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Fig.93 Test of buffer models (bow collision) 
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Fig.94 Buffer models 

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
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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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Fig.97 Absorbed energy-penetration curves of 

grid-type of buffer models 

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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Fig.106 Grid-type of buffer model for corner part 

of pier 
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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 
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Fig.113 Relation between speed of a striking ship 

and breadth of buffer (Bow collision of 

500G.T. ship, D全 4m)

(106) 



107 

>
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) 
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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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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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Parollel par↑ Corner port 

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 

• - -

, i I Crumpling phase 

p 

ー・エー

--------
ー・ヱ＿

(iil Cri.mpling 8 Bending phase 

p 

• --．・ 
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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Fig.124 Load-displacement curves (Model II -1) 
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Fig.126 Load-displacement curves (Model I -3) 
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(Model I -1 P=60ton) 

Photo 18 Local deformation (in the area of line 

load) 

p
 oo 

1.3 

1.2 

I. I 

0.1 

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 
Deforinotion 8/D 

Fig.129 Load-deformation curves 

(150) 
Deformation mode 

b =G.iD 

C1, Ciは定数

Load 

P•5.0lon 
P•9.2 

E4庄 M

゜翼

t J r ^ -／  

；り

>
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

ただし
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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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