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Abstract 
 

Reducing the output of the main engine of a ship in service is becoming a common measure to comply with the stringent regulation of the 

EEXI and the CII set by the IMO. Thus, it is more important than ever to understand the propulsion system behavior in waves to ensure safe 

operation. This paper presents the progress in experimental and theoretical studies on predicting the dynamic responses of the ship propulsion 

plant in waves, which were done at the National Maritime Research Institute. In the experimental approach, a Marine Diesel Engine Simulator 

(MDES) and the experimental methodology using the MDES are introduced, which was previously developed by the authors. The MDES is 

a self-propulsion device for tank model test. Its rotational speed is managed in real-time, similar to how an actual propulsion system behaves 

in waves. This is achieved by adopting a mathematical model of the marine diesel engine. This paper briefly introduces the application of the 

Cycle-Mean Value engine model, which realistically evaluates the engine state variables. Advancements in the experimental methodology 

have led to the introduction of a Hybrid-CMV model, which simulates the engine combustion cycle in detail. This Hybrid-CMV model was 

implemented to experimentally assess of the performance of a ship with the Carbon Fiber Reinforced Plastic propeller. The theoretical 

approach focuses on the effective propeller inflow velocity model in waves to accurately predict the propeller torque in waves. Lastly, an 

experimental method for identifying a coefficient for the components of the wave orbital motion was devised. The predicted results were 

validated through comparisons with the measured results. 
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図10 速力・航続距離表示の例 

 
 

9．まとめ 

 
本報では，まず海難に至るまでの過程を，人の意図や行動に着目して類型化した．次に，海難審判庁（現海難審判所）

の裁決録と，運輸安全委員会の船舶事故等調査報告書を基にした分析をおこない，プレジャーボート事故隻数の51%を
占める機関故障，運航阻害，乗り揚げ等の原因を抽出した．これらの分析結果から，海難の背後要因として小型船舶操

縦者（船長）の臆断による点検不足（機関故障，運航阻害）と知識不足，情報不足（乗り揚げ）を指摘できた．そこで，

小型船舶操縦者（船長）の点検不足，知識不足，情報不足を補うための海難予防システムの基本方針を示すとともに，

必要な機能を論出した．またその機能の一部についてスマホアプリの具体例を示した． 
本報で提案するナビゲーションシステム（スマホアプリ）は，出港から帰港までに遭遇する可能性のあるリスクをリ

アルタイムに小型船舶操縦者（船長）に認識させることができる．本システムの社会実装は，人的過誤を原因とする海

難を削減する効果が期待できる． 
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Pe：排気圧 [Pa] 
Pf：平均摩擦圧力 [Pa] 
Pi0：基準状態の平均図示圧力 [Pa] 
Ps：掃気圧 [Pa] 
PZ：シリンダ内最大圧力 [Pa] 
QC：コンプレッサートルク [N・m] 
Qe：主機のエンジントルク [N・m] 
QP：プロペラトルク [N・m] 
QT：タービントルク [N・m] 
Ra：空気の気体定数 [J/(kg・K)] 
Re：レイノルズ数 [-] 
Rex：排気の気体定数 [J/(kg・K)] 
RT：平水中の船体抵抗 [N] 
Sg：燃焼効率に対する空燃比の感度を表す係数 [-] 
SW：船体の浸水表面積 [m2] 
t：時間 [s] 
tP：プロペラ推力減少率 [-] 
TA：補助推力装置で与える推力 [N] 
Te：排気温度 [K] 
TP：プロペラ推力 [N] 
Ts：掃気温度 [K] 
u：船体の前後方向船速 [m/s] 
uP：プロペラ有効流入速度 [m/s] 
uPW：波浪中プロペラ有効流入速度モデル中の波粒子運動成分 [m/s] 
VC：シリンダ容積 [m3] 
Ve.r：排気マニホールド容積 [m3] 
Vs.r：掃気レシーバ容積 [m3] 
wP：プロペラ有効伴流率 [-] 
Wi：図示仕事 [N・m] 
xP：船体前後方向プロペラ位置 [m] 
XW：波浪中抵抗増加量 [N] 
zC：シリンダ数 [-] 
zP：プロペラ没水深度 [m] 
αW：有効波振幅係数 [-] 
εξ：入射波と前後揺れの位相差 [rad] 
ζW：入射波振幅 [m] 
ηC：燃焼効率係数 [-] 
ηR：プロペラ効率比 [-] 
λ：入射波の波長 [m] 
λ0：基準状態の空燃比 [-] 
λaf：空燃比 [-] 
ρ：流体の密度 [kg/m3] 
τe：推進軸系の無次元回転運動方程式の時定数 [s] 
τe.r：排気圧の無次元微分方程式の時定数 [s] 
τs.r：掃気圧の無次元微分方程式の時定数 [s] 
τt：排気温度の無次元微分方程式の時定数 [s] 
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記  号 
 
CF0：相当平板の摩擦抵抗係数 [-] 
ΔCF：粗度修正量 [-] 
D：プロペラ直径 [m] 
Ga：主機への空気流量 [kg/s] 
Gc：コンプレッサー空気流量 [kg/s] 
Ge：タービンを通過する排気流量 [kg/s] 
Gf：燃料流量 [kg/s] 
k：形状影響係数 [-] 
ke：排気の比熱比 [-] 
kf0, kf1, kf2：Hybrid-CMV モデルにおける主機摩擦トルクモデルの係数 [J/m3, J・s/m3, - ] 
kW：入射波の波数 [1/m] 
Kg：燃焼効率に対する空燃比の感度を表す係数 [-] 
KQ：プロペラトルク係数 [-] 
KT：プロペラ推力係数 [-] 
Hc：シリンダから出る燃焼ガスのエネルギー比率 [J/s] 
hP：燃料投入量ラック位置 [mm] 
IT：主機の推進軸系の慣性モーメント [kg・m2] 
ITC：過給機軸系の慣性モーメント [kg・m2] 
IPadd：プロペラの付加慣性モーメント [kg・m2] 
J：プロペラ前進定数 [-] 
m：船の質量 [kg] 
mx：船の前後方向付加質量 [kg] 
Me：レシーバ内の排気質量 [kg] 
ne：主機の軸回転数 [rps] 
nP：プロペラ回転数 [rps] 
nTC：過給機の軸回転数 [rps] 
nx：船体表面法線ベクトルの船体前後方向成分 [-] 
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Pe：排気圧 [Pa] 
Pf：平均摩擦圧力 [Pa] 
Pi0：基準状態の平均図示圧力 [Pa] 
Ps：掃気圧 [Pa] 
PZ：シリンダ内最大圧力 [Pa] 
QC：コンプレッサートルク [N・m] 
Qe：主機のエンジントルク [N・m] 
QP：プロペラトルク [N・m] 
QT：タービントルク [N・m] 
Ra：空気の気体定数 [J/(kg・K)] 
Re：レイノルズ数 [-] 
Rex：排気の気体定数 [J/(kg・K)] 
RT：平水中の船体抵抗 [N] 
Sg：燃焼効率に対する空燃比の感度を表す係数 [-] 
SW：船体の浸水表面積 [m2] 
t：時間 [s] 
tP：プロペラ推力減少率 [-] 
TA：補助推力装置で与える推力 [N] 
Te：排気温度 [K] 
TP：プロペラ推力 [N] 
Ts：掃気温度 [K] 
u：船体の前後方向船速 [m/s] 
uP：プロペラ有効流入速度 [m/s] 
uPW：波浪中プロペラ有効流入速度モデル中の波粒子運動成分 [m/s] 
VC：シリンダ容積 [m3] 
Ve.r：排気マニホールド容積 [m3] 
Vs.r：掃気レシーバ容積 [m3] 
wP：プロペラ有効伴流率 [-] 
Wi：図示仕事 [N・m] 
xP：船体前後方向プロペラ位置 [m] 
XW：波浪中抵抗増加量 [N] 
zC：シリンダ数 [-] 
zP：プロペラ没水深度 [m] 
αW：有効波振幅係数 [-] 
εξ：入射波と前後揺れの位相差 [rad] 
ζW：入射波振幅 [m] 
ηC：燃焼効率係数 [-] 
ηR：プロペラ効率比 [-] 
λ：入射波の波長 [m] 
λ0：基準状態の空燃比 [-] 
λaf：空燃比 [-] 
ρ：流体の密度 [kg/m3] 
τe：推進軸系の無次元回転運動方程式の時定数 [s] 
τe.r：排気圧の無次元微分方程式の時定数 [s] 
τs.r：掃気圧の無次元微分方程式の時定数 [s] 
τt：排気温度の無次元微分方程式の時定数 [s] 
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記  号 
 
CF0：相当平板の摩擦抵抗係数 [-] 
ΔCF：粗度修正量 [-] 
D：プロペラ直径 [m] 
Ga：主機への空気流量 [kg/s] 
Gc：コンプレッサー空気流量 [kg/s] 
Ge：タービンを通過する排気流量 [kg/s] 
Gf：燃料流量 [kg/s] 
k：形状影響係数 [-] 
ke：排気の比熱比 [-] 
kf0, kf1, kf2：Hybrid-CMV モデルにおける主機摩擦トルクモデルの係数 [J/m3, J・s/m3, - ] 
kW：入射波の波数 [1/m] 
Kg：燃焼効率に対する空燃比の感度を表す係数 [-] 
KQ：プロペラトルク係数 [-] 
KT：プロペラ推力係数 [-] 
Hc：シリンダから出る燃焼ガスのエネルギー比率 [J/s] 
hP：燃料投入量ラック位置 [mm] 
IT：主機の推進軸系の慣性モーメント [kg・m2] 
ITC：過給機軸系の慣性モーメント [kg・m2] 
IPadd：プロペラの付加慣性モーメント [kg・m2] 
J：プロペラ前進定数 [-] 
m：船の質量 [kg] 
mx：船の前後方向付加質量 [kg] 
Me：レシーバ内の排気質量 [kg] 
ne：主機の軸回転数 [rps] 
nP：プロペラ回転数 [rps] 
nTC：過給機の軸回転数 [rps] 
nx：船体表面法線ベクトルの船体前後方向成分 [-] 
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定式化している．エンジントルク発生モデルは燃料の燃焼によるエンジントルクの発生を表現するモデルであり，

(2.2)式は主機回転数や燃料投入量ラック位置の関数であることを端的に示しているのみである．前報では著者ら

の一人が開発した回帰式 3)を用いていた．後節で示すが，エンジントルクは燃焼室の掃気/排気やそれら状況によ

る燃料燃焼を経て生じるものであり，主機の多様な状態項目を評価するためにはエンジントルク発生モデルをよ

り実現象に即してモデル化することが必要である．ガバナーモデルは前報では機械式ガバナーのモデルを適用し

たが，対象主機が電子ガバナーの場合はこれに即したモデル化が重要である． 
本研究で対象とする水槽試験法は自由航走試験をベースにして構築している．これは，自由航走試験だと操舵

の影響や波浪中保針性能の直接評価が行い易く，主機特性を考慮したプロペラ回転数の応答が考慮できれば水槽

模型試験でフルード相似則に於いて実船と相似な波浪中船速を直接評価できるものと考えたためである．自由航

走試験ベースでの構築に当たっては，まず実船と模型船間の流体力学的尺度影響の解決のための研究開発に取り

組んだ．最初に，Model-point の自由航走では主機特性自航装置に入力するプロペラトルク及び回転数が実船相当

から大きく乖離するため，Ship-point での自由航走を可能にするための補助推力装置 4)を開発した．補助推力装置

はダクトファンによって自由航走中模型船の運動状態に応じた任意の補助推力を発生させる装置である．補助推

力量の制御はダクトファン下に設置した検力計による検出値を用いた PID 制御によって行われている．与える補

助推力量は Ship-point での自由航走を行うことを意図して摩擦修正量（Skin Friction Correction）を設定する．本研

究では，(2.3)式に示す通り，ITTC 推奨式を用いることにした．なお，本研究で与える補助推力量は実船の上部構

造物に作用する自走による空気抵抗は考慮していない． 
 

{
𝑇𝑇𝐴𝐴 =

1
2 𝜌𝜌𝑆𝑆𝑊𝑊𝑢𝑢

2{(1 + 𝑘𝑘)𝐶𝐶𝐹𝐹0(𝑅𝑅𝑒𝑒𝑒𝑒) − (1 + 𝑘𝑘)𝐶𝐶𝐹𝐹0(𝑅𝑅𝑒𝑒𝑒𝑒) − ∆𝐶𝐶𝐹𝐹}
𝐶𝐶𝐹𝐹0 =

0.075
(log10𝑅𝑅𝑒𝑒−2)2

     (2.3) 

 
ここで，添字の M 及び S はそれぞれ模型尺度，実船尺度であることを示す． 
一方，補助推力装置によって Ship-point 条件のプロペラ作動で自由航走が行えたとしても，プロペラ有効伴流

係数に代表される船尾周りの流場特性は依然として尺度影響があり，模型試験においてこの尺度影響を直接的に

解消することは極めて困難である．よって，主機特性自航装置に実船相似のプロペラトルク及び回転数を与える

手法として，模型船から計測される船速等を用いて時々刻々で実船馬力推定法に沿った計算を行い，ship-point 条
件で航走する模型船の実船相似なプロペラトルクと回転数を求め，模型試験で計測される変動するプロペラトル

ク及び回転数の平均値を実船相似な値と差し替えることで，実船相似のプロペラトルク及び回転数を主機特性自

航装置内のモデルに与える手法を開発した．これにより回転数含む主機応答の計算が実船相当下で行えるように

なるため，模型船のプロペラ回転数が流体力学的相似則や主機特性を考慮した上で与えられるようになり，自由

航走模型試験で実船の波浪中船速が直接評価できることになる． 
以上が前報 1), 2)までに開発した主機特性自航装置を適用した水槽試験法の概要であり，以降の節ではこの発展

研究について論じる． 
 

2.2 Cycle-Mean Valueモデルの適用 

前報で対象としていた主機特性数学モデルにおいて，主機状態を表す変数は主機回転数，燃料投入量ラック位

置及びエンジントルクであり，主機作動における多様な状態項目が変数として含まれている訳ではない．本試験

法では模型尺度におけるリアルタイム計算を行う都合から，モデル内の次元を有する係数（時定数や定数）はフ

ルード相似則で模型尺度に変換されている．ここで，燃料投入から燃焼室内での燃焼によるエンジントルク発生

を計算する手法としては filling-emptying 手法 5)や Cycle-Mean Value6)モデル（以降，CMV モデル）が挙げられる

が，これらは熱力学上の問題を含んだ計算となり，フルード相似則に基づく単純な尺度変換では模型尺度におけ

る係数値は得られない．一方で，CMV モデルは主要な主機状態が変数として考慮されている上，各シリンダの応

答を計算する filling-emptying 手法と異なり全シリンダの平均的な応答が対象であるため，計算処理数が少ないこ

とから本水槽試験法で前提となるリアルタイム計算において有望である．以上より，本研究では主機特性自航装

置に用いる主機特性数学モデルに CMV モデルを適用するための計算手法について検討した． 

 

 

τTC：過給機軸系の無次元回転運動方程式の時定数 [s] 
ξa：前後揺れ振幅 [m] 
χ：入射波と船体の出会い角 [rad] 
ω：入射波の円周波数 [rad/s] 
ωe：出会い波の円周波数 [rad/s] 
 

1. まえがき 

 
海上技術安全研究所では流体性能評価系と環境・動力系の横断的研究により，主機特性数学モデルを用いて波

浪中プロペラトルク変動による主機負荷変動を含めた主機状態評価方法に関する研究を行ってきた．これは，

EEDI 規制に伴う段階的な CO2 削減要求に関連し，船舶に搭載される主機の低出力化の予見やこれに伴う実海域

航行の安全性に関する議論を見据え，主機特性を含めて実海域推進性能を高度に評価するための技術開発が必要

と考えたためである．著者らはこれまで，ディーゼル主機の応答特性を模擬する模型船自航装置（以降，主機特

性自航装置）の開発，主機特性自航装置を用いた実船性能を直接評価する自由航走模型試験法の開発，波浪中プ

ロペラトルク変動を予測するための理論計算手法に関する研究，を進めてきた 1)．本報では，これらの発展研究

について現在までの研究成果の概要を紹介する． 
 

 

2.   主機特性自航装置を用いた水槽試験法の高度化 

 
本章では最初に主機特性自航装置を用いた水槽試験法に関する概要を説明する．そして，その発展研究として，

主機特性数学モデルとして Cycle-Mean Value モデルを適用した場合の模型尺度用計算手法の開発，及び Carbon 
Fiber Reinforced Plastic プロペラを搭載した船舶の波浪中性能評価への適用例，について説明する． 
 
2.1 主機特性自航装置及び開発した試験法の概要 

主機特性自航装置は，模型試験で計測される時々刻々のプロペラトルクと回転数を入力として，リアルタイム

で計算される主機特性数学モデルによる軸回転数の出力値通りに回転数を制御する模型船用の自航モーターであ

る 2)．これにより，波浪中の主機回転数変動の再現を行うことが狙いの一つである．装置構成はサーボモーター，

自航動力計，サーボモーター制御装置，主機特性数学モデル計算及び信号入出力を行う演算機，である．著者ら

の研究では 400W の AC サーボモーター1 体型の自航動力計を適用している．演算機は一般的な処理能力及びメ

モリ容量を持つデスクトップPCを選定し，計測信号及び制御信号の送受信のためのPCIボードを別途装填した． 
主機特性自航装置内で適用される主機特性数学モデルは，波浪中のプロペラ負荷変動によって生じるディーゼ

ル主機の負荷変動を再現できて，模型尺度におけるリアルタイム計算が可能な程度に計算処理が少ないモデルを

選定する必要がある．前報 1), 2)で適用した主機特性数学モデルは，(2.1)式の推進軸の回転運動方程式，(2.2)式のエ

ンジントルク発生モデル，回転数調速機構であるガバナーのモデル，3 種のモデルで構成されている． 
 

2𝜋𝜋(𝐼𝐼𝑇𝑇 + 𝐼𝐼𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃) 𝑑𝑑𝑛𝑛𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝑄𝑄𝑒𝑒 − 𝑄𝑄𝑃𝑃        (2.1) 

𝑄𝑄𝑒𝑒 = 𝑓𝑓(𝑛𝑛𝑒𝑒, ℎ𝑃𝑃 )          (2.2) 
 
推進軸の回転運動方程式の左辺は推進軸の慣性モーメントやプロペラ付加慣性モーメントから構成される慣性

項で，右辺はエンジントルクと負荷であるプロペラトルクから構成される外力項である．水槽試験においてはこ

のプロペラトルクは計測値を与えるが，回転数変動下における計測値にはプロペラ付加慣性モーメントに基づく

トルク成分が検出されるため，本研究においては主機特性自航装置への適用時には付加慣性モーメントは除いて
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定式化している．エンジントルク発生モデルは燃料の燃焼によるエンジントルクの発生を表現するモデルであり，

(2.2)式は主機回転数や燃料投入量ラック位置の関数であることを端的に示しているのみである．前報では著者ら

の一人が開発した回帰式 3)を用いていた．後節で示すが，エンジントルクは燃焼室の掃気/排気やそれら状況によ

る燃料燃焼を経て生じるものであり，主機の多様な状態項目を評価するためにはエンジントルク発生モデルをよ

り実現象に即してモデル化することが必要である．ガバナーモデルは前報では機械式ガバナーのモデルを適用し

たが，対象主機が電子ガバナーの場合はこれに即したモデル化が重要である． 
本研究で対象とする水槽試験法は自由航走試験をベースにして構築している．これは，自由航走試験だと操舵

の影響や波浪中保針性能の直接評価が行い易く，主機特性を考慮したプロペラ回転数の応答が考慮できれば水槽

模型試験でフルード相似則に於いて実船と相似な波浪中船速を直接評価できるものと考えたためである．自由航

走試験ベースでの構築に当たっては，まず実船と模型船間の流体力学的尺度影響の解決のための研究開発に取り

組んだ．最初に，Model-point の自由航走では主機特性自航装置に入力するプロペラトルク及び回転数が実船相当

から大きく乖離するため，Ship-point での自由航走を可能にするための補助推力装置 4)を開発した．補助推力装置

はダクトファンによって自由航走中模型船の運動状態に応じた任意の補助推力を発生させる装置である．補助推

力量の制御はダクトファン下に設置した検力計による検出値を用いた PID 制御によって行われている．与える補

助推力量は Ship-point での自由航走を行うことを意図して摩擦修正量（Skin Friction Correction）を設定する．本研

究では，(2.3)式に示す通り，ITTC 推奨式を用いることにした．なお，本研究で与える補助推力量は実船の上部構

造物に作用する自走による空気抵抗は考慮していない． 
 

{
𝑇𝑇𝐴𝐴 =

1
2 𝜌𝜌𝑆𝑆𝑊𝑊𝑢𝑢

2{(1 + 𝑘𝑘)𝐶𝐶𝐹𝐹0(𝑅𝑅𝑒𝑒𝑒𝑒) − (1 + 𝑘𝑘)𝐶𝐶𝐹𝐹0(𝑅𝑅𝑒𝑒𝑒𝑒) − ∆𝐶𝐶𝐹𝐹}
𝐶𝐶𝐹𝐹0 =

0.075
(log10𝑅𝑅𝑒𝑒−2)2

     (2.3) 

 
ここで，添字の M 及び S はそれぞれ模型尺度，実船尺度であることを示す． 
一方，補助推力装置によって Ship-point 条件のプロペラ作動で自由航走が行えたとしても，プロペラ有効伴流

係数に代表される船尾周りの流場特性は依然として尺度影響があり，模型試験においてこの尺度影響を直接的に

解消することは極めて困難である．よって，主機特性自航装置に実船相似のプロペラトルク及び回転数を与える

手法として，模型船から計測される船速等を用いて時々刻々で実船馬力推定法に沿った計算を行い，ship-point 条
件で航走する模型船の実船相似なプロペラトルクと回転数を求め，模型試験で計測される変動するプロペラトル

ク及び回転数の平均値を実船相似な値と差し替えることで，実船相似のプロペラトルク及び回転数を主機特性自

航装置内のモデルに与える手法を開発した．これにより回転数含む主機応答の計算が実船相当下で行えるように

なるため，模型船のプロペラ回転数が流体力学的相似則や主機特性を考慮した上で与えられるようになり，自由

航走模型試験で実船の波浪中船速が直接評価できることになる． 
以上が前報 1), 2)までに開発した主機特性自航装置を適用した水槽試験法の概要であり，以降の節ではこの発展

研究について論じる． 
 

2.2 Cycle-Mean Valueモデルの適用 

前報で対象としていた主機特性数学モデルにおいて，主機状態を表す変数は主機回転数，燃料投入量ラック位

置及びエンジントルクであり，主機作動における多様な状態項目が変数として含まれている訳ではない．本試験

法では模型尺度におけるリアルタイム計算を行う都合から，モデル内の次元を有する係数（時定数や定数）はフ

ルード相似則で模型尺度に変換されている．ここで，燃料投入から燃焼室内での燃焼によるエンジントルク発生

を計算する手法としては filling-emptying 手法 5)や Cycle-Mean Value6)モデル（以降，CMV モデル）が挙げられる

が，これらは熱力学上の問題を含んだ計算となり，フルード相似則に基づく単純な尺度変換では模型尺度におけ

る係数値は得られない．一方で，CMV モデルは主要な主機状態が変数として考慮されている上，各シリンダの応

答を計算する filling-emptying 手法と異なり全シリンダの平均的な応答が対象であるため，計算処理数が少ないこ

とから本水槽試験法で前提となるリアルタイム計算において有望である．以上より，本研究では主機特性自航装

置に用いる主機特性数学モデルに CMV モデルを適用するための計算手法について検討した． 

 

 

τTC：過給機軸系の無次元回転運動方程式の時定数 [s] 
ξa：前後揺れ振幅 [m] 
χ：入射波と船体の出会い角 [rad] 
ω：入射波の円周波数 [rad/s] 
ωe：出会い波の円周波数 [rad/s] 
 

1. まえがき 

 
海上技術安全研究所では流体性能評価系と環境・動力系の横断的研究により，主機特性数学モデルを用いて波

浪中プロペラトルク変動による主機負荷変動を含めた主機状態評価方法に関する研究を行ってきた．これは，

EEDI 規制に伴う段階的な CO2 削減要求に関連し，船舶に搭載される主機の低出力化の予見やこれに伴う実海域

航行の安全性に関する議論を見据え，主機特性を含めて実海域推進性能を高度に評価するための技術開発が必要

と考えたためである．著者らはこれまで，ディーゼル主機の応答特性を模擬する模型船自航装置（以降，主機特

性自航装置）の開発，主機特性自航装置を用いた実船性能を直接評価する自由航走模型試験法の開発，波浪中プ

ロペラトルク変動を予測するための理論計算手法に関する研究，を進めてきた 1)．本報では，これらの発展研究

について現在までの研究成果の概要を紹介する． 
 

 

2.   主機特性自航装置を用いた水槽試験法の高度化 

 
本章では最初に主機特性自航装置を用いた水槽試験法に関する概要を説明する．そして，その発展研究として，

主機特性数学モデルとして Cycle-Mean Value モデルを適用した場合の模型尺度用計算手法の開発，及び Carbon 
Fiber Reinforced Plastic プロペラを搭載した船舶の波浪中性能評価への適用例，について説明する． 
 
2.1 主機特性自航装置及び開発した試験法の概要 

主機特性自航装置は，模型試験で計測される時々刻々のプロペラトルクと回転数を入力として，リアルタイム

で計算される主機特性数学モデルによる軸回転数の出力値通りに回転数を制御する模型船用の自航モーターであ

る 2)．これにより，波浪中の主機回転数変動の再現を行うことが狙いの一つである．装置構成はサーボモーター，

自航動力計，サーボモーター制御装置，主機特性数学モデル計算及び信号入出力を行う演算機，である．著者ら

の研究では 400W の AC サーボモーター1 体型の自航動力計を適用している．演算機は一般的な処理能力及びメ

モリ容量を持つデスクトップPCを選定し，計測信号及び制御信号の送受信のためのPCIボードを別途装填した． 
主機特性自航装置内で適用される主機特性数学モデルは，波浪中のプロペラ負荷変動によって生じるディーゼ

ル主機の負荷変動を再現できて，模型尺度におけるリアルタイム計算が可能な程度に計算処理が少ないモデルを

選定する必要がある．前報 1), 2)で適用した主機特性数学モデルは，(2.1)式の推進軸の回転運動方程式，(2.2)式のエ

ンジントルク発生モデル，回転数調速機構であるガバナーのモデル，3 種のモデルで構成されている． 
 

2𝜋𝜋(𝐼𝐼𝑇𝑇 + 𝐼𝐼𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃) 𝑑𝑑𝑛𝑛𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝑄𝑄𝑒𝑒 − 𝑄𝑄𝑃𝑃        (2.1) 

𝑄𝑄𝑒𝑒 = 𝑓𝑓(𝑛𝑛𝑒𝑒, ℎ𝑃𝑃 )          (2.2) 
 
推進軸の回転運動方程式の左辺は推進軸の慣性モーメントやプロペラ付加慣性モーメントから構成される慣性

項で，右辺はエンジントルクと負荷であるプロペラトルクから構成される外力項である．水槽試験においてはこ

のプロペラトルクは計測値を与えるが，回転数変動下における計測値にはプロペラ付加慣性モーメントに基づく

トルク成分が検出されるため，本研究においては主機特性自航装置への適用時には付加慣性モーメントは除いて
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 対象船は実船の建造が無く，設計段階で対象主機が具体的に選定された訳ではない．このため，本研究におけ 
る対象主機は抵抗試験や自航試験の解析結果に基づいて実船馬力推定により要求出力及び回転数を求め，主機特

性数学モデルの構築用のデータの有無等も考慮してとある実在のディーゼル主機から選定してモデルを構築した．

対象主機は 9065kW で 6 気筒 2 ストローク型である．表 2 に対象主機の要目及び MCR 時の性能値を示す．一部

のパラメータは参考に模型尺度値も示す． 
 

表2 対象主機の主要目とMCR状態における性能値 
 Principal parameter Performance value in MCR condition 

Item zC VC [m3] IT [kgm2] ne [rps] nTC [rps] Qe [kNm] QT, QC [kNm] SFOC [g/kWh] 
Full 

6 
0.492 8.59×103 1.47 287.0 984.0 2.18 

168.0 
Model  3.52×10-4 10.1    

 

 
図2 規則波向波中自由航走時の主機応答時系列の計測例 

 

 

 

まず CMV モデルでは，エンジントルク計算に至る過程において，過給機回転数，掃気圧，排気圧，排気温度，

の 4 つの状態変数の時間発展を微分方程式で計算する．これらモデルに必要な係数や定数は対象主機の仕様や運

転データ及び大気圧・大気温度に基づいて決定されるが，当然ながら実船尺度における設定値である．しかし，

これら状態変数や係数は MCR 状態における各状態の代表値や各気体定数等を用いることで無次元化することが

可能であり，微分方程式全体で見れば左辺は無次元化された状態変数の時間微分と時定数の積で表すことができ

る．つまり，(2.4)式から(2.8)式の通りである．(2.9)式には CMV モデルにおけるエンジントルク計算式も示す． 
 

𝜏𝜏𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑛𝑛𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝑄𝑄𝑒𝑒 − 𝑄𝑄𝑃𝑃  ∴ 𝜏𝜏𝑒𝑒 = 2𝜋𝜋𝐼𝐼𝑇𝑇𝑛𝑛𝑒𝑒(MCR)

𝑄𝑄𝑒𝑒(MCR)
        (2.4) 

𝜏𝜏𝑇𝑇𝑇𝑇
𝑑𝑑𝑛𝑛𝑇𝑇𝑇𝑇

𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝑄𝑄𝑇𝑇 − 𝑄𝑄𝐶𝐶  ∴ 𝜏𝜏𝑇𝑇𝑇𝑇 = 2𝜋𝜋𝐼𝐼𝑇𝑇𝑇𝑇𝑛𝑛𝑇𝑇𝑇𝑇(MCR)
𝑄𝑄𝐶𝐶(MCR)

       (2.5) 

𝜏𝜏𝑠𝑠.𝑟𝑟
𝑑𝑑𝑃𝑃𝑠𝑠
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐺𝐺𝑐𝑐 − 𝐺𝐺𝑎𝑎  ∴ 𝜏𝜏𝑠𝑠.𝑟𝑟 = 𝑉𝑉𝑠𝑠.𝑟𝑟𝑃𝑃𝑠𝑠(MCR)

𝑇𝑇𝑠𝑠𝑅𝑅𝑎𝑎𝐺𝐺𝑎𝑎(MCR)
        (2.6) 

𝜏𝜏𝑒𝑒.𝑟𝑟
𝑑𝑑𝑃𝑃𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐺𝐺𝑎𝑎+𝐺𝐺𝑓𝑓

𝐺𝐺𝑒𝑒(MCR)
− 𝐺𝐺𝑒𝑒  ∴ 𝜏𝜏𝑒𝑒.𝑟𝑟 = 𝑉𝑉𝑒𝑒.𝑟𝑟𝑃𝑃𝑒𝑒(MCR)

𝑇𝑇𝑒𝑒𝑅𝑅𝑒𝑒𝑒𝑒𝐺𝐺𝑒𝑒(MCR)
        (2.7) 

𝜏𝜏𝑡𝑡
𝑑𝑑𝑇𝑇𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐻𝐻𝑐𝑐 − 𝑇𝑇𝑒𝑒𝐺𝐺𝑒𝑒 − 𝑇𝑇𝑒𝑒

𝑘𝑘𝑒𝑒
( 𝐺𝐺𝑎𝑎+𝐺𝐺𝑓𝑓

𝐺𝐺𝑒𝑒(MCR)
− 𝐺𝐺𝑒𝑒)  ∴ 𝜏𝜏𝑡𝑡 = 𝑀𝑀𝑒𝑒

𝑘𝑘𝑒𝑒𝐺𝐺𝑒𝑒(MCR)
       (2.8) 

𝑄𝑄𝑒𝑒 = 𝑧𝑧𝐶𝐶
𝑉𝑉𝐶𝐶𝑃𝑃𝑖𝑖0

2𝜋𝜋 {𝜂𝜂𝐶𝐶ℎ𝑃𝑃 − 𝑃𝑃𝑓𝑓(𝑛𝑛𝑒𝑒, ℎ𝑃𝑃)}         (2.9) 

 
ここで，変数の上に付く線はその変数が無次元化されていることを表し，括弧書きの MCR が付いている係数及

び定数は MCR 状態における値であることを示す． 
これらの微分方程式において，外力項は基本的に実船尺度値をベースにした無次元化がなされ，左辺は無次元

化された状態変数の時間微分と単位が[s]である時定数𝜏𝜏の積で表されている．主機状態応答を求めるためには微

分方程式を解いて得られた無次元状態変数に有次元化を施せばよい．本水槽試験法において主機特性自航装置に

入力されるのは前述の通り実船尺度相当に補正されたプロペラトルクと回転数であり，これら CMV モデルにお

いても同様の無次元化を施して入力すればよい．そのため，時間的応答の振る舞いは時定数によって決定される

ことになる．このため，時定数をフルード相似則に応じて模型尺度に変換して本試験法の主機特性数学モデルと

して適用すれば，模型船の航行状態に応じた実船相当の主機応答を得ることが可能となる．時定数の無次元化パ

ラメータは√𝐿𝐿 𝑔𝑔⁄ であり，実船尺度値で無次元化してから模型尺度値で有次元化すれば模型尺度における時定数

が得られる． 
以上が CMV モデルを本試験法に適用するための手法であり，著者らはこの手法を用いて自由航走試験を行う

ことで主機応答の挙動を検証した 7)．本試験ならびに本研究の供試船はパナマックスサイズのバルクキャリアで

ある．船型は海上技術安全研究所で設計され，満載時の計画速力は 90%MCR で 14.5kt である．表 1 に実船及び

模型船尺度の主要目を示し，図 1 に模型船及び自由航走試験用のセッティングを施した様子を示す． 
 
         表1 対象船の各尺度の主要目 

Item Model Full 
Ship length between P, L [m] 4.59 217.0 

Breadth, B [m] 0.682 32.3 
Draft, d [m] 0.258 12.2 

Block coefficient, Cb 0.840 
Wet surface area, SW [m2] 4.91 11000.0 
Propeller diameter, D [m] 0.150 7.10 

                                                     図 1 対象船模型の自由航走試験用セッティング 
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これら状態変数や係数は MCR 状態における各状態の代表値や各気体定数等を用いることで無次元化することが

可能であり，微分方程式全体で見れば左辺は無次元化された状態変数の時間微分と時定数の積で表すことができ

る．つまり，(2.4)式から(2.8)式の通りである．(2.9)式には CMV モデルにおけるエンジントルク計算式も示す． 
 

𝜏𝜏𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑛𝑛𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝑄𝑄𝑒𝑒 − 𝑄𝑄𝑃𝑃  ∴ 𝜏𝜏𝑒𝑒 = 2𝜋𝜋𝐼𝐼𝑇𝑇𝑛𝑛𝑒𝑒(MCR)

𝑄𝑄𝑒𝑒(MCR)
        (2.4) 

𝜏𝜏𝑇𝑇𝑇𝑇
𝑑𝑑𝑛𝑛𝑇𝑇𝑇𝑇

𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝑄𝑄𝑇𝑇 − 𝑄𝑄𝐶𝐶  ∴ 𝜏𝜏𝑇𝑇𝑇𝑇 = 2𝜋𝜋𝐼𝐼𝑇𝑇𝑇𝑇𝑛𝑛𝑇𝑇𝑇𝑇(MCR)
𝑄𝑄𝐶𝐶(MCR)

       (2.5) 

𝜏𝜏𝑠𝑠.𝑟𝑟
𝑑𝑑𝑃𝑃𝑠𝑠
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐺𝐺𝑐𝑐 − 𝐺𝐺𝑎𝑎  ∴ 𝜏𝜏𝑠𝑠.𝑟𝑟 = 𝑉𝑉𝑠𝑠.𝑟𝑟𝑃𝑃𝑠𝑠(MCR)

𝑇𝑇𝑠𝑠𝑅𝑅𝑎𝑎𝐺𝐺𝑎𝑎(MCR)
        (2.6) 

𝜏𝜏𝑒𝑒.𝑟𝑟
𝑑𝑑𝑃𝑃𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐺𝐺𝑎𝑎+𝐺𝐺𝑓𝑓

𝐺𝐺𝑒𝑒(MCR)
− 𝐺𝐺𝑒𝑒  ∴ 𝜏𝜏𝑒𝑒.𝑟𝑟 = 𝑉𝑉𝑒𝑒.𝑟𝑟𝑃𝑃𝑒𝑒(MCR)

𝑇𝑇𝑒𝑒𝑅𝑅𝑒𝑒𝑒𝑒𝐺𝐺𝑒𝑒(MCR)
        (2.7) 

𝜏𝜏𝑡𝑡
𝑑𝑑𝑇𝑇𝑒𝑒
𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐻𝐻𝑐𝑐 − 𝑇𝑇𝑒𝑒𝐺𝐺𝑒𝑒 − 𝑇𝑇𝑒𝑒
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𝐺𝐺𝑒𝑒(MCR)
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𝑉𝑉𝐶𝐶𝑃𝑃𝑖𝑖0
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が得られる． 
以上が CMV モデルを本試験法に適用するための手法であり，著者らはこの手法を用いて自由航走試験を行う

ことで主機応答の挙動を検証した 7)．本試験ならびに本研究の供試船はパナマックスサイズのバルクキャリアで

ある．船型は海上技術安全研究所で設計され，満載時の計画速力は 90%MCR で 14.5kt である．表 1 に実船及び

模型船尺度の主要目を示し，図 1 に模型船及び自由航走試験用のセッティングを施した様子を示す． 
 
         表1 対象船の各尺度の主要目 

Item Model Full 
Ship length between P, L [m] 4.59 217.0 

Breadth, B [m] 0.682 32.3 
Draft, d [m] 0.258 12.2 

Block coefficient, Cb 0.840 
Wet surface area, SW [m2] 4.91 11000.0 
Propeller diameter, D [m] 0.150 7.10 

                                                     図 1 対象船模型の自由航走試験用セッティング 
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対象とするプロペラは CFRP プロペラと従来の金属製プロペラの 2 種を設計した．プロペラ設計時の基本的な

前提は以下の通りである． 
A) 設計点であるプロペラ前進定数 J=0.6 において，両プロペラの単独特性の推力係数及びトルク係数は対象船

用に当初に設計された MAU プロペラの値と同じになること． 
B) 金属プロペラの翼形状はプロペラ前進定数 J=0.6 において弾性変形している CFRP プロペラの翼形状と同じ

とすること． 
C) 常用範囲であるプロペラ前進定数 J=0.3 から 0.9 において，CFRP プロペラのトルク係数の最大値と最小値の

幅が金属プロペラよりも 20％程度減ること． 
模型試験のため，両プロペラの模型が共同研究者のナカシマプロペラにより製作された．金属プロペラの模型

はアルミニウム製であり，CFRP プロペラの模型は想定する弾性変形やプロペラ単独特性を再現することを念頭

に置いて塩化ビニル樹脂で製作した．製作した模型プロペラはプロペラ単独試験により単独特性値を取得し，両

プロペラ共に設計方針を満足する単独特性が得られている． 
それぞれのプロペラの搭載船の波浪中推進性能評価のため，Hybrid-CMV モデルを主機特性数学モデルとした

主機特性自航装置を用いて規則波中速力試験を実施した．波条件は，波向き：向波，波振幅：実船相当で 1.0m，

であり，主機特性自航装置に与える指令回転数は両プロペラ共に平水中で計画速力相当となる値を平水中速力模

型試験から求めた． 
 

 
図3 規則波向波中速力試験で取得した船速及び主機状態の平均値解析結果 

 
取得した計測時系列について平均値を解析した結果を図 3 に示す．上段はそれぞれ計測船速と計画速力の比，

MCR 状態を基準とした主機回転数，下段は燃焼効率係数と Specific Fuel Oil Consumption（SFOC）を表す．まず

船速は，波長船長比 0.4 から 0.8 まではやや CFRP プロペラ搭載船が低めに計測され，波長船長比 1.0 から 1.2 で

は金属プロペラ搭載船の方がやや低めとなっている．波長船長比 0.4 から 0.8 で CFRP プロペラ搭載船の船速が

低いのは波浪中抵抗増加による船速低下に伴ってプロペラ前進定数が設計点より低くなり CFRP プロペラの方が

低い推力係数で作動したことが要因と考えられる．波長船長比 1.0 から 1.2 で金属プロペラ搭載船の船速が低い

ことは，直接的には図に示される通り主機回転数が低くなったことが要因であるが，この回転数低下はガバナー

からの燃料投入量を抑制するトルクリミット機構の作動によるものであり，CFRP プロペラは相対的に高回転数

で作動できることからトルクリミット機構の作動時間が金属プロペラよりも短くできるためにこの差が生じてい

る 9)．次に，主機の燃料消費性能を表す燃焼効率係数と SFOC について，燃焼効率係数は CFRP プロペラ搭載船

 

 

図 2 に規則波中自由航走試験で取得した計測時系列の例を示す．試験時の波条件は，波向き：向波，波振幅： 
2.11cm（実船尺度で 1.0m），波長船長比 1.2（模型尺度で波長 5.5m），である．主機特性自航装置に設定する指令

回転数は平水中で計画速力相当になる回転数を与えた．示している時系列はそれぞれ，主機回転数，燃料投入量

ラック位置，過給機回転数，排気温度，掃気圧及び排気圧，であり，MCR 状態を基準とした%表示で示している．

まず，それぞれは 1.4 秒程度の基本周期で変動しているが，これは前述の通り模型尺度の時定数で振舞っている

ものであり，フルード相似則に沿って実船尺度に換算すれば 9.7 秒程度で変動していることになる．次に，各主

機状態は凡そ正弦的に変動しているが，主機回転数や燃料投入量には約 2 倍の周波数成分の変動成分が含まれて

いることが見て取れる．これらの要因は，ガバナーによる燃料投入量の応答は回転数増減による復原力的応答も

含むため主機系全体として固有周期成分が生じたこと，計測プロペラトルク及び回転数の平均値を実船相当値に

差し替える試験法フローにおける平均処理の時間設定に問題があり出会い波周期と別の変動周期を与えてしまっ

ている可能性，等が挙げられる．なお，本試験ではこの平均処理の時間設定は出会い波周期の 3 倍程度の時間を

与えているが，航走前に事前設定しているため実値とリアルタイムに完全に一致させている訳ではない． 
以上の通り計測時系列の挙動の例を説明した．著者らはこの他にも，試験で取得した CMV モデルによる規則

波中応答と前報で用いていたエンジントルク回帰分析モデルによる規則波中応答の比較，3 章の波浪中プロペラ

トルク予測手法による実船尺度における規則波中航走状態の主機応答の計算と試験結果との比較，等を検証した
7)．特に，計算による規則波中主機応答は平均値及び変動振幅の両方で一定の精度で試験結果を再現できており，

試験結果と計算結果の差を解消するための計算手法の高精度化に関する研究は今後の課題であるものの，提案さ

れた CMV モデルの本試験法への適用自体は問題なく行われていることが確認できた． 
 

2.3 Carbon Fiber Reinforced Plasticプロペラ搭載船の波浪中性能評価への適用例 

前節では主機特性数学モデルとして Cycle-Mean Value モデルを適用する方法を開発したが，これは水槽試験法

の拡張により水槽模型試験において多様な主機状態とその波浪中応答を評価できるようになったことを意味する．

本節では，ナカシマプロペラ株式会社との共同研究の一環で実施した，Carbon Fiber Reinforced Plastic（以降，CFRP）
プロペラ 8)搭載船の波浪中推進性能評価のために本試験法を適用した研究例 9)の概要を説明する． 

CFRP プロペラは炭素強化繊維プラスチックで形成され，作用する負荷に応じて翼が弾性変形することが特徴

である．この特徴により，プロペラ前進定数が低い高負荷の条件では弾性変形が大きくなり，プロペラ単独特性

において，推力係数及びトルク係数の特性曲線の勾配は金属プロペラと比較すると緩くなるように設計すること

が可能となる．この流体力学的特徴により，CFRP プロペラを搭載した船舶は，金属プロペラと比較すると同じ

プロペラ推力を出すために高い主機回転数を与えることが可能となる．そして，波浪中のプロペラ流入速度変動

に対するプロペラトルク変動の抑制及び主機負荷変動の抑制への効果も期待され，主機負荷変動の抑制による安

定的な主機作動によって燃料消費性能の向上にも期待できる．本共同研究ではこれらの性能向上効果を水槽模型

実験で検証するため，主機特性自航装置を用いた水槽試験法により主機特性を陽に考慮した波浪中推進性能評価

を行った． 
本研究においては主機の燃料消費を精度よく評価することを念頭に置き，CMV モデルベースでありながら燃

料燃焼プロセスを陽に考慮できる Hybrid-CMV モデル 10)を適用した．Hybrid-CMV モデルの主な特徴として，1 サ

イクルにおける図示仕事を計算する際の燃焼サイクルを時間ベースで評価すること，図示仕事を計算する際の燃

焼効率係数の評価に空燃比を導入して燃料の不完全燃焼による影響を陽に考慮できるようにしたこと，が挙げら

れる．(2.10)式に Hybrid-CMV モデルにおけるエンジントルク，(2.11)式に燃焼効率係数，の計算式を示す．燃焼

効率係数は定義を考慮して実計算時は値が 1.0 を超えないよう制限する． 
 

𝑄𝑄𝑒𝑒 =
𝑧𝑧𝐶𝐶
2𝜋𝜋 {𝑊𝑊𝑖𝑖(𝜂𝜂𝐶𝐶) − 𝑉𝑉𝐶𝐶(𝑘𝑘𝑓𝑓0 + 𝑘𝑘𝑓𝑓1𝑛𝑛𝑒𝑒 + 𝑘𝑘𝑓𝑓2𝑃𝑃𝑍𝑍)}           (2.10) 

𝜂𝜂𝐶𝐶 = 𝜆𝜆01 𝜆𝜆0⁄ 𝐾𝐾𝑔𝑔𝜆𝜆𝑎𝑎𝑎𝑎𝑆𝑆𝑔𝑔 𝜆𝜆𝑎𝑎𝑎𝑎⁄                 (2.11) 
 
本共同研究においても対象船及び対象主機は前節と同じパナマックスバルクキャリアとその選定主機であり，

Hybrid-CMV モデルは対象主機の仕様や運転データ及び各種公表データを用いて構築した． 
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対象とするプロペラは CFRP プロペラと従来の金属製プロペラの 2 種を設計した．プロペラ設計時の基本的な

前提は以下の通りである． 
A) 設計点であるプロペラ前進定数 J=0.6 において，両プロペラの単独特性の推力係数及びトルク係数は対象船

用に当初に設計された MAU プロペラの値と同じになること． 
B) 金属プロペラの翼形状はプロペラ前進定数 J=0.6 において弾性変形している CFRP プロペラの翼形状と同じ

とすること． 
C) 常用範囲であるプロペラ前進定数 J=0.3 から 0.9 において，CFRP プロペラのトルク係数の最大値と最小値の

幅が金属プロペラよりも 20％程度減ること． 
模型試験のため，両プロペラの模型が共同研究者のナカシマプロペラにより製作された．金属プロペラの模型

はアルミニウム製であり，CFRP プロペラの模型は想定する弾性変形やプロペラ単独特性を再現することを念頭

に置いて塩化ビニル樹脂で製作した．製作した模型プロペラはプロペラ単独試験により単独特性値を取得し，両

プロペラ共に設計方針を満足する単独特性が得られている． 
それぞれのプロペラの搭載船の波浪中推進性能評価のため，Hybrid-CMV モデルを主機特性数学モデルとした

主機特性自航装置を用いて規則波中速力試験を実施した．波条件は，波向き：向波，波振幅：実船相当で 1.0m，

であり，主機特性自航装置に与える指令回転数は両プロペラ共に平水中で計画速力相当となる値を平水中速力模

型試験から求めた． 
 

 
図3 規則波向波中速力試験で取得した船速及び主機状態の平均値解析結果 
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ことは，直接的には図に示される通り主機回転数が低くなったことが要因であるが，この回転数低下はガバナー

からの燃料投入量を抑制するトルクリミット機構の作動によるものであり，CFRP プロペラは相対的に高回転数

で作動できることからトルクリミット機構の作動時間が金属プロペラよりも短くできるためにこの差が生じてい
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図 2 に規則波中自由航走試験で取得した計測時系列の例を示す．試験時の波条件は，波向き：向波，波振幅： 
2.11cm（実船尺度で 1.0m），波長船長比 1.2（模型尺度で波長 5.5m），である．主機特性自航装置に設定する指令

回転数は平水中で計画速力相当になる回転数を与えた．示している時系列はそれぞれ，主機回転数，燃料投入量

ラック位置，過給機回転数，排気温度，掃気圧及び排気圧，であり，MCR 状態を基準とした%表示で示している．

まず，それぞれは 1.4 秒程度の基本周期で変動しているが，これは前述の通り模型尺度の時定数で振舞っている

ものであり，フルード相似則に沿って実船尺度に換算すれば 9.7 秒程度で変動していることになる．次に，各主

機状態は凡そ正弦的に変動しているが，主機回転数や燃料投入量には約 2 倍の周波数成分の変動成分が含まれて

いることが見て取れる．これらの要因は，ガバナーによる燃料投入量の応答は回転数増減による復原力的応答も

含むため主機系全体として固有周期成分が生じたこと，計測プロペラトルク及び回転数の平均値を実船相当値に

差し替える試験法フローにおける平均処理の時間設定に問題があり出会い波周期と別の変動周期を与えてしまっ

ている可能性，等が挙げられる．なお，本試験ではこの平均処理の時間設定は出会い波周期の 3 倍程度の時間を

与えているが，航走前に事前設定しているため実値とリアルタイムに完全に一致させている訳ではない． 
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試験結果と計算結果の差を解消するための計算手法の高精度化に関する研究は今後の課題であるものの，提案さ

れた CMV モデルの本試験法への適用自体は問題なく行われていることが確認できた． 
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料燃焼プロセスを陽に考慮できる Hybrid-CMV モデル 10)を適用した．Hybrid-CMV モデルの主な特徴として，1 サ

イクルにおける図示仕事を計算する際の燃焼サイクルを時間ベースで評価すること，図示仕事を計算する際の燃

焼効率係数の評価に空燃比を導入して燃料の不完全燃焼による影響を陽に考慮できるようにしたこと，が挙げら

れる．(2.10)式に Hybrid-CMV モデルにおけるエンジントルク，(2.11)式に燃焼効率係数，の計算式を示す．燃焼

効率係数は定義を考慮して実計算時は値が 1.0 を超えないよう制限する． 
 

𝑄𝑄𝑒𝑒 =
𝑧𝑧𝐶𝐶
2𝜋𝜋 {𝑊𝑊𝑖𝑖(𝜂𝜂𝐶𝐶) − 𝑉𝑉𝐶𝐶(𝑘𝑘𝑓𝑓0 + 𝑘𝑘𝑓𝑓1𝑛𝑛𝑒𝑒 + 𝑘𝑘𝑓𝑓2𝑃𝑃𝑍𝑍)}           (2.10) 

𝜂𝜂𝐶𝐶 = 𝜆𝜆01 𝜆𝜆0⁄ 𝐾𝐾𝑔𝑔𝜆𝜆𝑎𝑎𝑎𝑎𝑆𝑆𝑔𝑔 𝜆𝜆𝑎𝑎𝑎𝑎⁄                 (2.11) 
 
本共同研究においても対象船及び対象主機は前節と同じパナマックスバルクキャリアとその選定主機であり，

Hybrid-CMV モデルは対象主機の仕様や運転データ及び各種公表データを用いて構築した． 
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[𝑇𝑇𝑃𝑃𝑄𝑄𝑃𝑃] = 𝜌𝜌𝑛𝑛𝑃𝑃2𝐷𝐷4 [ 𝐾𝐾𝑇𝑇(𝐽𝐽)
𝐷𝐷𝐾𝐾𝑄𝑄(𝐽𝐽) 𝜂𝜂𝑅𝑅⁄ ]        (3.2) 

𝐽𝐽 = 𝑢𝑢𝑃𝑃
𝑛𝑛𝑃𝑃𝐷𝐷

           (3.3) 

 
風圧抵抗も考慮する場合は(3.1)式の外力項に風圧抵抗モデルを加えればよい．前述の通り，波浪中プロペラト

ルク及びプロペラ推力は平水中のプロペラ単独特性を用いて，波浪中プロペラ有効流入速度が変動することで変

動するプロペラ前進定数を介して計算する．一方，前述の(3.1)式の運動方程式は平均船速の時間発展を求めるた

めの定式化であるが，本計算手法ではプロペラ回転数やプロペラ有効流入速度が出会い波に応じて時間変化する

ことが前提であり，プロペラ推力も出会い波に応じて変化する．このため，(3.1)式に入力するプロペラ推力は出

会い波周期の整数倍の過去の時間で平均を取った値とした．なお，規則波条件ではこの出会い波周期の整数倍の

時間は設定しやすいが，不規則波条件においては長い平均時間を設定すると平均船速の時間発展が遅れることに

なるため実用性も考慮した平均時間設定を取った方がよい．ここで，計算された波浪中プロペラトルクは，2 章

で示したように，主機特性数学モデル中の推進軸回転運動方程式の外力項に入力することで波浪中主機応答の計

算が行える． 
 

3.2 波浪中プロペラ有効流入速度モデルの高度化 

前節の波浪中プロペラトルクモデルで波浪中トルク変動を予測する場合，変動成分を与える起点になるのは波

浪中プロペラ有効流入速度の変動となる．このため，波浪中プロペラトルク変動ひいては波浪中主機負荷変動を

精度よく予測するためには波浪中プロペラ有効流入速度モデルの予測精度が高いことが求められる．(3.4)式に本

研究で用いる規則波中プロペラ有効流入速度モデルを示す．モデルの前項は 3.1 節で述べた船体前後運動成分，

後項はプロペラ位置の波粒子運動成分を表す． 
 
𝑢𝑢𝑃𝑃 = (1 − 𝑤𝑤𝑃𝑃){𝑢𝑢 − 𝜔𝜔𝑒𝑒𝜉𝜉𝑎𝑎 sin(𝜔𝜔𝑒𝑒𝑡𝑡 − 𝜀𝜀𝜉𝜉)} + 𝛼𝛼𝑊𝑊𝜔𝜔𝜁𝜁𝑊𝑊𝑒𝑒−𝑘𝑘𝑊𝑊𝑧𝑧𝑃𝑃 cos 𝜒𝜒 cos(𝜔𝜔𝑒𝑒𝑡𝑡 − 𝑘𝑘𝑊𝑊𝑥𝑥𝑃𝑃 cos 𝜒𝜒)   (3.4) 
 
本モデルは中村ら 11)によって導入され，上野ら 12)によって波との出会い角を考慮した拡張がなされている．船

体前後運動成分中の前後揺れ応答関数（𝜉𝜉𝑎𝑎, 𝜀𝜀𝜉𝜉）は耐航性理論から求めることが一般的である．波粒子運動成分は，

深水域における入射波の速度ポテンシャルから解析的に求めた波粒子の前後方向流速と，船尾位置において入射

波振幅が減衰する影響を考慮した有効波振幅係数（𝛼𝛼𝑊𝑊）との積により表現されている．本研究ではこの規則波中

プロペラ有効流入速度モデルの予測精度向上のため，前後揺れ応答の高精度推定のための新しいストリップ法の

開発，有効波振幅係数を模型試験結果から同定する手法の開発，に取り組んだ． 
3.2.1 船体表面前後方向法線ベクトルの影響を考慮したストリップ法の開発 

規則波中前後揺れ応答関数を船舶耐航性理論で推定するに当たり，3 次元耐航性理論であれば定式化上でより

厳密であることから精度良い推定が期待されるが，計算コード開発の困難さや計算時間の長さを考慮するとスト

リップ法で代表される 2 次元理論で推定できれば実用的である．ストリップ法は，船体を細長体とする前提から

船体表面の前後方向法線ベクトル（nx）に関連する項を高次項と見なして無視することで，定式化や計算の簡略

化と実用上十分な推定精度によって波浪中船体動揺推定手法としての地位が確立されている．一方で，この nx影

響項を無視した定式化により，ストリップ法の枠内では前後揺れ応答は陽に取り扱われていない．このため，従

前の前後揺れ応答は質量と nx を陽に用いずに近似計算されるフルードクリロフ力のみを考慮する簡易な定式化

で推定されている． 
本研究では以上の背景より，2 次元理論に基づいて各種流体力を計算するストリップ法の前提の枠内で，nx 関

連項を厳密に考慮したストリップ法を新たに開発した．定式化や計算式の詳細は本論文では参考文献 13)に委ねる

が，その要点は以下の通りである． 
➢ 定式化の起点は 6 自由度の各運動モードの法線ベクトルにおいて従前の定式化では無視されていた nx 関連

項を考慮することであり，これによってラディエーションポテンシャル及びスキャタリングポテンシャルの

境界条件においてもこの nx関連項を定式化に含める． 

 

 

の方が若干高く，SFOC は CFRP プロペラ搭載船が若干低いため，CFRP プロペラ搭載船の方が燃料消費性能は改

善傾向であることが確認できる． 
以上のように，金属プロペラ搭載船と CFRP プロペラ搭載船の主機特性を含めた波浪中推進性能を水槽模型試

験結果のみから比較できた．これらは主機特性自航装置を用いた水槽試験法の有効な活用例と言える．一方で，

搭載装置の違いによる推進性能比較は同じ船速で行うことが基本的な前提であるため，図 3 に示される通り，若

干であっても船速に差がある場合は直接的な推進性能比較としては不十分である．この水槽試験法をベースにし

て同一船速での性能比較を行う場合は，指令回転数を逐次変更しながら計測を繰り返し，得られた解析結果と計

測船速のカーブとして整理し，対象船速で内挿計算して性能値を求めることで両プロペラの性能比較を行う手法

が挙げられる．一方で，このアプローチでは多くの計測回数を要するため，著者らは実用的な観点から，波浪中

船速及び主機応答を理論計算による予測する手法を提案し，理論計算をベースにして CFRP プロペラ搭載船と金

属プロペラ搭載船の波浪中推進性能を同一船速において比較した 9)．なお，この理論計算手法は後章で詳細を説

明するが，模型試験結果と予測計算結果の比較を経て計算手法の妥当性は検証されている．この波浪中推進性能

比較により CFRP プロペラ搭載船は，波浪中で到達可能な船速が金属プロペラ搭載船より高くなる，金属プロペ

ラ搭載船より定性的に燃料消費性能が改善する，という結果が得られており，CFRP プロペラは波浪中推進性能

を定性的に改善させる可能性があることが陽に示された． 
 
 

3.   波浪中主機応答の予測のための計算手法に関する研究 

 
前章では波浪中を航走する実船の船速や主機応答を水槽模型試験結果から直接的に評価できる実験的手法に関

する研究の進展について述べた．本章では同じ評価を行うための計算手法に関する研究の進展について説明する． 
 

3.1 波浪中船速と主機応答を予測するための計算手法の概要 

実海域を航走する船舶の波浪中船速を計算で予測する場合，平水中船体抵抗・プロペラ有効推力・波浪中抵抗

増加や風圧抵抗などの外乱影響，を考慮した船体前後方向の釣り合い方程式や運動方程式を解いて船速を求める

方法が主流である．主機特性を考慮したプロペラ回転数を与える場合は波浪中プロペラトルクと主機特性を考慮

した定式化によって回転数応答を評価し，その結果をプロペラ推力モデルに逐次反映させればよい．一方で，波

浪中の主機負荷変動を同時に評価する場合，出会い波周期で変動するプロペラトルクを含めた定式化が必要であ

る．波浪中プロペラトルクの実用的かつ主流な計算手法は，平水中のプロペラ単独特性を用いつつ，波浪中プロ

ペラ有効流入速度モデルを適用して波浪中の時系列変動を評価する手法である．波浪中プロペラ有効流入速度モ

デルは，プロペラへの流入流速の主方向である，船体前後運動成分とプロペラ位置での波粒子運動成分で構成さ

れる．船体前後運動成分はプロペラ有効伴流係数と前後方向船速の積で表される．前後方向船速は，外力項に波

浪強制力を考慮して慣性項にラディエーション流体力を考慮した船体前後方向運動方程式を解くことで得られた

船速を直接入力することも選択肢だが，予測精度上で有意な差は無い前後揺れ応答関数を用いて与える手法が実

用的な観点から多く採られている． 
以上の背景より本研究では，いわゆる 2 タイムスケール法に沿って波浪中船速及び主機応答を計算するアプ

ローチを採ることとした 7), 9)．即ち，波浪中の船速は外力項の各成分は波浪中航走中の時間平均的応答を与える

定式化とした船体前後方向運動方程式を解いて平均船速の時間発展を計算し，波浪中主機応答は平均船速に応じ

て規則波中応答関数を準定常的に使い分けて，波浪中プロペラ有効流入速度ひいては波浪中プロペラトルクを入

力して逐次の時系列を計算するという手法である．(3.1)式に平均船速を対象とした船体前後方向運動方程式，(3.2)
式に波浪中プロペラ推力及びトルクの計算式，(3.3)式にプロペラ前進定数の計算式を示す． 

 

(𝑚𝑚 +𝑚𝑚𝑥𝑥)
𝑑𝑑𝑑𝑑
𝑑𝑑𝑑𝑑 = (1 − 𝑡𝑡𝑃𝑃)𝑇𝑇𝑃𝑃 − 𝑅𝑅𝑇𝑇 − 𝑋𝑋𝑊𝑊       (3.1) 
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[𝑇𝑇𝑃𝑃𝑄𝑄𝑃𝑃] = 𝜌𝜌𝑛𝑛𝑃𝑃2𝐷𝐷4 [ 𝐾𝐾𝑇𝑇(𝐽𝐽)
𝐷𝐷𝐾𝐾𝑄𝑄(𝐽𝐽) 𝜂𝜂𝑅𝑅⁄ ]        (3.2) 

𝐽𝐽 = 𝑢𝑢𝑃𝑃
𝑛𝑛𝑃𝑃𝐷𝐷

           (3.3) 

 
風圧抵抗も考慮する場合は(3.1)式の外力項に風圧抵抗モデルを加えればよい．前述の通り，波浪中プロペラト

ルク及びプロペラ推力は平水中のプロペラ単独特性を用いて，波浪中プロペラ有効流入速度が変動することで変

動するプロペラ前進定数を介して計算する．一方，前述の(3.1)式の運動方程式は平均船速の時間発展を求めるた

めの定式化であるが，本計算手法ではプロペラ回転数やプロペラ有効流入速度が出会い波に応じて時間変化する

ことが前提であり，プロペラ推力も出会い波に応じて変化する．このため，(3.1)式に入力するプロペラ推力は出

会い波周期の整数倍の過去の時間で平均を取った値とした．なお，規則波条件ではこの出会い波周期の整数倍の

時間は設定しやすいが，不規則波条件においては長い平均時間を設定すると平均船速の時間発展が遅れることに

なるため実用性も考慮した平均時間設定を取った方がよい．ここで，計算された波浪中プロペラトルクは，2 章

で示したように，主機特性数学モデル中の推進軸回転運動方程式の外力項に入力することで波浪中主機応答の計

算が行える． 
 

3.2 波浪中プロペラ有効流入速度モデルの高度化 

前節の波浪中プロペラトルクモデルで波浪中トルク変動を予測する場合，変動成分を与える起点になるのは波

浪中プロペラ有効流入速度の変動となる．このため，波浪中プロペラトルク変動ひいては波浪中主機負荷変動を

精度よく予測するためには波浪中プロペラ有効流入速度モデルの予測精度が高いことが求められる．(3.4)式に本

研究で用いる規則波中プロペラ有効流入速度モデルを示す．モデルの前項は 3.1 節で述べた船体前後運動成分，

後項はプロペラ位置の波粒子運動成分を表す． 
 
𝑢𝑢𝑃𝑃 = (1 − 𝑤𝑤𝑃𝑃){𝑢𝑢 − 𝜔𝜔𝑒𝑒𝜉𝜉𝑎𝑎 sin(𝜔𝜔𝑒𝑒𝑡𝑡 − 𝜀𝜀𝜉𝜉)} + 𝛼𝛼𝑊𝑊𝜔𝜔𝜁𝜁𝑊𝑊𝑒𝑒−𝑘𝑘𝑊𝑊𝑧𝑧𝑃𝑃 cos 𝜒𝜒 cos(𝜔𝜔𝑒𝑒𝑡𝑡 − 𝑘𝑘𝑊𝑊𝑥𝑥𝑃𝑃 cos 𝜒𝜒)   (3.4) 
 
本モデルは中村ら 11)によって導入され，上野ら 12)によって波との出会い角を考慮した拡張がなされている．船

体前後運動成分中の前後揺れ応答関数（𝜉𝜉𝑎𝑎, 𝜀𝜀𝜉𝜉）は耐航性理論から求めることが一般的である．波粒子運動成分は，

深水域における入射波の速度ポテンシャルから解析的に求めた波粒子の前後方向流速と，船尾位置において入射

波振幅が減衰する影響を考慮した有効波振幅係数（𝛼𝛼𝑊𝑊）との積により表現されている．本研究ではこの規則波中

プロペラ有効流入速度モデルの予測精度向上のため，前後揺れ応答の高精度推定のための新しいストリップ法の

開発，有効波振幅係数を模型試験結果から同定する手法の開発，に取り組んだ． 
3.2.1 船体表面前後方向法線ベクトルの影響を考慮したストリップ法の開発 

規則波中前後揺れ応答関数を船舶耐航性理論で推定するに当たり，3 次元耐航性理論であれば定式化上でより

厳密であることから精度良い推定が期待されるが，計算コード開発の困難さや計算時間の長さを考慮するとスト

リップ法で代表される 2 次元理論で推定できれば実用的である．ストリップ法は，船体を細長体とする前提から

船体表面の前後方向法線ベクトル（nx）に関連する項を高次項と見なして無視することで，定式化や計算の簡略

化と実用上十分な推定精度によって波浪中船体動揺推定手法としての地位が確立されている．一方で，この nx影

響項を無視した定式化により，ストリップ法の枠内では前後揺れ応答は陽に取り扱われていない．このため，従

前の前後揺れ応答は質量と nx を陽に用いずに近似計算されるフルードクリロフ力のみを考慮する簡易な定式化

で推定されている． 
本研究では以上の背景より，2 次元理論に基づいて各種流体力を計算するストリップ法の前提の枠内で，nx 関

連項を厳密に考慮したストリップ法を新たに開発した．定式化や計算式の詳細は本論文では参考文献 13)に委ねる

が，その要点は以下の通りである． 
➢ 定式化の起点は 6 自由度の各運動モードの法線ベクトルにおいて従前の定式化では無視されていた nx 関連

項を考慮することであり，これによってラディエーションポテンシャル及びスキャタリングポテンシャルの

境界条件においてもこの nx関連項を定式化に含める． 

 

 

の方が若干高く，SFOC は CFRP プロペラ搭載船が若干低いため，CFRP プロペラ搭載船の方が燃料消費性能は改

善傾向であることが確認できる． 
以上のように，金属プロペラ搭載船と CFRP プロペラ搭載船の主機特性を含めた波浪中推進性能を水槽模型試

験結果のみから比較できた．これらは主機特性自航装置を用いた水槽試験法の有効な活用例と言える．一方で，

搭載装置の違いによる推進性能比較は同じ船速で行うことが基本的な前提であるため，図 3 に示される通り，若

干であっても船速に差がある場合は直接的な推進性能比較としては不十分である．この水槽試験法をベースにし

て同一船速での性能比較を行う場合は，指令回転数を逐次変更しながら計測を繰り返し，得られた解析結果と計

測船速のカーブとして整理し，対象船速で内挿計算して性能値を求めることで両プロペラの性能比較を行う手法

が挙げられる．一方で，このアプローチでは多くの計測回数を要するため，著者らは実用的な観点から，波浪中

船速及び主機応答を理論計算による予測する手法を提案し，理論計算をベースにして CFRP プロペラ搭載船と金

属プロペラ搭載船の波浪中推進性能を同一船速において比較した 9)．なお，この理論計算手法は後章で詳細を説

明するが，模型試験結果と予測計算結果の比較を経て計算手法の妥当性は検証されている．この波浪中推進性能

比較により CFRP プロペラ搭載船は，波浪中で到達可能な船速が金属プロペラ搭載船より高くなる，金属プロペ

ラ搭載船より定性的に燃料消費性能が改善する，という結果が得られており，CFRP プロペラは波浪中推進性能

を定性的に改善させる可能性があることが陽に示された． 
 
 

3.   波浪中主機応答の予測のための計算手法に関する研究 

 
前章では波浪中を航走する実船の船速や主機応答を水槽模型試験結果から直接的に評価できる実験的手法に関

する研究の進展について述べた．本章では同じ評価を行うための計算手法に関する研究の進展について説明する． 
 

3.1 波浪中船速と主機応答を予測するための計算手法の概要 

実海域を航走する船舶の波浪中船速を計算で予測する場合，平水中船体抵抗・プロペラ有効推力・波浪中抵抗

増加や風圧抵抗などの外乱影響，を考慮した船体前後方向の釣り合い方程式や運動方程式を解いて船速を求める

方法が主流である．主機特性を考慮したプロペラ回転数を与える場合は波浪中プロペラトルクと主機特性を考慮

した定式化によって回転数応答を評価し，その結果をプロペラ推力モデルに逐次反映させればよい．一方で，波

浪中の主機負荷変動を同時に評価する場合，出会い波周期で変動するプロペラトルクを含めた定式化が必要であ

る．波浪中プロペラトルクの実用的かつ主流な計算手法は，平水中のプロペラ単独特性を用いつつ，波浪中プロ

ペラ有効流入速度モデルを適用して波浪中の時系列変動を評価する手法である．波浪中プロペラ有効流入速度モ

デルは，プロペラへの流入流速の主方向である，船体前後運動成分とプロペラ位置での波粒子運動成分で構成さ

れる．船体前後運動成分はプロペラ有効伴流係数と前後方向船速の積で表される．前後方向船速は，外力項に波

浪強制力を考慮して慣性項にラディエーション流体力を考慮した船体前後方向運動方程式を解くことで得られた

船速を直接入力することも選択肢だが，予測精度上で有意な差は無い前後揺れ応答関数を用いて与える手法が実

用的な観点から多く採られている． 
以上の背景より本研究では，いわゆる 2 タイムスケール法に沿って波浪中船速及び主機応答を計算するアプ

ローチを採ることとした 7), 9)．即ち，波浪中の船速は外力項の各成分は波浪中航走中の時間平均的応答を与える

定式化とした船体前後方向運動方程式を解いて平均船速の時間発展を計算し，波浪中主機応答は平均船速に応じ

て規則波中応答関数を準定常的に使い分けて，波浪中プロペラ有効流入速度ひいては波浪中プロペラトルクを入

力して逐次の時系列を計算するという手法である．(3.1)式に平均船速を対象とした船体前後方向運動方程式，(3.2)
式に波浪中プロペラ推力及びトルクの計算式，(3.3)式にプロペラ前進定数の計算式を示す． 

 

(𝑚𝑚 +𝑚𝑚𝑥𝑥)
𝑑𝑑𝑑𝑑
𝑑𝑑𝑑𝑑 = (1 − 𝑡𝑡𝑃𝑃)𝑇𝑇𝑃𝑃 − 𝑅𝑅𝑇𝑇 − 𝑋𝑋𝑊𝑊       (3.1) 
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(2) (3.7)式に示す通り，プロペラ有効流入速度の時系列から船体前後運動成分を差し引いて，波粒子運動成分の

時系列を求める． 
𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) = 𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) − (1 − 𝑤𝑤𝑃𝑃)𝑢𝑢𝑚𝑚(𝑡𝑡)        (3.7) 

 
(3) (3.8)式に示す通り，得られた波粒子運動成分の時系列を出会い波周波数でフーリエ解析して波粒子運動成分

の振幅を求める． 
 
𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃|𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 = |∫ 𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) exp(−𝑖𝑖𝜔𝜔𝑒𝑒𝑒𝑒𝑡𝑡)𝑑𝑑𝑑𝑑|       (3.8) 

 
(4) 計算された波粒子運動成分の振幅から(3.9)式の通り逆算して有効波振幅係数を求める． 

 

𝛼𝛼𝑊𝑊𝑊𝑊 = 𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃|𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎
𝜔𝜔𝑚𝑚𝜁𝜁𝑊𝑊𝑊𝑊exp(−𝑘𝑘𝑚𝑚𝑧𝑧𝑃𝑃)|cos𝜒𝜒|

        (3.9) 

 
以上の手順により波条件ごとに有効波振幅係数を解析して波条件に対する傾向をモデル化できれば対象船にお

ける有効波振幅係数モデルが同定できる．図 4 に 2 章で示した対象船にて，規則波向波中自航試験の結果を解析

して取得した規則波中プロペラ有効流入速度の振幅と有効波振幅係数を示す． 
 

 

図4 規則波向波中自航試験の解析結果（左：プロペラ有効流入速度の振幅，右：有効波振幅係数） 
 
まずプロペラ有効流入速度の振幅は，波長船長比 1.2 付近より高い領域では，全成分（uPm）に対して波粒子運

動成分（uPWm）が低くなっていることが確認できる．これは，波長船長比が高い領域で影響が大きくなる船体前

後運動成分が差し引かれたためである．そして，有効波振幅係数の解析結果は(3.9)式の通りに波粒子運動成分の

有効流速振幅から解析されたものである．図には中村らが提案した(3.5)式の計算結果（黒点線）を示しているが，

解析結果は挙動が異なっていることが確認できる．これは対象船型の違いが主な要因であると推測される．本研

究ではこの解析結果から青点線の通りに有効波振幅係数の計算モデルを定めた．(3.10)式にその計算式を示す． 
 

𝛼𝛼𝑊𝑊 =

{
  
  

0.434, for 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒| ≤ 0.6

0.944 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒| − 0.133, for 0.6 <

𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒| ≤ 1.2

1.0, for 1.2 < 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒|

             (3.10) 

 
有効波振幅係数の導入の経緯が船体の存在による攪乱によりプロペラ位置において入射波の波振幅が減衰する

ことを表すためであることから，モデル化においては計算値が 1.0 を超えないよう定めた．一方，波長船長比 1.2
より長波長側で解析値が 1.0 を超えており，前述の定義上，プロペラ位置の波振幅が実際に入射波の波振幅を超

 

 

➢ 前後揺れモードにおいて，nxを定式化に含めたことで計算できるラディエーション流体力やスキャタリング

流体力を含めた運動方程式とすること． 
➢ スキャタリングポテンシャル及びスキャタリング流体力の計算において，New Strip Method（NSM），Salvesen-

Tuck-Faltinsen Method（STFM），溝口が提案して渡辺が実用性も含めて改善した溝口-渡辺法（MWM），の 3
種の方法に対して nx関連項を考慮した定式化を提案した．更に，溝口-渡辺法については，Enhanced Unified 
Theory（EUT）と同様にスキャタリングポテンシャル境界条件において nx関連項を改めて含める計算手法も

提案した． 
➢ 各種流体力を船体重心周り座標系に変換する際は nx影響を含めたことで生じる影響項を含めた計算とし，縦

揺れモードの復原力係数の変換計算においては前後揺れモード影響項も含める． 
➢ 特に縦運動モードにおいて，nx関連項を考慮することにより生じる前後揺れ連成ラディエーション流体力を

運動方程式に含める．このため，従来のストリップ法では縦運動の連成は上下揺れと縦揺れのみだったが，

新しいストリップ法では前後揺れを含めた縦運動 3 モードの連成運動方程式を解く． 
以上で提案した nx関連項を陽に考慮した新しい 4 種類のストリップ法は，2 種の模型船を用いた耐航性試験の

計測結果や STFM 等の従来の計算手法による計算結果との比較により妥当性が検証された．その結果，全ての波

条件において推定精度改善が達成されたわけではなかったが，そもそも従来手法では横波中の前後揺れ応答値が

0 と計算されてしまうことに対して計測結果と同様に横波中の前後揺れ応答を精度よく計算できるになる等，nx

関連項を考慮した手法により入射波との位相差も含めて前後揺れ応答の推定精度に一定の改善を得ることができ

た．提案した 4 手法の中では，溝口-渡辺法のスキャタリングポテンシャルの境界条件に EUT と同様の nx関連項

を加えた手法（Nx-MWMx）の推定精度が総合的に高かった． 
3.2.2 模型試験による有効波振幅係数の同定手法 

有効波振幅係数は．神中による幾何的形状の船型を対象とした理論的及び実験的検討結果 14)に基づいて，中村

ら 11)によって初めて導入され上野ら 12)によって波との出会い角の影響を考慮した拡張がなされた．(3.5)式にその

計算モデルを示す． 
 

𝛼𝛼𝑊𝑊 = {
0.2 𝜆𝜆

𝐿𝐿|cos 𝜒𝜒| + 0.5, for 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos 𝜒𝜒| ≤ 2.5

1.0, for 2.5 < 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos 𝜒𝜒|

       (3.5) 

 
本モデルの前提として，神中の理論的検討に基づき入射波振幅の減衰は向波中において船体による攪乱で生じ

るものとし，波との出会い角が横波から追波の場合は波振幅の減衰はなく係数値を 1.0 としている．ここで，計

算モデル中の係数値は神中の幾何的形状船型の模型試験結果等に基づいて中村らによって定められており，検討

した船型と形状の近い痩せ型船における適用は実用的な精度が見込まれる．一方で，肥大船などの異なる船型に

おける有効波振幅係数の検討事例は十分でない． 
以上の背景から，本研究では有効波振幅係数を模型試験結果から同定する手法 15)を開発した．この手法の要点

は，中村らはプロペラ位置に設置した波高計にて計測した波振幅の結果を用いてモデル係数を同定したが，波浪

中プロペラ推力の計測結果から推力一致法を用いて直接解析したプロペラ有効流入速度を用いてモデル係数を同

定することであり，具体的には以下に示す手順である． 
(1) 規則波中自航試験にてプロペラ推力を計測し，(3.6)式に示す通り，推力一致法を用いてプロペラ推力から解

析したプロペラ前進定数からプロペラ有効流入速度の時系列を求める．なお，縦運動中に計測されるプロペ

ラ推力には，プロペラシャフト系の縦傾斜成分や慣性力による成分など，プロペラによる流体力以外の力が

作用する 15)ため，それらの力は事前に成分に差し引いておく． 
  

𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) = 𝐽𝐽𝑚𝑚𝑛𝑛𝑃𝑃𝑃𝑃𝐷𝐷         (3.6) 
 
 以降，添字の m は計測された値であることを示す． 
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(2) (3.7)式に示す通り，プロペラ有効流入速度の時系列から船体前後運動成分を差し引いて，波粒子運動成分の

時系列を求める． 
𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) = 𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) − (1 − 𝑤𝑤𝑃𝑃)𝑢𝑢𝑚𝑚(𝑡𝑡)        (3.7) 

 
(3) (3.8)式に示す通り，得られた波粒子運動成分の時系列を出会い波周波数でフーリエ解析して波粒子運動成分

の振幅を求める． 
 
𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃|𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 = |∫ 𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) exp(−𝑖𝑖𝜔𝜔𝑒𝑒𝑒𝑒𝑡𝑡)𝑑𝑑𝑑𝑑|       (3.8) 

 
(4) 計算された波粒子運動成分の振幅から(3.9)式の通り逆算して有効波振幅係数を求める． 

 

𝛼𝛼𝑊𝑊𝑊𝑊 = 𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃|𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎
𝜔𝜔𝑚𝑚𝜁𝜁𝑊𝑊𝑊𝑊exp(−𝑘𝑘𝑚𝑚𝑧𝑧𝑃𝑃)|cos𝜒𝜒|

        (3.9) 

 
以上の手順により波条件ごとに有効波振幅係数を解析して波条件に対する傾向をモデル化できれば対象船にお

ける有効波振幅係数モデルが同定できる．図 4 に 2 章で示した対象船にて，規則波向波中自航試験の結果を解析

して取得した規則波中プロペラ有効流入速度の振幅と有効波振幅係数を示す． 
 

 

図4 規則波向波中自航試験の解析結果（左：プロペラ有効流入速度の振幅，右：有効波振幅係数） 
 
まずプロペラ有効流入速度の振幅は，波長船長比 1.2 付近より高い領域では，全成分（uPm）に対して波粒子運

動成分（uPWm）が低くなっていることが確認できる．これは，波長船長比が高い領域で影響が大きくなる船体前

後運動成分が差し引かれたためである．そして，有効波振幅係数の解析結果は(3.9)式の通りに波粒子運動成分の

有効流速振幅から解析されたものである．図には中村らが提案した(3.5)式の計算結果（黒点線）を示しているが，

解析結果は挙動が異なっていることが確認できる．これは対象船型の違いが主な要因であると推測される．本研

究ではこの解析結果から青点線の通りに有効波振幅係数の計算モデルを定めた．(3.10)式にその計算式を示す． 
 

𝛼𝛼𝑊𝑊 =

{
  
  

0.434, for 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒| ≤ 0.6

0.944 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒| − 0.133, for 0.6 <

𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒| ≤ 1.2

1.0, for 1.2 < 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos𝜒𝜒|

             (3.10) 

 
有効波振幅係数の導入の経緯が船体の存在による攪乱によりプロペラ位置において入射波の波振幅が減衰する

ことを表すためであることから，モデル化においては計算値が 1.0 を超えないよう定めた．一方，波長船長比 1.2
より長波長側で解析値が 1.0 を超えており，前述の定義上，プロペラ位置の波振幅が実際に入射波の波振幅を超

 

 

➢ 前後揺れモードにおいて，nxを定式化に含めたことで計算できるラディエーション流体力やスキャタリング

流体力を含めた運動方程式とすること． 
➢ スキャタリングポテンシャル及びスキャタリング流体力の計算において，New Strip Method（NSM），Salvesen-

Tuck-Faltinsen Method（STFM），溝口が提案して渡辺が実用性も含めて改善した溝口-渡辺法（MWM），の 3
種の方法に対して nx関連項を考慮した定式化を提案した．更に，溝口-渡辺法については，Enhanced Unified 
Theory（EUT）と同様にスキャタリングポテンシャル境界条件において nx関連項を改めて含める計算手法も

提案した． 
➢ 各種流体力を船体重心周り座標系に変換する際は nx影響を含めたことで生じる影響項を含めた計算とし，縦

揺れモードの復原力係数の変換計算においては前後揺れモード影響項も含める． 
➢ 特に縦運動モードにおいて，nx関連項を考慮することにより生じる前後揺れ連成ラディエーション流体力を

運動方程式に含める．このため，従来のストリップ法では縦運動の連成は上下揺れと縦揺れのみだったが，

新しいストリップ法では前後揺れを含めた縦運動 3 モードの連成運動方程式を解く． 
以上で提案した nx関連項を陽に考慮した新しい 4 種類のストリップ法は，2 種の模型船を用いた耐航性試験の

計測結果や STFM 等の従来の計算手法による計算結果との比較により妥当性が検証された．その結果，全ての波

条件において推定精度改善が達成されたわけではなかったが，そもそも従来手法では横波中の前後揺れ応答値が

0 と計算されてしまうことに対して計測結果と同様に横波中の前後揺れ応答を精度よく計算できるになる等，nx

関連項を考慮した手法により入射波との位相差も含めて前後揺れ応答の推定精度に一定の改善を得ることができ

た．提案した 4 手法の中では，溝口-渡辺法のスキャタリングポテンシャルの境界条件に EUT と同様の nx関連項

を加えた手法（Nx-MWMx）の推定精度が総合的に高かった． 
3.2.2 模型試験による有効波振幅係数の同定手法 

有効波振幅係数は．神中による幾何的形状の船型を対象とした理論的及び実験的検討結果 14)に基づいて，中村

ら 11)によって初めて導入され上野ら 12)によって波との出会い角の影響を考慮した拡張がなされた．(3.5)式にその

計算モデルを示す． 
 

𝛼𝛼𝑊𝑊 = {
0.2 𝜆𝜆

𝐿𝐿|cos 𝜒𝜒| + 0.5, for 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos 𝜒𝜒| ≤ 2.5

1.0, for 2.5 < 𝜆𝜆
𝐿𝐿|cos 𝜒𝜒|

       (3.5) 

 
本モデルの前提として，神中の理論的検討に基づき入射波振幅の減衰は向波中において船体による攪乱で生じ

るものとし，波との出会い角が横波から追波の場合は波振幅の減衰はなく係数値を 1.0 としている．ここで，計

算モデル中の係数値は神中の幾何的形状船型の模型試験結果等に基づいて中村らによって定められており，検討

した船型と形状の近い痩せ型船における適用は実用的な精度が見込まれる．一方で，肥大船などの異なる船型に

おける有効波振幅係数の検討事例は十分でない． 
以上の背景から，本研究では有効波振幅係数を模型試験結果から同定する手法 15)を開発した．この手法の要点

は，中村らはプロペラ位置に設置した波高計にて計測した波振幅の結果を用いてモデル係数を同定したが，波浪

中プロペラ推力の計測結果から推力一致法を用いて直接解析したプロペラ有効流入速度を用いてモデル係数を同

定することであり，具体的には以下に示す手順である． 
(1) 規則波中自航試験にてプロペラ推力を計測し，(3.6)式に示す通り，推力一致法を用いてプロペラ推力から解

析したプロペラ前進定数からプロペラ有効流入速度の時系列を求める．なお，縦運動中に計測されるプロペ

ラ推力には，プロペラシャフト系の縦傾斜成分や慣性力による成分など，プロペラによる流体力以外の力が

作用する 15)ため，それらの力は事前に成分に差し引いておく． 
  

𝑢𝑢𝑃𝑃𝑃𝑃(𝑡𝑡) = 𝐽𝐽𝑚𝑚𝑛𝑛𝑃𝑃𝑃𝑃𝐷𝐷         (3.6) 
 
 以降，添字の m は計測された値であることを示す． 
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4. ま と め 

 
本研究では波浪中を航走する船舶の主機を対象に，負荷変動を含めた波浪中主機応答を予測するための手法の

研究として，主機特性自航装置を用いた水槽試験法の高度化，波浪中プロペラトルク変動及び主機応答の予測精

度向上のため波浪中プロペラ有効流入速度モデルの予測精度の改善，に関する取り組みを行った． 
水槽試験法の高度化では，より現実的な主機状態を評価するため，主機特性数学モデルに Cycle-Mean Value モ

デルを適用して模型尺度で取り扱うための計算手法の提案した．そして，開発した水槽試験法を適用した民間企

業との共同研究として，Carbon Fiber Reinforced Plastic プロペラを搭載した船舶の波浪中推進性能評価を行い，こ

の中では燃料消費性能をより現実的に評価できる Hybrid-CMV モデルを主機特性数学モデルとして導入した． 
波浪中プロペラ有効流入速度モデルの予測精度改善のための取り組みでは，モデル中の船体前後運動成分と波

粒子運動成分のそれぞれの予測精度向上のため，船体表面の前後方向法線ベクトル nxを陽に考慮した新しいスト

リップ法の開発，プロペラ位置の入射波の減衰を表現するための有効波振幅係数の実験的同定手法の開発，を行っ

た．これら手法の開発により，自由航走状態における波浪中プロペラトルク変動等の予測精度が改善された． 
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えていると見なすことは現実的ではない．これは，本来複雑な波浪中船尾流場の変動を船体前後運動成分と波粒

子運動成分のみで代表させて表現した歪と見なすべきであり，今後の波浪中プロペラ付近の流場変動やそのモデ

ル化に関する発展的な研究による現象解明が期待される． 
 

3.3 主機特性自航装置を用いた規則波中自由航走試験の計測結果との比較 

前節で提案した規則波中プロペラ有効流入速度の予測精度改善のための手法の検証として，主機特性自航装置

を用いた水槽試験法により計測したプロペラトルク及び主機回転数の変動振幅を対象に，開発手法による計算結

果と計測値の比較を行った 15)．解析した変動振幅はフーリエ解析で求めた出会い波周期成分の 1 次変動振幅であ

る．波条件は，規則波・波向き：向波，波振幅：模型尺度で 2.0cm 及び 3.0cm，である．主機特性自航装置への指

令回転数は平水中で計画速力相当となる回転数で，本試験で用いたエンジントルク発生モデルは回帰分析モデル

とした．計算条件として，規則波中プロペラ有効流入速度モデルについて，船体前後運動成分の前後揺れ応答関

数の推定には3.2.1項にて説明した新しいストリップ法の内で推定精度が総合的に高かったNx-MWMxを用いた．

波粒子運動成分の有効波振幅係数は，対象船の規則波中自航試験結果から同定した(3.10)式モデルのみでなく，中

村らが導入した(3.5)式モデル，入射波振幅の減衰影響を無視する（αW=1.0 とする），の計 3 通りの条件とした．計

算に入力する平均船速は，本検証では変動振幅に焦点を当てた検証を行うため，試験で得られた平均船速を与え

ている．なお，前後揺れ応答関数の推定を 4 手法の内の 1 つのみとしたのは，他の手法では後述の比較検証図に

おいて有意な差を見出しにくいことと，別途検討した結果により波粒子運動成分の方が波浪中プロペラ有効流入

速度変動に及ぼす影響が大きく，そちらの影響検証に重きを置いたためである． 
図 5 に計測時系列及び計算結果を解析して求めた出会い波周期成分の変動振幅を示す．これらは主機の MCR

状態におけるそれぞれの性能値に対する％表記としている．結果より，予測精度が総合的に高いのは有効波振幅

係数を対象船の規則波中自航試験結果に基づいて定めた(3.10)式モデルを適用した条件であった．特に短波長域に

おいては一致度が良く，入射波振幅の減衰影響を無視した条件では計算結果は過大評価傾向となるため，実用性

を考慮すると短波長域における入射波振幅の減衰影響を陽に考慮できる本研究の提案手法は有効であると言える． 
 

 

図5 規則波向波中自由航走時のプロペラトルク及び主機回転数の出会い波周期成分変動振幅の比較 
 
以上のように，本研究で提案した波浪中プロペラ有効流入速度モデルの予測精度向上のための手法を適用すれ

ば波浪中主機応答の予測精度向上が期待される．なお，本節の検証では波浪中平均船速の同時予測は行っていな

いが，前章で述べた CFRP プロペラ搭載船の波浪中推進性能評価の取り組みにおいて，本章で提案した計算手法

によって波浪中平均船速と負荷変動を含めた主機応答の同時評価を行っており 9)，良好な予測精度で実験結果が

再現できたことを述べておく． 
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果と計測値の比較を行った 15)．解析した変動振幅はフーリエ解析で求めた出会い波周期成分の 1 次変動振幅であ

る．波条件は，規則波・波向き：向波，波振幅：模型尺度で 2.0cm 及び 3.0cm，である．主機特性自航装置への指

令回転数は平水中で計画速力相当となる回転数で，本試験で用いたエンジントルク発生モデルは回帰分析モデル

とした．計算条件として，規則波中プロペラ有効流入速度モデルについて，船体前後運動成分の前後揺れ応答関

数の推定には3.2.1項にて説明した新しいストリップ法の内で推定精度が総合的に高かったNx-MWMxを用いた．

波粒子運動成分の有効波振幅係数は，対象船の規則波中自航試験結果から同定した(3.10)式モデルのみでなく，中

村らが導入した(3.5)式モデル，入射波振幅の減衰影響を無視する（αW=1.0 とする），の計 3 通りの条件とした．計

算に入力する平均船速は，本検証では変動振幅に焦点を当てた検証を行うため，試験で得られた平均船速を与え

ている．なお，前後揺れ応答関数の推定を 4 手法の内の 1 つのみとしたのは，他の手法では後述の比較検証図に

おいて有意な差を見出しにくいことと，別途検討した結果により波粒子運動成分の方が波浪中プロペラ有効流入

速度変動に及ぼす影響が大きく，そちらの影響検証に重きを置いたためである． 
図 5 に計測時系列及び計算結果を解析して求めた出会い波周期成分の変動振幅を示す．これらは主機の MCR

状態におけるそれぞれの性能値に対する％表記としている．結果より，予測精度が総合的に高いのは有効波振幅

係数を対象船の規則波中自航試験結果に基づいて定めた(3.10)式モデルを適用した条件であった．特に短波長域に

おいては一致度が良く，入射波振幅の減衰影響を無視した条件では計算結果は過大評価傾向となるため，実用性

を考慮すると短波長域における入射波振幅の減衰影響を陽に考慮できる本研究の提案手法は有効であると言える． 
 

 

図5 規則波向波中自由航走時のプロペラトルク及び主機回転数の出会い波周期成分変動振幅の比較 
 
以上のように，本研究で提案した波浪中プロペラ有効流入速度モデルの予測精度向上のための手法を適用すれ

ば波浪中主機応答の予測精度向上が期待される．なお，本節の検証では波浪中平均船速の同時予測は行っていな

いが，前章で述べた CFRP プロペラ搭載船の波浪中推進性能評価の取り組みにおいて，本章で提案した計算手法

によって波浪中平均船速と負荷変動を含めた主機応答の同時評価を行っており 9)，良好な予測精度で実験結果が

再現できたことを述べておく． 
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global warming than CO2, so it is necessary to prevent the discharge of unburned methane. Methane slip is contained in the exhaust 
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cylinder, 10% of the exhaust gas, a small amount of combustion intermediate products, and most of the rest was air. The premixture 
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co-firing and methods to reduce the risk of explosion. To ensure safe engine operation during hydrogen co-combustion, the amount 
of hydrogen in the blowby gas was analyzed at different hydrogen mixing ratios, and the lower limit of flammability was reached at 
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