実験の値を修正し

た。

ここでの模型実験に対する平均歪速度を次のように

考えた。中央点（荷重直下）の突入速度Vと時間tとの

関係を

t 
v = V。(1-7←)（34) 

ただし V。：衝突船首の初速度

T：衝突時間

と仮定すれば，中央点の撓み8は

(57) 
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Crack -type model 

E1=11.22ton-m 

EA=l3.00↑on・m 

V5: Collision speed 

E1: Collisi_on energy of 
carriage 

ら： Energyobsorbedby 
ship.side model 

ST: Posi↑ion of s↑iffener 

os 

V5 = 8.058m/sec 

E1 = 11.24 ton・ m 

EA = 11. 70 ton・ m 

Vs = 8.120m/sec 

E1 = 10.25↑on・m 

EA= 8.12ton・m 

V5 = 9.458 m/sec 

E1 = I0.43ton・m 

EA =10.40↑on・m 

Vs= 10.048m/sec 

E1 = 10.69↑on・m 

EA = 10:10 ton・ m 

Fig.20 Penetration of bow into ship-side model 

(Crack type) 

Buckling-type model 

Vs = 5.332m/sec 

E1 = 6.34↑on・m 

EA= 6.38↑on・m 

Vs = 6.135m/sec 

E1 = 6.52ton・m 

EA= 6.72ton・m 

□□ Vs = 7. 328m/sec 

E1 = 6.33ton・ m 

EA= 7.18 ton・ m 

Fig.21 Penetration of bow into ship-side model 

(Buckling type) 

(58) 



(a) 

(b) Test No.5 (Buckling type) 

Photo 4 

Test No.3 (Crack type) 

Fracture types 

(Dynamic test) 

of ship-side 

ただし h :試験模型の深さ

とおけば，歪速度 Eは

• t 
C＝併（ 1-ー）

T 
したがって，時間に対する平均値iは

models 

8 =fotvdt=vo(t-巳
0 2T 

となる。光電管で計測した初速度を用いて(35)式によ

り計算した結果をFig.24に示すが，ほぼ実験値に対応

している。中央点における歪Cを

C＝岳＝舟（ t-合）

(35) 

し＝翡

最終突入量を心とすれば，（35)式においてt=Tとおい

て

ふ＝
V。T

、- 2 

(38)式および(39)式より

＆ 
る＝汀

となる。 (40)式を平均歪速度と定義する。
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(36) 

(37) 

(40)式の平均歪速度に対する材料の降伏応力の上昇

率をManjoineの結果37)から求めて，この値によって静

的実験結果を修正したのが， Fig.22,23に示す修正値

(S.Eで表示）である。これからみると動的実験の吸収

エネルギーの大きさは，大体歪速度による材料の降伏

応力の上昇率程度に，静的実験結果より大きくなって

いることがわかる。しかし，この動的影響を歪速度だ

けの影響と考えることには理論的な直接の根拠はない

が，ここでの実験の範囲内で，吸収エネルギー量に関

して静的実験結果と動的実験結果と対応できたことは，

(59) 
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率はこれ程大きくないと推定されるが，いずれにして

も動的影響としては歪速度に対応する材料の降伏応力

の上昇率を考慮する必要があると考えられる。

3.4 耐衝突構造の設計指針

原子力船の耐衝突構造を設計する場合の強度の設計

手順は次のようなものと考えられる。

(i) 世界中に航行する船舶の運動エネルギーを統計的

に検討する。

(ii) 原子力船の船側構造の吸収すべきエネルギー，原

子炉周辺機器の許容強度を評価設定し，衝突時の

安全率を確認する。

(iii) 耐衝突構造に関係した諸構造部材の部材寸法を試

設計する。

(iv) 船側構造の破壊形式の判別を行う。

(v) 決定した破壊形式において，設定した評容突入量

に対して船側構造の吸収エネルギーを求める。

(vi) 吸収エネルギー，最大加速度が(ii)の評価値を満た

すか否かを調べる。否の場合は(iii)に戻る。

(viij さらに衝突船の船首の，船側構造の吸収エネル

ギーにおよぼす影響を考慮し，船側構造部材寸法

の最終決定を行う。

ここで，破壊形式の判別には(29)式を用い，船側構

造の吸収エネルギーとしては，食い込み型破壊の場合

には(32)式を用いる。そして座屈型破壊の場合には原

子力船の研究の第 2期までに得られた結果8~11)を簡易

化して用いることにする 15)。これらをまとめると次の

ようになる。

（イ） 船側構造の破壊形式の判別

2QA 
五 <50

2QA 
7元＞50

食い込み型

座屈型
｝ (41) 

゜
10 20 30 40 50 

Time t (mseC) 

Fig.24 Penetration-time curves 

ただし A：外板（甲板間）の断面積， I:肋骨（有

効幅つき）の断面 2次モーメント， 2 R, :肋

骨間隔

（口） 船側構造の吸収エネルギー

0食い込み型破壊の場合

比較的簡単な修正により動的効果を静的実験結果に含

めることができることを示唆しているように思われる。

なお，この動的模型実験で得られた吸収エネルギー

は静的模型実験結果に比べてかなり大きな上昇率を示

しているが，これは本実験装置の規模の関係上，非常

に大きな衝突速度に対応せざるを得なかったためであ

る。実船の衝突現象では，一般にこれよりも小さい歪

速度であると考えられるので，吸収エネルギーの上昇

(60) 

E=nt!Jo-i。記tan8 (42) 

ただし n:甲板層数， th:甲板板厚（肋骨をなら

したもの）， 9。:甲板の材料定数で降伏応力

の80%（安全率を考慮）， W ：衝突船の船首

突入量， 20：衝突船の船首角

0座屈型破壊の場合（単位kg,mm) 



E=(150~)w 

+[i(1+iい）＋かい詈）］研
―3;2 □+-f(3w1 -w2)]記（43)

ただし td:甲板板厚（肋骨は含まない），ふ：降伏

応力， w:船首突入量， 2Q :肋骨間隔， S:

甲板膜力（単位突入量あたり）＝0．7tdびy,

T:外板膜力＝btsdv,b:外板有効幅， ts:

外板板厚，糾：第 1肋骨（荷重点に近い順

に第 1, 2,…肋骨とする）が座屈すると

きの船首突入量＝R1QI (3 T), 妬：外板

破断時の船首突入量，

(3.0-0.0llQ) Q 
叫＝｛

0.8Q 

: Q <200mm 

渇 ~200mm

R1：第 1肋骨の反力＝（b山十As)<Yv, be : 

甲板の有効幅， As：肋骨断面積

以上の手順によって船側構造の寸法を決定すること

ができるが、耐衝突構造の構造形式については，設計

における創意工夫の余地が多いと思われる。これまで

いくつか構造形式が発表されているが， ここではその

中から 3例を選んで，本章で得られた実験の考察をも

とにコメントをくわえることにする。

Fig.25~27はSpinelli29)の文献から引用した耐衝突

構造モデルである。 Fig.25は甲板の層数を何層も重ね

たデッキ構造とも呼ぶことのできる構造形式であり、

原子力船「サバンナ」，「むつ」に採用されているのと

同じ設計思想にもとづくものである。すなわち，衝突

船の進行方向の深さのある部材（甲板，梁）によって

おもに衝突船の運動エネルギーを吸収し，船側外板に

よる吸収エネルギーの分担はあまり期待しない構造方

式である。このような構造方式では，船側が本章の実

験シリーズの食い込み型破壊に対応した破壊形式で衝

突船の運動エネルギーを吸収するものと考えられる。

したがって，耐衝突構造部分の甲板がエネルギーの吸

収に大きな役割をもっている。

Fig.26は船側外板を縦肋骨方式にして，船側外板の

変形によって船長方向に生じる膜力による吸収エネル

ギーをかなり期待した構造形式で，座屈型破壊形式に

対応した耐衝突構造と考えられる。衝突船の運動エネ

ルギーは，おもに船側外板，縦通隔壁の変形によって

吸収する方式である。本章の実験シリーズでもみてき

たように，このような構造形式では船側外板が破断す
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ると耐荷力は急激に減少し，吸収エネルギーはそれほ

ど期待できなくなる。したがって，船側外板が十分伸

びるように，端部固着条件等に留意しなければならな

い。 Fig.27の構造は三重の船側構造で衝突船方向に突

起を出し，船突船船首の破壊による吸収エネルギーに

も期待しているものと思われる。この設計思想をさら

に進めて，衝突船船首を一方的に破壊するような強度

をもつ耐衝突構造法が日本においても検討がくわえら

れた23)-25)。これまでの耐衝突構造が，衝突船の運動工

ネルギーを有効に吸収する方式で，吸収エネルギー型

耐衝突構造と呼べるべきものに対して，抵抗型耐衝突

構造ともいうべきものである。日本での検討では， Fig.

25のデッキ構造の外側に強固な格子防撓構造を配置し

たものである。一般的な二重殻格子桁構造については，

海上貯油タンクあるいはLNG船などの船側構造に関

連しているので、その衝突強度については第 4章で取

り扱うことにする。

3. 5 まとめ

耐衝突構造の設計には，衝突によって生じる破壊量

を推定する必要がある。このために，被衝突船のうけ

る荷重の大きさ，および衝突船船首突入量に対する荷

重変化を求めなければならない。また，耐衝突構造の

構造形式を決めるには，構造部材の衝突に対する働き

を定性的に把握しておく必要がある。これらのことを

検討するために，船側模型の圧壊実験をシリーズで

行ったが，ここでその結果をまとめると

(1) 船側模型の破壊形式には座屈型と食い込み型が存

在することを示し，そしてそれぞれの吸収エネルギー

の特性を模型実験により明らかにした。

(2) 座屈型破壊では，船首突入量の初期の段階で比較

的大きなエネルギーの吸収があるが，外板破断後は吸

収量が激減する。

(3) 食い込み型破壊では，エネルギー吸収量は，ほぼ

突入量の 2乗に比例して増大する。外板の破断による

変動は少ない。

(4) 食い込み型破壊形式の船側構造は，船首突入量が

かなり進んだところで荷重の上昇が大きくなり，大き

なエネルギーを吸収する。

(5) 食い込み型破壊をする場合，縮尺率をッとすると，

突入量に対する荷重はッ勺こ比例し，吸収エネルギーは

y3に比例することが実験的に確かめられた。しかし，

この相似則はここでの実験範囲で食い込み型破壊をし

た模型に対してほぼ成立していることであり，一般に

適用するには，まだ検討の余地があるように思われる。

構造物の衝突破壊の現象は弾性変形から，座屈，塑

(61) 
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（①section) ＇ 

(Plan) 

Fig.25 Protective structuた〔Structuretype A, 

Ref. (29)〕

性変形，破断などのからみ合う複雑な現象になるので，

厳密な理論解析は困難であり，構造要素模型実験によ

る部材の働きの定性的な把握と簡単な破壊機構を仮定

した半実験式の提案にとどまった。しかし原子力船の

基本設計に必要とされる耐衝突構造の性能は基本的に

は吸収エネルギーであり，これは船側構造の衝突現象

における積分値であるので，構造挙動を若干粗く取り

扱ってもその目的は達せられると思われる。ここでは，

模型実験による船側構造要素の破壊挙動を検討の基礎

にして，全体挙動を大づかみに捉えることに重点を置

いた。しかし個々の破壊現象には検討の余地が残され

ており，有限要素法などの数値計算によるアプローチ

(62) 

(00 section) 

(Plan) 

Fig.26 Protective structuた〔Structuretype B, 

Ref. (29)〕

も部分的には可能であると思われる。実際，二重底の

座礁解析において，理想化構造要素法58)を適用した

例59)が報告されているが，後に第 4章において，汎用有

限要素法プログラムを用いた数値計算例60)を示すこと

にする。一方，本章の実験結果から得られた破壊形式

の違いによる荷重ー変形量曲線の特性については，緩

衝工の性能と関連して第 5章でも述べることにする。

4. 危険物運搬船の衝突時の安全性

4. 1 研究の概要

原子力船の耐衝突構造は，衝突船が原子炉格納容器

をいかなる場合にも直撃しないようにする必要から，



I------

(00 section) 

， 

(Plan) 

＇ ̀ `,' '-
o, 

｀，〇
'ヽ
...‘‘ 

0

一。＿
o
-
0

＿o
i
o

Fig.27 Protective structure〔S打ucturetype C, 

Ref. (29)〕

船側構造の外板と内板との距離を大きくするなど，経

済性の面で効率の悪い船側構造になる傾向がある。原

子力船とは別に，一般の危険物運搬船などでは，比較

的軽量で効率の良い船側構造として，桁板による二重

殻構造を基本構造にしている。石油備蓄構想にもとづ

いた海上貯油タンクの設計にも，耐衝突構造として格

子桁による二重殻船側構造が検討された。本章におい

ては，この二重殻格子桁構造の衝突強度を調べるため，

外板と内板との間を桁板によって縦横に仕切った二重

殻格子桁構造模型による圧壊実験を行った。このよう

な二重殻構造では， ミノルスキーの式では無視されて

いる外板の効果もかなり大きくなると考えられ，した
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がって外板と衝突方向に深さのある桁板の役割分担を

把握する必要がある。そこで，それぞれの部材の吸収

エネルギー効率を検討した。そして円錘形状の船首が

突入した場合の二重殻衝突強度については汎用有限要

素法プログラムを用いた数値計算を行い，有限要素法

の適用例を示した。また，危険物運搬船としてLNGj船

を考え，球形タンクを想定した部分球殻の圧壊実験を

行い， LNG船の衝突強度について若干の検討を行っ

た。

4. 2 楔形状の剛体の押し込み実験

海上貯油タンクの概念設計にもとづいた二重殻船側

構造に真横から衝突船船首が突入してくる場合を想定

して，第 3章と同様の圧壊実験を行った。衝突船船首

の基本形状は，楔形あるいは先端が球形のものと考え

られるが，本節の衝突船の船首は楔形状の剛船首とし，

先端が球形の円錘形状のものについては4.4節で述べ

る。

二重殻船側は格子桁による防撓構造とし，衝突船船

首と船側との相対位置は， Fig.28,29に示すように衝突

船船首が二璽殻船側の中央に 2区画を越える範囲に突

入するように設定した。このときに，船首が内板に到

達するまでの破壊過程を観察し，荷重と突入量との関

係，吸収エネルギーの値を求めた。

4.2. 1 試験模型および実験方法

衝突をうける船側の二重殻模型は， Fig.29に示した

ように 2枚の正方形板が強固な枠組に固着され，その

間を桁板で 5区画に等しく仕切られた構造とした。こ

こで，外板は船首の荷重がくわわる側の板，内板はそ

れと反対側の板，水平桁は荷重線に直角な仕切り板，

たて桁は荷重線と平行な仕切り板で，たて桁および水

平桁をあわせて桁と呼ぶことにする。実験に用いたニ

重殻模型は，外形寸法（外板と内板との距離，桁間隔

および正方形区画の 1辺の長さ）を一定にし，外板の

板厚および桁の板厚を変えて，その影響をみることに

した。二重殻模型の寸法をTable6に示す。試験模型の

記号は最初に船首模型の先端半径を示し，そのあと順

に外板，内板，水平桁およびたて桁の公称板厚 (mm)

を示している。試験模型の大きさは100万kl海上貯油タ

ンクの二重殻構造を想定して，外板および内板の板厚

30mm,桁間隔および外板と内板との距離 5mを仮定

し50)，それの 1/30程度の縮尺を基本にした。試験模型

の外板は白色つや消し塗料（フタール酸系樹脂）で塗

装し，黒色の線で桁の位置を明示した。船首模型は楔

形剛船首とする。その形状はFig.28に示したように，第

3章の原子力船耐衝突構造の一連の実験で使用した模

(63) 
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Fig.28 Test setup 

Horizontal qirder 

Vertical 0 irder 

• Position of displacement gage 

Fig.29 Test model 

型を参考にして，船首角は60゚ ，先端半径は 6mmを基準

にした。先端の部分は，治具をビス止めにして先端半

径をかえられるようにしてある。楔形船首模型が外板

に線荷重としてくわわる長さは，二重殻模型の 2区画

(64) 

に相当するものとする。船首模型全体はさび止め塗装

をしている。

この船首模型を構造物試験機の架台に設置されたニ

重殻模型に対して直角に，外板中央部に桁間隔の 2倍

の長さの線荷重としてくわわるように徐々に突入させ

た。荷重は 1tonあるいは 2ton毎に段階的にかけてい

き，二璽殻模型の外板の歪量および内板の変位量を測

定した。また，適当な荷重値で荷重を下げて，外板の

変形状態をモアレ法により写真撮影した。荷重は試験

機の指示計および船首模型と取り付け治具の間に挟ん

だロードセルで検出し，船首突入量は，船首模型とニ

重殻模型との間の移動量をしょう動型変位計で検出し，

これらをX-Yレコーダーにかかせた。

4.2. 2 実験結果および考察

(1) 二重殻模型の破壊過程

二重殻模型のシリーズ実験結果から，荷重一突入量

曲線の全般的な特徴はFig.30のようにあらわすことが

できる。実験による破壊過程を，この曲線と対比しな

がら調べてみる。まず船首模型が二重殻模型の外板中

央部に接触するが，このとき荷重直下の 2枚の水平桁

が外板との結合部分で座屈し始めるまでは，船首の突

入はほとんど進まない。水平桁が座屈した後は，船首

荷重が作用している外板パネルの領域（荷重領域と呼

ぶことにする）に屋根型の変形が生じる (Fig.31)。
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Table 6 Scantlings of double-hull models (1) 

Tip radiu● 
Plo’t”e "-thickness 

NO. Test model of bow Outer Inner Horizo心 Vertical 

R(mml 
plate plote girder girder 

t。 t1 th t. 

NI R6 ::1.0-1.0-I.O・LC 6 1.0 1.0 I.O 1.0 

NIB Rl5=1.0-LO-I．0-1.0 15 1.0 l.0 1.0 1.0 

N2 RG=l.6-1.6-1.6-1.6 6 1.6 1.6 1.6 1.6 

N訟 RIO= 1.6-1.6-1.6-1.6 10 1.6 l,6 1.6 1.6 

N2E Rl5=L6-l.6-l.6-l.6 15 1.6 1.6 1.6 1.6 

N3 R6=1.6-i.O-I.O-LO 6 1.6 1.0 1.0 1.0 

N4 R6 =23-ID-l.0-1.0 6 2.3 10 1.0 1.0 

N4E Rl5=23-I.O-I.O-LO 15 2.3 I.O 1.0 I.O 

N5 R6=1.0-I.O-l.6-l.6 6 1.0 LO 1.6 1.6 

N6 R6=1.0;D-23-2.3 6 1.0 1.0 2.3 2.3 

N7 R6=3.2-I.O-I.O-I.O 6 3.2 1.0 1.0 1.0 
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Fig.30 Pattern of load-penetration curve 

変形につれて荷重が上昇していくが，その過程は 2

通りある。その一つは荷重領域周囲の桁が圧壊しない

場合で，荷重は外板に亀裂が生じて急激に下がるまで

直線的に上昇していく (Fig.30の I→III)。この場合，

Photo 5(a), 5(b)にその例を示すように，荷重領域の外

側の変形はほとんどみられない。もう一つは、外板の

板厚が大きい場合にあてはまるのであるが，外板に亀

裂が入る前に，荷重領域周囲の桁が圧壊し，外板の変

形が荷重領域の外側に徐々に広がる (I→II→III)。そ

y 

(a) 

Fig.31 

A, 

x
 

(b) 

間—x
(C) 

Deformation of loaded region 

の状況をPhoto6(a), 6(b)に示す。外板の亀裂は，船首

による線荷重の方向と直角に入るのが多いが，その方

向には進まず，亀裂が荷重線に沿って進んで，両端か

らの亀裂がつながったところで荷重が急激に下がる

(III→IV)。船首先端半径が大きい場合には，試験模型

NIB, N2Bのように，たて桁と水平桁との交点に亀裂

が生じるのもみられた (Photo7)。外板に亀裂が進展

して荷重が急激に下がった後は， Fig.32に示すように

船首が水平桁に食い込みながら突入していく (IV→

V)。そして船首の側板がたて桁にぶつかると荷重は急

激に上昇し，その後は船首がたて桁を押しつぶしなが

ら進んでいくが，その間，荷重はほぼ一定に保たれる

(VI→ )。これらの曲線で特徴的な二つの山がみられ

るが，破壊過程から考えて，前の山は主として外板に

よるものであり，後の山は桁によるものであることは

明らかである。

次に外板板厚，桁板厚および船首先端半径を変えた

個々のシリーズにおいて，荷重一突入量曲線がどう変

るかについて示す。 Fig.33-Fig.35は，標準船首模型

（先端半径 6mm)により得られた荷重一突入量曲線を示

したものである。細線は後述する計算式で求められた

曲線である。

Fig.33は外板の板厚を変えたシリーズ実験の結果で

あるが，外板の板厚の影響が第 1の山にはっきりあら

われている。外板の板厚が大きい模型で外板に亀裂が

入る前に桁が圧壊する点は，実験による荷重一突入量

曲線上ではそれほど明瞭にはあらわれていないが，傾

(65) 
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(a) Load lOton 

(b) Load 18ton 

(c) After breaking of outer plate 

(d) Final rupture 

Photo 5 Moire pattern of outer plate (Model N6) 

(66) 

(a) Load lOton 

(b) Load 26ton 

(c) Immediately after breaking of outer plate 

(d) 

Photo 6 Moire pattern of outer plate (Model N7) 
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たえていないように思われる。外板破断時の船首突入

量は，船首先端半径が大きくなると増大する。 Photo7 

にみられたように，船首先端半径が大きくなると，外

板の亀裂は船首直下には生じないで，荷重領域の周囲

の桁の交点に生じるようになる。したがって破断時の

船首突入量は，船首先端半径の大きさがある値を超え

ると，船首先端半径の大きさには影響されなくなると

考えられる。

Photo 7 Crack initiated at the intersection of 

girders (Model NIB) 

》
m

亨
](b) 

Fig.32 

N

N

 

面
一
面
一

畠
員

(C } 

Penetration of bow after breaking of outer 

plate 

きが緩やかな変化を示す点があるのは認められる。外

板の板厚が第 2の山におよぽす影響は小さい。

Fig.34は桁の板厚を変えたシリーズの荷重一突入量

曲線である。外板に亀裂が進展して荷重が急激に下降

・する時の突入量はほぽ一定である。水平桁の板厚の第

1の山におよぽす影響は，外板の破断時がほぼ一定と

なっているため，外板の影響に比べて小さい。外板が

破断した後は，桁の板厚によって大きな影響をうける

ことがわかる。

Fig.35は船首先端半径Rの影響をみるために，船首

先端半径を大きくした R=15mmの場合の実験結果を示

している。船首先端半径の大きさは，外板の破断時点

の船首突入量および船首がたて桁にぶつかるときの突

入量に影響をあたえ，そのほかにはほとんど影響をあ
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(2) 二重殻模型の吸収エネルギー

Fig.36.......... Fig.38は， Fig33..........Fig.35の荷重一突入量曲

線を突入量について積分することにより吸収エネル

ギー一突入量曲線を求めたものである。太線は実験値

で細線は計算値である。これらの曲線において特徴的

な二つの屈折点があり，この点が荷重一突入量曲線の

二つの山によるものであることは明らかである。すな

わち，前の点は外板が破断する点であり，後の点はた

て桁を押しつぶし始める点に対応している。これらの

図においてわかることは， Fig.36,38に示したように，

外板の板厚および船首先端半径の大きさによって，吸

収エネルギー曲線の第 1の屈折点における吸収エネル

ギーの大きさが変わってき，その後の曲線は，第 1の

屈折点の吸収エネルギー値の差だけ縦軸に沿って平行

移動した形になっていることである。これに対して，

Fig.37に示した桁の板厚変化は第 1の屈折点後の吸収

エネルギーの増加率に大きな影響をあたえていること

がわかる。

(68) 
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(3) 荷重一突入量曲線の近似式

すでに述べたように，実験結果から荷重一突入量曲

線をFig.30のように近似する。内板の変形量は，実験値

によると，外板が破断するまでは，内板中央で数ミリ

程度で小さいが，荷重領域周囲の桁が圧壊して外板の

変形が広がる場合，あるいは外板の破断後に，船首の

側板がたて桁を押しつぶすにつれて多少大きくなる。

しかし，ここでは簡単のため，内板の変形量は考慮し

ないことにした。

Fig.30において， PAは水平桁の座屈荷重と考える。本

実験においては，周辺単純支持の正方形板に集中荷重

が作用したときの座屈荷重をとる。水平桁が座屈した

後は， PAを一定と仮定し，外板の膜力と水平桁の反カ

によって荷重が上昇していくと考える。船首が突入し

ていく部分の領域はFig.31のように変形する。変形を

外板に対しては屋根型に近似し，水平桁に対してはス

プリングで支持された糸に集中荷重が作用した場合の

モデルに近似して考える。外板を完全な膜力状態と仮

定して，その膜力をTとし，外板の撓みを飢とすると，
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(44) 

(45) 

(46) 

U1=6Tw。2 (47) 

が得られる。

水平桁をモデル化したFig.31(c)において，糸の張力を

S （糸は外板と共に働く水平桁の上部に相当），スプリ

ング定数をKとする。いま，十分に長い糸を考えて，水

(69) 
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平桁の撓み叫を指数関数叫＝Woe-axで近似すると，ス

プリングにたくわえられるエネルギーじは

応 2x{ffo00 W紐｝
kw! 
2a 

糸の張力による歪エネルギーじは

U3 =2S x{f。00½（詈）2心｝
Saw! 
2 

したがって，全歪エネルギー

U=U1+U2+U3 

においてau;aa=Oとおけば

a＝圧

(48) 

(49) 

(50) 

(51) 

凡からの荷重の増加に対して仮想仕事の原理を適用

すれば

(P-PA)如＝認如
から，水平桁が2枚であることを考慮すれば

P=P社 4(3T+/ks)wo 

6u =3/i.元巧元 (54) 

ただし 妬：桁板の弾性座屈応力値

を使うことにして荷重領域周囲の桁の圧壊を考えれば，

水平桁の板厚thとたて桁の板厚tvとを等しくとってい

るから

12 Twcri. = 8Btvau 

より

Wen号（森）（十） B

ただし tv ：たて桁の板厚

B ：桁間隔

(55) 

(56) 

になる。

桁が圧壊するときの荷重Perlは，（52)式のWoにWcrl

を代入して得られる。すなわち

Pcr1=P社 4(3T+/k百）Wcr1 (57) 

(52) 

ただし T=a,凶

，y ：材料の降伏応力（実験に用いた材料に

対しては25kg/mm2にとる）

ら：外板の板厚

が得られる。ここで， k,Sの値としては， k=C1dy(th/ 

D), S=C心山D (D:水平桁の深さ fh :水平桁の板

厚）とおき， C1= 1, C叶こついては曲げに対する梁の

フランジとウェブの断面係数の等価性61)の考え方を導

入してC戸 1/6にとる。すなわち

謬＝ 6yth/a (53) 

で与える。

荷重は(52)式にしたがって外板に亀裂が生じるまで

上昇する場合と，その途中で荷重領域の周囲の桁が圧

壊して外板の変形が広がり，その後外板に亀裂が生じ

る場合とがある。桁の圧壊は，外板とたて桁との結合

部分で，外板の張力の垂直成分が桁の支える最大圧縮

力に達したときに生じると考える。このときの突入量

Wertは，桁板に生じる平均応力6uとして

Marguerreの式62)

(70) 
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においてaU/aふ＝0とおけば

ふ＝（Wo-Wcri)/2 

が得られる。

原理より

(60) 
10 

したがって，前と同様にして仮想仕事の

P=Pcr1+4(1.5T十⑪）（Wo-Wcr1) (61) 

12 

が得られる。さらに外側の桁が圧壊する場合には，以

上の手順を繰り返せばよい。

外板に亀裂が発生して間もなく荷重が急激に下がる。

このときの船首突入量WBを決めることは，いろいろ

な複雑な条件が入ってきて困難であるが，亀裂が入る

位置は船首の直下あるいは荷重領域周囲の桁と外板と

の結合部であることに注目して，荷重領域内の外板の

歪がある値を超えるときに亀裂が生じると考える。外

板の歪は，一様な伸びCoと船首先端によって影響をう

けた歪をによるものとし， 9),14)WBをCoおよびeの関係

式から求めることにした。 Coとしては，たて桁が圧壊

する場合 (Wcr1~w B)には， Fig.39で荷重領域周囲の

桁が8Bだけ撓むことを考慮して

｛ ｝ （予2

+{星｝2

で与える。ただし， 0Bは(60)式のふのWoにWBを代入

して得られ， as=(WB-Wcr1)/ 2になる。 Crとしては，

船首先端によって曲げられるために生じる付加的な伸

びto/(2 R十ん）を参考にして，外板板厚t。と船首先端半

径Rとの比＆＝t。／Rで表わす。 Rが大きくなると，外板

の亀裂は船首の直下には生じにくくなることから，外

板の破断条件はRによらない範囲があると考えて，

Fig.40の実験値から

; Wcr1 ~WB 

Eo= (62) 

: WCT1ニWB
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(63) 

で与える。

外板の破断直後の荷重凡は，（52)式あるいは，（61)

式においてPA= T = 0, Wo = W Bとおいて

(64) 

になる。この後は，楔形の船首が水平桁に食い込んで

いって，第 3章の実験シリーズのいわゆる食い込み型

破壊になる。このときの荷重は， 2枚の水平桁からの

一様な反力との釣合いから，船首角0の場合には

8

6

 
ぷ

(2) NIB 

゜

● N2B 

8 5 1 (I) —+— =90; — ~10 Ee'Er -..,v'€r 

(2) 
l 百＝5;古~10

Fig.40 

R
 

ー一＞――
 ー一Er

5
 

10 

Relation between e e and Er at rupture of 

outer plate 

゜P=P戸 (40i山 tan万 )(wo-WB) 

ただし

15 

(65) 

g。：船首側板に沿っての水平桁からの分布

反力で，ここでは (54)式の<5uとする

で与えられる。

突入がFig.30の処まで進むと，船首の側板がたて桁

に接触し荷重が上昇する。たて桁に接触するのは，船

首の突入幅がたて桁間隔に達したときであるが，実際

は，たて桁と外板との結合部分にしわが生じたり，溶

接の脚長の影響等も考慮に入れて， 0.9Bに達したとき

と仮定する。 Fig.32(b)から船首側板がたて桁に接触す

るときの船首突入量は

0.9B() 
We=方 cot万―R(cosec舟ー1)+ L/Wc 

L'.JWc= 

() 
巧＝Pv＋四＋ （4砧 tan万 )(Wc-WB)

ただし

(66) 

ただし

c~-(WB-Wcr1) ; Wcri~WB 

゜
: WcrlこWB

になる。

船首がたて桁にぶつかった後は，（65)式でWo＝処と

おき，船首がたて桁を押しつぶすときの荷重凡を加え

て

(67) 

PvはFig.32(c)に示すように，たて桁と水平

桁との交点において，たて桁の半幅B/2の

みが有効であると考えて 4X（<5v Btv/ 2) 

であたえる

(71) 
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の荷重で進むと考える。

以上の計算値をFig.30の荷重(P)一突入量（叫曲線のパ

タースに対応してまとめると

P =l ：十二(03thtot:n1]（WW -WB) 9,p;B→→p:Ca:68) 

Pv＋凡＋［4<1othtan f ]<we —匹）；凡→
ただし ，y :材料の降伏応力， <1o= 3ふア石； （妬は

桁板の弾性座屈応力値），ら：外板の板厚， tぶ

水平桁の板厚， PA：水平桁の座屈荷重値，

凡＝46山 (ws//6),Pv=2a-山 B(tv ：たて

桁の板厚， B:桁間隔）， f)：船首角， WBは(62)

式および(63)式から， Weは(66)式から与え

られる。外板が破断する前に荷重領域周囲の

桁が座屈する場合はPerlから折れ曲がり，

Wcrl以後の船首突入量に対しては(61)式を用

いる。

のようになる。

Fig.33..-...... Fig.35の荷重一突入量曲線について，（68)

式を実験値と比較すると，外板の破断荷重に差がみら

れるが，全般的には，この計算式によって実験値を良

く説明できるものと思われる。

4.3 二重殻格子桁構造の吸収エネルギー効率

吸収エネルギー効率として，（68)式を船首が内板に達

するまでの範囲について積分して求めた吸収エネル

ギー値ETOTALを，桁で囲まれた 1区画の部材体積V=

B2 （ら＋ t，•) ＋2BD(to+th)で割ったETOTAL/Vと定義す

る。このように定義した吸収エネルギー効率について，

模型の外板および桁の板厚，そして二重殻の深さを変

えて計算した。

Fig.41..-...... Fig.43には，縦軸に吸収エネルギー効率を，

横軸にたて桁の板厚tvを桁間隔Bで割った無次元量を

とり，外板の板厚らと桁間隔Bとの比如／Bをパラメータ

にとって示した。これらの図は，二重殻の深さDと桁間

隔Bとの比をD/B=0.5,1.0, 1.5の3ケースの場合につ

いて計算したものである。図で破線で示した曲線は，

吸収エネルギーの絶対値を示したものである。この値

は，衝突船の運動エネルギーを凡＝（1.lLJ/2g)炉〔4： 

衝突船の排水量（水の付加質量を4の10％にとる），

g：重力の加速度， v：衝突船の速度〕として， この運

動エネルギーがすべて構造の破壊によって吸収される

と考えて実船換算してみる。模型が縮尺率 1: 30に相

当するとし，吸収エネルギーが縮尺率入の 3乗に比例

(72) 
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するとすれば， Er=1 ton•mの大きさは，実船換算で

排水量20万トンの船が 3ノットで衝突したときの吸収

エネルギーに相当する値になる。 Fig.41""'Fig.43をみ

ると，二重殻の深さが桁間隔の半分 (D/B=0.5)の構

造で吸収できる程度の衝突船の運動エネルギーの場合

には，ほぼEr=0.5ton•mを境にして桁板厚の吸収エネ

ルギー効率に及ぼす効果が変わり，これ以上の比では

桁の板厚を大きくすると吸収エネルギー効率が良くな

ることがわかる。そして， D/B=l, 1.5と衝突エネル
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ギーの規模が大きくなるにつれて，桁の板厚増加の効

果がさらに大きくなる。

Fig.44は，試験模型で採用したfv/B= 0.625 X 10-2の

場合の吸収エネルギー効率について，外板の板厚をパ

ラメータとしてD/Bに対して示したものである。 Fig.

44の試験模型で想定した構造寸法においては，二重殻

の深さを大きくすることにより吸収エネルギー効率が

著しく大きくなる範囲がある。すなわち，吸収エネル

ギー値で0.5ton•m以上の大きさの衝突に対しては， D/

Bが0.8付近の値を境にして，これより大きくなると，

吸収エネルギー効率が著しく良くなることがわかる。
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2.0 

4.4 円錐形状の剛体の押し込み実験

4. 2節では，船首模型として楔形の剛体を設定し，

これによる押し込み実験を行ったが，ここでは形状を

変えて球状船首など船首部分の突起物を想定し，先端

が球面の円錐形状の剛体を二重殻格子桁構造に押し込

んだ場合について，二重殻の破壊状況を調べた。

4.4. 1 試験模型および実験方法

試験模型は， Fig.45に示すように大型の二重殻模型

とし，船側外板および内板の間を桁により縦横に補強

した格子桁構造である。二重殻内部は桁により 5区画

あるいは 7区画に等間隔に仕切り，その周囲を鋼製の

枠組みに固定した。実験に用いた試験模型は， Table7 

に示すように桁間隔および部材の板厚を変えたシリー

-
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Table 7 

Double hull model (Model S-I) 

Scantlings of double-hull models (2) 

Girder Thickness 
doDuble epth of Ratio of scontling 

MODEL space Outer pl. Girder hu II 

B t。 tG H Bit。 Bite H/B 

S-1 200 3.2 3.2 300 62.5 62.5 1.5 

S-11 280 4.5 4.5 300 62.2 62.2 1.07 

S-111 200 4.5 4 5 300 44.4 44.4 I. 5 

Fig.46 

(unit mm) 

ズとした。押し込む船首模型は， Fig.46に示すように先

端が球面の円錐形状（先端半径80mm, 先端角度90゚）

の剛体とした。

い`lunil: n,n,J 

Conical model 

(73) 
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実験方法は，楔形状の剛体押し込み実験と同じであ

る。

4.4. 2 実験結果および考察

荷重(P)と船首突入量(w)の関係をFig.47に示す。これ

らの曲線において，船首突入量に対していくつかの荷

重上昇の山がみられる。これらの山は，桁間隔の等し

い模型においてはほぼ同じ船首突入量で生じており，

桁間隔が変わると，その山の生じるところがずれてい

る。これをFig.48に示すように各船首突入段階に分け

て考える。

まず第 1の山は，船首荷重がくわわっている船側外

板のパネルに亀裂が生じるまでの荷重上昇によるもの

である。亀裂は船首先端の球面が船側外板に接触して

いる端に生じ，それが周方向および半径方向に進展し

ていく (4.4. 3項のPhoto9参照）。その後，船首模型

の側面によって桁の格子点が押しつぶされ，船側外板

y
 

B 

NO increase in loading 
x
 

の変形が外側に広がっていく。Fig.47の第 2の山は，船 Fig.48 Region of outer plate collapsed during bow 

首が桁の最初の格子点付近にかかる時の荷重の上昇に penetration (in case of b= 1/2B) 

よるものと考えることができる。

300 

戸疇闘
d
 
p
o
o
7
 

100 

゜
100 200 300 

Pene↑ration W (mm) 

Fig.47 Load-penetration curves 

4.4. 3 数値計算と実験との比較

本節の円錐形状の剛体押し込み実験について，有限

要素法 (FEM)による計算および簡易計算を行い，実

験結果と比較した。

(1) 有限要素法による計算

前項でみたように，二重殻構造の圧壊では，構造，

材料および荷重のそれぞれについて非線形性が著しい。

ここでは汎用有限要素法プログラムMARCを用いて，

(74) 

この非線形な挙動の解析を試みた。

計算機容量の制約から，解析対象は荷重点近傍に限

られている。すなわち，荷重点から 2番目の桁までの

範囲とし，その桁の位置で固定とした。また内板は，

船首突入量が大きくない範囲では，圧壊挙動にはほと

んど影響しないとみなして省略した。用いた板要素は，

1節点あたり 12自由度，板厚方向に 7層の積分点， 1 

層あたり 9積分点を有している。

亀裂の進展は節点の解放によって解析を進めるとい

う方法が，材料工学関係で一般的に行われている。立

体的な構造物の解析にこの方法を適用しようとすると，

亀裂進展経路の予測，その経路に沿っての節点数の増

加，曲げ変形の取扱い等の難点があり，あまり実用的

な方法とはいえない。そこで，ここでは応力と歪の関

係に細工を施し，破断歪に達した時に応力はゼロに低

下するとした。この応力と歪の関係は，一つの要素内

において 7X 9 =63の積分点で評価される。また，歪

は非常に大きな値となるので，真応力と対数歪の関係

を用いた。Fig.49に実線で示してあるのが，計算に用い

た応力と歪の関係である。

船首突入量の増大にしたがって荷重範囲が拡大して

いくが，これをモデル化するために，ここでは，ギャッ

プ要素と呼ばれる要素を用いた。これは，与えられた

2節点間の距離が指定した値以下になった時，はじめ

て荷重が伝えられるという機能を有している。いいか

えれば，球が平板を押し込む場合に，球の中心点と平
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Fig.49 Stress-strain curves 

板上の点が与えられた 2節点であり，球の半径が指定

した距離の値となる。ここで用いた船首模型は円錐形

状をしているので，これに内接する多数の球でこれを

モデル化した。これらの関係をFig.50に示した。

of wedge 

rface of wed_ge 

y.z I I,2: Rj 

P1 Pz PL 

Fig.50 Loading modification 

船首模型に強制変位を与えて計算を行ったが，その

増分量は，突入量40mmまでは 4mm間隔， 60mmまで

は2mm間隔， 60mm以上は 1mm間隔とした。 Fig.51

に変形の状態を示す。また， Fig.51の(i)および(ii)に対応

した模型実験の変形の状態を，それぞれPhoto8および

Photo 9に示す。船側外板の撓み形状，桁の局部変形等

について実験と良く対応した結果が得られている。

Fig.52に板厚中央面における相当塑性歪の分布を示す。

歪の値0.3以上の範囲が計算上亀裂が生じている個所

である。模型実験において船側外板に生じた破口の例

Penetration W：： 40mm 
(i) 

W'=80mm 
(ii) 

W= 120mm 
(iii) 

W'= 160mm 
(iv) 

Fig.51 Deformation patterns (Model S-III) 
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(iii) (iv) 

をPhoto10に示す。

Fig.53------55に荷重と突入量の関係を各模型について Fig.52 Contours of equivalent plastic strain 

示す。実験値と計算値との近似度は各模型ともほぽ同 (Model S-111) 

(75) 
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様である。すなわち，船首が桁に接するまでは，計算

値は実験値と良く対応しているが，接した後は計算値

のほうが高い荷重値を示している。これは，計算対象

範囲が狭いうえに，桁の端部境界条件が完全固定と

(76) 
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なっているためと考えられる。したがって，計算対象

の構造範囲をもっと広げれば，突入量の大きい範囲で

も実験値に良く対応した結果が得られると思われる。

使用した要素数は，板要素が21, ギャップ要素が9

であった。計算機は船舶技術研究所FACOMM-180 

を使用し， MODEL S-I, II, IIIについてそれぞ

れ，計算ステップ数は100,200, 300ステップ，計算CPU

時間は 5~8時間であり，リージョンサイズはいずれ

も3MBであった。

(2) 簡易計算

船首の二重殻構造への食い込みが， Fig.48に示した

ような段階で生じると考える。まず，船側外板に亀裂

が生じるまでの (I)の段階では， Fig.56に示すような

変形になり，船首による荷重は主として船側外板の膜

カで支えられる。そして船側外板に亀裂が生じた後は，

船首が格子点（幅bの十字板）にかかるまで荷重の変化

はなく (Fig.48の斜線で示した領域），格子点にかかっ

た時に，桁の圧壊による荷重の上昇が次々にある (Fig.

48のIII, V, VI, VII,…）と考える。この過程で，先

端が球面（半径r)の円錐形状の船首が，船側外板パネ

ルの中央から突入してくる時の荷重(P)と船首突入量(w)

の関係は， Fig.56で釣合いを考えれば次式で表わすこ

とができる。

ー

゜

ー
凸
＞

Fig.56 Deformation of outer plate 

n 
P=(2冗れ乃 t゚〕 sin2¢+t_6yにbi(w) (69) 

i=l 

B 
ここでW=—tan</, + r (1 -sec</,) 

2 
,Sy：鋼材の降伏応力（実験に用いた模型において

は，板厚t=4.5mmに対して30.0kg/mm2,t=3.2 

mmに対して29.Okg/mm2, t = 2. 3mmに対して27.9

kg/mmり， to:船側外板の板厚， tG：桁の板厚，

bi (w)：船首が桁の格子点にかかる時の有効な桁幅，

n:船首がかかる桁の格子点の数， B:桁間隔

(69)式の第 1項は外板による膜力の項で，第 2項は

77 

船首側板が桁の格子点にかかる時に入る付加項で桁の

圧壊強度を表わしている。第 2項の中のb1(W)は，例え

ばFig.48に示している (III)の段階では，先端の丸味を

考慮して

bi(w)=j伍＋（は—l)r}2-(B/2)2 -(B-b)/2 (70) 

で与えられる。また (I)の段階で，外板は平均伸び歪

が20％の時に破断すると考える。

Fig.48に示した船首の二重殻への段階的な食い込み

過程はb=B/2の場合の例であるが，この順序はbの大

きさによって変わってくる。 Fig.48に示した突入範囲

(X)までを考えると， b<B/2では (IX)と(X)の間に

船首側板が格子点の十字板にかからない領域（斜線の

部分）がある。 B/2 <b~ 2 B/ 3では，（IX)と(X)が

重なる領域が存在し， b>2 B/ 3では，さらに (VII)と

(IX)が重なる領域が存在するようになる。

格子点の十字板の幅bのとり方は，船首側板が十字

板にかかる時の荷重条件が複雑であるので，一義的に

決めることは困難である。ここでは，座屈後の有効幅

の考え方を導入して， Faulknerの式63)に係数Cを乗じ

た式を使用することにした。

すなわち

b {C( 
2 1 
---). /3~l 

万＝
/3 /32 /' 

C 
(71) 

: /3< 1 
B 

ただし B=—ん；屯＼ b: 格子点の十字板の幅，t 
B:桁間隔， t:桁の板厚， dy:降伏応力，

E:ヤング率

(71)式で係数Cを変え，（69)式から荷重と船首突入

量の関係を求めると， Fig.57-------Fig.59の破線で示した

ようになる。計算では，実験と比較するために船首が

内板に達するまでを示している。この突入段階は， S-

I, S-111の模型では， Fig.48の(I)-------(VI)，桁間隔の

広いS-11の模型では(I)～IV)の範囲になる。 Fig.57

-------Fig.59をみると，実験で得られた荷重と船首突入量

の関係は， C=O.75として計算した曲線に近い値に

なっていることがわかる。図中の一点鎖線は，簡易式

をさらに簡略化して，第 3章で取り扱った食い込み型

破壊形式にならって二重殻構造の強度を桁の平均耐力

から求めたものである。

Fig.60において平均耐力P1は次式で与えられる。

か＝ S山＋Sふ
Sぷh

<1y 

(77) 
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P1= （も＿＋妾— )O'y

ここで tv, th ：たて桁，水平桁の板厚， Sv,sh :た
て桁，水平桁の間隔， O'y:降伏応力

この二重殻に，頂角 2()の円錐形状の剛体が深さかまで

食い込んだ時の破壊面積A1は

(72) 

A!＝詞tan28 (73) 
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であるから，

し―—SIi'--→
と

Arrangement of girders 

このときの荷重F1は

F1=P1A1 

＝冗臼（支＋妾） tan28

になる。 (74)式で与えられるEの値を模型実験の場合

にあてはめてtv=th,Sv=Shとおいて計算したのが

Fig.57 -------Fig.59の一点鎖線である。これをみると大体

平均的な値になっているが，荷重一突入量曲線の特性

を(74)式から求めることは困難で，二重殻の衝突時の

吸収エネルギー性能ではなく，強度の値を問題にする

場合には，詳細計算あるいは模型実験による破壊過程

を考慮した簡易式が必要になる。

4. 5 部分球殻の変形挙動

LNG船などタンク構造をもつ危険物運搬船が他船

(74) 

(78) 
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の衝突により船側が突き破られた場合を想定して，タ

ンクの圧壊強度および変形挙動を調べておくことは防

災上必要なことである。本節では，このような場合を

想定し，集中荷重を受けた場合の部分球殻の圧壊によ

る変形挙動を調べた。

各種の荷重を受ける球殻の強度については，これま

で多くの研究が行われているが，このうち集中荷重を

受けた場合の研究は比較的少なく 64)-69)，特に衝突の問

題に適用できるような大変形の挙動についてはあまり

研究が行われていない。そこで，集中荷重による部分

球殻の圧壊実験を行って変形挙動を調べ，実験結果と

有限要素法による計算結果ならびに塑性解析による簡

易式とを比較した。

4.5. 1 試験模型および実験方法

試験模型はFig.61,Table 8に示すように鋼製（材質

SS41)およびアルミ製（材質5052-H34)の部分球殻

で，周辺端部は厚板に溶接した。 Table8の記号は(75)

式およびFig.65の部分球殻図の記号に対応した値を示

している。試験模型の形状寸法はモス方式125,000m3

LN直タンクの 1/18程度の縮尺を考えたもので，模

型の板厚を数通りに変えた。この部分球殻を架台に固

着し，先端が球面の鋼製丸棒を模型の頂部に押し込む

ことにより集中荷重をくわえた (Photo11)。このとき

の荷重直下の球殻凹入量と荷重との関係を求めると同

時に，球殻内面の子午線方向および周方向の歪を計測

し，球殻の変形の広がりを調べた。

4.5. 2 実験結果および考察

Fig.62, 63に荷重Pと球殻凹入量8との関係を実線で

示す。これをみると， P-8の関係は板厚の薄いSPC

-1を除いて比較的滑らかな曲線になり，凹入量の増

加につれて荷重は一様な上昇を示している。実験の曲

線には初期座屈を示す特徴はあらわれていない。凹入

部表面の変形の形状は最初軸対称の円形で，それが三

角形のしわ (3lobed shape)，さらに四角形，五角形

のしわが生じ，変形が非対称な形状になっていく傾向

があるが，その過程は試験模型によりばらつきがある。

Fig.63のAL-2の試験模型の場合，曲線上のA点では

円形でその中に三角形のしわがわずかにみられ， B点

では四角形のしわが生じている。 C点では，そのしわが

四角形のまま拡大している (Photo12)。しかしこの

間， P-o曲線の変化はみられない。一方， Fig.62のSPC

-1の試験模型の場合は，曲線のA点では円形のしわ

から三角形のしわに移る様子が観察され，ここで荷重

上昇の鈍化がみられる。そしてB点では凹入部の形状

が五角形に変化し，その間しわの数が増えるのに対応

詈

z-

o
s
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0 0 0 
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Fig.61 Geometry of spherical shell 

Table 8 Scantlings of spherical shells 

Tes↑model Material 入 R 
~m) .I. (mm) H (mmJ 

HA 
(mm) 

SPC-1 18.2 1,000 1.6 400 83.5 0.209 

Steel 
SPC-2 SS4I 15.2 1,000 2.3 400 83.5 0.209 

SPC-3 12.8 1,000 3.2 400 83.5 0.209 

AL-I Aluminum (6.2 1,000 2.0 400 83.5 0.209 
5052-H~ 

AL-2 13.3 1,000 3.0 400 83.5 0.209 

Photo 11 Test setup 

(79) 
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(b) Four-lobed shape 

80 

して曲線の起伏がみられている。

試験模型に生じた歪値について，球殻内面の歪（子

午線方向の歪Crおよび周方向の歪co) と荷重との関係

をFig.64に示す。同図において，＆の値は荷重の上昇に

つれて圧縮側から引張側に反転し，歪の大きさは停留

する傾向にある。そしてeの反転する時点の荷重が，荷

重点から離れるにつれて高くなっている。これは， Fig.

65に示すように球殻表面の屈曲点Eが8の増加につれ

E'に移って曲率が変化し，凹入部の周辺がF1,Fゎ…

のように広がっていくことを示している。そして，ぁ

(80) 

(c) Enlarged four-lobed shape 

Photo 12 Deformation patterns of spherical shell 

segment 

る点の歪の大きさが停留し，破断歪に達するような大

きさにはならないことから考えると，このような球殻

の変形挙動の過程では亀裂が生じにくいことが推察さ

れる。

4.5. 3 計算と実験との比較

集中荷重が作用した時の部分球殻の弾塑性，大変形
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Fig.64 Load-strain curves 

>/.,./／／ 

Fig.65 Deformation of spherical shell 

挙動について汎用有限要素法プログラムMARCを用

いて計算した。使用した要素は軸対称シエル要素（エ

レメント 15)で，対称軸の片側で要素数16,節点数17

で端部を固定条件とした。計算は荷重点に強制変位を

与えて行ったが，その増分量は0.5mmで，ステップ数

180の範囲までの計算を行った。材料の応カー歪曲線と

しては鋼製のものについてヤング率E=21,000kg/

mm2,降伏応力幻＝25kg/mm切ところで折線近似

し，接線係数凡を比＝E/500とした。アルミ製の場合

は，板厚 2mmについては耐力14kg/mm2,板厚 3mm

については耐力20.Skg/m面のところで折線近似し，

E=7,OOOkg/mm2,凡＝E/25,ポアソン比v=0.3とし

た。

計算結果をFig.62,63に各変位ステップの値とし

てX印で示した。球殻凹入量8の初期において座屈を

示す荷重の平坦部がみられるが，荷重は実験と同様に

8に対して比較的滑らかに上昇していく。計算と実験

とはSPC-3の模型に対しては少し差がでているもの

の全般的には比較的良く対応しているといえる。これ

からみると，本節で扱った部分球殻に対する凹入量の

範囲（球殻板厚の30倍程度）であれば，軸対称有限要

素モデルによって球殻の荷重と凹入量の関係を十分な

精度で求めることができると思われる。

Fig.66に周辺固定の場合のいくつかの部分球殻につ

いて有限要素法による計算例を示した。部分球殻は試

験模型と同じ材質のアルミ製とし，（75)式で与えられ

る寸法パラメータ入を変えて計算した。

だ＝J12(1 —戸） （£2/Rt) (75) 

Fig.66では入＝ 8～14の範囲で計算を行い，Mescall65>

により得られている弾性大変形解析結果と比較して示

した。

一方，球殻の圧壊強度を簡易式で与えることが，圧

壊挙動を早急に予測したい場合などには有用と思われ

る。ここではOliveira& Wierzbicki70)にならって塑性

解析を行った。 Fig.67の斜線で示すような球殻の塑性

関節A,Bに挟まれた断面積がらの角速度で回転する

と考えれば

内部散逸エネルギーは

AB間の断面要素に対し

(81) 
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Fig.68 Geometry of spherical shell 

a=2(R-r) (l-cosa) (79) 

になる。

(76)式の積分は環状体O'の屈曲部ABの面積 (Fig.

68の斜線部分）になるから

12 8=2a-sin2a 

とおけば

ふ 2加 ytら（字）

(80) 

(81) 

Fig.67 Plastic deformation in spherical shell 

E1 =2冗 6心 1BIY ldx 
AB 

A, B一つの塑性関節に対して

f 
上

E2 = 2冗 6匹 oふ 2lyldy 
上

―2 

ただしao:対称軸からの塑性関節までの距離

t：板厚

で与えられる。

E心 E2の和を外部仕事率

F-ci=Pbら

(76) 

(77) 

(78) 

ただし b:塑性関節AおよびB間の距離

に等しいとおけば崩壊荷重が得られる。

いま，部分球殻の変形として，実験でみられた変形

挙動からFig.68のように環状体O'がBで球面BCに接

するような形に仮定すれば，幾何学的条件より

(82) 

になる。

またFig.68において，対称軸から環状体の中心O'ま

での距離をaとすれば，（77)式より

2冗dyら (a+
b t2 

わ＝｛が（す）

2冗dyら (a
b t2 

＿す）（す）

：塑性関節A

(82) 

：塑性関節B

ただし， a=(R-r)sina 

が得られる。

(78), (81)および(82)式により

P砂＝2冗びYら （字＋2axf)

ここで， M。＝<J'yt2/4,b=2rsinaとおけば

p 1 
紐M。=--（旦L十 且sina ¥ t'r ） 

になる。 (85)式でPの最小値を求めると

(83) 

(84) 

(85) 

r=`  (86) 
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のとき 14 

P 2 la 0 

旺 M。＝二□
が得られる。 (87)式にa,(),8およびrの値を使えば，

結局

(87) 

ただし

2ん。＝二]
7J =(2 a-sin2a)/sina 

(88) 

r/t={~ -1}/(27J) 

o/t =2(R-r)(l-cosa)/t 

のようにまとめることができる。

(88)式による値は，ここで考えている寸法程度の大

きさに対してはR/tの値によってほとんど影響されず，

Fig.69の実線に示すように 1本の曲線で表わすことが

できる。同図にはOliveira& Wierzbickiの略算式を破

線で示し，（88)式の値と比較した。 (88)式を鋼製の部

分球殻模型の実験結果と比較するとFig.70に示したよ

うになり，（88)式で圧壊荷重の概略値を与えることが

できると考えられる。
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Fig.69 Load-penetration curves (Plastic analysis) 

以上のように，集中荷重による部分球殻の圧壊実験

により，球殻表面の変形の挙動を調べたが，その圧壊

過程は，軸対称有限要素モデルによる計算，鋼製に対

しては塑性解析によってもほぼ説明することができた。

4. 6 衝突に対する危険物運搬船の設計指針

独立球形タンクをもつ危険物運搬船としてLNG船
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Load-penetration curves (Plastic analysis, 

Comparison between experiment and 

calculation) 

を考え，他船から衝突された時の船側の破壊量を調べ

る(Fig.71)。LNG船の衝突強度に関する研究はいくつ

か行われているが39),53)，船首の強度を考慮してLN~船

の衝突強度を計算した例としては，鴨井54)による

125,000面型LNG船と35,000DWTコンテナ船との衝

突計算例がある。ここでは，この計算法にしたがって

検討した。液化ガス衝突解析部会55)で船首強度が求め

られている船舶を衝突船として追加計算し， LN~船の

衝突強度を衝突船の速度と船首の食い込み量との関係

としてまとめた。

Striking ship 

Fig.71 

‘¥  

Collision of a ship with LNG ship 

(83) 
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ここで検討対象とした被衝突船および衝突船の大き
5 
xl04 

さは次のとおりである。

（イ） 被衝突船

125,000面型モス方式LN~船

排水量L1= 100, 000 ton 

（口） 衝突船

(i) 1万DWT貨物船

LJ=15,000 ton 

(ii) 3. 5万DWTコンテナ船

L1=60,000 ton 

(iiQ 8万DWTォィルタンカー

L1=95,000 ton 

1万DWT貨物船， 8万DWTォイルタンカーの船首

強度についての計算結果55)から船首の荷重P(ton)と

変形量o(m)との関係を

P= { 
6000 (1万DWT貨物船）

3,2000 (8万DWTォィルタンカー）
(89) 

で近似する。 LNG船， 3.5万DWTコンテナ船について

は鴨井による計算結果54)から引用してまとめると，被

衝突船および衝突船それぞれの衝突荷重Pと変形量6

との関係がFig.72のように得られる。また， P-6曲線

を8について積分すると，吸収エネルギーEと変形量6

との関係がFig.73のように得られる。ただし船首強度

については実験結果26)をみると， P-8曲線は鋸歯状に

なることから， P-8曲線の積分値の 1/2にして示し

ている。 Fig.72のLN~船船側強度はEdinberg39)の計算

例を使用している。これは衝突船の船首を半径10mの

円柱形の剛体とし，それをLN~船の船側の深さ方向に

一様に押し込んだ時の計算で，船側外板の張力が十分

期待できる場合の値である。

Fig.72のように衝突船，被衝突船の強度が得られれ

ば，以下の手順により LN~船の衝突強度を算定するこ

とができる。ここで，球形タンクの強度を4.5節のAL

-2の実験結果 (Fig.63)から推定する。第 3章の模型

実験で食い込み型破壊の場合に実証された相似則を適

用し，試験模型を実寸の 1/18の縮尺とし，突入量に対

しては縮尺比に，荷重に対しては縮尺比の 2乗に比例

すると考えれば，突入量70mmx 18 = 1, 260mmで荷重

は2ton x 182 = 648tonになり，船側強度に比べかなり

低い値になることがわかる。したがって，ここではタ

ンクの強度を無視して考えることにする。いま， Fig.72

において同一荷重に対するLN~船，衝突船それぞれの

変形量8LNG, 8Bowを横軸，縦軸にプロットしていくと

Fig.74が得られる。同図には 8万DWTタンカーとの衝

(84) 
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Fig.73 Absorbed energy-deformation curves of 

LNG ship and striking ships 

突の場合のプロット例が破線で示されている。この時

のOLNG, Osowそれぞれに対する吸収エネルギー値ELNG,

EBOwがFig.73の破線で示すように求まる。 ELNGとEBOW

の和をとれば，衝突時のLNGj鯰衝突船両船によって

吸収されるエネルギーが0LNGの関数として得られる。

この吸収エネルギーをE(oLNG)で表わすと．この時の

衝突船の速度Vsは第 3章の (6)式を用いて求めるこ

とができる。 (6)式において衝突船，被衝突船の質量

をそれぞれ排水量 4sおよび4LNGで置き換え， B船が

衝突船になるから VB=vsとし，被衝突船の付加質量

としてミノルスキー1)にしたがって排水量の40％にと
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れば，（ 6）式から，

Vs=✓1.434s+24LNG 
4s4LNG 

JE(8LNG) 

が得られる。

(90)式により Vsを求めると Fig.75のようになる。

Fig.75においては，横軸にLNG船の船側への衝突船の

食い込み量，縦軸に衝突船の速度を示している。さら

に横軸には， LNG船の船側からの内殻までの距離およ

びタンク張出し線までの距離を示すことにより，衝突

強度の特性を表わした。

4. 5節でみたように球形タンクの変形は亀裂が生じ

にくいような挙動を示しており，変形によるタンク内

圧の増加が逃がし弁の作動等により危険がない範囲で

あれば，球形タンクはかなりの変形量まで許容できる

ように思われる。いまここで仮に，タンクの変形量ふを

板厚の30倍程度 (50mmX 30 = 1. 5m)を考えることに

すれば， Fig.75でふ＝1.5mすなわち船側から 5mの船

首突入量に対する衝突速度Vsは3.5万DWTコンテナ

船の12ノットに対して 8万DWTオイルタンカーでは

8.3ノットになる。 1万DWT貨物船の衝突時には，衝

突速度12ノットの場合でも球形タンクに達することは

ないことがわかる。このように， Fig.75のような形で衝

突強度をまとめておくと，危険物運搬船の安全性の検

討には便利であると思われる。

ここでの計算は一つの試算例であり，特にLNGj船の

船側強度は衝突船の接触条件によって変わってくるも

(90) 

Collision characteristic curves for LNG 

ship side 

のと考えられ，最近萩原55)が試みたような，衝突船の喫

水変化に対応して衝突位置を変えた場合の計算が今後

必要になってくるであろう。

4. 7 まとめ

海上貯油タンクなどの船側構造法の一つに二重殻格

子桁構造があり，この衝突強度を調べるために模型圧

壊実験を行った。船首形状としては，二重殻の基本的

な強度特性をみるために，船首を簡単化した楔形状お

よび円錐形状の剛体とし，実験値を説明できるような

荷重一突入量関係の簡易式を導いた。また，これに関

連して，衝突時の安全性評価の方法を示すためにLNG

船を例にとり，計算例を示した。これらの結果をまと

めると

(1) 楔形状船首の二重殻格子桁構造への突入実験にお

いては，荷重一突入量曲線において典型的な二つの山

がみられ，その一つは主として外板の膜力によるもの，

他の一つは桁を押しつぶすことによるもので，この二

つの山が吸収エネルギー値に大きな影響を及ぼす。

(2) 楔形状船首の突入実験によって，二重殻の深さ，

部材の板厚が吸収エネルギー効率に与える影響を調べ

た。その結果，衝突時の吸収エネルギーの大きさによっ

て，外板の板厚，桁の板厚の効果が変わってくる。本

実験のモデルについては0.5ton• mのところにその値

があり（模型が 1: 30の縮尺率に相当するような実船

(85) 
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規模の構造に対しては，この0.5ton• mの吸収エネル

ギー値は排水量10万tonの船が 3ノットで衝突する場

合に相当する），これより大きな規模の衝突では，桁の

板厚増加により吸収エネルギー効率が良くなる。

(3) 円錐形状の船首突入実験については，簡易計算と

並行して有限要素法による計算も行った。有限要素法

による計算結果は実験値と比較的良い対応を示したが，

計算規模がかなり大きなものになった。

(4) LN頃の衝突計算の一例を示したが，このような

実船の安全性評価には， Fig.75に示したように衝突速

度と船首突入量の関係を求めておくと便利である。ま

た，集中荷重を受ける球殻では，変形範囲が外側に広

がっていき，荷重直下の歪は停留し，亀裂は生じにく

いような変形挙動を示すことから，例えばLNG漏洩時

の衝突速度の設定には，タンクの変形量をある程度許

容（内圧増加による影響を無視することが条件である

が）しても良いと考えられる。

5. 船舶と橋脚との衝突問題

5. 1 研究の概要

本四架橋のような長大橋の橋脚に船舶が衝突した際

に，船体がうける衝突力および船体の変形挙動を調べ

るために，船体の部分模型による圧壊実験を行った。

さらに，船舶接触防護施設の一つである緩衝工の性能

に関する実験を行い，その吸収エネルギー特性を調べ

た。本実験では，衝突船として，入出港隻数が多く，

沿岸での衝突事故件数の多い中小型船を考えて，総ト

ン数500G.T．から4,000G.T程度の大きさの船を対象

にし，これらの船が， Fig.76に示すように船首から船の

進行方向に橋脚と衝突した場合，あるいは漂流等に

よって船側が橋脚のコーナ一部と衝突した場合を想定

して検討を行った。

ここで得られた実験値および解析法をもとにして，

衝突の際に問題になる衝突力および船体の変形量が，

実船の場合にどの程度の大きさになるかを推定し，実

際の緩衝工の例を示した。

5. 2 船体部分模型の圧壊実験

船体部分模型を橋脚模型に静的に接触させて，船舶

と橋脚との衝突に相当する圧壊実験を行った。橋脚の

平面形状は一般に矩形断面をしており，コーナ一部が

円形状になっている。この橋脚に通航船舶が船首から

衝突する場合は，橋脚の平行部分に直角に衝突すると

し，船側で漂流衝突する場合は，橋脚のコーナ一部に

おいて接触すると考え，いずれの場合も橋脚側の剛性

は船体に比べ十分大きいとし，衝突時に船体のみが破

壊すると仮定した。

5.2. 1 試験模型および実験方法

試験模型の対象船舶は，沿岸航行の多い総トン数500

G.T.'"'--4. oooG.T．の大きさを考え，航行船はsooG.T．ぉ

よび4,000G.T.，漂流船は4,000G.Tを想定した模型を

製作した。試験模型の構造は，船首および船側模型と

もに，それぞれFig.77,78に示すように実船の構造を単

純化したものである。

船首模型は， sooG.T．および4,000G.T船の横肋骨方

式の構造で，船側外板の間に甲板，船底外板，および

水平桁に相当する鋼板（材質SS41)を入れた構造にし

た。船側模型は4,000G.T．の横肋骨構造および縦肋骨

構造の船を考え，船側から船幅の 1/4のところまで切

り出した部分の構造にしている。横肋骨式船側模型に

おいては，甲板および外板の防撓材をすべて等しいも

のとし，これらを肋骨と呼ぶことにする。縦肋骨式船

側模型においては，縦肋骨を長さ方向に 4点で特設肋

骨により支持された構造とする。

模型の種類は次のとおりである。

(1) 船首模型

i) sooG.T船の 1/4模型，船首垂直型

ii) sooG.T船の 1/4模型，船首傾斜型

iii) 4,000G.T船の 1/8模型，船首垂直型

(2) 船側模型

i) 4,000G.T船の 1/11模型，横肋骨式

ii) 4. oooG.T船の 1/11模型，縦肋骨式

船首模型において船首垂直型を使用したのは，実船
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Fig.77 Bow model 

の形状である船首傾斜の模型に比べて実験が容易であ

ること，また実際には，この船首の形状の違いによる

吸収エネルギー（衝突時に構造部材の破壊によって吸

収される運動エネルギー）の差は，少ないであろうこ

とを予想してきめたものである。

構造の部材寸法は，次の方法によって算出したもの

で必ずしも実船の寸法ではない。すなわち， 200G.T型

鋼製貨物船（実船）の設計図89)をもとにして，船の主要

寸法の長さ（L)' 幅(B)，深さ (D)，および喫水(d)は，

総トン数の 1/3乗に比例するとして，それを基準に

500G.T船に対して は50X9.6X4.5X4 (m)とし，

4,000G.T船に対しては96X19.2X8.8 x7.5(m)とし

て，鋼船規則90)を参考に構造寸法を算出したものであ

る。なお，船側模型では理論的な式の検討のために，

横肋骨構造模型において部材の板厚を増厚した模型

(Table 9のTR-2の試験模型）を 1個追加している。

この試験模型TR-2以外では，横肋骨式模型 (TRシ

リーズ）と縦肋骨式模型 (LGシリーズ）とで模型重量

がほぽ等しくなっている (Table9)。

実験方法としては， Photo13, 14に示すように，船

首圧壊実験における橋脚模型の衝突面は平面とし，・船

首模型を試験機テーブル上に固着し，船首から荷重を

くわえて船首模型を圧壊させた。一方船側衝突におい

ては，橋脚模型は橋脚コーナ一部に相当する円柱状の

剛体とし，円柱の曲面を船側模型の船側外板から食い

込む形で接触させて圧壊させた。船側模型は，船側外

板を上面にして試験機のテーブル上の端部治具に固定

し，さらに端部治具をテーブル固定端にボルト締めし

て，長さ方向の変位を固定した。橋脚コーナ一部の大

きさは，本州四国連絡橋のうち南北備讃瀬戸大橋の橋

脚コーナ一部の半径r=5mをモデルとして考え，その

縮尺 1/11のr=450mmの場合，およびそれより小さい

r=300mmの場合を選んだ。船側模型の部材の板厚と

橋脚半径とをTable9に示したように組み合わせて実

験を行った。

船首実験および船側実験ともに，荷重は徐々にくわ

えていき，荷重と橋脚突入量は連続的に自動記録させ，

適当な荷重値で荷重をとめて各部材の歪および変位を

計測し，模型の破壊の様子を写真撮影した。

5.2. 2 実験結果および考察

(1) 船首模型

船首の圧壊実験における荷重と変形量との関係を

(87) 
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Table 9 Scantlings of test models 

Ship-side and pier models 

Pia↑e thickness of Radius of 
NO. Test series ship-side model corner model 

fS X ↑。 X fW r 
TR-I Transverse system 1.2 X 1.2 X 1.6 450 
TR-2 ＂ 1.6 X 1.6 X 21..6 3 II 

TR-3 II 1.2 X 1.2 X 300 
LG-4 Longitudinal sys↑em 1.6 X 1.6 X 1.2 450 
LG-5 II II 300 

ts : thickness of side shell 
t0 : thickness of deck 
tw:↑hickness of frame 

unit: mm 

Fig.79, 80に示す。また，これらの曲線を積分して得ら

れる船首の変形による吸収エネルギーと船首の変形量

との関係をFig.81およびFig.82に示した。船首の破壊

状況，および荷重と船首変形量との関係における特徴

は次のとおりである。すなわち，船首が垂直である場

合は，衝突の初期の段階から接触面積が大きいため船

体の圧壊荷重Pmaxがかなり大きくなるのに対して，船

首が傾斜している実船のような形の場合は，衝突の初

期には接触面積が小さく，変形が増大するとともに次

第に垂直型の船首の場合の接触面積に近づく。そして，

船側外板のパネルが次々に座屈していって，外板が折

(88) 

りたたみ込まれながら変形が進んでいくが (Photo

13)，その間ほぼ一定の荷重Pmeanが保たれる。この大き

さは船首の傾斜形状によってあまり変わらない値であ

る。したがって，荷重がほぼ一定に保たれることによ

り，船首の破壊による吸収エネルギーは， Fig.81,82に

みられるように船首変形量に対してほぼ直線的な関係

になる。以上の結果から，実船が圧壊する荷重として

はPmeanを考えるのが妥当と思われるので，このPmean

の値を計算した。

いま，船側外板の船首からの圧縮による座屈荷重を

考える。 Fig.83に示すように，船側外板の肋骨および水

平桁で囲まれたパネルの寸法を，幅a,深さb,板厚tと

し，パネルの座屈応力を周辺単純支持の長方形板の弾

性座屈応力値妬 [=kがE/{12(1―炉）｝ x(t/b)2 ; k= 

座屈係数， E＝ヤング率， v=ポアソン比］として， こ

の応力に船側外板の断面積を乗じた座屈荷重の垂直方

向の成分をとった値をPerとすると

Per= 2DtcosR x O"cr (91) 

になる。

この計算値をFig.79, 80に横軸に平行な点線で示し
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(a) Test setup 

Photo 13 Test of bow model 

(a) Transverse framing 

(b) Longitudinal framing 

Photo 14 Test of ship-side model 
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てある。ただし傾斜船首に対しては，船首の傾斜量ふに

等しい変形においてPerに達するとし，その点まで荷重

と変形量との関係が直線的になるものと仮定している。

同図において，実験による PmeanとPerとがかなり近い

値になっているのがわかる。

(2) 船側模型

横肋骨式船側模型は，圧縮とともに，その甲板およ

び船底外板に相当する部分が，円柱の形状とほとんど

同じ形で食い込んだように変形していった [Photo14 

(89) 
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(a)］。破壊は最初，橋脚に接触した甲板部分および船底

外板部分の座屈により起こり，突入が進むにつれて少

しづつ圧壊領域が外側へ拡大していく。このことは，

Fig.84に示した荷重と甲板の歪との関係からもわかる。

歪ゲージは肋骨位置で荷重方向に貼付してあるが，歪

が急激に大きくなる時の荷重値が，荷重点から外側へ

いくにつれて高くなっており，変形の広がる様子がわ

かる。

③
 R300 • 1.2-1.6 

-lO -as o 
Strain & (%) 

os LO 

Fig.84 Load-strain curves for ship-side model 

with transverse framing (TR-3) 

橋脚突入量と荷重との関係を，橋脚コーナ一部の半

径rが450mmの場合についてFig.85に示す。以下の実

験結果の図においては，試験模型名称の例えばTR

-l, LG-4に相当する曲線を，それぞれTrans-1,

Longi-4というように表示してある。 r=450mmの場

合のTR-2の模型は， Table9に示したように，部材寸

法の影響をみるために実船の相似モデルよりも板厚を

大きくした場合であり， TR-1の模型は拘束条件の影

響をみるために長さ方向の変位を拘束しないで実験し

たものである。 Fig.85の荷重と船側変形量との関係を

みると，横肋骨式船側模型の場合は，橋脚の突入にし

たがって接触面積が最初は急激に増加するため，荷重

が急に増加する傾向を示し，その後，ある程度突入し

て接触面積の増加が鈍くなるにつれて，荷重はほぼ頭

打ちになる。

縦肋骨式船側模型の場合には，橋脚が突入し始めた

時の船側外板の変形は，甲板および船底外板に隣接す

る部分では橋脚の円周に沿っているが，その部分以外

の外板は，荷重点近傍の両側のウェプフレーム（特設

肋骨）で折れ曲った直線的な変形をしている。そして，

荷重点近傍のウェプフレームが圧壊すると，その外側

のウェプフレームまで変形が拡大していく [Photo14 

(90) 
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(b)］。縦肋骨式船側模型の荷重ー船側変形量の関係を，

r=450mmおよびr=300mmの場合について，それぞ

れ横肋骨式船側模型と比較してFig.86およびFig.87に

示す。同図において，縦肋骨構造では，橋脚の突入量

に対する荷重の上昇の割合が相対的に小さく，一方か

なり突入量が大きくなっても，荷重の上昇が続く傾向

があることがわかる。また， rの影響は横肋骨構造の

場合に顕著であり， rの大きいほうが突入量に対する

荷重の上昇が大きい。縦肋骨構造の場合はrの差によ

る影響はほとんどみられず， r=300mmとr=450mm

の場合とでほぽ同じような結果が得られている。この

ような傾向は，それぞれの変形の状況から理解できる

ところである。すなわち，船側部分の変形が，横肋骨

構造の場合には橋脚の周囲に沿っているのに対して，

縦肋骨構造の場合にはrの影響をうけずに，ほぼ直線

的になっていることによる。

横肋骨方式の船側模型について，荷重Pと橋脚突入

量W との関係式を求める。 Fig.88に示すように，船側模

型は橋脚の周囲（半径＝r) に沿って変形しているの

で，甲板および船底外板からの一様な分布反力を等し

<qとおき，船側外板に一様な膜力Tが生じるとする

と，荷重と反力との釣合いから

P= 2 !oa(2qr+T)cos0 d0 
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w = r (1-cosa)より

P=(4qr+2T)y~ (93) 

(91) 
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S : Frame space 

h ; Depth of web 

tw-: Thickness of web 

t0 : Thickness of deck 

Fig.88 Penetration of corner model into ship-side 

model with transverse framing 

T
 

ただし， Tは外板の幅bd （甲板と船底外板との距

離）の 1/2を有効と仮定してT＝<:IytsX 

(bd/ 2)とした。ここで(Iyは材料の降伏

応力で25kg/mm勺ことり， tsは船側外板

の板厚である。

q=6yteq， ここでteqは， Fig.88に示す

ように肋骨心距および肋骨の深さの 1/2

を有効と考え，肋骨の効果を船底外板お

よび甲板の板厚増加と仮定して考えた等

価な板厚で， teq= (to+ htw/S) /2とおく。

tDは甲板あるいは船底外板の板厚， twは

肋骨の板厚， hは肋骨の深さで， Sは肋骨

の心距である。

が得られる。

Fig.85の実験結果をみてみると， w/r=2/9の橋脚

突入量(a=39゚ ）において荷重の増加は少なくなり，そ

の後は突入量が増加してもほぼ一定の荷重で変形が進

んでいく。このことを考慮して，（93)式から近似的に

P={ 
(4qr+2T)（年）112x0.94 ：芋＜§

(4qr+2T) x0.63 ;乎叶

部分の変形の状況から， Fig.89のように船側外板が変

形すると考える。船側外板には膜力のみが生じ，甲板

および船底外板は無視して考え，ウェブフレームが座

屈して変形が次のウェブフレームのところまで拡大し

ていく間，荷重は一定に保たれると仮定すれば，橋脚

突入量W と荷重Pとの関係を表す式として

P= 4T w 
戸（て） (95) 

ただし， T＝町A

A=（船側外板の断面積）＋ （船側外板付

き縦肋骨の断面積の総和）

ん：ウェブフレーム間隔

j :荷重点近傍のウェブフレームから順

次外側のウェブフレームが座屈す

るにつれて， 1, 2, …という値

をとる。

が得られる。

• 1 • I =j 

p 

し3ヽb,1

Fig.89 Penetration of corner model into ship-side 

model with longitudinal framing 

(94) 

が求められた。

横肋骨式船側模型について (94)式で計算した結果

を， Fig.85およびFig.87に実験値と比較して示してい

る。これらの結果によれば， r=450mmの場合は実験値

と計算値が良く一致し， r=300mmの場合は計算値の

ほうがいくらか大きくなっている。なお， Fig.85の試験

模型TR-1についての実験は船の長さ方向を拘束し

ないで行ったので，破線で示す計算値は(94)式におい

てT=Oとおいて求めたものである。

次に縦肋骨方式の船側模型については，前述の船側

(92) 

j= 1から 2へ移行するときの橋脚突入量Woは，橋脚

の円周部分がウェブフレームに接する点に相当してい

たので

Wo=r{l-FW} (96) 

にr=450mmを入れた値をとった。 Fig.86,87に(95)式

を実験値と比較して示しているが，（95)式は実験値と

良く傾向が一致している。

5.3 実船規模の衝突

実船が橋脚に船首から衝突した場合，あるいは船側

で衝突した場合における衝突速度と衝突力，および衝

突速度と船側変形量（橋脚突入量）との関係について，

前節の計算式を用いて若干の考察を行ってみた。

5.3. 1 船首衝突



実船の船首構造には船によってかなり差があるが，

比較的小型の船舶においては横肋骨構造のものが多く，

船による構造の差は少ないようである。したがって，

このような横肋骨方式（模型に使用した方式）の船首

について，船側外板のパネルの座屈できまるPmeanを船

首の圧壊強度と考えて，実船の船首が橋脚の平面に直

角に衝突した場合について検討してみる。

4,000G.T程度までの船を対象に総トン数Wの船を

考える。nを500G.Tを基準にした総トン数の比11=W/

500とおき， 500G.T船の主要寸法LxBxDxd=50X

9.6X4.5X 4 (m)を基準に，船の長さL,船の深さD,

肋骨心距 Sを， L=5011113(m),D=4.5111'3(m), s= 

0.55(m)と仮定する。そこで船側外板の板厚tを，鋼船

規則による式t= 1.34s IL+ 2.5 (mm)に上記の値を代

入して，近似的に

!=617116+3 (mm) (97) 

とする。また，外板のパネルのアスペクト比を

/3＝a/b= 1 / 3と仮定し，（91)式でcos9=.:1とおき，

(97)式を代入すれば

Per= 0.817113 (617116+ 3) 3 (ton) (98) 

が得られる。

そして，このPerで決まるPmeanに達するまでは， Fig.

90のように荷重Pと船首変形量Wの関係を直線と仮定

し

P＝且エw
OF 

ただし，むは船首の傾斜量

とおく。

Per (P mean) 

Bow deformation 

Fig.90 Idealized load-deformation curve 

(99) 

一方，衝突船の運動エネルギーEは，水の付加質量を

排水量4の10％とし，衝突速度をVとすれば

E=  
1.14 2 
2g v2 (gは重力の加速度） （100) 

93 

で与えられる。この運動エネルギーが全部船体の破壊

によって吸収されると考え，船首が＆まで変形すると

きの衝突速度をVFとすれば

より

(Per/ 2) Xむ＝l.lL1 V芦／（2g)

匹＝□言―-
1. 1 4 

Per (101) 

になる。したがって，衝突速度と船首荷重との関係が

次のように得られる。

P =lニ V; v < VF (102) 

Per ; V ~VF 

ここで，野の値は計算を簡単にするため，船首の傾斜

角を15゚ と仮定すると oF::::;;:0.25Dとなり，また，総トン

数500G.T．で排水量を1,100トンと仮定して 4=

1,100 X 1/をおけば，（101)式より

VF =0.085 ✓r; -11 3 (6 r; 11 6 + 3) 3 (m Is) (103) 

が得られる。

総トン数Wに対する荷重Pと衝突速度Vとの関係を

示すとFig.91のようになる。これらの関係から，衝突船

の許容変形量を船首のごく小部分例えば傾斜量ふに限

るとすれば，衝突力がPerより小さいこと，そのために

は橋脚側が緩衝構造物等により Perより小さい値で圧

壊し，十分に衝突船の運動エネルギーを吸収するか，

あるいはまた，衝突速度を匹以下に制限することが必

要になってくる。

5.3. 2 船側衝突

船体が橋脚コーナ一部に衝突する場合の姿勢はいろ

いろ考えられるが，最も苛酷な場合は接触による反カ

線上に船体の重心が存在する場合であるが，一般的に

は，このような条件で衝突することはまれであり，船

首が船尾の部分に衝突して回転を伴うことが多い

[Fig.76(2)］。この場合は，船の運動エネルギーEは見か

けの質量係数を1.4とすれば， 5.6節に述べるように

E= 
1.44 v2 1 
2g 1+（KIR)2 (104) 

ただし， R:船の慣動半径

ん：船の重心から衝突位置までの距離

で与えられる。 k/R=1と仮定すれば

4 E=0.3~v2 g 

になる。

(105) 

(93) 
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船首衝突の場合と同じ大きさの船をとり，（105)式の

運動エネルギーが(94)式あるいは (95)式を積分して得

られるエネルギーに等しいとおけば，船首衝突の場合

と同様にがこよって整理できて，総トン数Wに対する

衝突力Pと衝突速度Vとの関係がFig.92に示すように

得られる。同図から，船の総トン数によって衝突力を

容易に推定することができる。これらの大きさの構造

方式の違いによる差をみると，全般的にみて，縦肋骨

構造は横肋骨構造に比べて衝突力は小さく，橋脚の船

側への突入量は大きくなる。ただし， rの大きさによっ

て横肋骨構造は大きく影響をうけ， rが小さくなると

横肋骨構造と縦肋骨構造との差が小さくなることが実

験結果から推定できる。

5.4 緩衝工の性能実験

5.2節においては，漂流あるいは操船のミス等で船舶

が橋脚に衝突した場合の船体構造部分の破壊挙動を実

験により調べた。本節においては，船舶の橋脚への衝

突時の破壊規模を緩和して船舶に大きな損傷をあたえ

ないようにし，また橋脚の表面を保護するために橋脚

に装着することが望ましいと思われる緩衝構造物（緩

衝エと呼ぶ）についての検討を行った。緩衝エとして

はいろいろ考えられるが，ここではその代表的なもの

として，鋼製構造物を基本とした格子型，複合材型の

モデルを考え， これに関する実験を行った。

5.4. 1 船首衝突

Fig.76(3)に示したように，橋脚の平行部分に設置さ

れた緩衝工に衝突船が船首から衝突した場合に，衝突

(94) 
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Side collision force 

船船首および緩衝工相互の変形状況を調べるための実

験を行った。そのために最初，衝突船船首の形状をし

た剛体（剛船首）を緩衝工模型に突入させて，緩衝工

単独の変形状態および衝突船の運動エネルギーを吸収

する過程を調べた。次に，船首として5.2節と同じ船首

模型を使って，これを緩衝工模型に突入させて相互の

破壊状況を調べた。

(1) 試験模型および実験方法

緩衝工模型は，鋼板製の桁板によって格子状に結合

された格子型 2種（桁間隔の大きいほうを格子（粗）

型，小さいほうを格子（密）型と呼ぶ），格子型模型の

中に均一材として硬質ポリウレタンフォーム（以下ポ

リウレタンと呼ぶ）を充填した格子複合材型，そして

鋼板製の外枠の中にポリウレタンを充填した複合材型

の計 4種類である。これらと船首の組み合わせの概略

図をFig.93に示す。 Fig.94に試験模型の寸法を，代表例

として格子（粗）型および複合材型について示す。格

子型模型は， 1.6mm厚の薄鋼板により，外板，内板お

よび桁板を 2層に重ねて格子構造に連続溶接で組立て，

たて桁間隔が 5区画のもの，および 7区画のものの 2

種類である。 5区画のものが格子（粗）型， 7区画の

ものが格子（密）型である。複合材型は，格子型と同

じ1.6mm厚の薄鋼板で組立てた外枠の中に，また格子
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複合材型は格子（粗）型の内板を取り除いた枠の中に，

それぞれポリウレタンを入れたものである。このポリ

ウレタンの反力特性は， Fig.95に示すように変形に対

してほぼ一定の圧縮強度をもったものである。本実験

2
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Compressive strength of polyurethane 

50 250 

に使用したものの圧縮強度は1.4kg/cm2で，その圧縮

変形の状況をPhoto15に示す。緩衝工の試験模型の端

部は固定枠に固着し，外板は固定枠の丸鋼に巻き付け

て十分な膜力が生じるようにしている。

船首模型は5.2節の実験に用いたものと同じ横肋骨

方式で， 4層甲板のものを標準とし，船首先端のかみ

合いの影響をみるために，甲板の位置を甲板間隔の½

だけ船の深さ方向にずらした 3層甲板のもの [Bow

(s)型］を追加した。これらはいずれも4,000G.T船の

船首の約 1/8の縮尺を想定したものである。船首先端

と反対側は，試験機の圧縮耐圧盤に取り付けられるよ

うに厚板に固着した。剛船首模型は船首模型の外形と

同じ楔形のもので，厚鋼板 (19mm) により組み立て，

緩衝工模型に対して剛なものとした。

(95) 
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Photo 15 Collapsed polyurethane 

実験では，試験機テーブルに緩衝工模型を固定し，

その中央に船首模型を突入させて相互の変形状況を調

べた。荷重は，試験機テープルの移動量すなわち船首

と緩衝工の相対接近量に対して自動記録し，各部材の

変形量，歪量は荷重の適当な段階で計測して変形の広

がりなどを調べた。

実験手順は，まず船首模型を緩衝エと同じ外形をし

た剛体に突入させて船首の圧壊強度を求めた後，船首

と緩衝エとの組み合わせ実験を行った。 Fig.93に示し

たように，船首と緩衝エとの相対接触位置は，緩衝工

の水平桁の位置が船首の甲板間隔の中央にくるように

したが， 1ケース［格子（粗）型］について， Bow(s) 

型を用いて船首の甲板位置を緩衝工の水平桁の位置に

くるような形で実験を行い，船首先端のかみ合いの影

響を調べた。

(2) 実験結果および考察

(a) 緩衝エ単独実験

Fig.96は，格子型の荷重一突入量曲線について，格子

（粗）型と格子（密）型とを比較して示したものであ

る。同図には後述する計算式による計算結果を併せて

示している。実験値において荷重一突入量曲線に二つ

の山がみられるが，第 1の山は主として外板の膜力に

よるものであり，第 2の山は内板の膜力による反力の

上昇を示していると考えられる。格子（粗）型と格子

（密）型とを比較すると，第 1の山において外板の破断

が格子（密）型の場合に早く生じ，山が小さくなって

いる。第 2の山においては，格子（密）型の場合，た

て桁が船首の側外板にあたることによる反力が生じ，

山の大きさが格子（粗）型よりやや大きくなっている。

Fig.97は， Fig.96に対応する吸収エネルギー曲線を

示したものであるが， この曲線の特徴は，荷重一突入

量曲線の山に対応して吸収エネルギーの増加率が変わ

る点にみられる。格子（粗）型と格子（密）型とを比

(96) 
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べると，第 1の山に対応した吸収エネルギーの差だけ

格子（粗）型の吸収エネルギー値が高めになっている。

この格子型のように外板の膜力の効果が大きい場合に

は，桁の間隔を密にすると，吸収エネルギーはむしろ

小さくなる場合があることに注意しなければならない。

複合材型の反力曲線をFig.98に格子複合材型の場合

と比較して示すが，荷重一突入量曲線の形が格子複合

材型とはかなり異なっている。複合材型においては，

反力は船首の突入が進むにつれて一様に上昇しており，

この上昇は，外板の変形が端部にまで広がって，端部

に亀裂が生じるまで続いている。一方，格子複合材型

の場合には，亀裂は荷重の作用している領域のたて桁

付近に生じており，その後船首がたて桁の間で食い込

んで進んでいき，格子型に似た挙動を示す。このため，

Fig.99の吸収エネルギー曲線においては，船首が突入
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してはじめのうちは格子複合材型のほうが大きいが，

船首が深く突入するにつれて複合材型のほうが大きく

なる。 Photo16は，複合材型の実験の途中段階および

最終的な変形の状況を格子型と比較して示したもので

あるが，複合材型の変形は長さ方向に広がっており，

格子型が食い込み型の破壊形式でエネルギーを吸収し

ているのとは対照的である。

緩衝工の反力曲線を計算で求める。格子型緩衝工の

反力曲線は，第 4章の (68)式を適用し， Fig.100にお

いて水平桁が 3枚に対して計算すると，船首の内板接

触までの荷重Pと突入量Wとの関係は (106)式にな

る。

(a) Grid (coarse) type 

(b) Composite type 

(c) Front: Composite type 

Back : Grid (coarse) type 

Photo 16 Fracture modes of buff er models 

P=l凡＋［ 8;T +い］w ；几→PM

[ 6<1oth tan T J 
(106) 

PB +l 6<Joth tan t j(w-w砂；凡→Pc

ただし T=cr,凶， <Sy:材料の降伏応力， to:外板

の板厚， b:水平桁間隔， Q :たて桁間

隔， <J o=3✓6戸 6cr （妬は水平桁の弾

性座屈応力値）， tぶ水平桁の板厚， PA: 

水平桁の座屈荷重値， PB=16 <JythWB• 
() ：船首角，WB=0.5f~社（知：
外板の破断歪で0.2とする）

(97) 
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なお，外板が破断する前に船首荷重が作用している領 ウレタンフォームの圧縮歪エネルギーE1
域のたて桁が座屈する場合 (Wcr1<WB) には， Perlか

ら破線のように折れ曲がり，（107)式のようになる。

P=Pcr1+[-¥-f-責 <Jyth](w-Wcr1)

ft V 

Wcr1= 
3 2 

2T 
✓ay 6crv 

(107) 

ここで Perl : (106)式のPA→氏の式でW=Wcrl

を代入したPの値， tv:たて桁の板厚，

“CTV：たて桁の弾性座屈応力値

そして皿以後は，内板による反力上昇を加えていけば

よい。

複合材型に対応する P-W曲線については，水平桁

の座屈荷重値PA,水平桁からの反力寸ト6山 w（複合材

型の場合は水平桁2枚），そして均一材（反力q) で支

持された外板からの反力Pqの和で表わされるとする。

そしてpqについては， Fig.101に示すように集中荷重が

作用したとき，一様なqに支持された外板に膜力Fが生

じているとして導いた。すなわち，突入量がWoのとき

の変形の広がりをc,撓み形を放物線に仮定して， y=
(wo/cり (x-c戸とすると

izontol girder 
uter plate 

Fig.101 Composite-type of buffer model 

E1= 2foc 2qbydx= 
4qbwo 

0 2qbydx=~ c (108) 
3 

および外板の膜歪エネルギーE2

E2=2F[fo。c{1+½（皇）2} dx-c] 
4FwJ 

= 3c (109) 

の和U=Eげ E叶こおいてau;ac=oから

C ＝万qb (llO) 

仮想仕事の原理を適用すれば

Pふ＝鉱如。

から

Pq= 
4 qbc 8 Fw。
3 

＋ 
3c 

ただし F= 2 9Ybt。
になる。 (110) 式より

雇<fについてはc=JEfi-

三凸ついてはc=fq b 2 2 

を (112)式に代入すれば

(111) 
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(114) 

とW との関係として

P=PA+Pq+ 
4 百―(Jy[hW (115) 

が得られる。 (106)式および (115)式をW について積

分すれば，格子型緩衝工および複合材型緩衝工の吸収

エネルギーが求まる。

(98) 
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Fig.96, 97に示した格子型緩衝工についての計算値

を実験値と比べると，反力曲線で第 2の山の上昇する

付近まで比較的良く合っており，第 1の山で格子（密）

型のほうが破断が早く生じ，山が小さくなっている傾

向も計算にあらわれている。実験値と計算値の差異の

主な点は，第 1の山で，外板の亀裂の進展につれて荷

重が下降する過程が，実験値では比較的に緩やかに

なっている点であり，そのために吸収エネルギー曲線

で計算値がやや低くなっている。しかしこの点を除け

ば，格子型については本計算手順を繰り返していけば，

荷重一突入量関係を求めることができると思われる。

Fig.98, 99に示した複合材型緩衝工についてみると，

計算値がやや高めになっているが，傾向として良い一

致を示している。Fig.98からわかるように，複合材型の

場合には格子型のような反力曲線の山はなく，反力の

一様な上昇が曲線の特徴になっている。同図には，格

子複合型の第 1の山の立ち上がりについて (115)式に

よって計算した結果を示しているが，スパンQの短い

場合にも反力の上昇がほぽ良く合っており，外板が破

断するまでは，（115) 式はほぽ妥当であると考えられ

る。

Fig. 102, 103に，反力曲線および吸収エネルギー曲線

における各緩衝工模型の性能の違いを比較して示した。

これをみると，反力曲線の特徴は複合材型と他の緩衝

工とに大きく分かれており，吸収エネルギー曲線にも

差が生じている。船首の強度は船によって異なること

を考えれば，船首が圧壊するまでの性能として，反カ

が漸増する複合材型が一般的には望ましいと考えられ

る。緩衝工の吸収エネルギー特性については，後の5.5

節で触れる。
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(b) 船首一緩衝エ実験

船首模型と緩衝工模型とを組み合わせた実験の荷重

と変形量との関係を， Fig.104およびFig.105にそれぞ

れ格子（粗）型および複合材型について破線で示した。

ここで変形量は船首と緩衝工の相互接近量，すなわち

船首の変形量と緩衝工の変形量の和を示したものであ

る。一点鎖線は，船首，緩衝工それぞれの単独実験（相

手が剛な場合）の結果である。船首の単独実験におい

ては，緩衝エと同じ外形をした剛体により船首を圧壊

させたときの荷重と突入量との関係である。このとき

の変形の様子をみると，船首の先端がある程度変形し

た後は，船首先端部に続く船側外板が先端部のほうか

ら次々に座屈し，折りたたみ込まれながら変形が進ん

でいくが，その間ほぽ一定の荷重が保たれている。実

線は，船首，緩衝工それぞれの単独実験値を重ね合わ

せたものである。すなわちFig.104において，ある荷重

Poに対して船首の変形量Wsと緩衝工の変形量Wbuとを

加え合わせたもの (Ws+Wbu) を変形量として示した。

船首の圧壊後は，船首が一方的に破壊するとして，圧

壊後の船首の単独曲線を継ぎ足した。実線と破線を比

べると，格子型においては，変形の初期の段階で船首

先端部に局部的に生じた変形によって実線と破線に差

がでているが，その差はそれほど大きくはない。また

船首の圧壊後は，船首単独曲線の荷重値とほぽ同じ荷

重値が保たれるが，これは船首が先端部後方の船側外

板の座屈によって圧壊されるため，先端部のかみ合い

の影響が小さかったことによると考えられる。このこ

とは，本実験で使用した他の緩衝工模型に対しても同

様であった。 Fig.104の格子型で，船首先端と緩衝エと

のかみ合いの影響をみるために，船首の甲板と緩衝エ

(99) 
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の水平桁とを一致させた実験結果を点線で示している

が，これと破線とはほぼ一致しており，船首先端のず

れによる差はほとんどなく，かみ合いの影響は少ない

と考えられる。またFig.105の複合材型においても，実

線と破線はほぼ一致している。これらのことから，こ

の種の緩衝工に対しては，船首と緩衝エそれぞれの圧

壊強度を重ね合わせることによって，吸収エネルギー

を求めることができるものと思われる。

5.4. 2 コーナー衝突

前項においては，船首が緩衝エと直角に船首衝突す

る場合を考えたが，実際の衝突では， Fig.76(4)に示した

ように橋脚コーナ一部の緩衝工に船側が衝突する可能

性も大きいと考えられるので，この場合に相当する圧

壊実験を行った。緩衝工の種類としては，船首衝突の

実験の場合と同様に，反カー変形曲線の形が典型的に

異なる 2種類の緩衝工，すなわち格子型および複合材

型を考えた。これらの模型を船側模型と組み合わせて

(100) 

相互の変形実験を行い，緩衝工の性能を調べた。

(1) 試験模型および実験方法

緩衝工の模型の形状は，橋脚コーナ一部に装着でき

るように半円筒型とした。緩衝工の構造形式としては，

船首衝突の場合と同様に，内部を桁板によって仕切っ

た格子型と内部に均一材としてポリウレタン（この場

合の圧縮強度l.6kg/cm2,比重0.045)を充填した複合

材型との 2種類で，格子型模型の形状および寸法を

Fig.106に示す。同図に示すように，格子型は，たて桁

を22.5゚ おきに放射状に入れて， 1.2mm厚の鋼板によ

り組み立てた 2層格子桁構造である。一方，複合材型

は，格子型の桁板を取り除いて，その代りに，外形に

合わせて整形したポリウレタンを充填したものである。

緩衝工の幅は800mm，深さは450mmで，半径300mmの

橋脚コーナ一部に相当する半円柱の形状の剛体に取り

付けた。船側模型は5.2節で使用した船側模型(Fig.78)

と同じ寸法で， 4,000G.T船の 1/11程度の縮尺を想定

し，実船を単純化した横肋骨式構造のものである。

実験方法としては前項の船首衝突の場合と同様に，

平面剛体により緩衝工模型を圧壊させて，緩衝工単独

の性能を調べた。次に，緩衝工模型と船側模型とを組

み合わせて，緩衝エと船側相互の変形実験を行った。

(2) 実験結果および考察

緩衝工を平面剛体により圧壊させた時（緩衝工単独

実験と呼ぶ）の荷重Pと変形量W との関係をFig.107に

示す。同図において，実線は複合材型の， 1点鎖線は

格子型の実験結果である。これをみると，複合材型に

おいては，変形につれて荷重が比較的滑らかに上昇し

ているが，格子型では曲線に大きな山がいくつか生じ

ている。これらの山が生じる時の変形量をみると，平

面剛体がたて桁の位置まで突入した時に対応している

ことから，これらの山は，たて桁が圧壊した時にほぽ

対応して生じたものと考えられる。また同図において，

破線は複合材型の緩衝工，点線は格子型の緩衝工を，

それぞれ船側模型と組み合わせて相互の変形実験を

行った時の実験結果である。この時の変形量は緩衝工

と船側との相対接近量を表わしている。この船側と組

み合わせた実験（相互変形実験と呼ぶ）結果と緩衝工

単独実験結果とを比較してみると，格子型においては，

相互変形実験の曲線は山がとれた形になっている。各

荷重段階での変形の計測結果，そして船首と緩衝エと

の相互変形実験において，その実験結果と緩衝工単独

実験との間に差が生じたところで船体と緩衝エとのか

み合いが大きく生じていたことから考えて，ほぼこの

山に対応して船側が部分的に変形を大きくうけていた
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と考えられる。複合材型においては，緩衝工単独実験

と相互変形実験とはほぼ同じような曲線になっている。

Fig.108は，Fig.107をW について積分して求めた吸収

エネルギー曲線を示したものである。格子型の吸収工

ネルギー曲線は， Fig.107の荷重曲線の山に対応したと

ころで単独実験と相互変形実験との差が大きくなって

いる。一方，複合材型においては，この差はゆるやか

に広がっており，しかもその値が小さいこと，ならび
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に船側圧壊曲線と緩衝工単独実験とを重ね合わせた曲

線から，緩衝エと船側とのかみ合いによって船側が部

分的に変形をうけた量は小さいと考えられる。

5.4. 3 実船への応用

本実験に使用した種類の緩衝エが実際に設計された

場合の吸収エネルギー量を，5.4.1項の船首衝突を例に

概算してみる。Fig.109に， 4,000G.T.（排水量L1=8,800 

ton)の船が衝突したときの船首変形量と緩衝工の変形

量の和o(m)と，吸収エネルギーから概算した衝突速

度V (kt) との関係を示す。模型の縮尺率（ 1:ッ）を

1 : 8とし，吸収エネルギーとしては船首，緩衝工単

独実験を重ね合わせた曲線を用いて，吸収エネルギー

(101) 
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Eはッ％こ比例し，変形量8はッに比例するとして見積っ

た。衝突船の運動エネルギーを船首圧壊までの変形量

8によって吸収するとすれば，その時の吸収エネル

ギー量E(o)によって

攣炉＝咋（o)

から，衝突速度として

v＝ 三1.14 

(116) 

(117) 

が得られる。 (117)式の関係を示したのがFig.109の曲

線である。これをみると，格子型 3種の吸収エネルギー

値に差はほとんどなく，複合材型に比べてかなり小さ

くなっている。これから全般的にみると，複合材型の

ように外板の変形が広がることによりエネルギーを吸

収する方式が優れていると考えられる。

5.5 緩衝工の吸収エネルギー特性

これまで代表的な緩衝工についで性能を調べてきた

が，ここでは一般的な緩衝工の特性について述べる。

大型の船舶の衝突，あるいは小型船でも高速で衝突

する場合のような，いわゆる規模の大きい衝突に対し

て緩衝エが十分な機能を発揮するためには，ゴム防舷

材のような，緩衝工の主として弾性的な変形のみに

よって，衝突による船体の運動エネルギーを吸収する

ことは不可能である。このような規模の大きい衝突の

場合は，どうしても緩衝工の塑性変形あるいは破壊に

よって衝突エネルギーを吸収しなければ，衝突した船

(102) 

体に非常に大きな破壊を生じることになる。緩衝工は

破壊することによって，衝突船の大きな運動エネル

ギーを吸収することが必要であるとともに，船体の破

壊を防止するために，その破壊圧力が船体より小さい

ことが要求される。

このような低い圧力で破壊し，しかも大きな運動工

ネルギーを吸収する緩衝工の性能を満足するものとし

て考えられるものが，5.4節で検討を行った格子型緩衝

工および複合材型緩衝工である。格子型緩衝エも複合

材型緩衝エも，比較的薄鋼板の座屈および破断によっ

てエネルギーを吸収するものであるが，格子型の構造

では，座屈破壊する水平桁およびたて桁が格子状に配

置されており，船体の衝突によって圧縮荷重をうけた

場合に，格子状に配置された部材の位置では，コーナー

部の緩衝工の実験でみられたように局部的に高い反カ

を示し，緩衝工の機能を満足しない可能性がある。衝

突船体との接触面の平均圧壊荷重としては，緩衝工の

要求性能を満足していても，船体が限られた面積で接

触する場合は問題が残ることになる。その対策として

は，緩衝工の構造の一様性を高めるために，なるべく

多くの水平，垂直の座屈破壊材を配置することである

が，しかし，板が薄くなることからその限界がある。

このような欠点を補うものとして，複合材型の緩衝

工が適しているが，これは船体が局部的に緩衝エと衝

突した場合でも，その荷重を緩衝工の比較的広い部分

で受け持つ機構とするもので，したがって，緩衝工の

どの位置に接触しても反力が比較的一様になるような

特性をもっている。これは鋼板の外枠の内部に充填し

たぜい性破壊材 (5.4節の実験では硬質ポリウレタン

フォームを使用した）が，緩衝工の船体との接触面の

変形に伴い，広い範囲に破壊するためであり，充填す

るぜい性破壊材の強度と格子型構造の強度との調和を

はかれば，最も合理的な緩衝エが設計できることにな

る。このような要求からすれば，格子型の内部に充填

するぜい性破壊材等の緩衝材料の特性としては，5.4節

で実験を行ったもののほか，さらに性状，特性の異なっ

たものが出現することが望ましい。

つぎに，衝突対象船舶の条件が設定され，それに対

応して緩衝工を設計した場合に，その反力特性曲線が，

対象とした衝突船舶よりも小型の船舶の衝突に対して

も十分緩衝工の機能を満足することが必要である。こ

のような考え方にもとづく，緩衝工の反カー変形曲線

の合理的な設計法の一例を以下に示す。

いま，衝突対象船 (A船）の排水量4A，衝突速度VA

（以下限界衝突速度と呼ぶ）が与えられ，緩衝工の圧壊
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荷重Perが規定されたときに， Fig.110のように緩衝工

の反力Pと変形量8との関係が

P=kが

k,n:定数

で表わせる緩衝工を選んだとする。 A船の運動エネル

(118) 

ギーUAは

↑
 

s
 

p
 

a::>JOJ 
U
O
!
↑3
0
a
a
 

UA=aLJAVA 

a：定数

で表わせるから，これを緩衝エがふの許容変形量で吸

収するとすれば

(119) 

叫 vl= lo/Ser PdB 

゜より

VA=(]噴屏「―
a山 (n+1) 

ただし Pcr=k~r 

(120) 

(121) 

が得られる。

この緩衝工にA船より小さな任意の船舶， S船が衝突

したとする。 S船の排水量をL1s,S船の船体の圧壊荷重

をPs,Psに対応する緩衝工の変形量を＆とすれば，

(121)式と同様にして

Vs=［戸戸―
aLls(n+l) 

(122) 

ただし Ps=k~ 
になる。 (121)式と (122)式により

VVい（か}（化）碧 (123)

が得られる。

ここで例えばS船のA船に対する代表寸法比を入と

し，排水量比は入3で，圧壊荷重比は入2で表わせるとす

れば，（123)式は

V s 2-n 
ー＝入―—VA 2n 

(124) 

になる。

湯についても， A船と同じ限界衝突速度まで許容で

きるような緩衝工を設計するとすれば， Vs/VA=1よ

り， n=2になる。 (118)式と (121)式にn=2を代入

すれば，緩衝工の反力曲線として

P=（壻）が (125)

ただし UA:衝突船の運動エネルギー

ふ：緩衝工の許容変形量

が得られる。このような反力曲線をもつ緩衝工を選べ

8s 8cr 

Deforma↑ion 

Fig.110 Relation between reaction force and 

deformation in buff er 

ば，小型船についてもA船と同じ限界衝突速度が与え

られることになる。

5.6 船舶の衝突損傷防護施設の設計指針

前節までで，代表的な形式の緩衝工について，その

性能を調べ，どのような緩衝エが望ましいかというこ

とについて述べた。本節では，通航船舶に対する橋脚

の接触防護施設の設計の具体例として，本州四国連絡

橋の南・北備讃瀬戸大橋の橋脚に試験用に設置（昭和

56年 9月～58年 5月）された船舶接触防護施設のうち

鋼製緩衝工を例に緩衝工の大きさを決める過程を検討

する。すなわち，衝突船の大きさおよび衝突形態に対

応してどの程度の規模の緩衝エが必要になるかを算定

することにする。

まず，設計条件を設定する必要がある。この付近を

航行する船舶においては，長さ50m以上の船舶に対し

ては航路内を航行することが義務づけられているので，

対象船舶の大きさとしては，航路外航行船および航路

内航行義務船に分けて考え，前者については総トン数

500トン (500G.T.)の船舶を，後者については総トン

数3,000トン (3,000G.T.）の船舶を対象船舶として考

えることにする。これは，備讃瀬戸航路における船舶

の大きさ別通航量の分布82)をみると，この水域での航

行船舶の約80％が500G.T．未満の小型船舶で， 3,000G.

T未満の船舶でみると，全船舶の約90％を占めている

ことからこのように設定した。そして，それぞれの船

舶について衝突形態を直進衝突および避航時の衝突に

大きく分けて検討する。

5.6. 1 対象船舶の大きさと衝突形態

(a) 対象船舶の大きさ

総トン数500トンの船舶（長さ50m未満）

……………航路外航行船

総トン数3,000トンの船舶………航路内航行義務船

(103) 
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(b) 衝突形態

衝突形態を直進衝突，および避航時の衝突について

整理するとTable10のようになる。そこで対象船舶

の大きさに応じて，これらの衝突形態についてそれ

ぞれ調べることにする。

5.6. 2 接触防護施設としての緩衝工

緩衝工の強度として衝突面の単位面積あたりの平均

反力びo (t/mりをとり，その値を基準に緩衝工の規模

を，衝突船の運動エネルギーを吸収するのに要する緩

衝工の張出し量Lfによって表わすことにする (Fig.

111)。なお，緩衝工の深さDfについては，衝突対象船

舶の型深さ以上あるものとする。緩衝工の平均反力びo

を基準にして緩衝工の規模を計算したのは， 9oが決ま

れば，この条件を満たすような緩衝工の構造寸法は，

前節までの計算式を使えば比較的容易に決めることが

できると思われるからである。

以下に述べる緩衝工の規模の計算では，簡単にする

ために船舶が緩衝工に食い込む形で突入すると仮定し，

緩衝工は圧縮反力によって衝突エネルギーを吸収する

ものとして，緩衝工外側の鋼板の張力の影響は無視す

る。また，緩衝工の有効変位量は100%，すなわち緩衝

工の張出し量いっぱいにとることにする。

(a) 航路外航行船の衝突

航路外航行船（長さ50m未満）のうち最も大きいクラ

スと考えられる総トン数500トンの船舶が緩衝工に衝

突した場合を考える。衝突形態としてはTable10のす

べての衝突形態を考慮する。

イ）直進衝突 (A-1)

総トン数500トンの船舶の船首の標準寸法を「本四公

団設計要領83)」により算定して， Table11のよう［こ設

定した。

Bridge pier 

Breadth of 
buffer 

Depth of 
buffer 

Fig.111 Buffer attached to bridge pier 

船首強度Fsとしては， Fig.112のように船首部分を模

式化し

」
Fs= { DOsF 

as; 0 ~os~OsF 
(126) 

Pc~s) ; OsF~O.ぷ Osa

ただし ふ ：船首先端からの傾斜部の長さに相当

する船首変形量 (=LsF)

＆ ：船首部の変形量

ふ ：船首部の許容変形量 (2/ 3 LcoLLと

する）

k,LL：船首端から船首隔壁までの距離

Pcr(s) : (91)式

とする。ここで衝突船船首の許容圧壊量は，船首端か

ら船首隔壁までの距離の 2/3にとることにした。

Table 11の数値を用いて，（126)式より船首の圧壊

荷重および船首の圧壊により吸収されるエネルギーを

計算し，それらの値を船首変形量に対して示すと

Table 12のようになる。 Table12において， Pcr(s)は船

首の圧壊荷重で， Esaは船首が必まで変形した時の吸

収エネルギー量を示す。

Table 10 Collision pattern 

I Al Bow collision 

IA-I) 

Collision I _!! , 
pattern 

(104) 

(Bl Collision in steering 
clear of bridge pier 

(B -1) (B-2) 

(C) Side collision 
in drifting 

(C-1 I 

，，，，，，土］倉『
9., 0 ~ 30• w = 0.035rod /s 84'30• 



Table 11 Scantlings of standard model ship 

Unit 巫 T.Sip3.000G.T. Ship 
Length L • 50 xヮ古 m 50.0 90 9 
Breadth B • L/10 + 3.BI m 88 12.9 
Depth D • O.OBL m 40 7 27 
Thickn●ss of side shell I • 0.82、／エ＋2.5 mm 8.3 10.3 
Frame space S • 610 mm 610 610 
Collision B!!!1 l.coll = 0.1 L m 5 0 9 09 

Dstisrtlanan●ce rs betw●●n b = 3S 面 1,830 1,830 
Raked distance LsF=0250 m I. 0 I 82 
Stem angle 28 茎 35• ~ 70° de, 35 50 

加晏；W=Gross↑onnage 

Upper deck ，， 
I I I 
I 

゜

Lcoll 

Fig.112 Standard model ship 

Table 12 Characteristic curves of standard model 

ships 

Lood (Fsl-Deformotion (8s) DAebfsoorrmbead tioe n ne(8r9sy ) (Es l ~ Curve curve 

Fsltl 

口o・ロ：□と999 -m,o 9 rn ,o ,.. ., 500G.T. 

雰'm•如loo •如133•紐309 

ship 

3000G.T. ぃ［叫こE'9-ml ＆伽l

ship 

いま，船首が緩衝工に突入するとき，緩衝工の反カ

Ff （緩衝工の受圧面積Xびo)が船首の圧壊荷重Pcr(s)を

超えるまで船首の突入が進み， EがPcr(s)を超えると船

首の圧壊が進む。この時に緩衝工によって吸収される

エネルギー，および船首が許容変形量まで変形すると

きに吸収されるエネルギーの和が，衝突船の運動エネ

ルギーより大きくならなければならない。総トン数500

トンの船舶の満載排水量4fを1,100トンとし，航行中

105 

の排水量4と満載排水量4fの比をどで表わすと，直進

運動に対するエネルギーE (t•m) は (127) 式により

計算される。

E=  1.1x21100ど
g 

(0.514 Xv) 2 

ここで V :衝突速度（ノット）

g：重力の加速度

(127) 

一方，衝突船船首が緩衝エ（張出し量Lf，単位面積

あたりの平均反力O"o) に突入してきた時の船首突入量

(o)と緩衝工の反力 (Ff)との関係，および8と吸収工

ネルギー (Ef）との関係はTable11の記号を用いれ

ば，第 3章の食い込み型破壊形式に対する式より，そ

れぞれ (128)式，（129)式のように求まる。

三）がtan()
; 0 ~o~LsF 

Ff=~ <5oD(2o-LsF) tan() ; LsF~O~Lf (128) 

g。D(2Lf-LsF) tan() 

Ef=[l:;克):3:a:()0([〗t:;LFf (129) 

長D [LいF+3(2Lf―LsF)o-3L}] tan() 

; Lf~O~Lf+Osa 

; Lf~O~Lf+Osa 

したがって，緩衝工の吸収エネルギーEfは，（129)

式の最後の式に8=Lf十釦を代入して

1 
E戸すa。D [L~戸3(2Lf―ムF) Osa 

+3Lf(LfームF)] tan() (130) 

が得られる。ここで緩衝工の張出し量の限界値 (Lf)cr

として，緩衝工の反力が船首の圧壊荷重に等しくなっ

たときの値，すなわち

Ff=Pcns) (131) 

のときの値をとることにする。 (128)式と (131)式と

より

（し） CT=が~+LsF) (132) 

になる。

(127)式の直進運動に対するエネルギーを，緩衝エ

の吸収エネルギーE心船首の吸収エネルギーEsaとの

和に等しいとおくと，衝突速度Vは

v=CP-冨；a

5 
（ノット） (133) 

ただし C=0.25（総トン数500トンの船舶に対し

て）

(105) 
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になる。

以上の結果より，総トン数500トンの船舶の直進衝突

に対して，許容速度Vと緩衝工張出し量L心の関係を

示したのがFig.113である。ここで，緩衝工の深さは衝

突船の型深さ以上あるものとし，航行中の排水量4と

満載排水量4心の比を変えた曲線を示している。緩衝

工の平均反力a。(t/mりは，後述するような総トン数

500トンの船舶の船側強度を基準に，それ以上の値を選

び， 3ケースにつき計算を行った。同図をみると，例

えば緩衝工の平均反力6。として10(t/mりを採用した

場合，総トン数500トンの船舶が満載で13ノットで衝突

した時に必要な緩衝工の張出し量は10mになる。

ロ）避航時の船首衝突 (B-1)

これはTable10の衝突形態において，船舶が避航し

きれずに船首衝突する場合であるが，減速等の効果を

考えると，（A-1)の直進衝突ほど条件が厳しくない

ので，（A-1) の場合について検討しておけばよい。

ハ）避航時の船側衝突 (B-2)

これはTable10の衝突形態において，船舶が避航し

きれずに船側が橋脚コーナ一部に衝突する場合である

が，後述するように一般には (C-1)の衝突パターン

のほうが厳しいので (C-1)に含めて考え，この衝突

形態は考えないことにする。

二）漂流衝突 (C-1)

これは船舶が操縦性を失い，風潮によりコーナ一部

ヘ漂流衝突する場合である。船舶と橋脚との衝突は

Fig.114に示すように，一般に船体は重心より離れた点

で接触衝突し回転すると考えられる。衝突後船体が各

文

Fig.114 Ship collision with bridge pier 

種の回転をするため，船体が保有していた運動エネル

ギーの一部がこの回転運動に変わり，残りのエネル

ギーが緩衝工に伝達されて衝突エネルギーとして評価

される。なお，船体の回転運動のうち，水平面内の回

転による運動エネルギーが最も支配的であるため，他

の運動を無視して考える。

いま， Voを船の衝突速度， mを衝突船の質量， mR2を

船の慣性モーメント，知を回頭角速度とし， Fig.115に

示すように時間toにて衝突したとする。そして，緩衝エ

が最大変位に達した時間t1にて緩衝工に衝突した船の

部分が静止し，その衝突点を中心にして回転すると仮

定する。この時間t1における船体の回転角速度を凸と

して，船体の重心と接触点を結ぶ線と速度ベクトルと

のなす角をァとすれば次式が成立する。

mR2euoー mv。£ siny=m(R汗 0りCiJ1 (134) 

また，接触してから最大変位に達するまでに緩衝工

Bow collision of 500G.t ship 

20 20 20 

_乏... ―_ 18 

／心7色• ／ ムて~,. /i 
•0.7 

> 16 
0?.3 8 16 

!=> I 6 

息14 14 符，4

•9 12 12 12 

10 10 10 

8゚ 
8 8 

も

> 46 
l知 IOt虎 l 6 

1~•12t心 I
6 I ~•t4t1m11 

4 4 

2 2 2 

0 2 4 6 8 90 0 2 4 6 8 10 0 2 4 6 8 90 

Bread↑h of buffer Lt (m) Lt (m) Lt (m) 

Fig.113 Relation between speed of a striking ship 

and breadth of buffer (Bow collision of 

500G.T. ship, D全 4m)
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>
Time t。 Time t1 

Fig.115 Ship motion in collision 

になされた仕事量（緩衝工に伝達されたエネルギー） 度ベクトルとのなす角度 (deg)

は，時間t。とt1における運動エネルギーの差と同じで 船舶の慣動半径Rは近似的にR=L/4としてよい。

ある。すなわち 衝突時の対象船舶の回頭角速度0 は実船の値の平均値

1 1 
E=-mvt+-mR油 t2 2 

1 --m(R汗 0り研2 
(135) 

(134)式，（135)式より，知を消去すると

E=｝mvt 1+1り（凸炭炉／
1 +-½mR湛 1+ （iば） 2

+mv。伽° l+t『ク7lf2 (136) 

となる。

直進衝突の場合y=;:0と考えられ，横漂流による衝

突の場合知与 0と考えられるため，衝突エネルギーの

算出には (137)式，（138)式を用いることができる。

(1) 直進衝突の場合

1 
E ＝可a • L1 • v2 

1 1 
＋匹f3.L1. (Rc.J)2 • ~(137) 

(2) 漂流衝突の場合

E = 2lg /3．4 • V2 1+1り（凸炭『''.Y(138) 

ただし E:衝突エネルギー (t• m) 

g:重力の加速度 (=9.Sm/sり

“9/3 ：付加質量係数 (a=l.l,/3＝1.4) 

4 ：船舶の排水量 (ton)

v：船舶の衝突速度 (m/s)

o ：衝突前の船舶の回頭角速度 (rad/s)

〇：接触点から船舶の重心までの距離 (m)

R：水平面における船舶の重心まわりの慣

動半径 (m)

ッ：船舶の重心と接触点を結ぶ線と衝突速

w = 2 ° / s (= O. 035rad/ s) を用いることにする 83)0 

(137)式と (138)式とを比較すれば，（138)式の

値が(137)式の値よりも一般的に大きくなり，（B-2) 

の避航時の船側衝突はここでの漂流衝突に含めて考え

てよいことになる。

船側衝突においては，船首衝突と異なって船側は船

首隔壁に相当するものもなく破壊は許容されず，塑性

崩壊が生じる状態までの範囲内にとどめる必要がある。

船側衝突における船側の許容強度Psaについては， Fig.

116に示すように配置された船側外板または肋骨のど

ちらかに全塑性曲げモーメント Mpが生じる時の荷重

と考える。

cjj:j8 

O
H
 

Transverse frame system Longitudinal frame system 

Fig.116 Side shell 

船側外板の許容強度Psa1は，肋骨を支点とし，肋骨間

を支間Sとする連続梁と考え，支点上断面に全塑性曲げ

モーメント Mp1が生じる時の荷重とする。この場合の

Mp1は (139)式で与えられる。

1 
Mp1=-f:戸SalO S2 

= <J'yZ,,1 

(139) 

ここで， Zp1は外板の単位幅あたりの塑性断面係数で

Zp1=t2/4であるから，（139)式よりPsalを求めると

(107) 



108 

t Psal =3dy (--;';-) 2 
s 

になる。

(140) 

一方，船側肋骨の許容強度Psa2は，船側外板と同様

に，甲板間または隔壁間を支間0とする連続梁と考え，

支点上の梁断面に全塑性曲げモーメント Mp2が生じる

時の荷重とする。この場合のMp2は (141)式で与えら

れる。

島＝令—Psa2 • SP, 2 

=6Yみ

ただし な：梁の塑性断面係数

したがって

Psa2＝ 攣
になる。

(141) 

(142) 

船側部の許容強度Psaは (140)式および (142)式の

いずれか小さいほうの値をとる。実船計算例から船側

強度を計算すると，総トン数500トンの船舶に対しては

Psa= 16t／面程度になる。緩衝工の平均反力O'oは

6。 ~Psa (143) 

に設定する心要がある。

船舶の船側が橋脚コーナ一部に漂流衝突するときの

緩衝工の吸収エネルギーE心，緩衝工の変形量8に対

して

Ef=(JoD fo8B(o)do (144) 

゜ただし B (o) は緩衝エと船舶との接触幅

によって与えられる (Fig.117)。E心 (138)式のE(4=

ど4f）とを等しくおくことにより，漂流速度の許容値

Vは

v=C'[ユど （ノット） （145) 

ただし A戸 f8B(8)d8

゜C'=0.439（総トン数500トンの船舶に対し

て）

になる。

直進衝突の場合と同様にして，総トン数500トンの船

舶の漂流衝突に対して，許容速度と緩衝エ張出し量と

の関係を示したのがFigl18である。同図から，例えば

<Yo= lOt/m切緩衝工を設置する場合は，船舶が満載状

態で南北備讃瀬戸航路付近を 6ノット（潮流速＋ 2

ノット）で漂流し，橋脚に衝突する場合に対処できる

(108) 

Fig.117 Ship-side collision with buffer in drifting 

ような緩衝工の張出し量は2.4mになることがわかる。

(b) 航路内航行義務船の衝突

航路内航行義務船の対象船舶として総トン数3,000

トンの船舶（満載排水量L1t=6,400トン）を考える。衝

突形態としてTable10で示したものを考えるわけであ

るが，（A-1)の直進衝突においては航路外逸脱時の

避航措置による減速効果を考える。 (B-1)の避航時

船首衝突および (B-2) の避航時船側衝突について

は，総トン数500トンの船舶の場合と同様にして，それ

ぞれ（A-1)直進衝突，および (C-1)漂流衝突に

含めるものとする。

イ）直進衝突 (A-1)

総トン数3,000トンの船舶の船首の漂準寸法を算定

するとTable11に示したようになる。この数値を用い

て，船首の圧壊荷重および船首の圧壊により吸収され

るエネルギーを計算し，それらの値を船首変形量に対

して示すとTable12のようになる。 Table11, 12の数

値を使えば，衝突速度Vは (133)式で与えられる。こ

こで，総トン数3,000トンの船舶に対してC=0.103に

なる。ただし， Vは減速効果により船行速度より減じら

れた値になる。計算結果をFig.119に示す。同図からみ

ると，びo=10(t/mりの場合，総トン数3,000トンの船

舶が満載で減速後 9ノット(=.:13ノット x-¼）で衝突し3 

た場合は，その運動エネルギーを吸収するのに必要な

緩衝工の張出し量は 6mになる。

ロ）漂流衝突 (C-1)

総トン数500トンの船舶の場合と同様にして，総トン

数3,000トンの船舶の船側強度Psaを算定するとPsa=

26t／而程度になり， 500トンの船舶より大きい値にな

るから，緩衝工の平均反力びoとして総トン数500トンの

船舶に対する値を使用しておけばよい。総トン数3,000
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Side collision of 5CX)G.T ship 
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Fig.118 Relation between speed of a striking ship 

and breadth of buffer (Side collision of 

500G.T. ship, D心 4m)
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Fig.119 Relation between speed of a striking ship 

and breadth of buffer (Bow collision of 

3,000G. T. ship, D心 7.27m)

トンの船舶に対する漂流衝突の場合を500トンの船舶

と同様に計算するとFig.120のようになる。同図をみる

と， do=lOt/m切緩衝工を取り付ける場合，満載状態

で500トンの船舶と同じ 6ノット（潮流速十 2ノット）

で漂流し，橋脚に衝突する場合に必要な緩衝工の張出

し量は4.8mになる。

5.6. 3 緩衝工の規模

これまでの検討結果を総合すると，緩衝工の平均反

力doは衝突船の船側強度によって規制されるが，ここ

で対象にした総トン数500トン～3,000トンの船舶に適

用できる doの範囲においては，緩衝工の張出し量と衝

突速度との関係はdoによってそれほど大きくは変わら

ない。そこで，標準的な値としてdo=lOt/m勺ことり，

設計の便利なように，緩衝工の張出し量と衝突速度と

の関係を衝突船の総トン数をパラメータにしてFig.

121に示した。同図では，直進衝突については実線，漂

流衝突については破線で表わし．，それぞれについて，

これまでの計算結果に総トン数1,000トンの船舶，

2,000トンの船舶の場合を追加して示してある。同図に

おいて，これまで取り上げた計算例の値を総トン数

3,000トンの船舶については●印で，総トン数500トン

の船舶については〇印で示した。また参考として，試

験用に設置された緩衝エ (Fig.122)の値を△印で示し

た。

Fig.121をみると，試験用緩衝工は総トン数500トン

の船舶を対象とし，本章の検討結果から橋脚コーナー

(109) 
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部には複合材型を，橋脚平行部には格子型を採用した

ものであるが，その緩衝性能はFig.121を満足している

ことがわかる。

5. 7 まとめ

架橋部を通航する船舶が操船ミスあるいは漂流等で

橋脚に衝突した時に，船舶および橋脚双方の安全確保

の面から，橋脚に装着することが望ましいと考えられ

る緩衝工の設計上の資料を得るために，船体および緩

衝工の部分模型による圧壊実験を行った。

船舶の橋脚への衝突パターンおよび条件はいろいろ

考えられるが，ここでは最も厳しいあるいは可能性の

大きい 2ケースを選んだ。船首衝突については，船舶

が進行方向で橋脚の平行部分と直角に衝突する場合を，

船側衝突については，橋脚のコーナ一部に衝突する場

合を考えた。それぞれの場合について船体の部分模型

による圧壊実験を行い，衝突時にうける荷重，吸収工

ネルギーについて考察を行った。実験結果を解析して

(110) 

Fig.122 Test model of buffer 

得た計算式によって，中小型船を対象に，衝突力およ

び橋脚突入量と船速との関係を求め，衝突条件を求め

るための資料とした。この資料は，簡略化した構造に

ついての計算結果を船の総トン数によって整理したも

のであるが，船体構造および構造部材寸法は多種多様

であるので一律に総トン数で整理することに問題はあ

るものの，一応の目安として緩衝工の設計資料が得ら

れたと思われる。

また，本州四国連絡橋用に試験的に設置された緩衝

工に関連して，実験の緩衝工の吸収エネルギー特性を

求める時の手順を示した。



本章の研究結果を要約すると

(1) 橋脚と船舶との衝突における船体の破壊挙動も，

前章までの実験において解析した手法と同様な考え方

によって推定することができ，中小型船を対象に衝突

条件を設定するための資料を得た。

(2) 船舶と緩衝エとの衝突においては，船体と緩衝

工それぞれの圧壊曲線を重ね合わせれば，船体が緩衝

工に突入した時の変形状態を求めることができる。

(3) 緩衝工の種類としては複合材型のような反力曲

線をもつものが全般的に優れていると考えられる。

(4) 緩衝工についての実際の計算例をFig.121にま

とめて示した。これによって，橋脚設置海域で対象と

なる衝突船が設定されれば，緩衝工の大きさを求める

ことができる。

6. 船舶と海洋構造物との衝突問題

6. 1 研究の概要

海洋構造物を構成しているパイプ部材の衝突時の挙
動については93)-104)107)108)，これまでDnVを中心に研究

が行われている 113)。これらは，主にジャッキアップタ

イプのプラットフォームのブレース材を対象に，梁と

しての塑性崩壊挙動について研究しているものが多い。

しかし，海洋構造物に対する補給船 (supplyvessel) 

などの船舶の接触事故には比較的小規模の衝突が多い

と考えられ，セミサプのコラムなど海洋構造物の主構

成部材では，局部変形により衝突エネルギーのかなり

の部分を吸収できると思われる。船舶の衝突による損

傷をできるだけ局部的におさえることは，海洋構造物

の余剰強度を保つ面から望ましい。したがって，パイ

プ部材の局部変形挙動から，梁としての全体挙動に移

る付近の変形挙動を検討する必要があると考えられる。

6.2節においては，外径の大きなパイプ部材の模型実験

を行い，上記の変形挙動を調べた。

一方，将来の沖合中継基地構想などに組み込まれる

と考えられる大型浮遊式海洋構造物においては，浮体

要素としてフーティング型の円筒殻が有効な構造形式

の一つにあげられる。このフーティング型浮体要素は，

船舶の接触等の横荷重に対しては片持ち構造（カンチ

レバー）になるので，横荷重により円筒殻に曲げおよ

び剪断が作用した時の崩壊強度を検討しておかなけれ

ばならない。そこで6.3節においては，船舶の接触等に

より異常な横荷重が浮体要素の先端に作用した時を想

定して，この時の円筒殻の強度を衝突強度の問題とし

て調べた。
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6. 2 船舶衝突時のパイプ部材の強度実験

6.2. 1 試験模型および実験方法

試験模型は，JIS規格の一般構造用炭素鋼管を一定の

長さ 3mに切り，その両端を厚鋼板（板厚25mm)に溶

接で固着した。試験模型の寸法は， Table13に示すよ

うに外径Dと厚さtとの比をD/t= 38------95. 3,スパンLと

外径Dとの比をL/D=4.92------8.44とし，外径の寸法が

大きなパイプ部材の模型とした。この試験模型の両端

の厚板を治具にボルトで固定し，その中央に第 5章で

用いた船首模型と同じ楔形状の剛体による荷重をくわ

え，パイプ模型の変形挙動を調べた (Photo17)。

パイプの横荷重による変形挙動については，

Thomas等は115)，単純支持のパイプ模型の実験を行

ぃ， Fig.123に示すような変形モードがあることを見出

した。すなわち，最初は荷重点の局部的な変形に限ら

れているcrumplingphaseと呼ばれるモード，その後

曲げ変形によりパイプ下部の変形が生じる第 2のモー

ドに移行し，そして最終的に崩壊に至る過程を示した。

本実験においては，6.1節で述べた理由から (i)~（ii)

の変形モードを対象にしている。

Table 13 Scantlings of test models 

Specimen Diameter Thickness 
D/t L/o Y尾Idstress 

D t 6y 

I -I 609．合 16 mm 38 4.92 37 k砂m而

I -2 II 12.7 48 II 33 

I -3 II 6.4 95.3 II 30 

II -I 457. 2 9.5 48 6.56 41 

]I -2 II 6.4 71.4 II 39 
][ 355.6 6.4 55.6 8.44 42 

賛

6.2. 2 実験結果および考察

Fig.124,...,__, Fig.126に，代表的な例として試験模型II

- 1, II-2および I-3について，長さ方向の各点

の変位と荷重との関係を示す。試験模型II-1の場合

は，荷重がP=25ton付近までは模型底部の撓みはほと

んど生じてなく，梁としての全体的な変形はおこって

いない。荷重が25tonを超えると，模型底部が徐々に撓

み始め， Fig.123の(i)から (ii)の変形モードに移行し

(111) 
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(a) Test setup 

(b) Deformation pattern (Model III) 

Photo 17 Test model 

Load P 
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• --．・ 
liiil Struc↑uro I col lapse 

Fig.123 Deformation modes of pipe〔Ref(115)) 

ていく。 II-2の模型では，荷重とともにパイプ下部

は荷重方向と逆方向に変形し，中央部の断面が偏平に

なる。その後， II-1の模型と同様に (ii)の変形モー

(112) 

ドに移行している。 1-3の模型では，実験の最終変

形の時点までパイプ下部は持ち上り変形の方向の反転

はみられなかった。試験模型の全体の変形状況の一例

をPhoto17(b)に，荷重直下の局部変形をPhoto18に示

す。

Fig.127は，試験模型11-1の変形状態を汎用有限要

素法プログラムMARCを用いて求めたものである。計

算では試験模型の¼の部分を切り出し，一点集中荷重

をくわえた。用いた要素は 8節点アイソパラメトリッ

クシェル要素で要素数42,節点数153である。同図は中

央集中荷重P=5 tonのときの変形モードを示してい

る。 Fig.128に，同じ試験模型11-1の長さ方向，中心

線上の変形について計算値と実験値との比較を示した。

荷重が9.2tonの時にパイプ上面の変形に計算値と実験

値とで差が生じているが，変形モードとしては，実験

とほぼ同じ傾向になっている。

本実験に用いた各試験模型について，荷重と変形量

との関係をFig.129にまとめて示した。ここで荷重Pは

両端固定梁としての塑性崩壊荷重

凡＝亙 (146) 

との比で表わし，荷重点の変形量0はパイプ外径Dとの

比とし，無次元化して示している。同図には，パイプ

部材を断面の形状変化がない梁と考えて導いた塑性崩

壊後の荷重Pと変形量8との関係式112)

; =:情 sin-1位） （147) 

をあわせ示している。これをみると，試験模型の変形

挙動は梁としての変形状態とはかけ離れており，（147)

式から崩壊曲線を求めることができない。

本実験で対象としたような局部的な変形挙動につい

ては，いくつか計算式が提案されているが，かなり結

果にばらつきがあるように思われる 95)。一方，局部的な

変形挙動を有限要素法で解くことが考えられるが，吸

収エネルギー性能を調べられる程度の変形段階まで追

跡することは計算規模の関係で実用上問題があるよう

に思われる。ここでは以下に示すような実験式を提案

することにする。

Thomas等115)の実験によれば，横荷璽によるパイプ

部材の局部的な凹損部の変形の形状は長さ方向に指数

関数で表わされる。この変形はスプリングで支持され

た糸のモデルと同一のもの116)になるから，いまパイプ

の変形挙動を第 5章の (114)式に置き換えて考える。

複合材型緩衝工の充填材で支持された外板からの反カ

を示す (114)式によれば，長いパイプ部材に対して荷
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(Model I -1 P=60ton) 

Photo 18 Local deformation (in the area of line 

load) 

p
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Fig.129 Load-deformation curves 
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Fig.128 Deformation of pipe on center line 

で表わせるとし，そしてqはリングの圧縮特性の式117)

を応用して

重Pと変形量8との関係は

P=4叫ヽ

ここで F ：外板の張力

b ：外板の半幅

q ：充填材の反カ

で表わせる。 (148)式のFとbについてパイプ部材に対

比させ， Fはパイプ部材の張力， bはパイプ部材の半径

に相当していることを考慮して

(148) 

q =C3翌
c3は定数

を用いることにすれば，（148)式により荷重Pと変形量

8との関係は

P=K・M。謹げ
ここで k：実験定数

Mo＝(Sy町 4

(151) 

(152) 

F=C1crvDt (149) 

で与えることができる。 (152)式で実験との比較から

K=40としてP-oの関係を求めるとFig.130の破線で

示したようになる。これをみると，実験値と傾向的に

多少差異が生じる部分もあるが，（152)式を使えば，

P-oの関係を算定することができると思われる。

Fig.131は実験によるP-o曲線を積分して試験模型

の吸収エネルギーEと変形量8との関係を求めたもの

である。 DnVの規則91)によれば，船首衝突に対する吸

収エネルギーは11MJ(Mega Joule) を下回らないよ

うに規定されている。このエネルギーは排水量5,000

(114) 
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tonの船が 2m/sで衝突したときの衝突エネルギーに

相当する。これを実機の部材の吸収エネルギーと比較

するため，実験に使用した模型寸法の 5倍のパイプ部

材を想定し，変形および吸収エネルギーをそれぞれ 5

倍， 5 3{音にしたスケール (EA~8Aの関係）をFig.131に

併記して示した。このスケールに対するDnVの吸収エ

ネルギー値を＆として示している。これを例えば模型

11-1相当の実物パイプ材と比較してみると， Fig.131

からEA=Eoになる変形量としてoA=Llmが得られる。

このパイプ部材は実物換算でパイプ径D=457.2mmx

5 =2.3m,厚さ9.5mmx5 =47.5mmになるから，

DnV値はパイプ径の約半分の局部変形量で吸収でき

る値であることがわかる。

6. 3 円筒浮体要素の強度実験

6.3. 1 試験模型および実験方法

試験模型の形状は大型浮遊式海洋構造物のフーティ

ング型浮体要素を対象にした。この大型浮遊式海洋構

造物は将来の多目的沖合中継基地になることを想定し

たもので，その一つのユニットである海上貯蔵コンテ

ナユニットの試設計114)の部分図をFig.132に示す。こ

の試設計されたコンテナユニットの大きさは，長さ x
幅x深さ＝261.84m X 65. 46m X 10. 00mのものである。

試験模型の個数はFig.133に示すように 2個で，

MODEL-Iはコンテナユニットの浮体要素の約1/10

の縮尺模型である。 MODEL-IIは部材板厚を

戸
o.a ピi

¥ （3 〈30 む）も｝＼

! {3 (3 C,） （ご、｝ （5，） 

） 
） 

も}(3 :3 ：ビ、＼＇.で‘)( 

i €)を）（う（うも)l
Fig.132 Offsh ore container unit 

MODEL-Iの約 2倍にし， MODEL-Iと崩壊強度

を比較するために製作したものである。試験模型の構

造は円筒外板をリングフレームおよびロンジスチフナ

により補強した防撓円筒殻構造で，軟鋼（降伏応力びY

は鋼板板厚t=l.54mmに対して26.6kg/mm2,t=3.06 

mmに対して29.0kg/mmりにより製作した。

円筒の両端は板厚25mmの厚鋼板に溶接し，その一

端の厚鋼板を固定治具に固着した。試験模型の他端に

は， Photo19に示すように耐圧治具を介して横荷重を

作用させた。荷重は段階的にくわえていき，各荷重段

階で模型の各点の変形および固定端部（端部から50

mm離れた位置）の歪を計測し，荷重と変形との関係お

よび断面の歪分布を求めた。

(115) 
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Fig.133 Model of buoyancy element 

6.3. 2 実験結果および考察

Fig.134に荷重Pと模型先端の変形量8との関係を示

す。図で実線および破線で示した曲線が，それぞれ

MODEL-IおよびMODEL-IIに対する実験値であ

る。 Pは8に対して，両者の模型ともほぽ直線的に上昇

していき，ロンジスチフナが固定端で局部座屈すると，

固定端の外板に面外変形が広がり最高荷重に達する。

その後，荷重は変形に対して緩やかに減少していく。

このように，最高荷重は圧縮側円筒殻の防撓材の座屈

で決まることがわかる。 Photo19(c)に固定端部の円筒

外板に生じた座屈波形の様子を示す。座屈波形は，軸

圧縮を受ける円筒殻の非対称弾性座屈にみられるよう

に円筒中心軸に向って内側に変形している。

Fig.135に， MODEL-Iの場合の固定端部の歪と荷

重との関係を，外板の軸方向の歪について示す。歪ゲー

ジは板の表裏に貼付しており，これにより板の面外変

形を調べた。同図において，軸歪のゲージ番号CH.

N0=26, 66の値をみると，荷重 7ton付近で板表裏の

歪差が大きくなり，パネルに面外変形が生じたのがわ

かる。

荷重と変形量との関係について汎用有限要素法プロ

グラムMARCにより数値計算を行った。端部はすべて

の変位を固定として計算した結果を， Fig.134に実験値

(Exp．の曲線）と比較して示した。計算は初期不整のな

(116) 

Photo 19 

(a) Test setup 

(b) Inside view 

(c) Buckle pattern 

Test on model for buoyancy element 

い場合および初期不整のある場合について行った。初

期不整量としてはリングフレームの位置で円筒の内側

に与えて計算したが， Fig.134にみられるように実験の

最高荷重値はほぽスパンLの1.5/1,000の初期不整量

のある計算値に近い値を示していた。 Fig.136に

MARCにより求めた試験模型の変形の様子を示す。

本節で扱ったような浮体要素に船舶が接触衝突をお

こした時の問題を考える場合に，その危険度を概略見

積る必要から，崩壊に直接結びつく座屈強度の簡易式

を与えておくことが有用である。カンチレバーの円筒

殻の先端に荷重が作用した時の座屈強度に関する研究

はあまり行われていない118)119)。海洋構造物の分野で，

この場合の円筒殻の座屈強度に応用し得る式としては，
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DnVによる座屈計算式92)がある。これは，円筒殻の座

屈強度においては理論値と実験値とがかけ離れる場合

が多いという観点から経験的に決められたものである

が，この式を本実験の場合に適用することにした。

Fig.137に示すようなDnVが規定している防撓円筒

殻において，本実験で対象にした構造寸法に対しては

戸げ (153) 

ただし s :ロンジスチフナ間隔

r :円筒殻の半径

t ：円筒外板板厚

を満たし， MODEL-I, MODEL-IIともに， DnVが
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a: As) 

Stiffened cylindrical shell (Dn V) 

規定している無防撓円筒殻の分類 (CATEGORYA) 

に入る。このCATEGORYAの計算式を，曲げおよび

剪断力が同時に作用する円筒殻に適用すると，この場

合のDnVが規定している座屈応力 (Characteristic

buckling stress)は

(Jy 
<Jeer= J 1 + A 4 

C=5.34~ — 

ただし Z =f 2./Tご戸―/(rteq)

(157) 

(158) 

(154) 

で与えられる。

以上の(154)~（158)式に示されているDnVの座屈

計算式をここでの問題に適用する。 Fig.133およびFig.

137に示すようなカンチレバーの円筒殻の先端に荷重

Pが作用した時の固定端部の断面において，中立軸(N.

A.)からどの点における曲げ応力9心よび剪断応力て

は，梁理論が適用できるとすれば

{6b =m 
て

ただし

(159) 

＝玲—(1 ―手）
I :断面 2次モーメント＝冗戸teq

A:断面積＝ 2冗rleq

L:円筒殻の長さ

になる。したがって，座屈応力O'ecrに達するときの荷重

をPeとすれば，（154)式から

Pe= 
<1ecrA 

三 (1一←）2

ここで <Jecr=<Jy八／1＋（ 6 y ]2 ( m＋丘b）2
咋 b TE が＋3

(160) 

入2＝立 （辛＋ユ）
O'e'O'Eb. TE 

：降伏応力

：曲げ応力

：剪断応力

6e : J(J訊＋3r2

(J'Eb :曲げによる弾性座屈応力

T'E ：剪断による弾性座屈応力

で与えられる。ここで(J'Eb,'lj叶こついては

和｝＝C がE （ムー） 2”: 12(1ー炉） 0 

ただし E:ヤング率

V :ポアソン比

0 ：リングフレーム間隔

teq:等価板厚＝t+As/S

As：ロンジスチフナの断面積

とおくと，座屈係数Cは

O'Ebに対しては
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が得られる。これより， 0~ ぷ~r （圧縮側）の範囲で

どに関してPeの最小値Perを求めると

(155) 

Per= 

<1 yA 1 ． 
2(L/ r) /i亨／<1Eb)2 

L 2 

'汀r
吋1+（rげ丘）

1+（6y／年）
2(161.a) 

ryA 1 

2 ~/TE)2 

L 

'汀r
吋丘＼ty/LEJ 

1 +(- / - 2ヽ(161.b)

(156) 

ただし ?'y = (fy/｛す
のようにまとめられる。すなわち，カンチレバーの円

筒殻の座屈強度は，（161.a)式の場合にはど＝rすなわ

ち曲げ座屈で決まり，（161.b)式の場合にはど＝0すな

わち剪断座屈で決まることを示している。

荷重Pと荷重点の変形量8との関係については， Per

値までは梁理論にしたがうとし， 8を曲げによる変形



量＆および剪断による変形量かの和で表わせば

o=ob十ふ

PL3, 2PL 
＝芦＋孟

ただし剪断剛性 G=E/{ 2 (1 + v)} 
(162)式より

P=o/( 
L3, 2L 

万百―十孟）

(162) 

(163) 

が得られる。 (161)式および (163)式を用いれば， P

-8の関係として， Fig.134に示す折線が得られる。本実

験の場合は，いずれも曲げ座屈によって決まり，同図

をみると，この座屈計算値Perと実験による最高荷重値

とはかなり近い値になっているのがわかる。

(161)式と比較できるような横荷重を受けるカンチ

レバーの防撓円筒殻の座屈実験は，ほかにはこれまで

ほとんど行われていないようである。ロンジスチフ

ナーのないリングフレームだけによって補強された円

筒殻についてはNACAの実験118)がある。この実験は本

実験と同じく DnVのCATEGORYAに入るので，計算

式と比較することができる。そこでDnVの座屈応力値

如 rをNACAの実験を含めてFig.138に示す。これをみ

ると実験値がDnV値を上回る傾向にあり，これは軸圧

縮座屈の場合120)と同様な傾向になっている。この図か

ら，（161)式が横荷重を受ける浮体要素の座屈強度を

安全側に決める簡易式として成り立つものと思われる。
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ここで取り扱った浮体要素が，実船の接触衝突によ

り横荷重を受けて崩壊する場合について概略あたって

みる。MODEL-Iの10倍の実機を考えて，その崩壊荷

重値が10刊音になるとしてFig.134の値から換算すると，

14X102=1,400 (ton)になる。この値を第 5章のFig.

92にあてはめてみると， 500G.T船の 2m/sの船側衝突

の場合に相当している。

6.4 衝突に対する海洋構造物の設計指針

前節までで，ジャッキアップリグ，セミサブなどの

基本構造材であるパイプ部材，および大型浮遊式海洋

構造物に採用が考えられるフーティング型浮体要素に

ついて，衝突強度を求めるための模型実験を行い，そ

の結果について述べた。パイプ部材については，船舶

衝突時の安全確保のために，その損傷を局部的な凹損

におさえ，海洋構造物が衝突損傷後も余剰強度を保つ

ようにすることが望ましい。またフーティング型浮体

要素については，船舶接触衝突時に折損することのな

いような強度をもたせることが必要である。

本章で得られた結果から，パイプ部材ならびにフー

ティング型浮体要素の衝突強度に対する設計手順およ

び設計で考慮すべき点をあげると次のようになる。

パイプ部材については

(i) 海洋構造物の作業海域での衝突規模を想定し，

衝突船の大きさ，衝突速度を設定する。この時， DnV

の規定値（排水量5,000tonの船が 2m/sで衝突）が一つ

の基準になる。

(ii) 衝突を想定したパイプ部材について (146)式

および (152)式を用いてP/P。の値を求める。その値が

(147)式の値を相当下回り，（ i）の衝突船のエネルギー

を吸収するのに要するパイプ部材の凹損量がFig.129

の範囲（凹損量がパイプ径の半分程度まで）であれば，

その局部凹損をうけた部材の座屈強度などを検討し，

衝突後の余剰強度があることを確認する。

(iii) (152)式から得られるP/Poの値が (147)式

に近い値であれば，その部材は全体的な塑性崩壊を生

じる可能性があるので，その部材に接合している他部

材の余剰強度についても検討が必要になる。

フーティング型浮体要素については

(i) (161)式により横方向に対する浮体要素の強

度を求める。その値が対象衝突船の船側圧壊強度を上

回るように浮体要素の部材寸法を決める。

(ii) 浮体要素の強度は， Fig.134に示したように製

作中に生じる初期不整の影響が大きいので，初期不整

に対して特に注意する。

dation and test results 

(119) 
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6.5 まとめ

本章では，船舶と海洋構造物との衝突強度の問題と

して，基本構造材であるパイプ部材の局部変形挙動お

よび大型浮遊式海洋構造物におけるフーティング型浮

体要素の座屈強度を取り扱った。それぞれについて模

型による静的圧壊実験を行って，衝突強度を求める実

験式を提案した。しかし， この結果から実機相当の大

きさを想定して，実際の衝突の場合を推定するのにと

どまった。

パイプ部材については，衝突による局部凹損が全体

強度にどのような影響を及ぼすかが重要であり，これ

について新しい研究が行われている 109)-111)。大型浮遊

式海洋構造物のフーティング型浮体要素に関しては，

その構造寸法は通常，水圧に対する外板の強度を考慮

して決められていく場合が多いと思われるが，船舶の

衝突などによる異常外力を想定した場合には，ここで

行ったような計算も行う必要があると考えられる。な

ぉ， Fig.134からわかるように，実機モデルの縮尺模型

MODEL-IのP/(pg▽)の値は横方向の波強制力の

値121.122)よりも十分大きいので，本試験模型のフー

ティング型浮体要素は，横方向の波強制力に対しては

十分な強度を有しているといえる。

7. 結 言

本研究において，船舶相互の衝突，あるいは船舶の

海洋構造物，海上施設などへの衝突に関して，それら

の衝突強度の問題を静的圧壊実験を中心として調べた。

衝突現象を準静的に取り扱い，衝突船の運動エネル

ギーと構造物の破壊によって費やされるエネルギーと

の関係から，原子力船の耐衝突構造の考え方，危険物

運搬船への衝突船の限界速度の設定，あるいは橋脚の

衝突損傷防護施設の規模の決め方などについて検討し

た。

第 3章の原子力船の耐衝突構造においては，船側構

造要素模型の静的圧壊実験をシリーズで行い，その破

壊挙動の定性的な把握に重点を置いた。原子炉格納容

器を衝突船の突入に対して十分に保護することを設計

の前提条件とした耐衝突構造においては，通常の船体

構造にとらわれない新しい発想を入れる余地がかなり

あると思われ，その意味で構造部材の働きについての

定性的な把握が役立つと考えたからである。

第 4章の二重殻の船側構造の衝突強度においては，

海洋汚染に関連して，海上貯油タンク，危険物運搬船

等の衝突災害防止を目的とした。衝突による荷油の漏

洩を起こさないような衝突限界速度の設定が主な課題

(120) 

であるが，これは交通量の多い湾内などでの災害防止

対策とも関連した問題となる。

第 5章の通航船舶の橋脚衝突時の圧壊強度において

は，船体，緩衝工の部分模型による圧壊実験を行い，

橋脚の衝突損傷防護施設を設計する時の指針を与えた。

衝突損傷防護施設の種類，規模は橋脚が設置されてい

る海域の交通事情によって影響をうけるもので，衝突

損傷防護施設の選択には，吸収エネルギー特性だけで

なく，施工の問題，環境に与える諸影響等を含めた総

合的な判断が必要とされる。

第 6章の船舶と海洋構造物との衝突問題においては，

DnVで与えられている吸収エネルギー値がどの程度

のパイプ部材で達成できるのか，また大型浮遊式海洋

構造物のフーティング型浮体要素に使用される防撓円

筒殻については，どの程度の船舶の接触衝突事故に耐

え得るかを見積ることを主な課題にした。

各章を通して，構造部分模型による静的圧壊実験を

行って，衝突時の構造挙動を大づかみに捉え，吸収工

ネルギーの概略値を求めることに重点を置いた。した

がって，個々の破壊現象についてはまだ検討の余地も

多いと思われる。

今後の課題としては二つ残されているように思う。

その一つは吸収エネルギー計算の精密化である。その

計算は，実際の衝突船および被衝突船の衝突条件を設

定し，両船の接触位置での強度比較を繰り返しながら

変形を追跡し，それぞれの吸収エネルギーを求めてい

く方法である。これには有限要素法，理想化構造要素

法などの適用が考えられる。他の一つは，衝突問題は

基本的には動的現象であるので，構造全体としての動

的解析をすることである。これについては最近研究が

発表され始めているが123)，今後の発展が期待される。
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