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Abstract 
 

We still have experienced cargo oil spill from a struck D/H(double hull) tanker like the accident 
case of “Baltic Carrier”, see Photo-1. “Buffer Bow” has come to be considered as an innovative 
strategy following after D/H system to prevent marine environmental pollution. The mission 
expected to buffer bow is “minimizing the damage on the struck ship” and thus “decreasing the 
risk of oil outflow from struck D/H tankers” when it encounters collision accidents. 

As the measures to represent the performance level of buffer bow the critical striking velocity 
(VB,cr) and the critical collision angle (θcr) are proposed. Those critical events are defined as the 
threshold where the inner hull of struck tanker is ruptured or not. The contribution of buffer bow 
has been evaluated through a series of FEM simulation analyses by adopting a typical D/H VLCC 
as the model struck ship, and VLCC’s, Aframax. class tankers and container ships as the 
candidate striking ships. At the final stage the effect of buffer bow is evaluated by focusing on the 
performance that how much the risk of oil outflow is decreased. “The mean oil outflow” is derived 
based on probabilistic procedure. The case study has shown that the probabilistic oil outflow is 
decreased by about 80% if buffer bow design is adopted to VLCC. 
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1．まえがき 

 
 大型でかつ高速航行する船舶が衝突した場合に

は、被衝突船の船側に大きな損傷を与え、乗組員の

安全が脅かされるのみならず、積み荷の漏洩により

重大な環境汚染を引き起こす恐れも大きい。この事

故を未然に防止する手段として、タンカーのダブル

ハル化が強制化されることになったが、2001 年 3
月に発生したダブルハル (D/H)タンカー”Baltic 
Carrier 号”の事故（デンマーク沖で衝突され、2,700
トンの貨油漏洩、写真-1 参照）に見られるように、

衝突されたタンカーからの油漏洩事故は未だに後

を絶たない。 
本研究では自船の安全および機能を保持しなが

ら、一旦衝突した場合には相手船より先に自船船首

部が破壊して衝突エネルギーを吸収することによ

り被衝突船の損傷を低減させる性能を有する緩衝

型船首の構造要件について検討し、その有効性を確

認した。衝突された油タンカーからの荷油漏洩によ

る環境汚染防御のための新しい対策として期待で

きることから、将来の国際基準案策定を目標として

そのために必要なバックデータを整えたものであ

る。衝突した場合には緩衝効果を発揮するものの、

通常航行時には環境荷重に対して従来船と同様安

全性を確保するという両条件を同時に満足する構

造要件を明らかにすることを目指した。本報告書

は、「緩衝型船首構造の性能要件の研究」に関し

て H13～H16 年度にかけた研究成果を取り纏め

たものである。 
VLCC、Aframax.級タンカー及び大型コンテナ

船について、緩衝型船首構造プロトタイプを試設

計して、緩衝型設計の効果を確かめるために、事

故想定シナリオに基づく衝突破壊の FEM シミュ

レーション解析を実施した。解析結果に基づき、

緩衝型船首構造の効果を定量的に検証すると共

に、有効な設計要件を明らかにした。 
 

 
写真-1 衝突されたダブルハルタンカー”Baltic 

Carrier” 

 

 

2．緩衝型船首構造の設計要件 

 
 緩衝型船首構造として重要な設計対象は船首バ

ルブ部分である。バルブは船体前方に突出してい

るために、通常最も早く相手船に接触する。また、

バルブ部は水線もしくは水線下に位置しているた

めに、被衝突船の水線付近もしくはそれ以下に損

傷を与えることから、被衝突船の貨油漏洩を生じ

させやすい。本研究では、緩衝型設計の対象をバ

ルブ部に限定した。 
 緩衝型船首構造としての性能を、次の２つの衝

突条件を考慮して評価することにした。 
(1) 真横衝突時（被衝突船は静止していることを

想定） 
 衝突船が真横θ=90deg（図-1 参照）から衝突し

た場合には、先ず船首バルブ部が軸方向に圧潰モ

ードで破壊する。衝突した際にバルブ部の破壊が

被衝突船の船側構造破壊に先行して進展して、衝

突箇所の接触面積が増大すること、及び、この破

壊吸収エネルギーがある程度のレベルを発揮する

ことにより、船側構造に深い損傷を与えないよう

にすることが期待できる。この性能を衝突限界速

度 VB,cr2 （VB,cr1）という指標により評価する（後

述）。 
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(2) 斜め衝突時（被衝突船も前進していることを想

定） 
 衝突船が破壊する場合には、船首バルブ部が圧縮

と水平曲げの組み合わせ荷重を受けて破壊する。衝

突した際に、バルブ部先端が水平方向に曲げ変形し

て被衝突船船側との接触面積が増大することにより、

被衝突船に深い損傷を与えないという効果が期待で

きる。この性能を衝突限界角度θcr という指標を用

いて評価する（後述）。一般的には、被衝突船は前進

しており、衝突角度はあらゆる角度が有りうるので、

船首構造は軸方向圧縮力と水平曲げ荷重の様々な成

分の組み合わせ外力を受けることになる。 
 これまでの模型実験及び FEM シミュレーション

解析の経験で得られた知見を基にすれば、以上の２

種類の衝突条件に対して緩衝型船首構造としての性

能向上を図るための設計要件として、以下の (A)～
(E)が候補となることが分かった。 
(A) 船首バルブ部で横肋骨補強方式の採用 
 縦肋骨方式と比べると、曲げ強度を支配するバル

ブ断面の断面係数が小さくなること、軸方向の座屈

強度が小さくなること等から、軸方向圧縮に対して

抵抗力が相対的に小さくなる。軸方向の座屈変形が

発達し易いために、圧潰時の塑性変形モードとなる

Folding（折りたたみ変形）が促進され易い。 
(B) バルブ外板板厚の最小化 
 外板の板厚を小さくすれば、Folding モード圧潰

に対しては板厚の 1～2 乗に比例して、水平折れ曲

がりモードの崩壊に対しては板厚の約 1 乗に比例し

て抵抗力が低下することが期待できる。 
 船級協会規則によれば、バルブ外板の板厚は静水

圧や衝撃水圧等の外力を想定した局部強度により決

定される。本研究では、船級協会規則の範囲内で設

計上の工夫をすることにした。船級協会規則によれ

ば、バルブ外板の板厚は縦（又は横）肋骨のスペー

スに比例する。従って、肋骨のスペースを小さくす

れば外板の板厚を小さく設定できることになる。し

かし実際には、肋骨のスペースは現場工作の制約か

らそれ程小さくすることはできない。本研究では、

対象とする衝突船（Aframax.級以上の比較的大型

船）の最小肋骨スペースを 750mm と制限し、この

スペースで規則上許される最小板厚を緩衝型船首構

造として採用した。また、規則で規定されている船

の大きさにより制限される外板の最小板厚を下回ら

ないようにした。 
(C) 内構材の省略 
 肋骨が塑性崩壊する前に桁等の内構材が破壊しな

い程度で、中心線桁材等を出来るだけ省略した（図

-5, 6 参照）。 
(D) バルブ外形 
 バルブの断面積及び縦横の大きさは、衝突時に相

手船に与える損傷の程度に大きな影響を及ぼす。

「(1)真横衝突」の場合には、バルブ断面が大きい

程、被衝突船船側の損傷は広く浅くなるので緩衝

型船首構造として有効である。「(2)斜め衝突」で、

バルブが曲げ変形することを期待する場合には、

幅の小さなバルブが比較的有効となる。しかし、

バルブ外形は流体力学的な性能から決定されるの

で、衝突強度が設計条件として考慮される余地は

ほとんど期待できないと考えられる。本研究では、

扁平形状バルブと尖鋭形状バルブを比較検証して、

扁平型船首構造の緩衝型船首構造として有効性を

定量的に明示するに止めた。 
(E) バルブの横曲げ断面強度低減 
 「(2)斜め衝突」の場合には、バルブ先端からバ

ルブ根本にかけて、バルブが水平曲げ変形しなが

ら圧潰する場合が多い。このような場合には、バ

ルブ部において水平曲げに対する断面係数を小さ

くすることによりこの変形が促進されるので、緩

衝型船首構造としての効果が期待できる。バルブ

根本における断面係数を小さくする設計手段とし

ては、外形を変更するのが一番効果的と考えられ

る。しかし前述の理由により、外形の設計変更に

は立ち入らないこととし、バルブ外板の板厚を小

さくすることによる断面係数の低減のみを実現可

能な設計要件として取り上げることにした。 
 
この後、本報告書において緩衝型船首構造と称し

た場合には、通常(A)～(C)の３つの設計要件を総

て採用している構造を指すことにする。設計要件

(E)は要件(B)の一部に含まれる。(D)に関しては、

緩衝型船首の設計要件条件として採り上げること

はしないが、緩衝型船首としてのその効果につい

ては定量的な検証を行った結果を示した。 
 
 

3．緩衝型船首構造の性能評価 

 
本研究で追究している緩衝型船首構造とは、

「衝突されたダブルハルタンカーの内殻を破損し

てタンクの貨油流出に至る事故を軽減する」性能

を有する構造である。この性能を比較検証するた

めに、代表被衝突船として D/H VLCC を想定し、

代表的な衝突船として VLCC, Aframax.級タンカ

ー及び大型コンテナ船を採り上げて、それぞれ緩

衝型船首構造を採用した場合の効果を標準型船首

構造の場合と比較しながら、FEM シミュレーシ

ョン解析により検証した。FEM アプリケーショ

ンとしては、LS-DYNA（陽解法による弾塑性解

析）を使用した 
FEM シミュレーション解析において、要素の
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破断を判定する基準として「相当塑性歪値」を参照

し、相当塑性歪=12%を破断限界値として採用した。

この基準値の妥当性については、付録 A3.に詳述し

た。 
 
3．1 衝突シナリオ 
衝突時の２船の FEM モデル及び相対位置関係を

図-1 に示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 図-1 ２船の相対関係 

 
図-1 において、M,V は各船体の質量（付加質量を

含む）と速度を表しており、サフィックス A,B はそ

れぞれ被衝突船、衝突船の別を表している。被衝突

船に対する衝突船の相対速度成分は、次式で表され

る。 
被衝突船の進行方向(y)  Vy = VA - VB cosθ 
被衝突船の進行方向と直角方向(x) 

  Vx = VB sinθ 
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図-2 衝突船及び被衝突船の衝突時前進速度の統  

計（海難審判庁採決録 1）1985-2001 年から、対象

船舶は GT>1,000 トンのみ） 

 
衝突事故時における衝突船及び被衝突船の前進

速度について、海難審判庁採決録 1)からその頻度

分布を調査した結果を図-2 に示す。図-2 を参照す

れば衝突船・被衝突船共に、様々な速度で衝突し

ており、5～15kt 程度の速度がやや卓越している。

衝突船と被衝突船の船速分布状況にはほとんど差

が無いことが判る。この知見を基にして、3.2 節

における代表衝突船及び代表被衝突船の速度を設

定した。 
被衝突船の衝突部位は、船体中央タンクの横隔

壁（及び制水隔壁）間中央部で且つトランス部材

間中央部（最も損傷が大となると想定される部位）

を想定した。 
 

3．2 評価指標 
衝突条件を以下の２種類に大別し、それぞれの

衝突条件に対応する評価指標を設定した。 
(1) 被衝突船（停止中）に真横から衝突する場合 

船首バルブ部は圧縮力を受けて圧潰モードで崩

壊すると想定され、衝突時の荷重成分の内で圧縮

力が支配的となる。圧縮力の大きさは相対速度 Vx

の大きさに大きく依存する。最も厳しい（被衝突

船の内殻破断が生じやすい）衝突条件として、

VA=0kt、θ=90deg を想定した。 
この衝突条件における外板破断及び内殻破断を

発生させる衝突限界速度（この速度以上になると

破断が発生すると推定される限界の速度）を次の

ように標記する。 
内殻破断の限界速度：VB,cr2 
外板破断の限界速度：VB,cr1  
この内、油流出に直接関係する指標は VB,cr2 で

ある。限界速度の値が大きい方が緩衝型船首構造

としての性能が優れていることになる。外板破断

に対する限界速度 VB,cr1 は、緩衝型船首構造の性

能を表す補助的指標となる。 
(2) 被衝突船（前進中）に斜めに衝突する場合 

船首バルブが横曲げモーメントと圧縮力の組み

合わせ荷重を受けて横曲がり変形しながら崩壊す

ると想定される。衝突条件として、衝突船速度は

外洋航行速度に固定し（タンカーの場合には

VB=15kt、コンテナ船の場合には VB=20kt）、被衝

突船の前進速度は VA=9kt で代表させた。 
緩衝型船首構造の効果を、衝突角度を指標とし

て定量的に評価するために、衝突船及び被衝突船

の速度は一定値に固定した。本報告では、被衝突

船は航行中に衝突されることを想定しており、避

航操作等の影響を考慮して被衝突船の前進速度は

9kt を仮定した。被衝突船の前進速度 VA の大きさ

は被衝突船の損傷程度に影響を及ぼすが、衝突角
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度によりその影響度が異なる。VA の影響については

第 4 章において別途評価した。 
この衝突条件において内殻破断を発生させる限界

（衝突）角度を次のように標記する（図-3 参照）。 
限界角度：θcr  ( =θcr1 ～θcr2 ) 

 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-3 限界角度の定義 

 
限界角度の範囲が小である程、緩衝型船首構造とし

ての性能が優れていることになる。 
限界角度を特定するためには、衝突角度を変えた多

数回の試行錯誤的なシミュレーション解析が必要と

なるが、本研究では少数回で効率的に特定する手法を

開発した（付録A2参照）。 
衝突されたタンカーからの油流出を防止するため

の緩衝型船首構造としての性能は、内殻破断に至る２

つの限界値（VB,cr2 , θcr  )が目安となる。 
 

3．3 代表衝突船を想定した性能評価 
実船舶の具体的な衝突事故を想定して、FEMシミ

ュレーション解析を実施し、衝突時における上述の評

価指標に基づく限界値を推定した。また、この限界値

を比較検証することにより緩衝型船首構造の性能を

評価した。 
 

 
図-4 衝突船 B4L（扁平標準型バルブ）の船首構造 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-5A 衝突船 B4T の外板構造図 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-5B 衝突船 B4T の中心線断面図 

 
3．3．1 代表衝突船 
代表被衝突船として、１隻の典型的な D/H 

VLCC を想定し、衝突船としては、 VLCC、 
Aframax.タンカー、大型コンテナ船の３船種を採

り上げた。 
衝突船の船首構造は、それぞれ標準型船首構造

（L：縦肋骨式を標準型代表とした）と緩衝型船

首構造（T：横肋骨、緩衝型設計）の２種類の構

造様式を採り上げて比較の対象とした。また、コ

ンテナ船以外では、衝突船の載貨状態としてバラ 

内殻破断限界衝突角度

θcr=80～125
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表-1 被衝突船及び衝突船の一覧表 

Ship ID Specificatin Ship
Type

Disp.
[ton]

L oa

[m]
L pp

[m]
B mld

[m]
D mld

[m]
d mld

[m]
Type of

Bulbous Bow

Struck
Ship A15 Double Hull

VLCC
Oil

Tanker Laden: 350,000 330.0 309.0 58.0 33.0 21.0

B3L Blunt/Standard
B3T Blunt/Buffer
B4L Blunt/Standard
B4T Blunt/Buffer
B6L Sharp/Standard
B6T Sharp/Buffer
B5L Sharp/Standard
B5T Sharp/Buffer

 L ：　縦肋骨式(Standard)バルブを有する衝突船
 T ：　横肋骨式(Buffer)バルブを有する衝突船

Striking
 Ship

Oil
Tanker

44.0 23.2

VLCC

6,200TEU 287.0

Aframax

58.0 32.5

 7.4
14.4

Ballast:  58,000
Laden: 124,000 243.5 232.0

 8.5
21.0

 Ballast:  60,600 287.0 40.0 23.9 7.7Container

Ballast: 124,000
Laden: 350,000 345.0 320.0

 

 

表-2  衝突船バルブ部の仕様 

Ship 
ID 

Profile  
 of bulb  

Stiffening system 
at bulb 

Frame space 
 ( mm ) 

Thickness of bulb shell 
(mm), Material 

B6L 尖鋭(sharp)       縦肋骨式      1040     25.5 KA 
B6T 尖鋭(sharp)       横肋骨式       747     20.5 KA 
B4L 扁平(blunt)      縦肋骨式      1040     24.0 KA 
B4T 扁平(blunt)      横肋骨式       747     20.5 KA 
B3L 扁平(blunt)      縦肋骨式       990     20.5 KA32 
B3T 扁平(blunt)      横肋骨式       750     15.5 KA32 
B5L  ヘラ型(sharp)      縦肋骨式       648     22.0 KA32 
B5T  ヘラ型(sharp)      横肋骨式 800     22.0 KA32 

KA : KA 級鋼（軟鋼）、 KA32 : 32Kg/mm2級高張力鋼 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

B4T          B6L 
図-6 衝突船 B4T と B6L の内構材の FEM モデル 

 

 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

B4(L,T)        B6(L,T) 
図-7 衝突船 B4（扁平型)と B6（尖鋭型） 
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図-8 衝突船 B3(Aframax)船首構造 

    及び船首バルブの FEM モデル 

 

 
         B3L 船首部         B3T バルブ部 

図-9 衝突船 B3 船首部内構材の FEM モデル   

 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 

   B5L 船首部    B5T バルブ部内構材 
図-10 衝突船 B5L（コンテナ船）船首構造 

  及び船首バルブの FEM モデル 

 
スト及び満載の２状態を想定した。これらの衝突シ

ナリオの内、VLCC が VLCC に衝突する場合を基軸

ケースとして重点的に採り上げた。被衝突船及び

衝突船の主要目等の一覧を表-1 に示した。衝突船

として採り上げた B6（尖鋭形状バルブを有する

VLCC）、B4（扁平形状バルブを有する VLCC）、

B3（扁平形状バルブを有する Aframax.）及び B5
（ヘラ型バルブを有するコンテナ船）のバルブ部

構造の特徴を表-2 に取り纏めて示した。また、衝

突船の構造及び FEM モデルを図-4～10 に示した。

B5T の構造及び板厚に関しては、元になった標準

型船首である B5L のバルブ外板はそのままとし

て横肋骨方式に変更しただけの簡略な設計を採用

していることを断っておく（3.3.3(4)項参照）。 
 

3．3．2 バルブ外形の効果 
 バルブ外形の違いによる緩衝型船首としての効果

の相違を調べるために、衝突船 B4（扁平型バルブ）

と B6（尖鋭型バルブ）について限界速度 VB,cr及び限

界角度θcrを算定して比較した。B4 と B6 の外形を比

較して図-6、図-7 に示した。B6 は B4 と比較すると、

バルブの幅はほぼ同じであるが、バルブの高さが中央

部で約 20%、バルブ先端付近で約 40%小さくなって

いる。ここでは、扁平型 B4 と比較する尖鋭型代表と

して B6 を採用したが、実船舶の設計例では B6 より

ももっと尖鋭形状のバルブが存在することをことわ

っておく。 
 衝突船 B6(L,T)と衝突船 B4(L,T)について比較する。

被衝突船A15との衝突ケースをそれぞれの IDを組み

合 わ せ て 、 A15-B6L, A15-B6T 及 び A15-B4L, 
A15-B4T と標記することにする。また、両船の衝突

角度θ及び衝突船の載貨状態（B:Ballast バラスト、

L:Laden 満載）を必要に応じて両船の記号の後に付け

ることにする。たとえば、A15-B4L-A90B は A15 が

バラスト状態の B4L に衝突角度 90deg で衝突される

ことを表している。 
 B6L 及び B4L が真横衝突する（θ=90deg）場合の

反力履歴を比較して図-11, 図-12 に示した。図中で、

RO は外板の破断発生、RI は内殻の破断発生時点を示

している。B4L の場合にはバルブ断面が大きいために、

B6L の場合よりも接触面積が大きくなり、その結果と

して反力が大きくなる。標準型船首構造の場合（B6L, 
B4L）には、RO 及び RI の発生タイミングは断面積

が小さい B6L の方が早くなっており、小さな接触力

で破断に至っている。特に、緩衝型船首構造の場合

（B6T, B4T）にはこの差がさらに大きくなり、B4T
の場合にはこの衝突条件では内殻破断は発生しなか

った。 
外板破断(RO)及び内殻破断(RI)時点における破壊

吸収エネルギーの大きさから限界速度を推定した（算

出方法については付録 A1 参照）。また、衝突角度を

種々に変えた場合についてのシミュレーション解析
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結果から、限界角度を算定した（付録 A2 参照）。求め

られた限界速度及び限界角度の値を表-3、表-4 に比較

して示した。真横衝突及び斜め衝突で、内殻破断に至っ

た時点における損傷状況を図-26-1～13 に示した。 
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図-11 バルブ形状と反力履歴特性、標準型船首構造の場

合（RO:外板破断、RI:内殻破断） 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 
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図-12 バルブ形状と反力履歴特性、緩衝型船首構造の場

合 （RO:外板破断、RI:内殻破断） 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 

 
 
表-3 尖鋭形状バルブ(B6)と扁平形状バルブ(B4)の性能比

較（標準型船首の場合） 

  限界速度 ( kt ) 限界角度 (deg) CASE ID  VB,cr2  VB,cr1 θcr  
バラスト状態 
A15-B6L    6.2  3.5 80 ～ 129 
A15-B4L   11.7   6.3   78 ～ 127 
満載状態 
A15-B6L    5.2   3.0 68 ～ 124 
A15-B4L    6.7   3.0   79 ～ 113 

 
 

表-4 尖鋭形状バルブ(B6)と扁平形状バルブ(B4)の性能

比較（緩衝型船首の場合） 

 限界速度 ( kt ) 限界角度 (deg)CASE ID VB,cr2  VB,cr1   θcr  
バラスト状態 
A15-B6T    5.1  3.3   98 ～ 129 
A15-B4T   16.5  8.4      no 
満載状態 
A15-B6T   16.1  5.5   99 ～ 125 
A15-B4T > 20.0  5.4      no  

 
標準型船首構造（バラスト状態）の場合には、扁平

形状バルブ（B4L）の方が尖鋭形状バルブ（B6L）よ

りも限界速度(VB,cr)がかなり大きく、限界角度(θcr)の
範囲はやや小さくなる（表-3 参照）。この差は、バル

ブ断面の大きさの差に起因している。ただし、限界速

度の差は大きいものの、限界角度範囲の差は小さい。

斜め衝突の場合には、バルブ断面が小さいために深く

貫入し易い特性と、断面が小さい分曲げ変形し易くな

る特性とが相殺した結果、差が小さくなったと考えら

れる。一方、標準型（満載状態）の場合には、B4L の

方が内殻破断の限界速度(VB,cr2)が若干大きい程度で

あるが、限界角度(θcr)範囲の差は大きい。満載状態

の場合には、衝突時の接触反力がバルブ部とステム部

の２箇所に分散されるにも関わらず、斜め衝突の場合

にはバルブ断面の大きさが緩衝型船首としての性能

を発揮していることが分かる。 
緩衝型船首構造（バラスト状態）の場合には、扁平

形状(B4T)の方が尖鋭形状(B6T)に比べて限界速度が

かなり大きくなり、限界角度にも大きな差が見られる

（表-4 参照）。尖鋭形状(B6T)の場合には、船首バル

ブが被衝突船 A15 の船側を早期に貫通しているのに

比べて、扁平形状(B4T)の場合には船首が初期段階で

先に圧潰することにより、大きな接触面積を呈するよ

うになるためである（図-12 参照）。B4T は、与えら

れた斜め衝突条件（衝突船 15kt、被衝突船 9kt）下で

は、満載/バラストを問わず、またいかなる角度で衝

突しても、内殻破断の発生は見られなかった。扁平形

状＋緩衝型設計の両要素の総合的な効果が大きいこ

とが分かった。 
緩衝型の場合にバルブ外形による差が大きくなっ

た原因は、尖鋭形状の場合(B6T)には船首の破壊より

も船側の破壊が顕著であったのが、扁平形状の場合

(B4T)には船首構造の破壊の方が顕著になってくるた

めである（図-26-2, 図-26-9 参照）。 
満載状態とバラスト状態における限界値を比較し

てみると、限界速度(VB,cr)及び限界角度(θcr)共に、大

小関係に一貫性が見られない。この原因は以下のよう

に解釈することができる。満載の場合の衝突時の運動

エネルギーはバラストの場合の 2.8 倍程度、又、破壊

吸収エネルギーレベルは 2.0 倍（付録 A1 の計算式参
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照）である。しかし、満載の場合には衝突時の接触位置

が 2 箇所（バルブ部とステム部）に分散され、さらに、

その接触位置は被衝突船船側の上甲板と二重底に近い

比較的剛性の大きい場所に相当する（図-26-7 参照）。

以上のプラス/マイナス要因が複合的に作用し、満載とバ

ラストのどちらがより厳しいかはケースバイケースに

なる。 
 

3．3．3 緩衝型船首構造の効果 
 本報告書では、緩衝型船首構造とは第２章で述べ

たように、船首バルブ部において(A)横肋骨,(B)外板

板厚最小 ,(C)内構材省略、の３要件の構造を有する

ものを指す。ただし、コンテナ船 B5 に関しては、

肋骨のフレームスペースをこれ以上小さくすること

は現実的でないと判断したために、緩衝型要件の

(A),(C)のみを採用した設計とした。衝突船が緩衝型

船首構造を有している場合と、標準型船首構造を有

している場合とを比較検証した。 
(1) 衝突船が尖鋭形状バルブを有する VLCC の場合 

B6L, B6Tが静止しているA15に真横衝突する場合の

反力履歴を図-13 に、また、運動エネルギー及び破壊吸

収エネルギー履歴を図-14, 15 に示した。それぞれ L と T
の差が標準型船首構造と緩衝型船首構造の特性の差を

表している。 
尖鋭形状バルブを有するB6の場合には、緩衝型(B6T)

は標準型(B6L)と比較すると、反力が若干小さいものの、

外板破断(RO)及び内殻破断(RI)が発生するタイミング

は僅かに早くなっている。内殻破断時点まで（t<0.8sec）
の状況では、緩衝型設計の効果が無いことになる。シミ

ュレーション解析による破壊進展状況を見ると、衝突船

B6 はその船首バルブが尖鋭な形状を有しているので、

B6L, B6T 共に被衝突船の船側を一方的に破壊し自船船

首の損傷は局部的でわずかであった。このために、L と

T の差が現れないようである（図-26-1, 2 参照）。しか

し、内殻を破断した後、船首バルブの圧潰が進展する段

階（t>1.0sec）においては B6T の方が反力の大きさ及び

エネルギー吸収分担において B6L の性能を大きく上回

るようになってくる。すなわち、B6 が真横衝突する場

合に、緩衝型船首構造の効果が発揮されるのは、被衝突

船の内殻破断を越えるような大エネルギー衝突の場合

に限られることになるようである。 
運動エネルギーおよび破壊吸収エネルギーの履歴を

示した図-14, 15 中の各記号は以下を表している。 
KE：運動エネルギー総和、 
IE：破壊吸収エネルギー 
SE：スライディング（摩擦）エネルギー総和 
IE(Striking)：衝突船が分担した破壊吸収エネルギー 
IE(Struck)：被衝突船が分担した破壊吸収エネルギー 
 
図-14 から、運動エネルギーが時間経過にほぼ比例し

て破壊吸収エネルギーに変換されていく状況や、摩擦

に起因するエネルギーが衝突初期段階では小さいも

のの、終盤になると破壊吸収エネルギーの約半分に達

することが分かる。図-15 から、破壊吸収エネルギー

の大部分は被衝突船の損傷で分担されており、衝突船

の分担は約 4%程度であることが分かる。この破壊吸

収エネルギー傾向からも、緩衝型船首の効果が現れに

くいことが理解できる。 
 B6L, B6T が、9kt で前進している A15 に比較的浅

い斜め角度で衝突する場合の代表として、θ=100deg
を採り上げて、反力履歴を図-16 に、また、破壊吸収

エネルギー分担履歴を図-17, 18 に示した。反力とし

て、被衝突船に直行する方向 x の反力 Fx（図-1 の座

標軸参照）を参照した。また、この場合の衝突船及び

被衝突船の損傷状況を図-26-3, 4 に示した。B6T の場

合には、接触力に起因する曲げモーメントの影響によ

り、船首バルブ先端が水平方向に曲げ変形しているた

めに被衝突船との接触面積が大きくなっている（図

-26-5 参照）。一方、B6L の場合にはこの曲げ変形が

小さいために B6T の場合に比べて被衝突船との接触

面積が比較的小さい。緩衝型設計を施した B6T のバ

ルブ部がこの水平曲げ変形を有為の差で促進させて

いると判断される。以上の影響により、θ=100deg の

場合には、この衝突速度において、B6L は被衝突船

A15 の内殻破断を発生させたが、B6T は内殻を破断

するには至らなかった。 
さらに、被衝突船の斜め前方から深い角度で衝突す

る場合の代表としてθ=120deg を採り上げる。この場

合には、相対速度成分 Vy が大きくなることにより衝

突船船首に加わる実効圧縮力が増大するものの、摩擦

に起因する衝突船船首の水平曲げモーメントは小さ

くなる。A15-B6L の場合における船首及び船側の破

壊状況を図-26-6 に示した。船首バルブ部の変形は水

平曲げというよりもバルブ先端からの逐次圧潰が支

配的となっているのが分かる。A15-B6T の場合も、

図-26-6 と同様の破壊状況であり、A15-B6L の場合と

比べて有為な差は認められなかった。すなわち、深い

斜め衝突の場合には、緩衝型船首構造の特長が発揮さ

れなくなる傾向がある。 
限界速度及び限界角度の算定結果を表-5 に取り纏

めた。バラスト状態の場合には、限界速度に関しては、

B6L と B6T の差が殆ど無く、緩衝型船首の性能が見

られなかったが、限界角度に関しては有為の性能差が

現れている。θ<110deg の角度で衝突する場合には、

船首部が被衝突船との間で発生する摩擦力に起因す

る比較的大きな水平曲げモーメントを受けることに

なる。この場合には船首バルブ部が水平曲げ変形する

ので緩衝型の性能が有効となる。B6L の限界角度下限

が 80deg であるのに対して、B6T は 98deg であり、

大きな差が見られる。一方、θ>110deg の場合には、
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船首バルブ部は水平曲げ変形よりも軸方向圧潰が支配

的となり、バルブ先端から逐次圧潰するモードで破壊す

るので、緩衝型の特長が現れなくなってしまう。バラス

ト状態における限界速度VB,crの値を詳細に比較すると、

B6T の方が B6L よりもやや小さくなっており、図-13
によれば B6T の方が B6L よりも破断発生(RO, RI)が若

干早いことから、緩衝型設計の効果が負に現れているよ

うに見える。この原因は、真横衝突の場合には内殻破断

時点までに B6L、B6T 共に衝突船船首は損傷せず被衝

突船のみが一方的に損傷を蒙るので、緩衝型設計の効果

が発揮される前に内殻破断が終わってしまったために

差が現れなかったためである。すなわち本質的な差は無

かったと判断する。 
一方満載状態の場合には、限界速度及び限界角度総て

の評価指標において緩衝型船首の性能が顕著に現れて

いる。 
B6L のバラスト状態と満載状態の性能を比較すると、

限界角度及び限界速度共に満載の方が厳しい（限界角度

幅が大で、限界速度が小）という結果が得られた。一方、

B6T のバラスト状態と満載状態の性能差を比較すると、

限界角度及び限界速度共にバラストの方が厳しい結果

となっており、B6L の場合と逆の傾向が現れている。 
B6T（バラスト状態）の限界速度が VB,cr2=5.1kt であ

るので、B6T は停止している被衝突船 A15 に 5.1kt で

衝突すれば内殻破断が発生することになる。一方、限界

角度がθcr=98～129deg であり、90deg がこれに含まれ

ていないことは、被衝突船が 9kt で前進している場合に

は 15kt で衝突しても内殻破断は発生しないことを意味

している。被衝突船が前進しているか停止しているかで

被衝突船の損傷程度がこのように大きく異なることは

注目すべき事である。最も厳しい衝突条件として、被衝

突船が停止している場合のみを採り上げると、実際の衝

突事故における損傷程度をあまりにも過大に評価して

しまう恐れがある。被衝突船の速度影響については、

3.3.5 項においてさらに詳細に検討を加えた。 
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図-13 A15-B6 (L, T)の反力履歴 

（RO:外板破断、RI:内殻破断）θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 
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図-14 A15-B6T のエネルギー履歴 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-15A A15-B6L の破壊吸収エネルギー履歴、 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-15B A15-B6T の破壊吸収エネルギー履歴、 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 

 

ENERGY COMPONENT

0

500

1000

1500

2000

2500

0.0 1.0 2.0 3.0

time [sec]

E
N
E
R
G

Y
 [
M

J
] 

IE(Total)

IE(Struck)

IE(Striking)

ENERGY COMPONENT

0

500

1000

1500

2000

2500

0.0 1.0 2.0 3.0

time [sec]

E
N
E
R
G

Y
 [
M

J
] 
. IE(Total)

IE(Struck)

IE(Striking)



海上技術安全研究所報告 第 7巻 第 1 号 （平成 19 年度） 総合報告  77 

 

(77) 

0

50

100

150

200

250

300

350

0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0

time [sec]

 C
O

N
T
A
C

T
 F

O
R
C

E
 [
M

N
] 

B6L

B6T

R
O

 .

no
 R

I 
.

R
O

 .

R
I 
.

 

図-16 A15-B6 (L, T)の反力(Fx )履歴 

（RO:外板破断、RI:内殻破断）θ=100deg, VA=9 kt, VB=15 kt 
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図-17 A15-B6L の破壊吸収エネルギー履歴 

θ=100deg, VA=9 kt, VB=15 kt 
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図-18 A15-B6T の破壊吸収エネルギー履歴 

θ=100deg, VA=9 kt, VB=15 kt 

 

表-5 標準型船首(B6L)と緩衝型船首(B6T)の性能比較

（尖鋭型バルブの場合） 

 限界速度 ( kt ) 限界角度 (deg) CASE ID VB,cr2  VB,cr1 θcr  
バラスト状態 
A15-B6L   6.2   3.5 80 ～ 129 
A15-B6T   5.1   3.3 98 ～ 129 
満載状態 
A15-B6L   5.2   3.0 68 ～ 124 
A15-B6T  16.1   5.5 99 ～ 125 

 
(2) 衝突船が扁平形状バルブを有する VLCC の場合 

B4L, B4T が真横衝突する（θ=90deg）場合の反力

履歴を図-19 に、破壊吸収エネルギー分担履歴を図-20, 
21 に示した。それぞれ L と T の差が標準型船首構造

と緩衝型船首構造の特性の差を示している。 
図-19 によれば、衝突初期段階では緩衝型(B4T)の

反力の方が低目であるが、後半は B4T の方が逆に高

目となっている。緩衝型(B4T)の場合には、被衝突船

A15 の外板を破断させる前に自船船首部が圧潰する

ことにより反力が低下し、船首構造の破壊に起因する

破壊吸収エネルギーが相対的に標準型(B4L)の場合よ

りも大きかったことが分かる（図-20, 21 の t=1～2sec
参照）。外板破断(RO)や内殻破断(RI)の発生タイミン

グも大きく異なっており、緩衝型の効果が顕著であっ

た。シミュレーション解析による船首部の破壊進展状

況を見ると、B4L の場合にはバルブ先端から逐次圧潰

している（図-26-10 参照）のに対して、B4T の場合

には最初のピーク反力が出現する t=0.5sec 時点から

バルブ部の Folding（軸対称折り畳み破壊モード）が

開始され、その後もこの Folding が逐次進展するモー

ドで崩壊している（図-26-11 参照）。B4T は、バル

ブ部が早い段階に Folding モードで折り畳まれた結

果、被衝突船との接触面積が増大して、被衝突船の損

傷を広く浅く分散させたことが分かる。以上の結果、

B4L の場合には被衝突船の船側破壊が顕著であった

のに比較して、B4T の場合には自船船首の損傷が顕著

となった（図-26-8, 9 参照）。図-19 で、最初のピー

ク反力が出現する t=0.5 付近で、B4L は A15 の外板

を破断(RO)しているが、B4T の外板破断(RO)はこの

最初のピーク反力出現時ではなく、その後 t=1.5sec
で発生している。B4T と B4L の破壊モードの違いが、

A15 船側外板との接触面積の大きさの差となって現

れているためと解釈される。緩衝型(B4T)の場合には、

衝突速度（15kt）では A15 の内殻を破断させるには

至らなかった。 
 斜め衝突の代表例として、θ=110deg を採り上げて、

反力履歴を図-22 に示した。衝突船及び被衝突船の損

傷状況を船首バルブ中央高さレベルの水平切断図で

図-26-12, 13 に示した。B4T の場合には、曲げモーメ
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ントを受けた影響により、船首バルブ先端が被衝突船の

進行方向に曲げ変形しているために被衝突船との接触

面積が大きくなっている。一方、B4L の場合にはこの曲

げ変形が小さいために B4T の場合に比べて被衝突船と

の接触面積が比較的小さい。B4T の緩衝型構造の効果が

良く現れている。この効果により、B4L の場合には内殻

破断が発生したが、B4T の場合には内殻破断発生は見ら

れなかったと考えられる。 
限界速度及び限界角度の算定結果を表-6 に取り纏め

た。限界速度及び限界角度の両指標において緩衝型船首

の性能が顕著に発揮されていることが確認できる。尖鋭

形状バルブを有する B6 のバラスト状態の場合に、限界

速度に関しては標準型と緩衝型の差が殆ど無かった（表

-5 参照）のとは大いに異なっている。この理由は、B6
の場合には、B6L, B6T 共に船首バルブ部が破壊せず被

衝突船船側が一方的に破壊したのに比べて、B4 の場合

には早期にバルブ部の破壊が進展するので、緩衝型構造

の性能が現れ易いことによる。緩衝型(B4T)の場合には、

斜め衝突の基本衝突条件（VA=9 kt, VB=15 kt）下では、

いかなる角度で衝突しても内殻破断発生は見られなか

った。 
バラスト状態と満載状態の差に注目すると、限界速度

(VB,cr2)に関してはB4Lでは満載状態の方が値が小さく、

船側の破断がより発生し易いと判断される。しかし B4T
の場合には内殻破断に関しては満載状態の方が発生し

難いようである。斜め衝突の場合には、限界角度の値か

ら判断すると、B4L, B4T 共に満載状態の方が内殻破断

が生じ難いことが確認できた。 
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図-19 A15-B4 (L, T)の反力履歴 

（RO:外板破断、RI:内殻破断）θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 
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図-20 A15-B4L の破壊吸収エネルギー履歴、 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 
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図-21 A15-B4T の破壊吸収エネルギー履歴 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 
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図-22 A15-B4 (L, T)の反力(Fx)履歴 

θ=110deg, VA=9kt, VB=15 kt 
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表-6 標準型船首(B4L)と緩衝型船首(B4T)の性能比較（尖

鋭型バルブの場合） 

 限界速度 ( kt ) 限界角度 (deg) CASE ID  VB,cr2  VB,cr1 θcr  
バラスト状態 
A15-B4L  11.7   6.3 78 ～ 127 
A15-B4T  16.5   8.4    no 
満載状態 
A15-B4L   6.7   3.0 79 ～ 113 
A15-B4T > 20.0   5.4    no 

 
(3) 衝突船が Aframax.級タンカーの場合 
 衝突船が被衝突船(VLCC)よりも小さい場合の代表例

として、Aframax.(B3)を採り上げた。バラスト状態の標

準型船首 B3L と緩衝型船首 B3T がそれぞれ真横衝突

(A90B)した場合について、反力履歴特性を比較して図

-23 に、損傷状況を図-26-14, 15 示した。衝突速度を 15kt
とした解析では、B3L, B3T 共に内殻破断が発生しなか

ったので、本解析の真横衝突においては、衝突船速度を

VB=20kt に設定して性能を比較した。 
VLCC 船側構造は自船より小型である衝突船 B3 に対

しては、相対的に強度が大きいことから、衝突初期段階

においては、被衝突船船側の損傷は軽微のまま衝突船船

首構造の破壊が一方的に進展した。標準型船首 B3L、緩

衝型船首 B3T いずれの場合にも、被衝突船 A15 の外板

破断が発生する以前に船首バルブ部が根本まで圧潰し

ている（図-26-14, 15 参照）。このために被衝突船 A15
の内殻破断のみならず、外板破断に関してもその発生は

かなりの高速で衝突した場合に限られる（表-7 の限界速

度 VB,cr参照）。 
衝突船 B3 がバラスト状態の場合には、船首バルブ部

が圧潰した直後からステムが被衝突船 A15 の上甲板と

衝突するので、A15 の上甲板と B3 のステムの強度関係

が限界速度等の性能に大きな影響を及ぼすことになる。

FEM 解析結果によれば、B3 がバラスト状態の場合には、

緩衝型船首 B3T の方が標準型船首 B3L よりも限界速度

VB,cr2, VB,cr1の値が小さく、被衝突船 A15 に深い損傷を

与えるという予期しない現象が確認された（図-26-14, 
15、表-7 参照）。その原因は、緩衝型船首の場合には衝

突初期段階（t=0～0.6sec）で低い反力で容易にバルブ

部の圧潰が進展し、早期にステムに大きな衝突力が作用

するために、ステムを補強している中心線垂直桁が被衝

突船の上甲板により切断されてしまうことに起因する

ものと判断された（図-26-14, 15 参照）。標準型船首の

場合には、衝突初期段階でバルブ圧潰時の反力が若干高

い（図-23 参照）ことが幸いしてステムの縦桁にそれほ

ど大きな衝突力が作用しなかったためにこの桁の切断

までには至らなかった。この差がその後の破壊進展メカ

ニズムに大きな影響を及ぼしたようである。ステム縦桁

が切断された後では、衝突接触面上部では衝突船船首が

一方的に破壊し、衝突接触面下部では衝突船の二重底が

被衝突船の船側に大きく貫入している。以上の総合的

な結果として、緩衝型船首 B3T の場合には標準型船

首 B3L の場合に比べて内殻破断が発生し易くなった

と考えられる。 
以上は、停止している A15 にバラスト状態の B3

が真横から衝突した場合にのみ発生する特殊な現象

である。被衝突船が有為な前進速度を有している場合、

又は、B3 が満載状態の場合には、ステム縦桁の切断

は発生せず、B3T 及び B3L の船首バルブは同様に早

期に圧潰してしまうので、B3T と B3L の差がそれ程

大きくは現れなかった。 
衝突船 B3 が満載の場合には、衝突初期段階から衝

突船の反力はバルブ部とステム部の二箇所に分散さ

れるために、ステム縦桁の切断は発生しなかった。標

準型、緩衝型の区別なくバルブ部が早期に圧潰し、そ

の後緩衝型 B3T の方がその衝突反力が若干低めに推

移し、限界状態（RO,RI）が僅かに早く発生するもの

の、B3T と B3L の反力履歴における差は小さかった

（図-24 参照）。両者の破壊進展メカニズムにもほと

んど差が見られなかった（図-26-16 参照）。 
限界速度及び限界角度の推定結果を表-7 に取り纏

めた。内殻破断の限界速度 VB,cr2は総ての場合におい

て 16kt を超えていることから、この Aframax.タンカ

ーB3 は、停止している VLCC に真横衝突しても、せ

いぜい外板を破断させる程度であり、内殻を破断させ

るような損傷を引き起こす可能性は小さいと推定さ

れる。一方、限界角度θcrの値を見ると、斜め衝突の

場合には、被衝突船の前進速度による相乗効果が現れ

る斜め向かい角度（θ=100～120deg）からの衝突の

場合のみ内殻破断が発生することが確認された。B3L, 
B3T いずれの場合にも、船首部は早期に破壊してしま

うので、限界速度及び限界角度の値から見た B3L と

B3T の差は小さかった。 
ただし、差は小さいというものの、限界速度及び限

界角度いずれの指標で見ても緩衝型 B3T は標準型

B3L よりも若干危険であるという結果が得られたこ

とになる。図-24 に見られるように、B3T の方が B3L
よりも反力がやや低めに推移しながら、若干早く船側

破断(RO, RI)が発生するという傾向は、B3T が満載で

真横衝突する場合のみならず、斜め衝突も含めて一般

的に見られた傾向である。このように緩衝型設計の効

果が若干ではあるが負になってしまう原因は次のよ

うに解釈される。 
B3T のバルブ部の圧潰強度は B3L よりも低いので、

衝突初期段階においては、衝突反力は低目に、崩壊進

展は早目に推移する。しかし、B3T, B3L いずれの場

合においても、被衝突船船側の破断(RO, RI)が発生す

る以前にバルブ部の崩壊はほぼ終了してしまうため

に、その後の崩壊メカニズムには両者の差が現れない。

B3T の反力が低目であった分、衝突船船首の破壊吸収

| | 
| | | 

| | | 
| | | 

| | | 
| | | 
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エネルギーが小さかった。従って、緩衝型船首の場合に

船側破断時までに現れる一般的な効果（衝突接触範囲の

拡大、両船による破壊吸収エネルギー総量の増大）が発

揮されなかった。衝突初期段階における B3T の反力の

低さは、破壊吸収エネルギーの低さとしてしか影響を及

ぼさなかったことになる。 
このように、衝突船が被衝突船よりも小型で、衝突船

船首の強度が被衝突船船側の強度よりも有為な差で小

さい場合には、緩衝型設計の効果は無いか、若干負に現

れることがあることが判明した。 
B3L 及び B3T が満載状態の場合については、真横衝

突（限界速度）については算定したが、斜め衝突（限界

角度）についてはその検討を省略した。省略した理由は、

表-7 の限界速度 VB,cr2の算定結果から、バラスト状態と

満載状態との差が小さいであろうこと、また、衝突船

B3 の場合には限界角度の範囲が小さい上に緩衝型設計

の効果が殆ど現れないであろうことが予想されたから

である。 
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図-23 A15-B3 (L, T)-A90B の反力履歴、バラスト状態 

（RO:外板破断、RI:内殻破断）θ=90deg, VA=0 kt, VB=20 kt 
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図-24 A15-B3 (L, T)-A90L の反力履歴、満載状態 

（RO:外板破断、RI:内殻破断）θ=90deg, VA=0 kt, VB=20 kt 

 
表-7 標準型船首と緩衝型船首の性能比較 

（Aframax.の場合） 

 限界速度 ( kt ) 限界角度 (deg) CASE ID VB,cr2  VB,cr1 θcr  
バラスト状態 
A15-B3L > 20.0  16.7 101 ～ 121 
A15-B3T  16.4  13.7 100 ～ 124 
満載状態 
A15-B3L  18.4  12.1 未検討 
A15-B3T  17.7  12.0 未検討 

 
(4) 衝突船がコンテナ船の場合 

衝突船が大型高速船である場合の代表として、

大型コンテナ船 B5 を採り上げた。標準型船首

(B5L)と緩衝型船首 (B5T)について被衝突船 A15
との衝突特性を比較検証した。このコンテナ船の

船首構造の材料は高張力鋼（KA32）が用いられ

ており、このために縦肋骨フレームスペースは小

さく設計されている（表-2 参照）。フレームスペ

ースをこれより小さく設定することは現実的でな

いと判断して、緩衝型船首構造の設計要件 (B)の
「板厚最小化」は採用せず、要件(A),(C)のみを採

用して B5T を設計した。コンテナ船の実際の航行

における載貨状態は、バラストか満載かに区別で

きず、中間状態が多いようであるが、B5 の載貨

状態としてはバラスト状態で代表させた。 
 
注：B5T 船首バルブ部の横肋骨スペースは B5L   

のトランス材スペースに合わせて、800mm
とし、バルブ外板板厚は B5L と同様の t=22
に設定した。船級協会規則に従えば、スペー

ス 800mm に合わせて増厚するべきであるが、

ここでは単に、縦肋骨式と横肋骨式を比較す

るためだけのモデルと位置付けた。 
 
標準型船首 B5L と緩衝型船首 B5T の真横衝突

の場合について、反力履歴特性を比較して図 -25
に示した。また、衝突船及び被衝突船の損傷状況

を図-26-17, 18 に示した。図-25 の反力履歴によ

れば、緩衝型(B5T)の方が標準型(B5L)よりも若干

早く外板破断(RO)及び内殻破断(RI)が発生してい

るようであるが、破壊吸収エネルギーから換算し

た限界速度を比較すると、B5T の方が B5L より

も若干大きな値となっている（表-8 参照）。従っ

て、真横衝突の場合の破断発生(RO, RI)に関して

は、小さいながらも緩衝型の効果があったことが

分かる。  
 斜め衝突の代表として、斜め前（θ=120deg）
から衝突する場合と斜め後ろから衝突する場合
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（θ=70deg）について、衝突船船首及び被衝突船船

側の損傷状況を図-26-19～21 に示した。いずれの角

度の場合も、損傷状況において標準型 B5L と緩衝型

B5T との間に顕著な差は見られなかった。 
コンテナ船 B5 が VLCC（満載）に衝突すると、

B5 の船首バルブ部はいわゆるヘラ型の細幅である

ために、衝突初期段階においてバルブ先端からの逐

次圧潰が進展してしまうのでバルブ部が分担する反

力の寄与は小さい。一方、ステム部は相対的に幅広

でありバルブ部よりも剛であることから、多少は圧

潰するものの被衝突船の船側上部で被衝突船に深く

貫入すると共に大きな反力を分担する。被衝突船の

外板破断発生(RO)及び内殻破断発生(RI)にはステム

部の貫入が支配的要因となっている。バルブ部が根

本まで圧潰してしまった後、船首前面全体で被衝突

船に接触するようになった段階で急激に反力が増大

する。この傾向は真横衝突のみならず斜め衝突の場

合にも共通している。バルブ部の反力分担が小さい

事、及び、B5T では緩衝型設計要件の(B)を適用し

ていないことから、緩衝型船首構造の効果はあまり

目立たなかったようである。 
限界速度及び限界角度の算定結果を表 -8 に取り

纏めた。衝突船 B5T,B5L いずれの場合においても、

衝突船 VLCC(B4, B6)の場合と比較して、限界角度

範囲が大変大きいことがコンテナ船の特徴である。

一方、緩衝型 (B5T)の効果は小さかったことが分か

る。コンテナ船の場合には、衝突初期段階でバルブ

部が圧潰してしまい、被衝突船の内殻まで貫入する

のは、ステム部である。B5T で緩衝型設計が施され

ているのはバルブ部のみであったために、その効果

は小さかったようである。コンテナ船の場合には、

緩衝型船首構造の適用範囲をステム部にまで拡張す

れば、その効果が大きくなると推測される。 
B5 が VLCC と衝突する場合には、載貨状態によ

る喫水の変動があったとしても、いずれにしてもバ

ルブ部が早期に圧潰してしまい、その後ステム部が

主体となって衝突する状況に大きな変化は無いので、

衝突破壊状況において載貨状態による違いはそれほ

ど大きくならないと予想される。 
 

表-8 標準型船首と緩衝型船首の性能比較 

（コンテナ船の場合） 

 限界速度 ( kt ) 限界角度 (deg) CASE ID  VB,cr2  VB,cr1 θcr  
バラスト状態 
A15-B5L  10.9   6.4 40 ～ 131 
A15-B5T  12.4   7.1 40 ～ 129 

 
 

0

50

100

150

200

250

0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5

time [sec]

 C
O

N
T
A
C

T
 F

O
R
C

E
 [
M

N
] 

B5L

B5T

R
O

 .

R
I 
.

R
O

 .

R
I 
.

 
図-25 A15-B5 (L, T)-A90B の反力履歴 

θ=90deg, VA=0 kt, VB=20 kt 

 
 以下において、図-26-1～図-26-21 は上記各衝突ケ

ースに対して FEM シミュレーション解析から得られ

た船体破壊状況を示す。 

| | 
| | | 

| | | 
| | | 
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図-26-1 標準型船首 B6L が真横衝突した場合の内殻破断

時点における損傷状況 

（垂直切断図、A15-B6L-A90B VB=15 kt、t=0.8sec ） 

 
 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-26-2 緩衝型船首 B6T が真横衝突した場合の内殻破断

時点における損傷状況 

（垂直切断図、A15-B6T-A90B VB=15 kt、t=0.75sec ） 

 

 

 
 外板破断時 (t=0.2sec )   内殻破断時 (t=2.4) 
図-26-3 標準型船首 B6L が斜め (θ=100deg) 衝突した場

合の船首及び船側の損傷状況 

（水平切断図、A15-B6L-A100B, VA=9 kt , VB=15 kt ） 

 

(t=0.4sec)   外板破断時(t=1.2sec)  最大反力時(=3.0sec) 
図-26-4 緩衝型船首 B6T が斜め (θ=100deg) 衝突した

場合の船首及び船側の損傷状況 

（水平切断図、A15-B6T-A100B, VA=9 kt , VB=15 kt ） 

 
 

 
      B6L                  B6T 
図-26-5 斜め (θ=100deg) 衝突時の B6L, B6T 船首バ

ルブ部変形状況 

 
 

 
衝突直前 (t=0sec )    内殻破断時 (t=2.4sec ) 

図-26-6 B6L が斜め (θ=120deg) 衝突した場合の船 

首及び船側の損傷状況 

（水平切断図、A15-B6L-A120B VA=9 kt , VB=15 kt ） 
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図-26-7 標準型船首 B6L（満載）が真横衝突した場合 の

内殻破断時点における損傷状況 

（垂直切断図、A15-B6L-A90L VB=15 kt、t=0.8sec ） 

 

 

図-26-8 標準型船首 B4L が真横衝突した場合の損傷状況

(垂直切断図、A15-B4L-A90B VB=15 kt ） 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図-26-10 標準型船首 B4L が真横衝突した場合の船首損

傷状況（A15-B4L-A90B VB=15 kt ） 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図-26-9 緩衝型船首 B4T が真横衝突した場合の損傷状

況（垂直切断図、A15-B4T-A90B VB=15 kt ） 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図-26-11 緩衝型船首 B4T が真横衝突した場合の船首 

損傷状況（A15-B4T-A90B VB=15 kt ） 

 

 
(t=0.5sec)  (t=1.0sec)  内殻破断時 (t=1.9sec) 
図-26-12 標準型船首 B4L が斜め衝突（θ=110deg）   

した場合の損傷状況 

(水平切断図、A15-B4L-A110B VA=9 kt , VB=15 kt） 

 

外 板 破 断 時
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(t=1.5sec) 
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(t=0.6sec) (t=0.0sec)
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(t=2.1sec) (t=1.0sec) 

(t=0.0sec) 
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(t=0.5sec)  (t=1.0sec)    反力最大時 (t=2.3sec) 

図-26-13 緩衝型船首 B4T が斜め衝突（θ=110deg）した場

合の損傷状況 

（水平切断図、A15-B4T-A110B VA=9 kt , VB=15 kt） 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-26-14 標準型船首 B3L が真横衝突した場合の損傷状

況（垂直切断図、A15-B3L-A90B VB=20 kt） 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

標準型船首 B3L          緩衝型船首 B3T 
図-26-16 満載 Aframax.(B3)が真横衝突した場合の損傷状

況 (垂直切断図、VB=20 kt、内殻破断時） 

 
図-26-15 緩衝型船首 B3T が真横衝突した場合の損

傷状況 

（垂直切断図、A15-B3T-A90B VB=20 kt） 

 
 
 

 

 

 

 

 

 

 

図-26-17 コンテナ船（B5）の真横衝突（垂直切断図） 

 

 
図-26-18 コンテナ船(B5)が真横衝突した場合の損  傷

状況（垂直切断図、VB=20 kt、内殻破断時） 

最大貫入時(t=4.0sec) 

内 殻 破 断 時

(t=1.7sec) 
外板破断時

(t=1.3sec) 

(t=0.1sec) 

緩 衝 型 船 首

A15-B5T-A90B 
標 準 型 船 首

A15-B5L-A90B

最 大 反 力 時

(t=2.5sec) 

(t=0.1sec) (t=0.6sec) 
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図-26-19 コンテナ船 B5T が斜め衝突（θ=120deg）した場

合のステム高さレベルにおける損傷状況 

（水平切断図、A15-B5T-A120B VA=9 kt , VB=20 kt） 

 
 

 
図-26-20 コンテナ船 B5T が斜め衝突（θ=120deg）した

場合のバルブ高さレベルにおける損傷状況 

 
 
 

 
図-26-21 コンテナ船 B5T が斜め衝突（θ=70deg）した場

合のバルブ高さレベルにおける損傷状況 

（水平切断図、A15-B5T-A70B VA=9 kt , VB=20 kt） 

 
3．3．4 緩衝型設計の個別要件に関する検討 

 緩衝型設計の効果が顕著であった衝突船 B4 を

採り上げて、緩衝型設計要件(A)横肋骨方式採用、

(B)外板板厚最小化、(C)内構材省略、それぞれの

効果について検討した。 
 比較のために、B4T を設計要件(A),(C)はそのま

まとして、要件 (B)は採用せずバルブ外板板厚を

B4L（肋骨スペース=1040）と同じ 24mm に変更

した衝突船 B4T-t24 モデルを作成して衝突破壊挙

動の試解析を実施した。すなわち、バルブ部の肋

骨等の横部材は B4T（スペース=747 の横肋骨式）

のまま外板板厚のみ 20.5 から 24.0 に増厚した。

B4T-t24 モデルは、B4T と比較することにより設

計要件(B)の効果を、さらに、B6L と比較するこ

とにより設計要件 (A),(C)の効果をそれぞれ検証

することを目指したものである。 
 B4T-t24 が被衝突船 A15 に速度 15kt で真横か

ら衝突した場合についてシミュレーション解析を

実施し、その反力履歴を B4L、B4T の場合と比較

して図-28 に示した。図を一見したところでは、

B4T-t24 の反力履歴は B4Tの場合とほとんど同じ

ように見える。内殻破断(RI)に関しても、B4T と

同様に発生に至らなかった。船首の崩壊モードを

確認したところでは、図-26-11 に示す B4T の場

合と酷似していた。バルブ外板の板厚が異なって

いる（20.5 と 24.0）にも関わらず崩壊モード及び

強度がよく一致していた。ただし、B4T-t24 の外

板破断(RO)の出現タイミングに関しては、B4T で

はなく B4L とほぼ一致した。 
以上の現象を総括すると次のように解釈される。

初期段階でバルブ部の Folding（曲げ塑性崩壊）

が発生する前(t<0.5sec)は、B4T-t24 の挙動及び反

力特性は同じ外板板厚を有する B4L とほぼ同様

の傾向を示す。この初期段階では緩衝型構造要件

(B)が効果を発揮するので、B4T の反力は B4L や

B4T-t24 よりも若干低目となる。t=0.5sec に出現

外板破断時

(t=0.7sec) 

内殻破断時

(t=1.2sec) 

(t=2.5sec) 

(t=0.0sec) 外板破断時

(t=0.7sec) 

内殻破断直後

(t=1.4sec) 

初 期

(t=0.1sec)
内殻破断時

(t=1.2sec) (t=0.6sec) 
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する初期ピーク反力時に B4L 及び B4T-t24 は外板

破断を発生させ、その後反力は低下する。B4T の場

合には、初期ピーク時に外板破断までに至らず、バ

ルブの Folding が開始して反力低下に至る。その後

(t>0.5sec)は、B4T 及び B4T-t24 は共に同様な横肋

骨間の Folding モードで崩壊が進展し反力履歴特性

は同様（若干 B4T-t24 の方が高め）となる。すなわ

ち、緩衝型要件(B)は初期段階（t<0.5sec）において

有効であり、ピーク反力を低下させる効果がある。

一方、要件(A),(C)は初期段階以後（t>0.5sec）にお

いて有効であり、船首部の崩壊モード形成に対して

影響を及ぼす。特に要件(A),(B)は緩衝型船首の性能

向上に大きな寄与があることが確認された。 
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図-28 A15-B4(L, T, T-t24)-A90B の反力履歴（RO:外板破

断、RI:内殻破断）、θ=90deg, VA=0 kt, VB=15 kt 

 

3．3．4 被衝突船の前進速度影響 
 真横に近い角度で衝突する場合には、被衝突船に

前進速度があると、船側の接触範囲が船長方向に拡

がる事、衝突船船首に摩擦による曲げが作用し船首

バルブ先端が水平曲げ変形して接触面積が拡がる事

などから、被衝突船船側の損傷は損傷範囲が拡がる

ものの損傷深さは小さくなる傾向がある。被衝突船

の前進速度が大きいほどこの傾向は顕著となるよう

である。一方、衝突角度が斜めの場合には、被衝突

船の前進速度が両船間の相対速度ベクトルを変化さ

せるので、被衝突船の前進速度影響が斜め追い角か

斜め向かい角かに依存して複雑に変化するようであ

る。以下において、被衝突船の前進速度影響につい

て解析例を基に比較検討した結果について述べる。 
真横に近い角度での衝突の場合には、他の衝突角

度と比べて、船首先端に加わる水平曲げモーメント

が相対的に最も大きくなるので、船首先端が曲げ変

形を受け接触面積が増大する傾向が最も顕著となる。

緩衝型尖鋭形状の VLCC 船首(B6T)が A15 に真横か

ら衝突した場合について、被衝突船の前進速度を

5kt とした(A15-B6T-A90, VA=5kt, VB=15kt)解析

結果を被衝突船の前進速度がゼロであった場合

(A15-B6T-A90, VA=0kt, VB=15kt)と比較した。 
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図-29  A15-B6T-A90B の反力履歴（RO:外板破断、RI:

内殻破断）、VB=15 kt 

 

 
     VA=0kt                VA=5kt 

図-30 船首損傷状況における被衝突船の前進速度影響

（A15-B6T-A90B VB=15 kt ） 

 
反力履歴を図-29 に、船首構造の崩壊状況を図

-30 にそれぞれ比較して示した。被衝突船の前進

速度がゼロ(VA=0kt)の場合には、船首バルブ先端

が真っ直ぐ突き刺さっているのに比べて、前進速

度がある (VA=5kt)場合には船首バルブ部が水平

に曲げ変形しており、このために被衝突船船側へ

の貫入が抑制されている。外板破断(RO)及び内殻

t=0.1sec 

t=0.8sec 

t=1.5sec 

”’炉̀..，，會

”.． .,. --. 
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破断 (RI)発生状況に関して大きな差が生じた。

VA=0kt の場合には、外板破断(RO)や内殻破断(RI)
がそれぞれ早期（RO: t=0.25sec, RI: t=0.7sec）に

発生しているのに比べて、VA=5kt の場合には、外

板破断 (RO)の発生タイミングがかなり遅くなった

(t=1.5sec)のみならず、内殻破断(RI)は最後まで発生

しなかった。 
被衝突船の前進速度が少々増加するだけで被衝突

船の損傷程度が顕著に低減する現象は、被衝突船の

前進速度が VA=0～5kt の範囲にある場合に特に顕

著である。しかし被衝突船の前進速度が大きくなっ

てくると(VA>5kt)、さらに複雑な現象が現れるよう

である。 
FEM シミュレーション解析結果によれば、被衝

突船の前進速度が比較的大きい場合（VA>5kt）には、

斜め向かい角（θ>100deg）で衝突する場合と斜め

追い角（θ<90deg）で衝突する場合において、被衝

突船の前進速度影響がプラスマイナス反対に現れる

ことが確認された。すなわち、斜め前方からの衝突

の場合（θ>100deg）には、実効衝突速度（速度ベ

クトル）が増大するために、被衝突船の速度が大き

い方が被衝突船船側の損傷深さが大きくなる。しか

し、斜め後方からの衝突の場合（θ<90deg）には、

被衝突船の前進速度が大きくなると、実効衝突速度

（速度ベクトル）が小さくなるために、被衝突船の

損傷が小さくなる傾向がある。 
第４章で、衝突事故の発生確率を基にした確率的油

流出量を推定する場合において、被衝突船の速度影響

を定量的に把握することは重要課題となる。そこで、

衝突角度が様々に変化した場合における被衝突船の

前進速度影響をFEMシミュレーション解析により詳

細に調べてその解析結果を付録A2に詳述した。 
 

3．4 まとめ 
1) 緩衝型船首構造の性能は、前進している被衝突船に

斜め衝突する場合に特に有効となる。この場合には、

船首バルブ部が水平曲げモーメントを受けて先端か

ら曲げ変形が進展する破壊メカニズムが現れるので、

バルブ部の曲げ変形を促進させるように設計してあ

る緩衝型船首が効果を発揮するためである。一方、停

止している被衝突船に真横から衝突する場合には、緩

衝型船首構造の性能が発揮されずに終わってしまう

場合がある。 
2) 尖鋭形状を有する船首バルブを採用すると、被衝突

船を損傷させるリスクが増大することが定量的に明

らかになった。すなわち、扁平形状の船首バルブはそ

の外形だけで緩衝型船首としての特性を発揮するこ

とになる。特に、扁平形状＋緩衝型設計の複合効果が

大きいことが確認された。 
3) 緩衝型船首構造の効果は被衝突船との相対的な強度

差により効果の現れ方が大きく異なる。尖鋭形状船

首を有する VLCC(B6)の場合には、斜め衝突時には

緩衝型設計が有効であったが、真横衝突の場合には、

B6 の船首バルブ部が壊れる前に内殻破断が発生し

てしまうので、緩衝型の効果は小さかった。

Aframax.級タンカー(B3)及びコンテナ船(B5)の場

合には、被衝突船の内殻破断時よりもずっと前段階

において衝突船の船首バルブ部が圧潰してしまう

ために、緩衝型船首構造の効果はそれほど大きくな

いか、逆に負に現れる場合があることが確認された。

扁平形状船首を有する VLCC(B4)の場合には、被衝

突船の内殻破断時の直前に衝突船の船首バルブ部

の圧潰が発生するために、緩衝型設計の有効性が大

変顕著となっている。 
4) 衝突船が満載状態の場合とバラスト状態の場  

合について、被衝突船に与える損傷の大きさに

ついて比較した。満載の場合にはバラストの場

合と異なり、衝突初期段階から衝突船の反力は

バルブ部とステム部の二箇所に分散されるため

に、緩衝型設計を施したバルブ部の効果は減殺

される場合がある。また、バルブ部はバラスト

状態では被衝突船の船側外板中央高さ位置で貫

入していたのが被衝突船の二重底に貫入するこ

とになる。衝突船 B6L のバラスト状態と満載状

態の衝突位置関係の相違を図-26-1 と図-26-7 か

ら比較することができる。満載状態は衝突時の

運動エネルギーが大きい（B6 の場合、バラス

ト状態の 2.8 倍）ものの、被衝突船への接触が

２箇所に分散されること、バルブ部が被衝突船

の比較的強度の大きな部分である二重底に貫入

することから、被衝突船へ与えるダメージにつ

いては、その範囲は大きくなるものの損傷深さ

（限界速度、限界角度）はどちらが大きくなる

かについてはケースバイケースである（表-3～
表-7 参照）。 

5) 緩衝型設計要件(A)横肋骨方式採用、(B)外板板 
厚最小化、(C)内構材省略、それぞれの効果につ

い て 検 討 し た 。 要 件 (B) は 衝 突 初 期 段 階

（t<0.5sec）において有効であり、初期ピーク

反力を低下させる効果がある。要件(A),(C)は初

期段階以後（t>0.5sec）において有効であり、

船首部の崩壊モード形成に影響を及ぼす。特に

要件 (A),(B)は緩衝型船首の性能向上に大きな

寄与があることが確認された。 
 
 

4．油流出量の低減効果 

 

緩衝型船首構造の効果を表すためには、「油流

出量期待値」は一般的に理解され易い指標である。
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ここでは、満載D/H VLCCが衝突された場合に油流出が

発生するリスクを、一旦衝突された時の油流出量期待

値として評価する。この評価指標は、IMO BLGにおけ

る”mean oil outflow”の設定法に準拠している。 

 

4．1 確率論的油流出量の推定法 
満載VLCCが、ある特定の船種(i)に一旦衝突された

場合に、流出する貨油量Si(m3)を次式により推定する。 
 

                                       

(4-1) 
                                 
衝突条件の確率密度を以下の各事象の確率密度の結

合により表す。 
ｆVB：衝突船の衝突時前進速度の確率密度 
ｆVA：被衝突船の衝突時前進速度の確率密度 
ｆθ：衝突角度の確率密度 
ｆx/L：被衝突船の被衝突位置（船長方向）の確   

率密度 
ｆ load：衝突船の載荷状態（満載またはバラスト）

の確率密度 
 

満載VLCCが衝突されて貨油を流出するシナリオ及

びプロセスを以下のように簡略化する。 
･ 油流出に至るような規模の衝突事故は、被衝突船が

航行している時のみ発生し、停止時には発生しない

と見なす。 
･ 衝突されたVLCCが内殻破断した場合に流出する

油の量は、破断位置や破口の大きさによらず一律に

船体中央部の外側１タンクの貨油全量（代表船A15
の場合は21,200m3）と想定する。 
 
4．2 確率密度関数 

a) ｆVB：衝突船の衝突時前進速度の確率密度 
図-2 に示した衝突事故事例を参照して、衝突船の

衝突速度として一様な確率密度を仮定した（衝突時に

避航操作が行われることも衝突速度がばらつく要因

となっているようである）。ただし、最大速度につい

ては、対象とした特定船種の外洋航行速度を上限とし

た。大型タンカー及びコンテナ船の場合について、衝

突速度の確率密度分布を図-31に示した。衝突速度の

区分を1kt刻みの等間隔として確率密度を表した。 
b) ｆVA：被衝突船の衝突時前進速度の確率密度 
対象とした被衝突船は、外洋航行時または速度制限

海域航行時に衝突されると想定した。被衝突船も事故

遭遇時には避航操作をすること、速度制限海域では

12kt以下で航行していること、さらに取り扱いを簡略

化すること等を考慮して図-32の確率密度分布を仮定

した。 
図-2「衝突船及び被衝突船の衝突時前進速度の統

計」によれば、被衝突船が停泊中(前進速度ゼロ)
に衝突される頻度は一般的には小さくない。また、

停止している場合に衝突されると、小さな衝突速

度でも船側の損傷（衝突船船首の貫入）が大きく

なり易いことが分かっている（3.3.5項参照）。し

かし、VLCCが停泊している場合というのは、特

別なバースであるか航行制限された海域であるこ

とから衝突船が有為な速度で衝突する確率は極め

て小さいと見なすことができる。今回の油流出の

検討では停止している場合を無視した。 
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図-31 衝突速度の確率密度関数ｆVB 
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図-32 被衝突船前進速度の確率密度関数ｆVＡ 

 

衝突角度θ 件数 確率

   0 < θ < 30 123 0.12

 30 < θ < 60 138 0.13

 60 < θ < 120 389 0.37

120 < θ < 150 185 0.17

150 < θ < 180 223 0.21

計 1058

θ

 

図-33 事故事例による衝突角度の確率 

（海難審判庁裁決録 1)1985～1997 年より） 

出量　各条件における油流

衝突条件

:G

G}{∑ ×= probSi
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図-34 衝突角度の確率密度関数ｆθ 

 

位置 件数 確率

　船首部 202 0.19

　船体前部 273 0.26

　船体中央部 104 0.10

　船体後部 274 0.26

　船尾部 206 0.19

計 1059  
図-35 事故事例による被衝突位置の確率 

（海難審判庁裁決録 1)1985～1997 年より） 
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図-36 被衝突位置(x/L)の確率密度関数ｆx/L 

 

c) ｆθ：衝突角度の確率密度 
海難審判庁採決録1)をデータソースとして、衝突時

の衝突角度について事故事例を調査した結果を図-33
に示した。この結果、衝突角度は全方向について一様

と見なしてよさそうである。衝突時に避航操作がなさ

れることが、角度のばらつきの原因であろう。想定し

た衝突角度θの確率密度を図-34に示した。角度の刻

みは、Δθ=5degとした。 

d) ｆx/L：被衝突船の被衝突位置（縦方向）の確

率密度 
同じく、海難審判庁採決録1)から衝突時の被衝

突位置について事故事例を調査した結果を図-35
に示した。この結果、被衝突位置の出現頻度につ

いても全船長に渡り一様と見なせることが分かる。

想定した被衝突位置の確率密度を図-36に示した。

位置の刻みは次のように設定した。 
位置： x/L=0.05～0.95, Δx/L=0.1 

被衝突船の被衝突部位がたまたま横隔壁上や水密

隔壁上となる場合には、船側の損傷が比較的軽微

になるものと想定されるが、今回の検討ではこの

影響を無視した。また、横隔壁近辺が損傷した場

合には横隔壁を越えて２タンクの内殻が同時に破

断して２タンクから油が流出することも想定され

るが、今回の検討では、総ての場合において油流

出するのは１タンクのみであると仮定した。 
e) ｆ load：被衝突船の載荷状態（満載orバラス

ト）の確率密度 
満載状態とバラスト状態の存在確率はそれぞれ

50％と想定した。 
 

4．3 各事象における油流出量の推定 
特定の衝突船に船体中央部に衝突された場合の

油流出（=内殻破断）の有無を、表-9のような衝突

速度VBと衝突角度θのマップ上で示した。このマ

ップにおける衝突速度及び衝突角度の区分は上述

の確率密度関数に対応している。表-9-1は尖鋭形

状の標準型船首を有するVLCC（B6L）がA15に衝

突した場合について、内殻破断条件が成立する衝

突条件範囲を示している。限界角度の値を参照す

れば、衝突船の速度がV15(VB=15kt)で被衝突船の

速度が9ktの場合についてのみ流出（内殻破断）条

件が既知であるが、付録A2に示す限界関数を援用

した推定法により、他の衝突条件まで拡張して内

殻破断の有無を判定した。マップ上における記号

の意味は次に示す通りである。 
 3  : 被衝突船の速度 VA=15, 12, 9 kt の3条  

件で油流出が発生 
 2A : VA=15, 12 kt の2条件で油流出が発生 
 2B : VA=12, 9 kt の2条件で油流出が発生 
 1A : VA=15 kt の1条件でのみ油流出が発生 
 1B : VA=9 kt の1条件でのみ油流出が発生 

 
 本報告で対象として採り上げた各衝突船が代表

被衝突船A15と衝突する場合について、油流出の

有無をマップ上で判定した結果を表-9-1～10に示

した。標準型船首(L)と緩衝型船首(T)の性能を比

較しやすいように並べて表示した。衝突船

Aframax.に関しては、B3LとB3Tの差が殆ど無く、

↓ニニ
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またバラストと満載の差も小さかったので、マップの

表示はA15-B3T(B)のみで代表させた。 
 油流出マップによれば、「衝突船の前進速度VB」・

「被衝突船の前進速度VA」・「衝突角度θ」の３つの

事象の組合せに対して、被衝突船が船体中央部に衝突

された場合の油流出の有無を判定することができる。

さらに、この３事象（θ, VA, VB）の周辺確率密度を

考慮した油の流出量期待値G1を次式により推定する

ことができる。 
 
 
                                      

(4-2) 
次に、「被衝突位置x/L」の事象に対する油流出量

の評価方法について述べる。被衝突位置が船体中央か

らはずれるに従って、被衝突船は衝突時にSway運動

で運動エネルギーを消費する比率が大きくなるので、

船側の損傷はその分小さくなる。Sway運動を考慮し

た運動量保存則から検討した結果13)によれば、構造破

壊によるエネルギー吸収割合を被衝突位置(x/L)の関

数として表すと、図-37の曲線(Afra. vs Afra.)の様に

なる。この曲線を参照して、破壊吸収エネルギー率の

近似関数（図-37のapprox. function）を導いたのが次

式である。 
 
                    

(4-3) 
被衝突位置(x/L)の変化に応じて変化する油流出量

G(x/L)は、この近似関数に比例すると仮定した。この

結果、油流出量比G(x/L)/G(Midship)をΔx/L=0.1の区

分で表したのが図-38である。船首端及び船尾端には

油タンクが存在しないので、この位置では流出量をゼ

ロと見なした。 
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図-37 衝突時の構造損傷による吸収エネルギー率分布

（Aframax.級タンカー同士の衝突の場合） 
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図-38 被衝突位置と油流出量比 

 
 

表-9-1 油流出マップ：A15-B6L(バラスト状態) 

Oil Spill Map
A15-B6L(B) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v10 1A 1A 1A
v11 3 3 3 2A 2A 1A
v12 1B 3 3 3 3 3 1A
v13 1B 3 3 3 3 3 3 2A 1A
v14 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v15 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v16 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A

G2 = 1197

θ ( Striking Angle )

V
B

 

 

表-9-2 油流出マップ：A15-B6T(バラスト状態) 

Oil Spill Map
A15-B6T(B) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v11 1A 1A
v12 1A 2A 2A
v13 2A 3 3 2A 1A
v14 1B 3 3 3 3 2A
v15 1B 3 3 3 3 3 2A 1A
v16 1B 3 3 3 3 3 3 3 1A

G2 = 623

θ ( Striking Angle )

V
B

 

 

表-9-3 油流出マップ：A15-B6L(満載状態) 

Oil Spill Map
A15-B6L(L) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v11
v12 1A 1A 1A
v13 1B 1B 1B 1B 1B 3 3 3 2A
v14 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v15 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v16 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A

G2 = 981

θ ( Striking Angle )

V
B

 

 

表-9-4 油流出マップ：A15-B6T(満載状態) 

Oil Spill Map
A15-B6T(L) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v11
v12 1A 1A
v13 2A 2A 1A
v14 3 3 3 2A
v15 1B 3 3 3 3 3 1A
v16 1B 2B 3 3 3 3 3 1A

G2 = 432

θ ( Striking Angle )

V
B
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表-9-5 油流出マップ：A15-B4L(バラスト状態) 

Oil Spill Map
A15-B4L(B) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v11 1B 1B 2A 1A 1A
v12 1B 3 3 3 3 2A 1A
v13 1B 3 3 3 3 3 3 1A
v14 1B 3 3 3 3 3 3 3 2A 1A
v15 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v16 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A

G2 = 1072

θ ( Striking Angle )

V
B

 

 

表-9-6 油流出マップ：A15-B4L(満載状態) 

Oil Spill Map
A15-B4L(L) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v11
v12 3
v13 1B 3 3 3
v14 1B 3 3 3 3
v15 1B 3 3 3 3 3 3 1A
v16 2B 3 3 3 3 3 3 3 1A

G2 = 557

θ ( Striking Angle )

V
B

 

 

表-9-7 油流出マップ：A15-B4T(バラスト状態、満載

状態) 

Oil Spill Map
A15-B4T(B,L) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v13
v14
v15
v16

G2 = 0

θ ( Striking Angle )

V
B

 

 

表-9-8 油流出マップ：A15-B3T(バラスト状態) 

Oil Spill Map
A15-B3T(B) 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135

v11
v12 1A 1A 1A
v13 3 3 1A
v14 1B 3 3 3 1A
v15 3 3 3 3 2A
v16 1B 3 3 3 3 3 1A

G2 = 432

θ ( Striking Angle )

V
B

 

表-9-9 油流出マップ：A15-B5L(バラスト状態) 

Oil Spill Map
A15-B5L(B) 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135 140

v07 1A
v08 1A 1A 1A 1A
v09 1A 2A 2A 2A 1A 1A
v10 3 3 3 3 3 2A 1A
v11 3 3 3 3 3 3 3 2A
v12 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v13 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v14 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v15 1B 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v16 1B 1B 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v17 1B 2B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A 1A
v18 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v19 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v20 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v21 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A

G2 = 3308

θ ( Striking Angle )

V
B

 
 

表-9-10 油流出マップ：A15-B5T(バラスト状態) 

Oil Spill Map
A15-B5T(B) 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135 140

v08 1A 1A
v09 1A 1A 1A 1A 1A
v10 1A 3 3 3 2A 1A 1A
v11 1A 3 3 3 3 3 2A 1A
v12 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v13 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v14 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v15 1B 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v16 1B 1B 1B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v17 1B 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v18 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 2A
v19 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3
v20 1B 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A
v21 2B 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 1A

G2 = 3077

θ ( Striking Angle )

V
B
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 以上により、被衝突船の被衝突位置(x/L)の確率密

度(ｆx/L)及び被衝突位置による油流出量比

G(x/L)/G(Midship)が既知となったので、両者を結

合させることにより被衝突位置のばらつきを考慮

した確率的油流出量を推定することができる。推定

結果によれば、被衝突位置のばらつきを考慮した場

合の油流出量期待値は、船体中央部に衝突された場

合の流出量G(Midship)の0.72倍と推定された。本報

告では、総ての衝突ケースについて、被衝突位置の

ばらつきを考慮した油流出量期待値G2として次式

を用いた。 
 
 
 
                                       (4-4) 
式(4-4)では、被衝突位置の影響は独立事象であり、

他の事象との結合確率は無視できると仮定したこ

とになる。 
式(4-4)により、４つの事象に対する確率密度（ｆ

VB,ｆVA,ｆθ,ｆx/L）を考慮した油流出量期待値G2が

推定できる。表-9-1～9-10の油流出マップの最下段

に、それぞれの場合の油流出量期待値G2の値を示し

た。 
 

4．4 衝突船別の油流出量期待値 
 採り上げた衝突船総てを対象として、衝突船別に

それぞれ代表被衝突船A15に一回衝突した場合の油

流出量期待値を推定した。 
先ず、尖鋭形状の標準型船首を有するバラスト状

態のVLCCの場合[A15-B6L(B)]を例として、油流出

量期待値を算定する手順を示す。確率的油流出量は、

式(4-1)に、4.2節で表した各事象の確率密度及び、

各事象における油流出量Gを代入することにより求

めることができる。総ての事象のうち、a)衝突船の

前進速度, b)被衝突船の前進速度, c)衝突角度, e)衝
突船の載貨状態, の４つについては、d)被衝突位置

と独立であると見なしてそれぞれの結合確率を評

価する。事象d)被衝突位置 については、他の４つの

事象と独立に確率的油流出量を式(4-3)を用いて評

価する。 
油流出の有無は、油流出マップ（表-9）から衝突

角度θ、衝突船の前進速度VB、及び、被衝突船の前

進速度VAの３つの事象の組み合わせに対して判定

することができる。油流出有りの判定の場合には、

油流出量Gは4.1節における仮定から、G=21,200m3

と推定した。バラスト状態の衝突船B6Lについて、

表-9-1に示す各事象と流出量Gの結合確率から流出

量期待値G1を式(4-2)から求めた結果は次の通りで

ある。 

 
                             

(4-5) 
 
 次に、式(4-4)から、被衝突位置に関する確率を考

慮した流出量期待値G2を次式のように推定するこ

とができる。 
   
                           (4-6) 
 
G2は、A15がバラスト状態のB6Lに一回衝突された

場合の油流出量期待値である。 
 同様にして、A15が満載状態のB6Lに一回衝突さ

れた場合の油流出量期待値を表-9-3から求めた結果

は次の通りである。 
 
                  (4-7) 
 
 満載とバラストの両載貨状態を考慮した油流出

量期待値は、両状態の出現確率が各々50%であるか

ら、式(4-6)と式(4-7)の平均値として求められる。こ

の平均値が、式(4-1)のSiと等しくなる。 
  
A15-B6Lの場合の油流出量期待値： 
  

(4-8) 
 
 他の衝突船の場合についても同様にして油流出

量期待値G2, Siを求めた結果を限界角度θcrの値と

共に表-10にまとめて示した。衝突船B3及びB5に関

しては、3.3.3項(3),(4)に記述した理由により、満載

状態の場合を省略して、バラスト状態のみで代表さ

せた。 
 

表-10 衝突船別の油流出量期待値 

ID of
Striking

Ship

Loading
Condition

Critical
Angle

θcr (deg)

Oil
Outflow

 G2  (m
3)

Mean Oil
Outflow

Si (m
3)

Ballast  80-129 1197
Laden 68-124 981
Ballast 98-129 623
Laden 99-125 432
Ballast 78-127 1072
Laden 79-113 557
Ballast no 0
Laden no 0

B3L Ballast 101-121 341 341
B3T Ballast 100-124 432 432
B5L Ballast 40-131 3308 3308
B5T Ballast 40-129 3077 3077

B4L 815

B4T 0

B6L 1089

B6T 528
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扁平形状バルブを有するVLCC(B4)の場合には、

緩衝型設計を採用すれば油流出量期待値（Si）が815
から0 に低減することが予想され、緩衝型の効果が

最も大きいことが分かる。あらゆる衝突条件におい

て、衝突船B4Tが油流出を発生させることは無いと

判定された（表-9-7参照）。FEMシミュレーション

解析によれば、B4Tが衝突して油流出に至るような

事故は、衝突速度17kt超にならないと発生しない事

が確認された。 
油流出量期待値が最も高い危険な衝突船はコン

テナ船(B5)である。他衝突船に比べると、大変広い

範囲の衝突角度(θ)及び衝突速度で油流出を発生さ

せることがその原因である（表-9-9, 表-9-10参照）。

本研究では、コンテナ船の緩衝型対策はバルブ部の

みに限った事、バルブ外板は原厚のままとした事か

ら、緩衝型の効果は油流出量期待値(Si)が3,308m3

から3,077m3に低下した程度であり顕著では無かっ

た。 
コンテナ船(B5)の次に危険なのが尖鋭形状バル

ブを有するVLCC(B6)である。緩衝型扁平形状バル

ブを有するB4Tの場合には、扁平なバルブ形状の有

利さと緩衝型設計の相乗効果により油流出の危険

は顕著に低減していることが分かる。 
衝突船が被衝突船より小型となるAframax.(B3)

の場合には、バルブ部及びステム部を含む船首全体

が早期に破壊してしまうことから、被衝突船A15に
対して油流出を発生させる衝突条件は極めて限定

されている（表-9-8参照）。また、このような破壊

状況下では緩衝型船首構造の効果は発揮されず、む

しろその効果が負に現れることが多い。衝突船の載

貨状態（バラスト、満載）による差も小さかった。 
 

4．5 危険船総てを対象とした油流出量期待値 
 VLCCが衝突されて貨油を流出する事故を引き起

こすような衝突船候補を選定するために、日本近海

を航行しているタンカーの就航回数を調査した結

果を表-1１に示した。Aframax.級タンカーはVLCC
に次ぐ就航数がある。しかし、この程度の大型船で

あっても、油流失に至る事故は高速で斜め前から衝

突した場合のみに限られており油流出期待値は小

さい（表-10参照)ので危険船の対象から除外する。

Aframax.より大型であるSuezmax.級タンカーは

Aframax.よりは危険と見られるが、VLCCと同航路

の就航数は極めて少数であることからこれも対象

外とした。 
 以上の状況及び表-10に示す油流出量期待値を勘

案すれば、VLCCが衝突された場合の油流出量期待

値を検討するための危険船としては、VLCC（ULCC
も含む）及び大型コンテナ船のみを対象とすれば十

分であると判断される。LMIU(Lloyd’s Marine 
Intelligence Unit)社のAPEXによれば、2000年にお

ける大型タンカーの総数は426隻（VLCC:381＋
ULCC:45)であった。タンカーの船首バルブ形状を

調査した結果によれば、VLCCの船首バルブ形状別

隻数は、尖鋭型38％、扁平型62%であった。また、

日本船主協会ホームページ掲載によれば、2003年に

おけるコンテナ船の総数は2,905隻であり、このう

ち4,000TEU積以上の大型船は423隻であった。以上

の調査結果を反映して、油流出量期待値を算定する

ために採り上げた危険船の種類と隻数を表-12のよ

うに特定した。 
 

表-11 日本を揚地とするタンカー就航回数(2000 年) 

積地 UL
CC

VL
CC

Suez
max. 

Afra 
max. 

Pana
max. 

Han
dy

中東 35 639 9 124 19 20
アジア 0 1 0 129 79 104
北中米 0 2 11 14 7 35
豪州 0 0 7 16 14 14

中露韓 0 0 0 16 47 286
アフリ

カ 1 1 0 0 1 0 

その他 2 23 0 23 2 2 
total 38 666 27 322 169 461

データソース：LMIU 社の APEX 
 

表-12 危険船総てを対象とした油流出量期待値 

Ship Type Number Ratio Standard Bow Buffer Bow

 VLCC(Sharp) 162 19% 1089 432

 VLCC(Blunt) 264 31% 815 0

 Container 423 50% 3308 3077

Total 849 100% 2109 1615

Mean Oil Outflow

 Si,              Sall  (m
3)

Striking Ship 

 
 
 特定した対象船はそれぞれ、表-10に示した衝突

船と対応しており、VLCC(Sharp)はB6Lに、

VLCC(Blunt)はB4に、ContainerはB5に代表される

と想定した。対象船との遭遇確率（衝突確率）をそ

れぞれの隻数に比例するものと仮定して、対象船総

てに対して一旦衝突した場合の油流出量期待値

(Sall)を推算した結果を表-12に示した。ダブルハル

VLCCにとって脅威となる危険船（VLCC及び大型

Cotainer）に一回衝突された場合の油流出量期待値

は2,109m3であるが、これら危険船が総て緩衝型船

首構造を採用した場合にはこの油流出量期待値は

76%に低減することが期待できることが分かる。油

流出量低減効果がこのように大きくならなかった

理由は、コンテナ船においては本報告で提示した緩

衝型設計が有効で無かった事、コンテナ船の就航数

が多い事による。しかし、衝突船をVLCCに限った
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場合（表-12で、コンテナ船の数をゼロと仮定した

場合）には、緩衝型船首の効果は顕著であり、油流

出量期待値を18%に低減することが期待できる。 
 大型コンテナ船は油流出量期待値が最も大きい

上に、就航隻数が最も多いことから、Sallの値を引

き上げる元凶となっている。今後もコンテナ船は就

航数が増加すると共に大型化していく傾向がある

ことから、コンテナ船に対して安全対策を施す事は

重要であると考える。被衝突船がVLCCであった場

合に、コンテナ船船首構造で脅威となるのはバルブ

部よりもステム部であることから、コンテナ船の緩

衝型船首構造に関してはステム部にまでその適用

範囲を拡張すればより一層大きな効果が期待でき

るであろう。 
 
 

5．まとめ 

 

衝突によるタンカーからの油流出を低減するた

めに、ダブルハル化の次の対策として、緩衝型船

首構造の採用が大変有効であると考える。本報告

書では、緩衝型船首構造の効果を検証することに

より、技術的なバックデータの整備を行った。 
1)先ず、緩衝型船首構造の設計要件について、本

プロジェクトで実施した船首バルブ模型の圧壊

実験結果 6), 14), 16)、及び、ＦＥＭシミュレーシ

ョン解析結果 6), 9), 10), 11)から得られた知見を基

にして取り纏めた。この設計要件を満足する緩

衝型の船首バルブ部を備えた船舶が、想定した

衝突事故シナリオの下、衝突した際の被衝突船

の損傷程度と油流出量期待値を推定した。そし

て、緩衝型設計を適用していない標準的な船首

バルブを備えた船舶が衝突した場合と比較する

ことによって、緩衝型船首構造の効果を定量的

に検証した。その際に、船舶の大きさ、船種、

バルブ部の形状の違いによる効果の差を確認し

た。設計パラメータのひとつであるバルブ部の

板厚最小化（フレームスペースと連動）は、船

級協会の設計規則を適用しながら設定した。従

って、通常の運航状態では、波浪外力に対して

従来の船首構造と同等な強度を有することが保

障されていることになる。 
2)緩衝型船首構造としての設計要件適用による効

果の程度を、FEM シミュレーション解析結果

を基にして検証した結果、以下が確認された。 
A.被衝突船にとって最も厳しい条件「停止中に真

横から衝突される」を想定して算定された外板

破断限界速度 (VB,cr1)及び内殻破断限界速度

(VB,cr2)は、緩衝型船首構造の性能を把握するた

めに分かり易い指標である。本研究における事

例解析結果によれば、船首バルブが扁平形状で

且つ緩衝型設計であった場合には限界速度を向

上させる効果が顕著となることが確認された

（表-3、表-4 参照）。船側外板の破断限界(VB,cr1)
は、特に浸水防止や燃料油流出防止の観点から

重要となる。 
B.ダブルハルタンカーが外板破断の損傷を受けた

後、内殻損傷に至るまでの余剰強度を定量的に

確認することができた（限界速度の cr1 と cr2
の差として現れる）。耐衝突安全性に関して、ダ

ブルハル化の効果が大きいことが改めて認識さ

れた。 
C.被衝突船が停止している時に衝突された場合に

は、前進している時に比べて大きな損傷を受け

易い。本研究の事例では、VLCC が尖鋭形状の

標準型バルブを有する VLCC に真横から衝突

された場合には、衝突速度 6.2kt（VB,cr2=6.2kt）
で内殻破断が発生してしまうと推定された。し

かし、被衝突船が 9kt で前進している場合には

約２倍の衝突速度 (13.2kt)まで内殻破断は発生

しないと推定された。被衝突船が真横 90deg か

ら衝突されるケースは、最も危険な衝突条件と

して知られており、これまでにも代表衝突シナ

リオとしてしばしば採り上げられてきた。 
D.一方、被衝突船が停止（もしくは極めて低速度

で前進）している時に大きな衝突事故に遭遇し

て大損傷が発生する状況というのは、極めて希

な事象である。確率論的油流出量の観点から緩

衝型船首構造の性能を評価する場合には、被衝

突船が前進している時に衝突されることを前提

条件とした「限界角度」の指標の方が、事故発

生シナリオに関して広汎な事象をカバーしてお

り、より有効であると考えられる。本研究の油

流出量評価においては、解析ケース数の制限及

び簡明さから判断して、被衝突船が有為な前進

速度(9～15kt)を有する場合のみを採り上げた。 
E.緩衝型船首構造を採用することにより、被衝突

船の損傷は低減され、油流出量期待値が低減す

る事が定量的に確認された。また、緩衝型船首

構造の設計要件は、従来の設計に対して特別な

装置や補強を要しないことを前提にしたので、

従来の設計の延長線上で設計が可能であり、ま

た、鋼材使用量も増大することは無い。従って、

緩衝型船首構造の採用は費用対効果が大きく受

け入れられ易い対策である。 
3)本研究では、代表被衝突船として VLCC(A15)

を採り上げたために、衝突船として対象となる

のは総て自船と同じ大きさかもしくは自船より

小さな船舶となった。VLCC よりも小さな船舶

を対象被衝突船として採り上げた場合には、自
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船より大きな船舶に衝突される危険があり、こ

のような場合に緩衝型船首構造がどの程度有効

であるのかを検討することは重要と考える。今

後に残された課題である。 
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付録 A1. 限界速度の算定法 

 

船体中央付近への真横（θ=90deg）衝突で、被

衝突船が停止している場合に限り、外板破断（ま

たは内殻破断）の FEM シミュレーション解析例

から、近似的に破断限界速度（閾値）を推定する

ことができる。 
Minorsky2)によれば、衝突前後の２船のエネル

ギー保存則及び運動量保存則に基づいて、衝突に

より失われる運動エネルギー（ES）を次のように

解析的に導くことができる。ただし、船体の回転

運動（Roll, Pitch, Yaw）は十分小さいものと仮定

している。 
 
 
 
 
                  (A1-1) 

 
各記号の意味については、図-1 参照。VA’, VB’ は
それぞれ被衝突船、衝突船の衝突後の速度。 

被衝突船は停止しており（VA=0）、衝突後に２

船の速度が等しくなる（VA’ = VB’ ）と仮定すると、

式(A1-1)から次式を得ることができる。 
 
 
 
 
 
                  (A1-2) 
                 
ここで、外板破断（または内殻破断）発生時点

までに構造破壊等で吸収されるエネルギーの大き

さを Es,cr（≦Es）とすると、衝突船の初速度が変

化した場合でも Es,cr の値は一定であると見なす

ことができる。そこで、FEM シミュレーション

解析結果から、外板破断（または内殻破断）発生

時点における破壊吸収エネルギーEs.cr の値を読み

取れば、式(A1-3）にから限界速度 VB,cr を求める

ことができる。 
 
 
                 (A1-3) 

 
被衝突船が前進速度を有する場合、または、衝

突角度が 90deg でない場合には、限界速度の算定

は上述のように簡単ではないが、この場合には付

録 A2 に示す近似法を採用した。 
 

 

付録 A2.  限界（内殻破断）関数 

 
２船衝突における衝突条件を表す３つの基本変

数 VB 、VA 、θ（図-1 参照）に関して、被衝突

船（ダブルハルタンカー）の内殻が破断するかど

うかを判定する限界条件についてその相関（解曲

面）を調査検討した。先ず、代表船を用いた FEM
シミュレーションのシリーズ解析結果を基にして、

解曲面の特性を定式化する。次に、他船舶の衝突

に対してこの式を利用して解曲面を導出する手法

について述べる。 
 
1．内殻破断の閾値に関する限界関数（解曲面）の

導出 

1．1  FEM シミュレーションによる解析結果

からの知見 
 標準型尖鋭形状バルブを有するバラスト状態の

VLCC が 、 代 表 被 衝 突 船 に 衝 突 す る 場 合

（A15-B6L(B)）の例を採り上げて、衝突角度θが

70～130deg に変化した場合について内殻破断の

限界条件を求めて、解曲面の特性を調べた。各衝

突角度において、被衝突船の前進速度 VA に対す

る内殻破断発生に至る衝突限界速度 VB の関係に

ついて FEM シミュレーション解析から求めた結

果を図-A2-1～図-A2-7 に示した。 
図中において、＊Rup.は FEM シミュレーショ

ン解析で内殻破断が確認された事を、○No Rup.
は内殻破断が発生しなかった事をそれぞれ示して

いる。衝突限界速度 VB は、＊と○の間に存在す

ることになるが、＊印の計算結果における破断発

生時点の内部エネルギー消費率の情報や、○印の

計算結果における最大相当塑性歪値の情報を活用

して、図中の VB の値を推定した。 
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図-A2-1 VA と VB の関係曲線（θ=70deg） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-A2-2 VA と VB の関係曲線（θ=80deg） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-A2-3 VA と VB の関係曲線（θ=90deg） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-A2-4 VA と VB の関係曲線（θ=100deg） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-A2-5  VA と VB の関係曲線（θ=110deg） 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-A2-6 VA と VB の関係曲線（θ=120deg） 
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図-A2-7  VA と VB の関係曲線（θ=130deg） 
 

以上のシリーズ解析による情報は、衝突角度が

θ=70～130deg の範囲に限定されているが、実際

の衝突事故において有為な損傷が発生する衝突角

度はほぼこの範囲に含まれると考えられる。図

-A2-1～7 から内殻破断条件を表す解曲面の特性

について以下が考察される。 
(1) VA=0～4kt の領域（領域１と名付ける）、及び、

VA=6～15kt の領域（領域２と名付ける）で、

異なった傾向が現れる。 
(2) 領域１では、被衝突船の速度がゼロ付近

（VA=0～2kt）の場合に衝突限界速度 VB が極

小となる。その後、被衝突船の前進速度が 2kt
を越えると、VA が増加するのに伴い、限界速

度 VB が急増する。この原因は、被衝突船船側

の損傷範囲が VA の増加と共に増大する（損傷

深さが小さくてもエネルギー吸収量は大きく

なる）こと、及び、衝突船船首が水平方向曲げ

モーメントを受けて破壊し易くなる（衝突船船

首がエネルギーを吸収する）こと等の特性が顕

在化しているためであろうと推測される。 
(3) 領域２では、領域１で支配的であった特性が

頭打ちとなり、衝突船と被衝突船の相対速度成

分が支配的になると考えられる。このために、

θ≧110deg では、右肩下がりの曲線となり、

θ≦90deg では右肩上がりの曲線となる。 
(4) 領域２における特性が右肩上がりになるか、

右肩下がりになるかの分岐点はθ=90deg では

無く、θ=100deg に近い。 
(5) 領域１では、70≦θ≦110deg の衝突角度範

囲において、限界速度 VB の値に対して、変数

θの変化の影響は小さいが、変数 VA の変化の

影響は大きい。 
(6) 領域１における(5)の特性は、衝突角度が大き

くなると急変する。θ≧120deg 及びθ≦60deg
の範囲では、VA=0～4kt の領域で領域１の特性

が消滅して、領域２の特性が現れるようになる。 

 
以上の考察の結果、領域１＋２において共通な解

曲面を表す関数を求めることは大変繁雑であり不

可能であると判断された。本報告第４章における

油流出量推定においては、被衝突船が有為な前進

速度（VB=9, 12, 15kt）を有している場合のみを

対象とした。そこで本報告では、第４章の目的に

活用するために領域２に限定して、解曲面を求め

ることにする。 
 
1．2 限界関数（解曲面）の導出 
 被衝突船の前進速度 VA が 5～15kt の範囲にあ

る場合について、VA をパラメータとして、衝突角

度θと衝突限界速度 VB との関係を図-A2-8 に示

した。図から、VA=9～15kt の範囲においては、

VB の曲線には類似した傾向が見られる。しかし、

VA=5kt のような低速になると異なった傾向が現

れることが分かる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-A2-8 衝突角度に対する衝突限界速度 

 
限界関数を求めるための準備として、衝突破壊

により消費されるエネルギーおよび損傷規模、損

傷深さについて考察する。各変数の単位としては、

Ton（質量）, kt（速度）, deg（角度）を用いた。 
速度 VA で前進している被衝突船が衝突角度θ

で衝突される場合に、衝突破壊により消費される

内部エネルギーを次式により近似した（図 -1 参

照）。 
X 方向（被衝突船の前進方向と直交方向）の速

度成分による内部エネルギー： 
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Y 方向（被衝突船の前進方向）の速度成分によ

る内部エネルギー： 
 
                                                                         
 
 

(A2-2) 
式(A2-1),(A2-2)は、回転運動による運動エネルギ

ー成分を無視しており、衝突後に衝突船と被衝突

船が一体となって同速度で運動すると仮定した運

動量保存則から導出された近似式である。 
被衝突船の損傷規模（損傷体積）は内部エネル

ギーE に比例すると想定することができるので、

損傷体積関数 Vd を次式で表した。 
 

  (A2-3) 
 
ここで、係数α1 は、総内部エネルギーの内、被

衝突船の損傷が分担する割合を評価する未定係数

であり、衝突船の損傷や摩擦仕事による分担割合

が大きくなるに従って、小さな値となる。係数α2

は、Y 方向成分の内部エネルギーの内、構造破壊

により消費されたエネルギー比を評価する未定係

数（α2 ≦1.0）である。内部エネルギーの Y 方向

成分は、特に摩擦により消費されるエネルギー割

合が大きくなる場合（衝突角度が向かい角の場合）

があるので、この影響を分離した。 
 被衝突船船側の損傷面積の大きさは、両船の Y
方向速度に支配されるので、損傷面積関数 Sd を次

式で表した。 
 

   (A2-4) 
 
α3 は被衝突船船側の損傷面積に対する衝突船前

進速度の寄与を表す未定係数とする。この係数は、

衝突船船首の Y 方向速度成分が被衝突船船側との

接触長さを増減させる特性、及び、船首先端が曲

げ変形を受けて接触面積を拡大させる特性を総合

的に表していると想定した。 
 損傷深さは、損傷体積を損傷面積で除した値に

比例すると考えられるので、損傷深さ関数 Dd と

して次式を仮定した。 
 

        (A2-5) 
以上の準備工作により、内殻破断が発生する衝突

条件を、式(A2-5)の損傷深さ係数 Dd を基にして整

理することにする。 
 前節 1.1 に示した CASE A15-B6L の解析例（図

-A2-8）を参照すると、限界状態における VB の曲

線は、衝突角度がθ<100deg の領域とθ>100deg

の領域ではっきりと異なった傾向を示している。

この変化は、斜め向かい角と、斜め追い角の違い

により現れるものであるので、以下における検討

では、 70≦θ≦ 100deg の場合と 100≦θ≦

130deg の場合を分離して取り扱うことにする。

２つの領域の境界は、実際にはθ=90～100deg 付

近で徐徐に遷移すると判定する方が的確であると

思われるが、ここでは簡単のためにθ=100deg を

境界と仮定した。 
被衝突船の前進速度に関しては、高速（VA=9, 

12, 15kt）の場合には比較的似た傾向を示してい

るが、低速（VA=5kt）では異なった傾向が現れて

いる。この理由は、VA=9～15kt の範囲は共通し

て前述の領域２の特性を示しているのに対して、

VA=5kt は領域１の特性に近づくためであると考

えられる。ここでは、被衝突船の前進速度につい

ては適用範囲を 9≦VA≦15kt に限定して限界関

数を定式化することにする。 
 図-A2-8 に示す限界状態について、３変数（VA, 
VB, θ）の組み合わせから、式(A2-1)～ (A2-5)に
従って損傷深さ関数 Dd を算定した結果を図

-A2-9,10 に示す。係数α 2、α3 の値はそれぞれ

VA=9～15kt の範囲で、Dd の値が VA に依らず一

定になるように最適化した。また、α1 の値は、

以下のように設定した。 
ここで採り上げた解析例（A15-B6L(B)）につい

ての FEM シミュレーション解析結果を参照する

と、被衝突船の損傷により消費した内部エネルギ

ーは、総内部エネルギーの 75%程度であったこと

から、A15-B6L(B)の場合には次式のような固定値

を与えた。 
 
                          (A2-6) 

一般には、α1 の値は総内部エネルギーの内、被

衝突船の損傷が分担する割合に支配される係数で

あるので、衝突する 2 船の相対的強度により変化

することは前述した通りである。 
図-A2-9A に示す VA=9, 12, 15kt の計算結果の

平均値を、70≦θ≦100deg の範囲における共通

な解曲線と見なすことにする。解曲線を図-A2-9B
に”mean”として、また、この解曲線を２次曲線で近

似した関数を”Approx.”として図-A2-9B に示した。 
 以上の検討の結果、この解析例における斜め追

い角（70≦θ≦100deg）の場合の衝突３条件に関

する内殻破断限界を表す限界関数（解曲線）は、

次式で与えられる。 
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同様にして、図-A2-10A､10B から 100≦θ≦

130deg の範囲における解曲線を導出し、その近

似関数を”Approx.”として図-A2-10B に示す。この

解析例における斜め向かい角（100≦θ≦130deg）
の場合の衝突３条件に関する内殻破断限界を表す

限界関数（解曲線）は、次式で与えられる。 
 
                                   

(A2-9) 
                                  (A2-10) 
 

係数α２  , α3 の値は、本来は衝突角度θの関

数となるはずであるが、これらの係数は主として

衝突角度が斜め追い角（70≦θ≦100deg）か、斜

め向かい角（100≦θ≦130deg）かに支配される

ので、各角度領域内では一定値になるものと仮定

した。 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-A2-9A 損傷深さ関数 Dd 

( 70≦θ≦100deg、α2 =1.0、α3 = -0.5) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-A2-9B 内殻破断限界関数 Dd,cr 

( 70≦θ≦100deg、α2 =1.0、α3 = -0.5) 

 

Dd は、式 (A2-1)～ (A2-5)に式 (A2-6), (A2-8), 
(A2-10)のα1,α2,α3 の値を適用することにより

求められる関数であり、３変数（VA, VB, θ）の

組合せに対して、Dd の値が式(A2-7)または(A2-9)
により与えられる Dd,cr より大なら、内殻破断が発

生し、小なら破断しないという判定を下すことが

できる。Dd は損傷深さに関する関数であるが、損

傷深さそのものを表しているわけではない。式

(A2-7),(A2-9)により与えられる Dd,cr の値はθ

=100deg において不連続であるが、限界状態にお

ける VB の値で見ると連続性は保持されている。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-A2-10A 損傷深さ関数 Dd 

( 100≦θ≦130deg、α2 =0.48、α3 = 1.8) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

図-A2-10B 内殻破断限界関数 Dd,cr 

( 100≦θ≦130deg、α2 =0.48、α3 = 1.8) 
 
 衝突角度θの変化が限界関数 Dd の値に及ぼす

影響に関しては、式(A2-1)～(A2-4)によりある程

度評価されているといえるが、式 (A2-7)及び
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(A2-9)が一定値にならずに、なおもθの関数とな

っていることに関しては以下の原因が考えられる。

衝突船が被衝突船の内殻まで貫入する間の最終段

階においては、被衝突船の船側に食い込んだ衝突

船船首が被衝突船の前進運動に引きずられて回頭

運動(Sway)をする。この姿勢変化は、斜め向かい

角の場合には衝突船船首の貫入方向が被衝突船船

側の直角方向へと変化するので、船側の貫入損傷

がより深くなる原因となる。一方、斜め追い角の

場合には、この姿勢変化により衝突船の貫入方向

が直角方向から遠くなる傾向にある。θ=120deg
の場合に、損傷深さ関数 Dd の値が最小で限界に

達している理由は、この衝突角度において姿勢変

化による影響が最も大きくなるためであると判断

される。式(A2-7)及び(A2-9)には、衝突貫入の最

終段階で現れる、式(A2-1)～(A2-4)で評価できな

い複雑な衝突角度による影響が包含されていると

考えられる。 
図-A2-9B、図-A2-10B において、曲線”mean”に

対する２次曲線近似限界関数の相関度は R2>0.98 で

あった。この限界関数の推定精度を検証するために、

図-A2-8 に示す FEM シミュレーション解析結果と

式(A-7),(A-9)から推定された衝突限界速度 VB,cr の
値を比較した。この結果、適用範囲 70≦θ≦

130deg 、9≦VA≦15kt において、大多数の場合は

限界関数による推定誤差は±0.2kt 以下であった。

最も推定精度が悪かったのは、θ=90deg、VA=9kt
の場合であり、推定誤差は-0.43kt（-3.2%）であっ

た。θ=100deg の場合には、式(A-7)及び式(A-9)の
どちらを用いても推定誤差は 0.2kt 以下であった。 
 

2．限界関数の応用 

2．1 他の２船衝突の場合における限界関数の適 
用方法 

 前章では、CASE A15-B6L（衝突船：尖鋭形状標

準型バルブを有する VLCC、被衝突船：標準的なダ

ブルハル VLCC）の場合を対象として、内殻破断が

発生する限界状態（閾値）を表す限界関数を求め

た。同様の手順により、他の衝突船の場合につい

ても衝突３条件に関する限界関数を構築すること

が可能である。しかし、そのためには、非常に多

数の衝突ケースについて FEM シミュレーション解

析を実施して、図-A2-8 のような衝突限界速度曲

線を作成しなければならないので実用的ではない。 

限界関数は、衝突角度θ及び被衝突船の前進速

度 VA の変化に対して、見通しの良い状態量変化

を表すように求められたものである。従って、こ

の限界関数を援用することにより、３変数（θ, VA, 

VB）の相対的な変分を十分な精度で推定すること

が期待できる。そこでここでは、式(A2-7),(A2-9)

の限界関数を他の２船の衝突の場合に援用して、

少数ケースの FEM シミュレーション解析結果から、

簡便に損傷深さ関数 Dd（=Dd,cr）を求める方法を示

す。 
以下の諸条件を仮定することにする。 

1)係数α2 , α3 の値は、主として衝突角度が斜め

向かい角か斜め追い角かに支配される係数であ

るので、一般的な２船衝突の場合についても、

各角度領域内（70≦θ≦100deg 及び 100≦θ

≦130deg）でそれぞれ式(A2-8), (A2-10)の一定

値を与える。また、これらの係数は衝突船 B6L
がバラスト状態である場合の例題から求められ

た係数であるが、衝突船が満載状態の場合につ

いても同一の値を与える。 
2)係数α1 は、衝突破壊程度に関して最も支配的な

係数であり、その値は主として衝突する２船の

相対的な強度差に依存して変化する。ここでは、

推定精度を向上させるために、α1 は衝突角度

θに応じてその値を補正することにする。 
 

仮定 1)の下では、損傷深さ関数 Dd は係数α1 の

みの関数となるので、その推定精度を高めるため

にはα1 の値をできるだけ精度良く推定する必要

がある。このために、複数例のシミュレーション

解析結果を基にして、仮定 2)によりα1 の値を補

正することが有効となる（具体的な手法について

は、以下の適用例に示す）。 
以下において、CASE A15-B4L[Ballast]（衝突

船：扁平形状標準型バルブを有する VLCC）の場

合を採り上げて、α１の値を推定した例を示す。 
(1) ステップ１ 

先ず、以下の３ケースについて FEM シミュレ

ーション解析を試行して、内殻破断限界となる VB

の値を求める。 
CASE-1： θ=80deg, VA=9kt 
CASE-2： θ=100deg, VA=9kt 
CASE-3： θ=120deg, VA=9kt 
CASE-1, 3 は、予想される限界角度付近の衝突

角度を採り上げたものであり、CASE-2 は、限界

関数の適用領域の境界を採り上げたものである。

この 3 ケースを採り上げることにより、限界状態

を把握するために見通しの良い推定が可能となる

ことが期待できる。 
(2) ステップ２ 
 ３ケースについて、限界状態にある３変数（VA, 
VB, θ）の値を式(A2-1)～ (A2-5)に代入して損傷

深さ関数 Dd の値を求める。 Dd の値は未定係数

α１の 1 次関数となる。この値が式(A2-7),(A2-9)
の Dd,cr と等しいという条件からα１の値を決定す

る。３ケースにおいて、ステップ１，２から求め
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られた VB 及びα１の値は以下の通りである。 
  CASE-1：VB=14.5kt, α１=0.787 
  CASE-2：VB=11.7kt, α１(θ≦100)=0.669, 

α１(θ≧100)=0.675 
  CASE-3：VB=11.9kt, α１=0.746 
(3) ステップ３ 

衝突角度範囲（70≦θ≦100deg）及び（100≦
θ≦130deg）において、CASE-1, 2, 3 から求めら

れたα１の値がθに線形比例して変化すると仮定

して、角度θに対応するα１の値を求める。 
(4) ステップ４ 
  以上の操作により、α1 の値は既知となったの

で、各衝突角度θにおいて、式 (A2-1)～ (A2-10)
に変数（θ, VA, α１）の値を代入することにより、

VB の値を求めることができる。 
以上の操作により求められたθと VB の関係を図

-A2-11 に曲線で示した。図中において、■印は

CASE-1,2,3の FEMシミュレーション解析から求

められた３点であり、3 本の曲線は総てこの 3 点

を基にして限界関数を援用することにより求めら

れた推定値である。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

図-A2-11 限界関数を用いて推定された VB  

CASE A15-B4L(B) 
 
2．2 推定精度の検証 

推定精度を確認するために、被衝突船の速度が

VA=15kt で、 3 種類の衝突角度（θ =70, 90, 
120deg）について、FEM シミュレーション解析

を実施して内殻破断が発生するかどうかを確認し

た結果を図-A2-11 に示した。図中の＊Rup.が破断

発生した場合を、○No Rup.が破断発生が無かっ

た場合を示している。VA=15kt に対して推定され

た限界曲線は、ほぼ＊と○の間を通っていること

から、内殻破断有無の閾値を精度良く推定してい

ると見ることができる。この検証例では、最も推

定誤差が大きかったのはθ=120deg の場合であり、

FEM による解析結果と限界関数による推定値と

の差が約 0.4kt であった。本文 4.3 節の表-9-5 は、

図 -A2-11 の推定曲線を使用して油流出マップを

作成したものである。 
 FEM シミュレーション解析による限界状態の

確認ケース数を増やすことにより、推定精度をさ

らに向上させることが期待できる。しかし、FEM
解析ケース数をむやみに増やすことは得策では無

い。2.1 節の(1)ステップ１に示した３ケースの選

択が最も合理的と判断された。 
 
2．3 限界角度θcr の推定法 
 衝突角度を様々に変化させて FEM シミュレー

ション解析を実施することは、モデル作成に大変

な手間を要することになる。そこで、以下のよう

に限界関数を利用して限界角度を推定することが

合理的である。 
 先ず、2.1 節に示す手順により限界関数を特定

する。次に、限界角度の定義に従って、それぞれ

の角度領域における２船の速度（VA=9kt, VB＝

15kt）に対応する限界関数から衝突角度θ（=θcr）

を求めることができる。 
限界角度の推定精度を向上させるためには、限界

関数を特定するために選択する FEM シミュレー

ション解析をできるだけ限界角度に近い角度を採

り上げて実行することが望ましい。 
 

 

付録 A3.  破断判定基準歪値 

 
1．材料引張試験から得られる破断歪(FS) 

LS-DYNA において要素の破壊判定に用いる破

断歪は、要素長さ（一軸引張試験時のゲージ長に

対応）に応じて変化することが知られている 3)。

図-A3-1 は、これまで海技研で行われた軟鋼の一

軸引張試験結果より、ゲージ長と破断歪（一軸塑

性歪）の関係を示したものである。JIS 規格試験

片を用いたこともあり、ゲージ長 200mm を超え

る実験データは現時点では所持していない。一方、

２船衝突等の大規模衝突シミュレーション解析で

は、破壊のみを解析するシミュレーションと異な

り、計算コストの関係から、船側外板・内殻の要

素サイズは 500mm から 700mm 程度となってい

るので、このサイズの破断基準歪を引張試験から

直接求めることはできない。これまで以前のシミ

ュレーション解析では、引張試験結果及び造船業

基盤整備事業協会 3)における実績を参照して、要

素サイズ≧200mm に対して、FS=20～35%を用

いていた。  

一軸引張試験におけるゲージ長と破断歪の関係

θ vs VB
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については、実験式として次式の Barba 則が良く

合うことが知られている 4)。  

 
 
 
 
ここで、ε：伸び（=破断までの歪み）、a：一

様伸び（%）、b：材料によって定まる定数、A：

試験片初期断面積、L：試験片ゲージ長であり、

ゲージ長が小さいほどネッキングによる伸びが大

きくなることを表している。a=15%、b=50 と仮

定した場合の関係が図-A3-1 の実線である。 
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図-A3-1 ゲージ長と破断歪の関係  

 
図-A3-1 より、ゲージ長が大きくなった場合に

は、破断歪値が一様歪み（=a）の値に収束してい

くことが分かり、GL=700mm のとき、FS≒20%
程度であると推定される。 
 
2．実構造物の破断歪 

実構造物では、多軸応力状態、応力集中、溶接

による熱影響等により、部材の破断現象は純粋な

母材の場合より発生し易くなっていると考えられ

る。 
川野ら 5)は４種類の大きさ（フランジの板厚 2.3, 

6, 10, 20mm）の H 型溶接組立梁を用いて、曲げ

による崩壊実験を実施した。梁模型の中央部に横

リブを配置して、この横リブとフランジの交叉部

にはスカラップが設けられている。スカラップの

角巻き溶接余盛止端部には溶接欠陥（表面切欠き）

有り/無しの２種類について実験した。以上の実験

模型は実際の溶接構造物に近い条件で建造されて

いるといえる。  

曲げモーメントを受けた梁の引張り側フランジ

が破断することにより崩壊した。破断時の I 型断

面梁としてのフランジの公称歪ε（曲率から求め

られる）を求めた結果は以下の通りであったと報

告されている。 
M60S （板厚 6、欠陥無し）：ε=0.22 
M60N （板厚 6、欠陥有り）：ε=0.17 
M100N（板厚 10、欠陥有り）：ε=0.11 
M200S（板厚 20、欠陥無し）：ε=0.12 
 
以上の結果を参考にして、実際の船体のような

溶 接 構 造 物 で は 、 ゲ ー ジ 長 が 大 き い 場 合

（ L>200mm）で板厚 10mm 以上の場合には

FS=12%を適用することが妥当であると判断した。

この結果、FEM シミュレーション解析において、

要素サイズ≧200mm に対しては破断基準を相当

塑性歪値を用いて FS=12%と設定した。 
以下の第 3 章に示した検証例においても、

FS>15%に設定した場合には、実際の衝突破壊事

故事例からかけ離れた破壊状況を推定してしまう

恐れが大きいことが確認された。 
 
3．シミュレーション解析による比較検証 

破断判定基準歪値 FS の大きさが解析結果に与

える影響を調べるために、FS=20%、15%、12%、

10%と変えた場合の FEM シミュレーションによ

る感度解析を実施した。対象船舶は、衝突船、被

衝突船共に VLCC とし、衝突船が真横 90deg 度か

ら速力 20kt で停止中の被衝突船の左舷中央タン

ク Trans. Web 間 に 衝 突 し た 場 合

(A15-B4L-A90B)を例題として採り上げて、試解

析を行った。反力履歴を図-A3-2 に、被衝突船の

破壊吸収エネルギー分担率 REA（REA=[被衝突船

の破壊吸収エネルギー]/[２船の破壊吸収エネルギ

ー総量]）を図-A3-3 に示した。図-A3-2 の曲線上

には、外板破断発生 (○：RO)及び内殻破断発生

(□：RI)のタイミングも示した。図-A3-2 より、

破断歪が低いほど早期に船側外板や内殻が破断す

ることによって、反力レベルが低くなることが分

かる。この傾向は FS≧15%と FS≦12%の間で大

きな落差がある。図-A3-3 は被衝突船の損傷割合

を表しているが、FS=10～12%の場合と、FS=15
～20%の場合とでは被衝突船の損傷程度に大きな

差が見られる。 
この衝突ケースでは、一般に被衝突船の損傷程

度の方が衝突船に比べて相対的に大きいが、FS
の設定値が小さい方が被衝突船の損傷割合がより

大きくなっていることが分かる。FS の値が被衝

突船の外板及び内殻の破断発生に支配的要因とな

っているためである。 
FS=15～20%に設定した場合の被衝突船の内殻

における損傷程度は、衝突事故事例から予想され

る現象（Baltic Carrier の事故事例を参照すれば、

L
Aba+=ε ＂ 
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同程度以下の大きさの船体に 20kt の速力で衝突

された場合には被衝突船の内殻において顕著な破

断が発生すると予想される）と異なり損傷程度が

軽微過ぎると判断された。 
 以上の検証結果から、破断判定条件を FS>15% 
に設定すれば、被衝突船の損傷を過小に評価して

しまう恐れが大きいと判断された。 
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図-A3-2 反力履歴  
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図-A3-3 被衝突船の破壊吸収エネルギー分担率  
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