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第 1 章  緒論 

1.1 波浪中船体応答の推定法の沿革 

 波浪中船体応答は，船員や貨物の安全性に関する荒天中の諸現象（過大加速度，デッキ冠水，プロペラ

レーシング等）から，船体動揺による抵抗増加，船体構造設計における波浪荷重に至るまで，幅広い目的・

用途に対してその正確な推定が必要とされる．これらの研究分野はまとめて耐航性（Seakeeping）と称さ

れ，造船分野の中でも古くから強い関心が向けられ続けた． 

波浪中船体運動に関する初期の研究は，船舶の安全性にとって最も重要である転覆，すなわち横揺れに

ついてのものが主であった．縦運動を含めた 6自由度の船体運動学に対して注目が集まり始めたのは戦後

の 1940 年代以降で[1]，そこからの発展は目覚ましく，多数の研究者による努力が積み重ねられた結果，

1969年の「第 1回耐航性に関するシンポジウム」[2]にみられるように，今より半世紀以上前にはすでにポ

テンシャル理論を基礎とした耐航性理論体系の基盤が完成されている．当時の船体運動計算手法は計算機

性能の制限から流体解析を 2次元的手法に依らざるを得ず，船体が細長いとの仮定のもと船体回りの流場

を 2次元流場に落とし込むストリップ法[3-6]をはじめとした種々の巧妙な手法が考案された．その後は徐々

に 3次元解析が標準的になり，1980年代にはランキンソース法や Green関数法といった 3次元的数値解

析手法が発展し，耐航性研究は成熟した分野となった（種々の解析手法は柏木によるレビュー[7]が包括的

かつ詳しい）．1990 年代以降は多くの研究者の関心が非線形解析に移ったようであるが，線形解析技術の

発展も継続的に続けられている[8, 9]．それにもかかわらず，船舶が前進速度を有する場合の数値計算は，理

論上の一貫性と数値解析上の安定性を両立させることの困難さゆえに，構造応答解析における有限要素法

のような決定的，汎用的手法が確立していないのが現状である．そのため，実用上問題無い精度で推定可

能とされるストリップ法や Green関数法等が，最先端手法ではないものの，現在でも船舶の設計や基準の

策定において重用されている． 

以上に挙げたような耐航性理論に基づく計算技術は，基本的には理想流体を前提とした速度ポテンシャ

ルの特性を用いることで計算自由度を抑えることを目的としたものである．ところが今日は計算機の著し

い発達により，有限差分法や有限体積法，粒子法等（以降，これらを便宜上 CFDと呼ぶ）といった流体を

直接離散化する極めて多自由度の解析も無理なく実行できる時代にある[10]．CFD を用いた波浪中解析で

は，流体の粘性影響だけでなく大波高中の複雑な非線形影響も合理的に考慮することができるため，今後

この方面の研究は益々追及されていくと考えられる．それでもなお，ストリップ法等の耐航性プログラム

が現代においても重用される理由は，CFDをハンドリングすることのハードルが依然として高いことが挙

げられよう．CFDは計算格子やパラメータに対する依存性が強く，それらに依存して結果が有意に変化す

ることは周知の事実であるし，（時間領域の解法の共通の問題ではあるが）斜め波中では船体運動が不安定

になり，定常な応答を得ることが難しい場合も多い[11]．波浪中解析は通常あらゆる波浪場における応答を

考慮する必要があり，条件のパラメータが多い（波高，波長，波向き，船速等）ためにケース数が多くな

る傾向にあることを考慮すると，1 ケースの計算時間が短いことと，安定して解が得られることは実際問

題非常に重要である．このような状況の中，多くのノウハウが問われる CFD がストリップ法等の耐航性
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プログラムに完全にとって代わるのはまだしばらく先のことと考えられる． 

さらに言うと，耐航性理論は数値解析の手段というだけではなく，その理論自体の価値も高いものであ

る．境界値問題の線形化による流場の成分分解は現象を理解する上で極めて重要であることは言うまでも

なく，その流体力成分間の種々の関係式も耐航性理論によって知ることができる．加えて，流体力の古典

的近似手法（例えば scattering 流体力における相対運動の仮定）も物理的洞察の助けとなるものである．

このような知見は数値解析に頼るだけでは知り得ないもので，今後もその価値を失うことのない貴重な知

的財産と呼べるであろう． 

 

1.2  構造設計における波浪荷重推定の現状 

構造強度評価の実施には，構造解析に先んじて波浪荷重の推定が必要になり，そこではやはり耐航性研

究で培われた推定手法が活用される．事実，構造設計の合理化に対する波浪荷重研究の貢献は大きい．例

えば，1960年以前の波浪垂直曲げモーメントは，波高を𝐿/20，波長を𝐿としたトロコイド波中の静的釣り

合いから計算された簡易式が用いられていた．その後波浪荷重の研究や波浪の観測が進み，船級規則にお

ける断面係数の要求値は大きく下がり，また貨物タンク等の大きさの制限も大きく緩和されている[12]．こ

のように，構造設計にとって波浪荷重の推定は構造応答解析と同等に重要な技術である． 

ところが実際の構造設計においては，構造解析(FEM)は通常個船毎に実施されるのに対して波浪荷重解

析が行われる機会は多くなく，ほとんどの場合は船級規則で規定される波浪荷重の簡易推定式[13]が用いら

れる．というのも，波浪荷重解析の実行には工数と高い専門性が要求され，個船毎に解析を行うことは実

際の工程上難しいためである．構造設計と耐航性の分野の隔たりが大きいことも一因であり，ストリップ

法といった比較的簡単な解析手法でさえも構造設計者にとってハードルが高いのが実情である．また，船

型設計が行われるのと並行して構造設計が行われるなどして，構造設計において波浪荷重計算に必要な船

舶の情報が定まっていない状況もあり得，その場合は詳細な入力が不要な簡易手法が必須になる．かよう

な状況において，波浪荷重推定において簡易手法が活用される場面は大変多く，今後もその需要が無くな

ることはないと思われる． 

一方で，各国の船級協会においては直接荷重解析や全船構造解析等のガイドラインの策定が進み[14]，物

理に立脚した解析に基づく合理的な設計をますます重要視する傾向にある．ただし，現状これらの解析は

あくまで付加的検討として位置づけられている．多くの造船所の実態を踏まえると，全ての船舶設計に対

して波浪荷重解析を義務付けることは非現実的であり，船級規則における波浪荷重推定は当面は簡易算式

の形で運用されると考えられる．日本海事協会でもそれを見据え，2017年より，波浪荷重の簡易算式の精

度や汎用性，透明性を向上させようとする動きを強めている[15, 16]．その簡易算式の開発においても，当然

ながら耐航性研究による知見，技術は活用されるものである．そこで，続く節では波浪荷重の簡易推定法

に関する過去の研究や検討の手法について述べる． 

 

1.3  波浪荷重の簡易推定法 

簡易推定法と一口に言えども様々な形が考えられる．最も簡単な手法としては，前述した船級規則にみ

られる簡易算式が挙げられる．ほかには，少数の入力から船型生成・波浪荷重解析の実行までを自動化す

ることができれば，そのような手段も簡易手法の一種とみなせよう．いずれにせよ，簡易推定法は少ない
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情報から合理的な結果を得る手段であって，その開発には，応答に対する支配的なパラメータを抽出し，

その寄与度を正しく考慮することが求められる．すなわち，船舶の主要パラメータ，すなわち船長，幅，

喫水やファインネス係数などの船型パラメータや環動半径などの質量に関するパラメータがそれぞれの応

答に対してどのように影響するのかの検討が必要とされる． 

波浪中船体運動に対する船型パラメータの支配因子やその影響を調査した研究は数多くみられる．最初

期の研究として，1980 年に Bales は複数隻の船体運動の計算結果を重回帰分析することで船型パラメー

タと耐航性能ランクを結び付けている[17]．同様の研究はこれ以降盛んに行われ，国内では船型と耐航性に

関するシンポジウム[18]が 1988 年に開かれ，耐航性能の立場からの船型改良といったそれまで見られなか

った試みが計られはじめた．近年の研究の例としては，Cakiciは小型船の運動のデータベースをもとに複

数の回帰モデルによって不規則波中運動に対する支配要因の抽出と簡易推定式を検討している[19]．関連す

る一連の研究は，Sayli によって表の形で纏められている[20]．ただし，これらの研究の大半は船体運動に

対してのもので，波浪荷重すなわちハルガーダ断面力との関係に着目した検討例は，船級規則の策定に関

連するもの[21, 22]を除けば殆ど見られないことを付言しておく． 

以上に挙げた回帰分析による方法に対し，より直接的，効果的に船型パラメータの応答に対する感度を

調べる方法として，「船型パラメータを系統的に変化させた複数の船型を用意し，応答の変化を調べる」と

いった方法が考えられる．この方法は有効であろうが，それには船型パラメータを任意に変化させられ，

かつ応答が実船相当となるような仮想船型をどのように生成するかが課題になる．船型生成のプロセスに

関し，船型設計すなわち推進性能の分野では，局部パラメータを用いて船型を変化させつつ最適な船型を

探索するといったアプローチが採られる[23]．これに対し，波浪中船体応答に対しては船舶の少数の船型パ

ラメータ，すなわち船長，幅，喫水やファインネス係数などの大域的な形状パラメータでおおよそ決定さ

れることが知られている[24]ため，大域的変数を用いた船型表現で十分と考えられる．これを踏まえると，

Wigley船型に代表されるような数学船型は，表現式内の係数を調整することで船型の肥痩を変化させるこ

とができるため，現在の目的に即する仮想船型の有力な候補と考えられる．もし，波浪中応答に対する支

配的な船型パラメータを自由に変化させることができ，かつ船型パラメータと数学船型の表現式内の係数

の対応が明らかになっていれば，波浪中応答の系統的な感度解析を容易に実施することができるであろう．

また，そのような船型の生成法が確立すれば，少数の船型パラメータから実船の波浪中応答と等価な応答

を得られる船型を生成できるわけであって，本節冒頭でも述べたように簡易算式とは別の形の簡易推定法，

つまりは少数の入力から船型生成・波浪荷重解析の実行までを自動化する手段を構築しうるものと考えら

れる． 

議論を簡易算式に戻す．上述した Balesなどによる既往研究は，そのほとんどが既存船の計算結果に対

するフィッティングに立脚しており，サンプルに選んだ船舶のパラメータ範囲から外れた船舶に対しては

適用性が保証されないものである．船体の特殊化・多様化に伴い，既存船のパラメータ範囲から外れた船

舶が今後想定されることを見据えると，汎用性や透明性に重きを置くべきで，その場合できる限り基礎理

論に基づいたアプローチが採られるべきであろう．なぜなら数理的バックボーンに裏付けられた方法は，

設けた仮定が成立する限りは適用可能と考えられるためである．このような視点に立った研究は少ないが，

Jensenは semi-analyticalなアプローチに基づき波浪中船体運動や垂直曲げモーメントの算式を開発して

いる[25, 26]．そこでは，船舶を𝐿 × 𝐵 × 𝑑の箱船と見做してストリップ法に基づいて応答関数を導き，船型の

痩せの影響はフィッティングによって得た方形係数に関する係数を乗じる形で考慮されている．この

semi-analyticalな方針をさらにおし進め，流体力の各成分に対して船型パラメータの影響を物理的に明確
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にすることができれば，推定算式の汎用性および合理性はさらに向上するものと考えられる．近年の船体

応答研究の関心事は計算機の性能に依拠した大規模数値計算へと傾倒しており，そういった時代の流れに

逆行するようではあるが，“良い簡易推定法”の開発には確かな物理的・工学的洞察が必要とされるもので，

計算機の無かった時代に築かれた古典的な耐航性理論ならびに造波理論に再度立ち返る必要があると著者

は考える． 

 

1.4 研究の目的と構成 

以上に述べたように，波浪荷重の簡易推定に対する注目が再び集まっている中，その合理的・汎用的手

法の確立のためには基礎理論を踏まえた考察が不可欠であり，また一方で数値計算によって船型影響を調

べるためには形状を系統的に変化させられるような仮想船型の生成手段が求められる．このような背景を

受け，本研究では，耐航性理論に基づく理論的アプローチによって波浪中応答の支配因子の抽出を行うと

ともに，任意に船型パラメータを変化させることのできる新しい数学船型を開発し，それを用いて数値的

に感度解析を行うことで船型パラメータの影響を明らかにすることを目的とする．理論的アプローチは，

各応答に対する流体力成分からスタートして応答関数，最悪海象，長期予測値と段階を踏んで支配因子の

抽出およびその理論的裏付けを与えることを試みる．一部の流体力成分および応答関数，長期予測値に対

しては簡易算式を提示し，構造設計における波浪荷重の簡易推定法に関する提言も行う．なお，本研究で

具体的に検討対象とする船体応答は，surge, heave, pitch, roll運動ならびにmidship断面における垂直曲

げモーメントとする． 

緒論の結びとして，本論文の章立てについて述べる．まず第 2章において，数値的アプローチに必要と

なる新しい数学船型を開発し，実船型との応答の比較を通じてその適用性を検証する．第 3章では，理論

的アプローチによって各 2 次元流体力流体力成分の支配的要素を検討し，3 次元流体力に拡張したのち，

船型パラメータを用いた簡易算式を示す．続いて第 4章では，第 2章で開発した数学船型を用いて波浪中

応答の応答関数の感度解析を行い，第 3章で検討した支配因子ならびに簡易算式を用いて 6自由度運動や

ハルガーダ断面力の傾向を検討し，簡易算式を提示する．続いて第 5章では，実際の構造設計への適用を

見据え，波浪荷重の長期予測値に対する船型影響およびスケール影響を明らかにしたうえで，波浪荷重の

簡易算式の提示あるいはそれを開発する上での提言を行う．最後に第 6章において，本研究で得られた結

果をまとめる．なお，本研究の理論的検討の基礎となる波浪中船体応答理論は付録 Aにまとめて示してお

り，適宜付録 Aに記す式を元に簡略化，算式化の検討を行う． 
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第 2 章  波浪荷重推定のための数学船型の開発 

2.1 緒言 

波浪中応答に対する船型の影響を調べるためには，船型パラメータを系統的に変化させた複数の船型を

用意し，船型の変化による波浪中応答の変化を調べることが最も直接的かつ効果的なアプローチと考えら

れる．そこで本章では，そのようなパラメータスタディのために必要な，主要な船型パラメータを独立に

調整できかつ実船と等価な波浪中応答の得られる新たな数学船型の開発を試みる．またそのような船型は，

少数の船型情報から実船の波浪中応答と等価な応答を得られることを可能にするため，パラメータスタデ

ィに用いるだけにとどまらず，波浪中応答の実用的な簡易推定に活用し得るものである． 

ある船型をベースに形状を変化させて応答の感度を調べる研究はしばしばみられる[27]．パラメータスタ

ディのための船型表現として，Lackenby は特定の船型パラメータのみを変化させるような船型の調整法

（Linear Distortion Method）を示している[28]．ところがこの方法は固定／変化させるパラメータに応じて船

型の変形方法を変える必要があるためやや簡便性・汎用性に欠き，また母船型が必要になるため早期の設

計段階における波浪中応答の推定には適さない．他方で，本研究に類似する先行研究として，早期の設計

段階における荷重推定を目的とした加藤らによる数学船型[29, 30]が存在する．加藤らは，𝐿, 𝐵, 𝑑, 𝐶𝑏, LCBとい

ったごく基本的な情報から実際の船舶らしい形状を数式で定義し，生成された数学船型が実船の静水中・

波浪中荷重と対応がとれていることを確認している．ただし同数学船型は，船首尾部の複雑な形状を表現

しているかわりに，その数式表現が船体の 5区画に分けて定義され，船型パラメータを満足させるために

逐次計算を要するものである．また比較検証に用いられた実船が 2隻と少なく，適用範囲の検証が不十分

であることが課題として挙げられる．  

これに対し本研究では，形状が実船型とは幾分異なっていたとしても波浪中応答が実船と等価になれば

よいと考え，簡便かつ汎用的であることに焦点を置いた数学船型の開発を試みる．よく知られている簡便

な表現の数学船型として，水槽実験や数値計算に広く用いられている modified Wigley 船型が挙げられる
[31]．Modified Wigley船型は一つの陽な関数で表されるもので，関数内の係数を変更することである程度船

型の肥痩を調整することができるが，係数の船型パラメータの対応は明らかではなく，船型表現の制限も

大きい．そこで，modified Wigley船型をベースにこれを拡張することで，簡便かつ汎用的な数学船型を開

発する． 

本章の続く節では，まずmodified Wigley船型について説明し，続いて開発した提案船型を示す．提案

船型の具体的な開発過程については付録 Bに示す．続いて，開発した数学船型によって実船に相当する波

浪中応答が得られるかどうかを検証する．最後に，感度解析を実施するにあたっての独立な船型パラメー

タについて論じ，さらに各船型パラメータが実際にとりうる範囲の参考として，実際に存在する船舶のパ

ラメータのヒストグラムを示す．  
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2.2 座標系と船型パラメータの定義 

 本研究で扱う座標系𝑜 − 𝑥𝑦𝑧は，𝑥, 𝑦, 𝑧座標の原点をそれぞれ LCG（重心前後位置）, centerline, waterline

上にとり，それぞれ船体前方，左舷方向，鉛直上方向を正にとる．波浪中運動の記述でも座標系𝑜 − 𝑥𝑦𝑧を

用いるが，基本的には船体固定座標系と区別せずに扱う． 

 これに対し数学船型の定義で用いる位置変数は，𝑥, 𝑦, 𝑧に代わって次の無次元変数𝜉, 𝜂, 𝜁を用いる． 

𝜉 =
𝑥 − 𝑥𝑀
𝐿/2

, 𝜂 =
𝑦

𝐵/2
, 𝜁 =

−𝑧

𝑑
 (2.2.1) 

ここで，𝑥𝑀は midshipの𝑥座標である．すなわち，𝜉, 𝜂, 𝜁はそれぞれ midship, centerline, waterlineを原点とし，

𝜁は深さ方向を正にとる． 𝑥を重心基準とするのは運動の記述が簡潔になるためであるが，船型を定義する

上では midshipを基準とする方が都合がよい．これらの座標系を Fig. 2.1に示す． 

 続いて，ファインネス係数を定義する．船型が左右対称を前提に半幅の分布𝜂 = 𝜂(𝜉, 𝜁)，定義域−1 ≤ 𝜉 ≤

1, 0 ≤ 𝜁 ≤ 1として与えられていた場合，方形係数𝐶𝑏，中央横断面積係数，水線面積係数は次のように定義

される． 

𝐶𝑏 ≔
1

𝐿𝐵𝑑
∭ d𝑥d𝑦d𝑧

𝑉𝐻

=
1

2
∫ ∫ 𝜂 d𝜉d𝜁

1

−1

1

0

 (2.2.2) 

𝐶𝑚 ≔
1

𝐵𝑑
∬ d𝑦d𝑧
𝐴𝐻(𝑥𝑀)

= ∫ 𝜂|𝜉=0 d𝜁
1

0

           (2.2.3) 

𝐶𝑤 ≔
1

𝐿𝐵
∬ d𝑥d𝑦
𝐴𝑤

=
1

2
∫ 𝜂|𝜁=0 d𝜉
1

−1

             (2.2.4) 

ここに，𝑉𝐻は排水容積，𝐴𝐻(𝑥𝑀)は midship における喫水線下横断面，𝐴𝑤は水線面積である．本論文では

必要に応じて，次式で定義される柱形係数𝐶𝑝と竪柱形係数𝐶𝑣𝑝を用いる． 

𝐶𝑝 ≔ 𝐶𝑏/𝐶𝑚 (2.2.5) 

𝐶𝑣𝑝 ≔ 𝐶𝑏/𝐶𝑤   (2.2.6) 

さらに，水線面二次モーメント係数として次式を定義する． 

𝐶𝑤2 ≔
12

𝐿3𝐵
∬ (𝑥 − 𝑥𝑀)

2d𝑥d𝑦
𝐴𝑤

=
3

2
∫ 𝜉2𝜂|𝜁=0 d𝜉
1

−1

 (2.2.7) 

12は正規化のための係数で，水線面形状が𝐿 × 𝐵の矩形のとき𝐶𝑤2 = 1となるように定義されている． 

以上で定義される𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2は船体全体の肥痩係数であるが，midshipを境に aft側と fore側で定義され

る量を下付き文字にそれぞれ"𝑎", "𝑓"を付けて次式によって定義する． 

𝐶𝑏𝑎 ≔ ∫ ∫ 𝜂 d𝜉d𝜁
0

−1

1

0

,   𝐶𝑏𝑓 ≔ ∫ ∫ 𝜂 d𝜉d𝜁
1

0

1

0

 (2.2.8) 

𝐶𝑤𝑎 ≔ ∫ 𝜂|𝜁=0 d𝜉
0

−1

,   𝐶𝑤𝑓 ≔ ∫ 𝜂|𝜁=0 d𝜉
1

0

        (2.2.9) 

𝐶𝑤2𝑎 ≔ 3∫ 𝜉2𝜂|𝜁=0 d𝜉
0

−1

,   𝐶𝑤2𝑓 ≔ 3∫ 𝜉2𝜂|𝜁=0 d𝜉
1

0

 (2.2.10) 
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これらの係数は全て𝐿 × 𝐵 × 𝑑の箱船で 1となるように正規化されている． 

 続いて，次式によって定義されるmidship基準の浮心前後位置LCB，浮面心前後位置LCFを用いる． 

LCB ≔
1

𝑉𝐻
∭ (𝑥 − 𝑥𝑀)d𝑥d𝑦d𝑧

𝑉𝐻

= 
𝐿

4𝐶𝑏
∫ ∫ 𝜉𝜂 d𝜉d𝜁

1

−1

1

0

 (2.2.11) 

LCF ≔
1

𝐴𝑤
∬ (𝑥 − 𝑥𝑀) d𝑥d𝑦
𝐴𝑤

=
𝐿

4𝐶𝑤
∫ 𝜉𝜂|𝜁=0 d𝜉
1

−1

         (2.2.12) 

浮心，浮面心の𝜉座標をそれぞれ𝜉𝐵 , 𝜉𝐹と書くと，LCB = 𝐿𝜉𝐵/2, LCF = 𝐿𝜉𝐹/2である．なお，静水中のトリム

モーメントの釣り合いから，重心前後位置LCGは浮心前後位置LCBに一致する． 

LCG = LCB (2.2.13) 

さらに，水線面二次モーメントに関する前後非対称パラメータを𝛽と表し，次式によって定義しておく． 

𝛽 ≔
(𝐶𝑤2𝑓 − 𝐶𝑤𝑓

3 ) − (𝐶𝑤2𝑎 − 𝐶𝑤𝑎
3 )

(𝐶𝑤2𝑓 − 𝐶𝑤𝑓
3 ) + (𝐶𝑤2𝑎 − 𝐶𝑤𝑎

3 )
 (2.2.14) 

このパラメータは付録 Bに示すように，(−1,1)の範囲で動くことができる． 

 

    
Fig. 2.1 Definition of coordinate system. 

 

2.3 Modified Wigley船型 

 本研究で提案する新しい数学船型に先んじて，その元となる modified Wigley 船型について述べる．

Modified Wigley船型は，その簡便性から模型実験や数値計算に広く用いられる数学船型であり[32, 33]，その

船型の半幅𝜂は𝜉, 𝜁の陽関数として次のように定義される． 

𝜂 = (1 − 𝜁2)(1 − 𝜉2)(1 + 𝑐1𝜉
2 + 𝑐2𝜉

4) + 𝑐3𝜁
2(1 − 𝜁8)(1 − 𝜉2)4   (0 ≤ 𝜉 ≤ 1, 0 ≤ 𝜁 ≤ 1) (2.3.1) 

前後対称のため，𝜉は正の側のみで定義されている．右辺の係数𝑐1, 𝑐2, 𝑐3を変更することで，ある程度船

型を変化させることができる．元となる Wigley 船型は𝑐1 = 𝑐2 = 𝑐3 = 0のごく単純な冪関数船型であ

った[34]が，これを実際の船型に近づけるように𝑐1, 𝑐2, 𝑐3の項が追加された
[31]．一般的な modified Wigley

船型は，痩せ型船型(𝐶𝑏 = 0.56)として𝑐1 = 0.2, 𝑐2 = 0, 𝑐3 = 1が用いられ [35]，やや肥大した船型(Blunt 

modified Wigley, 𝐶𝑏 = 0.63)として𝑐1 = 0.6, 𝑐2 = 1, 𝑐3 = 1が用いられる[36]．Fig. 2.2にこれらの船型の例を

示す． 

 

𝑧 

𝑥 𝑜 

𝐿 

𝑑 
𝜉 

𝜁 

1 1 

1 
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Fig. 2.2 Body plans of the original Wigley hull-form and two modified Wigley hull-forms. 
 

2.4 新しい数学船型 

 Modified Wigley 船型の関数にある指数を変数に置き換えることで一般化し，指数と船型パラメータの

対応を与えることで，新たな数学船型を開発した．本研究では便宜上それを“松井船型”と呼ぶ．同船型

の開発の詳しい過程は付録 Bに示すことにし，ここでは松井船型の定義式といくつかの重要な特徴につい

て説明する． 

 松井船型は 10の船型パラメータ（船長𝐿，幅𝐵，喫水𝑑，方形係数𝐶𝑏，中央横断面積係数𝐶𝑚，水線面積係

数𝐶𝑤，水線面積二次モーメント係数𝐶𝑤2，浮心前後位置 LCB，浮面心前後位置 LCF，水線面積二次モーメ

ントに関する前後非対称パラメータ𝛽）で表される数学船型である．水線面二次モーメント係数𝐶𝑤2が提案

船型の船型パラメータに導入されている理由は，これが pitch の復原力係数に対応するもので，後 2.5 節

で述べるように縦運動および VBMに対して支配的だからである．松井船型は，次式によって表される． 

𝜂 = (1 − 𝜁𝑍1∗){1 − (|𝜉|/𝛼∗)
𝑋1∗} + 𝜁𝑍1∗(1 − 𝜁𝑍2∗){1 − (|𝜉|/𝛼∗)

𝑋2∗}𝑋3∗     (−𝛼𝑎 ≤ 𝜉 ≤ 𝛼𝑓, 0 ≤ 𝜁 ≤ 1) (2.4.1) 

ここに，右辺のパラメータは次式によって定義される． 

𝑋1∗ =
𝐶𝑤∗

𝛼∗ − 𝐶𝑤∗
                                                            (2.4.2) 

𝑋2∗ = max (𝑁,
𝐶𝑏∗

𝛼∗𝐶𝑚 − 𝐶𝑏∗
)  (basic value)         (2.4.3) 

𝑋3∗ = (
𝐶𝑏∗
𝛼∗𝐶𝑚

)
𝑁∙sgn(𝐶𝑏∗−𝐶𝑚𝐶𝑤∗)

  (basic value)      (2.4.4) 

𝑍1∗ =
𝐶𝑏∗ − 𝑆∗𝐶𝑚

𝐶𝑤∗ − 𝐶𝑏∗ − 𝑆∗(1 − 𝐶𝑚)
                                 (2.4.5) 

𝑍2∗ =
𝐶𝑚

1 − 𝐶𝑚
− 𝑍1∗ =

(𝐶𝑤∗𝐶𝑚 − 𝐶𝑏∗)/(1 − 𝐶𝑚)

𝐶𝑤∗ − 𝐶𝑏∗ − 𝑆∗(1 − 𝐶𝑚)
 (2.4.6) 

𝑆∗   = 𝛼∗
Γ(1 + 𝑋3∗)Γ(1 + 1/𝑋2∗)

Γ(1 + 𝑋3∗ + 1/𝑋2∗)
                            (2.4.7) 

𝛼∗ = 2√
𝐶𝑤2∗
𝐶𝑤∗

cos(
𝜋

3
−
1

3
tan−1√

𝐶𝑤2∗
𝐶𝑤∗
3
− 1)     (2.4.8) 

0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

𝜁 

𝜂 

Modified Wigley 
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𝜂 𝜂 



9 

 

" ∗ " =  { 
"𝑎"    for      𝜉 ≤ 0
"𝑓"    for      𝜉 > 0

                                            (2.4.9) 

下付き文字のシンボル" ∗ "は式(2.4.9)にあるように midship を境とした aft 側では𝑎, fore 側では𝑓に置き

換えられるもので，すなわちこのシンボルのついた変数は前後で別々の変数として扱われることになる

（𝐶𝑏∗, 𝐶𝑤∗, 𝐶𝑤2∗は aft 側では𝐶𝑏𝑎, 𝐶𝑤𝑎, 𝐶𝑤2𝑎，fore 側では𝐶𝑏𝑓, 𝐶𝑤𝑓, 𝐶𝑤2𝑓として扱われる）．𝐶𝑏∗, 𝐶𝑤∗, 𝐶𝑤2∗は，全

体のファインネス係数𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2と前後非対称パラメータLCB, LCF, 𝛽を用いて次のように求められる． 

{
 

 𝐶𝑏𝑎 ≅ 𝐶𝑏 {1 −
LCB

𝐿/2
(𝐶𝑏 − 2)

2}

𝐶𝑏𝑓 ≅ 𝐶𝑏 {1 +
LCB

𝐿/2
(𝐶𝑏 − 2)

2}

                                  (2.4.10) 

{
 

 𝐶𝑤𝑎 ≅ 𝐶𝑤 {1 −
LCF

𝐿/2
(𝐶𝑤 − 2)

2}

𝐶𝑤𝑓 ≅ 𝐶𝑤 {1 +
LCF

𝐿/2
(𝐶𝑤 − 2)

2}

                                (2.4.11) 

{
𝐶𝑤2𝑎 = (1 − 𝛽)𝐶𝑤2 +

1

2
{(1 + 𝛽)𝐶𝑤𝑎

3 − (1 − 𝛽)𝐶𝑤𝑓
3 }

𝐶𝑤2𝑓 = (1 + 𝛽)𝐶𝑤2 −
1

2
{(1 + 𝛽)𝐶𝑤𝑎

3 − (1 − 𝛽)𝐶𝑤𝑓
3 }

 (2.4.12) 

式(2.4.10)~(2.4.12)を用いて𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2とLCB, LCF, 𝛽によって𝐶𝑏∗, 𝐶𝑤∗, 𝐶𝑤2∗を定義してもよいが，𝐶𝑏∗, 𝐶𝑤∗ , 

 𝐶𝑤2∗をそのまま船型の入力情報として扱っても良い．提案船型のパラメータの決定フローチャートを Fig. 

2.3に示す． 

 

 
Fig. 2.3 Flowchart for the generating process of the proposed hull-form. 

 

 

 本船型の主要な特徴を以下に列挙する． 

a) 指数パラメータ𝑋1∗, 𝑋2∗, 𝑋3∗, 𝑍1∗, 𝑍2∗は modified Wigley 船型の一般化に際して導入した正の実数パラメ

ータである．これらのうち𝑋2∗, 𝑋3∗については内部自由度で，ファインネス係数からは求まらないもので

𝑆𝑎, 𝑆𝑓 

𝐶𝑚 𝐶𝑤 , LCF/𝐿 𝐶𝑏, LCB/𝐿 𝐶𝑤2, 𝛽 

𝐶𝑏𝑎, 𝐶𝑏𝑓 𝐶𝑤𝑎, 𝐶𝑤𝑓 𝐶𝑤2𝑎, 𝐶𝑤2𝑓 

𝛼𝑎, 𝛼𝑓 

𝑋1𝑎, 𝑋1𝑓 𝑋2𝑎, 𝑋3𝑎, 𝑋2𝑓, 𝑋3𝑓 

𝑍1𝑎, 𝑍2𝑎, 𝑍1𝑓, 𝑍2𝑓 

*Approx. *Approx. 

𝜂(𝜉, 𝜁) 
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ある．よって自由にとる事ができるが，𝑋2∗, 𝑋3∗の値によっては𝑍1∗, 𝑍2∗が負値をとり船型が破綻するため

注意が必要になる．本研究では，船型が破綻せずかつ実船型に近くなるような𝑋2∗, 𝑋3∗の推奨値として式

(2.4.3),(2.4.4)を提示している．なお式(2.4.3),(2.4.4)中のsgn(𝑥)は符号関数で，𝑥 < 0のとき−1, 𝑥 > 0の

とき 1, 𝑥 = 0のとき 0をとる．また𝑁は正の実数パラメータであり，これが大きいと断面積係数分布が

midship付近に集中し，並行部が長くなる．𝑁は任意にとる事ができるが，midship位置で船型を滑ら

かにするために𝑁 > 1の範囲としなければならない．本研究では𝑁 = 2としている． 

b) パラメータ𝛼∗は式(2.4.1)からわかるように𝜉軸の伸縮係数を意味し，水線面二次モーメントを調整する

ために導入されたパラメータである．𝛼∗を導入することで，水線面形状は次式のように aft, fore側でそ

れぞれ𝛼∗, 𝑋1∗の 2自由度となる． 

𝜂|𝜁=0 = 1 − (|𝜉|/𝛼∗)
𝑋1∗ (2.4.13) 

すなわち，𝛼∗ = 1だと水線面形状は𝑋1∗のみによって決まり，𝐶𝑤∗と𝐶𝑤2∗が従属するが，𝛼∗を自由度とし

て加えることでFig. 2.4に見られるように𝐶𝑤∗とは独立に𝐶𝑤2∗を変化させるといったことが可能になる． 

c) パラメータ𝛽はその範囲が−1 < 𝛽 < 1に限定されるパラメータで，式(2.4.12)からわかるように，前後の

水線面二次モーメント𝐶𝑤2∗の配分を決めるパラメータである．𝛽による水線面形状の変化の例を Fig. 2.5

に示す．𝛽 = 1に近づくと船首側が矩形に近づき，船尾側が尖り，𝛽 = −1だとその逆である．𝐶𝑤∗と𝐶𝑤2∗

が既知の場合は，式(2.2.14)によって𝛽が定義される．𝛽によって𝐶𝑤2∗を定義することには，次のメリッ

トがある． 

① 𝐶𝑤2∗を扱うよりも𝛽の方が船型の変化が直感的に分かりやすい． 

② 𝛽を(-1,1)の範囲内としている限り船型が破綻することがないため，安全なパラメータである． 

③ 𝐶𝑤2∗のデータが得られなくとも，𝛽 = 0としておけば合理的な波浪中応答の得られる船型となる．

これは後 2.6節にて述べるように，𝛽が波浪中応答に対してさほど支配的でないためである． 

d) 式(2.4.10),(2.4.11)は近似式であることに注意が必要になる．式(2.4.10),(2.4.11)を用いて𝐶𝑏∗, 𝐶𝑤∗を決定

した場合，生成される数学船型の LCBと LCFは目的の値とは若干異なる値を持つ．実船の 154 隻の

実船のパラメータから式(2.4.10),(2.4.11)を用いて生成した船型のLCB/𝐿, LCF/𝐿と，目的の値との比較

を Fig. 2.6に示す．前後非対称性の強い船舶では Fig. 2.6にみられるように誤差が生じるため，目的の

LCB, LCFを厳密に満足させたい場合は，逐次計算が必要になる．その場合でも式(2.4.10),(2.4.11)の近

似関係を用いることで比較的簡単に計算することができるが，その具体的方法は付録 B の B.3 節に示

す． 

e) 本船型の適用可能な船型パラメータの範囲は次の通りである． 

{ 
0 < 𝐶𝑏∗ ≤ 𝐶𝑚 < 1

0 < 𝐶𝑤∗ < (𝐶𝑤2∗)
1/3 (2.4.14) 

実船のファインネス係数がこの範囲を超えることはまず無いため，本提案船型は実質パラメータの制限

がなく，肥大船型にも痩せ型船型にも適用することが出来る． 
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Fig. 2.4 Schema of stretching the waterplane shape along the 𝜉 axis on the fore part to change 𝐶2𝑤𝑓 without changing 𝐶𝑤𝑓. 

 

 

Fig. 2.5 Change in the waterplane shape by changing 𝛽 without changing 𝐶𝑤, 𝐶𝑤2, and LCF. The shaded area is the actual 
hull-form. 

 

 

Fig. 2.6 Comparison of LCF/𝐿 and LCB/𝐿 between the target value and the value of the generated hull-form using the 
approximation formulae (2.4.10) and (2.4.11) for 154 ships. The hull-form parameters are set to the same values as those of 154 

actual merchant ships. 
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2.5 波浪中応答の比較による適用性の検証 

 提案船型の適用性を検証するため，12隻の実船型の波浪中応答と，同じ船型パラメータを用いて生成さ

れた提案船型の波浪中応答とを比較する．12隻のうちの代表として，肥大船型としてばら積み船(BC)と痩

せ型船型としてコンテナ船(CS)を選び，それぞれの 10 個の船型パラメータおよび pitch の無次元環動半

径𝜅𝑦𝑦/𝐿を Table 2.1に示す．また，それらの実船型と Table 2.1のパラメータから生成した松井船型を Fig. 

2.7に比較する．数学船型の重量分布は実船と同じものを用いる． 

波浪中応答の計算では 3 次元 Green 関数法に基づく線形の波浪中応答解析コード”NMRIW3D-Lite”を

用い[37]，船速は CSRに準拠して 5ktとした．Rollについては非線形減衰の影響が強いことから本検討の

対象外とし，他の応答に rollの影響が生じないように横環動半径を十分に大きくとっている． 

 

Table 2.1 Main parameters of the target ships. 
Parameter Bulk carrier Container ship 

𝐿 (m) 278 283.8 

𝐵 (m) 45 42.8 

𝑑 (m) 17.7 14 

𝐶𝑏 0.843 0.628 

𝐶𝑚 0.998 0.991 

𝐶𝑤 0.927 0.803 

𝐶𝑤2 0.829 0.628 

LCG/𝐿 from MS 2.56% -2.16% 

LCF/𝐿 from MS -0.58% -7.31% 

𝛽 -0.347 0.489 

𝑘𝑦𝑦/𝐿 0.248 0.244 

 

 
Fig. 2.7 Comparison of the hull-form under the waterline between the actual ship (above) and the proposed mathematical hull-

form (below) of the bulk carrier (left) and container ship (right). 
 

Fig. 2.7に示した BCと CSについて，実船と松井船型とで応答関数を比較する．向い波(𝜒 = 180°)にお

ける heave, pitchおよびmidship断面の垂直曲げモーメント(VBM)と station 7.5の垂直せんだん力(VSF)

の応答関数を Fig. 2.8に，斜め追い波(𝜒 = 60°)における sway, yawおよびmidship断面の水平曲げモーメ

ント(HBM)と station 7.5 の断面の水平せんだん力(HSF)ならびに捩りモーメント(TM)の応答関数を Fig. 

2.9に示す．さらに， 12隻（肥大船 7隻，痩せ型船型 5隻）について，向い波における pitch, VBM, VSF

Actual ship 

Matsui hull form 

Actual ship 

Matsui hull form 
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の応答関数の最大値，斜め追い波における HBM, HSF, TM の応答関数の最大値を比較したものを Fig. 

2.10に示す．それぞれのグラフには，船長方向伸縮係数𝛼∗ によって水線面二次モーメントを実船と合わせ

ることで応答がどの程度実船に近づくかを示すため， 𝛼∗ = 1とした松井船型の応答も記載している．𝛼∗  =

1とした船型では，船型パラメータのうち𝐶𝑤2, 𝛽が実船と異なる値をとる． 

 

 
Fig. 2.8 Comparison of the vertical motion (left), vertical bending moment amidship (middle), and vertical shear force at 

station 7.5 (right) in the head sea between a real ship, the proposed hull-form, and the proposed hull-form that was not stretched 
by 𝛼, in regard to the bulk carrier (top) and the container ship (bottom). 

 

 

Fig. 2.9 Comparison of the lateral motion (left), horizontal bending moment amidship (middle left), horizontal shear force at 
station 7.5 (middle right), and torsional moment at station 7.5 (right) in the quartering sea between a real ship, the proposed hull-
form, and the proposed hull-form that was not stretched by 𝛼, in regard to the bulk carrier (top) and the container ship (bottom). 
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 Fig. 2.8, Fig. 2.10 から，縦運動及び VBM は松井船型と実船型はいずれの波条件でもほぼ一致してお

り，提案船型によって 10パラメータだけで実船型の応答を再現可能なことが確認できる．特に，pitchと

VBM は，伸縮係数𝛼∗によって水線面二次モーメントを実船と合わせることで，応答の一致度が向上して

いることが確認できる．水線面二次モーメントは pitch の復原力に対応するため，縦運動および VBM に

対しては支配的であるが，station 7.5の VSFに対してはその限りでは無い．VSFは船体梁に作用する上

下方向流体力・慣性力のローカルな分布形状の影響を受けやすく，一致度を向上させるには水線面形状を

より正確に再現する必要があると考えられる．次に，Fig. 2.9から，sway, yawに関しては，𝛼∗によって伸

縮した船型としていない船型どちらも実船型の応答と一致しており，船型への依存性が小さいことが確認

できる．一方で，HBM, HSF, TMを見ると，これらのハルガーダ断面力に対しては𝛼∗ = 1とした非伸縮の

松井船型の方がいずれの応答，船舶に対しても実船とよく一致していることが分かる．𝛼∗を用いて伸縮し

た松井船型は全体的に相関がやや低く，特に痩せ型船型の TMについては松井船型と実船とで大きな差が

見られる．すなわち，水線面形状を調整することは上下方向力に関係する縦運動および VBM, VSFについ

ては効果的であるが，左右方向力に関係する HBM, HSF, TMについてはむしろ船舶の𝑥-𝑧面への投影形状

が重要であり，船型を𝑥方向に伸縮した場合は左右方向力分布が実際とは異なるものとなったと考えられ

る．よって，松井船型で HBM, HSF, TMを推定する場合，𝛼∗ = 1とした船型を用いるべきである． 

 

 

Fig. 2.10 Comparison of the maximum value of pitch angle, vertical bending moment amidship, and vertical shear force at 
station 7.5 in head sea (left), and horizontal bending moment amidship, horizontal shear force at station 7.5, and torsional moment 

at station 7.5 in quartering sea (right) among real ships and Matsui hull forms.  
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2.6 独立な無次元船型パラメータおよびそのヒストグラム 

 本節では，松井船型を用いて波浪中応答の感度解析を実施するにあたり必要な，独立な船型パラメータ

を論じる． 

 完全流体を仮定した場合， Froudeの相似則に従えば，波浪中応答関数はスケール非依存と考えること

ができる．そのため，無次元応答関数を決定する無次元船型パラメータは 1つ減って𝐵/𝐿, 𝑑/𝐵, 𝐶𝑏, 𝐶𝑚, 𝐶𝑤 ,

𝐶𝑤2, LCB/𝐿, LCF/𝐿. 𝛽の 9つになる．また本研究ではこれらの 9個の船型パラメータに加え，重量分布に関

係する 3つのパラメータ，重心高さ𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵，pitch環動半径𝜅𝑦𝑦/𝐿および roll環動半径𝜅𝑥𝑥/𝐵によって数学船

型を定義する． 

 以上のパラメータを独立に変化させた船型を生成し，応答の変化を調べればそれぞれのパラメータの影

響が分かるが，注意すべきは，𝐶𝑤と𝐶𝑤2に強い相関関係がみられることである．Fig. 2.11左図に，延べ 154

隻の実際の商船の𝐶𝑤と𝐶𝑤2の相関図を示す．両パラメータの相関は強く，互いを独立なパラメータとして

扱った場合，𝐶𝑤の感度を得る際に𝐶𝑤2を固定して𝐶𝑤を変化させることになるが，そうして得られた応答の

変化量は𝐶𝑤の感度としては不適切なものになると考えられる．そこで，𝐶𝑤に独立な水線面二次モーメント

に関する無次元パラメータとして，次のパラメータを採用することにする． 

𝐶𝑤2
′ ≔ 

𝐶𝑤2
𝐶𝑤2
𝛼=1 =

𝐶𝑤2
𝐶𝑤/(3 − 2𝐶𝑤)

 (2.6.1) 

ここに，𝐶𝑤2
𝛼=1は前後対称かつ𝛼∗ = 1のときの𝐶𝑤2の値である．𝐶𝑤と𝐶𝑤2

′ の相関は Fig. 2.11 右図にみられる

とおり，強くないことが確認される．𝐶𝑤2
′ を固定したまま𝐶𝑤を変化させたときの形状変化は Fig. 2.12のよ

うに，おおむね𝛼∗を変化させずに𝐶𝑤を変化させることに相当する．一方で，𝐶𝑤を固定したまま𝐶𝑤2
′ を変化

させたときの形状変化は Fig. 2.4と同様である． 

 したがって，応答に対する影響を調べるパラメータは，𝐵/𝐿, 𝑑/𝐵, 𝐶𝑏, 𝐶𝑚, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2
′ , LCB/𝐿, LCF/𝐿, 𝛽, 

𝜅𝑦𝑦/𝐿の 10個とする．これらのパラメータが実際にとりうる値の参考として，154隻の商船の各パラメー

タのヒストグラムを Fig. 2.13に示す．船種は，ばら積み船，油タンカー，コンテナ船，セメント運搬船，

アスファルト運搬船，チップ運搬船，鉱石運搬船，LNG運搬船，LPG運搬船，自動車運搬船，RO-RO船，

一般貨物船など多種にわたる．また，これらの船舶を ballast 状態および full 状態に分けて主要なパラメ

ータの平均値および標準偏差を計算したものを Table 2.2 に示す．なお，横環動半径については推定が難

しいため CSRに従った値（𝜅𝑥𝑥/𝐵 = 0.4(for ballast), = 0.35(for full)）を一律で設定している． 

 

 

Fig. 2.11 Relationship between 𝐶𝑤 and 𝐶𝑤2 (left), and 𝐶𝑤 and 𝐶𝑤2′  (right) of actual 154 ships. 
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Fig. 2.12 Schema of the change in the waterplane by changing 𝐶𝑤 without changing 𝐶2𝑤′ . 

 

 

 

Fig. 2.13 Histogram of the principal parameters for the actual 154 merchant ships. 
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Table 2.2 Average and standard deviation of the principal parameters calculated for 154 merchant ships. 

Keyword Parameter 
Average Std. Dev. 

Ballast Full Ballast Full 

Main dimensions 

𝐿 [m] 174.18 76.86 

𝐵/𝐿 0.1719 0.0135 

𝑑/𝐿 0.03670 0.05881 0.00676 0.00845 

𝑑/𝐵 0.2138 0.3433 0.0376 0.0508 

Fineness coef. about 

under waterline 

𝐶𝑏 0.6882 0.7341 0.0990 0.0985 

𝐶𝑏𝑓 (fore part) 0.6484 0.7171 0.1385 0.1375 

𝐶𝑏𝑎 (aft part) 0.7281 0.7511 0.0813 0.0682 

𝐶𝑣𝑝 (= 𝐶𝑏/𝐶𝑤) 0.8605 0.8493 0.0655 0.0748 

𝐶𝑣𝑝𝑓 (fore part) 0.8247 0.9008 0.0691 0.0810 

𝐶𝑣𝑝𝑎 (aft part) 0.8951 0.8055 0.0851 0.0697 

𝐶𝑚 0.9693 0.9774 0.0416 0.0346 

𝐶𝑝 (= 𝐶𝑏/𝐶𝑚) 0.7077 0.7490 0.0825 0.0835 

𝑂𝐵̅̅ ̅̅ /𝑑 0.4793 0.4784 0.0171 0.0194 

Fineness coef. about 

waterplane area 

𝐶𝑤 0.7959 0.8608 0.0666 0.0509 

𝐶𝑤𝑓 (fore part) 0.7786 0.7888 0.1155 0.0924 

𝐶𝑤𝑎 (aft part) 0.8133 0.9329 0.0487 0.0397 

𝐶𝑤2 0.5692 0.7002 0.1013 0.0868 

𝐶𝑤2
′  0.9894 1.0305 0.0359 0.0325 

𝜅𝑤𝑦𝑦/𝐿 (= √𝐶𝑤2/12𝐶𝑤) 0.2397 0.2553 0.0138 0.0118 

Anterior-posterior 

asymmetric 

parameter 

LCG/𝐿 (frmMS frwd+) [%] -1.2604 -0.6991 2.5831 2.1448 

LCF/𝐿 (frmMS frwd+) [%] -0.7461 -3.5912 2.7472 2.3763 

(LCF − LCG)/𝐿 [%] 0.5144 -2.8921 1.4398 0.8724 

𝛽 0.0856 -0.0434 0.2641 0.2564 

Weight parameter 

𝑂𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵 (upwd+) 0.0684 -0.0030 0.0466 0.0814 

𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵 0.2822 0.3403 0.0535 0.0496 

𝜅𝑦𝑦/𝐿 0.2623 0.2405 0.0191 0.0117 

Roll restoring force 
𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵 0.2261 0.1003 0.0895 0.0334 

𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅/𝐵 0.3969 0.2620 0.0735 0.0525 
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2.7 結言 

 本章では，新たな数学船型“松井船型”を提案した．本船型は 10 個の船型パラメータ（船長𝐿，幅𝐵，

喫水𝑑，方形係数𝐶𝑏，中央横断面積係数𝐶𝑚，水線面積係数𝐶𝑤，水線面積二次モーメント係数𝐶𝑤2，浮心前後

位置LCB，浮面心前後位置LCF，水線面積二次モーメントに関する前後非対称パラメータ𝛽）の陽関数とし

て定義される．松井船型の特徴を以下に示す． 

1. 縦系の応答（heave, pitch, VBM）に対して支配的な水線面二次モーメントを調整できるように，船長

方向伸縮係数𝛼が導入されている． 

2. 前後部のファインネス係数の代わりに，物理的意味を有しかつ扱いやすい前後非対称パラメータ

LCB, LCF, 𝛽を船型パラメータとして導入した． 

3. オフセットデータが無くとも，現実的な船型を 10個の船型パラメータのみで 生成することができる

ため，設計初期段階における耐航性能や波浪荷重の評価に有用である． 

4. 各船型パラメータを独立かつ任意に決められるため，パラメータスタディを容易に実施することがで

き，波浪中応答の船型影響を調べるのに役立つ． 

5. 本船型を生成するにあたり船型パラメータの制限は実質無く，単胴船でありさえすれば適用可能であ

る． 

 

ばら積み船とコンテナ船について実船型と松井船型の波浪中応答を比較した．得られた主要な結果を以

下に示す．  

6. 実船型の船型パラメータを用いて生成された松井船型は，実船型の波浪中応答と同等な波浪中応答を

得ることができる． 

7. 伸縮係数によって水線面二次モーメントを調整することは，縦系の応答に対しては精度が上がるもの

の，横系（特に HBM, HSF, TM）の応答に対しては逆に精度が低下することが判明した．よって，横

系の応答を推定する際は𝛼 = 1とした非伸縮松井船型を用いた方が良い． 

8. たとえ水線面積𝐶𝑤が同じ船であっても，水線面二次モーメント𝐶𝑤2の差によって特に VBM に有意な

差が生じることが判明した．  

 

 本研究で開発した松井船型は，modified Wigley 船型を元にしているためその定義域は水線面より下に

限られる．水線面より上の船型形状は線形理論では影響しないが，船首フレアのような広がりを持つ場合

大波高中の非線形応答に対して大きく影響を及ぼす[22]ため，水線面より上の形状の扱いについても今後検

討されるべきである． 
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第 3 章  流体力に対する支配的要因の抽出と簡易推定式の開発 

3.1 緒言 

前 1.3 節において述べた通り，波浪中応答の船型影響の調査やそれに基づき簡易推定式を示した研究は

複数存在するが，その殆どは数値計算や実験結果から応答の傾向を見出すもので，基礎理論に基づいて検

討された例は Jensenによる研究[25, 38]を除けばほとんど見られない．その理由は，浮体に作用する流体力

成分のうち，radiation/scattering流体力の周波数依存性・形状依存性が複雑であるためと思われる．これ

らの成分を求めるには一般には数値計算（あるいはチャートなど）が必要になり，数学的に solvableな問

題は単純な形状かつ高／低周波数の極限の領域に限定される．しかしながら他方で，流体力のうち大半を

占めるのは復原力と Froude-Krylov力であり，これらに対する船型影響は比較的明確に求めることができ

る．また，radiation/scattering流体力についても 2次元問題に限定すれば古典的な解析解等から要因抽出

がある程度可能であり，それをもとに 3次元流体力に拡張することで一定の合理性を有する簡易算式が作

成可能であると考えられる． 

本章では，線形のポテンシャル理論に基づく各流体力成分について，その船型影響を数学的考察に基づ

き調査し，船型パラメータおよび波条件のパラメータを用いた簡易算式を示す．復原力係数および Froude-

Krylov力については，運動モードごとに圧力の船体表面積分を求められるような単純な船型形状を仮定す

ることで，簡易算式を導く．Radiation 流体力係数については，ストリップ法的アプローチに基づき，ま

ずは 2次元断面形状の流体力に対する影響を造波理論に基づき検討し，その後船型パラメータを適切に考

慮しつつ 3次元流体に拡張する．最後に scattering流体力成分については，入射波粒子と逆の運動をする

radiation 流場とみなし（相対運動の仮定と呼ばれる．付録 A の A.4.5 項を参照），radiation 流体力係数

を用いた式を示す．前 2.6節に示した実際の 154隻の船舶について，提案した簡易算式と数値計算値と比

較することで，その精度や適用範囲に関する検証を行う．なお，本章で開発する流体力の簡易算式は，各

運動モードにとって重要となる流体力成分に限定する．各成分の重要性については，次 4章にて詳述する． 

 本章の簡易推定式に用いる船型パラメータは，船長𝐿，船幅𝐵，平均喫水𝑑，方形係数𝐶𝑏，水線面積係数

𝐶𝑤，中央横断面積係数𝐶𝑚，キール上重心高さ𝐾𝐺̅̅ ̅̅ ，浮面心前後位置の𝑥座標𝑥𝑓とする．𝑥𝑓は，次式によって

定義される． 

𝑥𝑓 ≔
1

𝐴𝑤
∫ 𝑥𝐵𝑤(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

= LCF − LCG (3.1.1) 

ここで，𝐵𝑤(𝑥)は水線幅，𝑥𝐹 , 𝑥𝐴はそれぞれ船の前後端の𝑥座標である．また適宜，縦メタセンタ高さ𝐺𝑀̅̅̅̅ �̅�お

よび横メタセンタ高さ𝐺𝑀̅̅̅̅̅を用いた表現についても示す．また，柱形係数𝐶𝑝(= 𝐶𝑏/𝐶𝑚)ならびに竪柱形係数

の記号𝐶𝑣𝑝(= 𝐶𝑏/𝐶𝑤)を適宜用いる．なお，本章の算式の元となる流体力の定式化は付録 A に示している．

座標系および運動の向きはそれぞれ Fig. A.1,Fig. A.2に示すとおりで，波の山が船体の重心位置に達する

瞬間を時刻の基準(𝑡 = 0)とする． 
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3.2 復原力係数 

 復原力係数は流体力成分の中でも最も原初的かつ主要な成分であり，静水圧の船体表面積分のみで決ま

るため，その船型影響は比較簡単に調べることができる．具体的には，船型を船型パラメータによって定

まる何らかの関数形で近似することで，船型パラメータを用いた復原力係数の表示式を導くことができる．

本節では，左右対称船で非ゼロとなる全ての成分𝐶33, 𝐶35(= 𝐶53), 𝐶55, 𝐶44について，船型を関数で近似して

導いた式と，実船の値とより近くなるように決定した近似式を提示する． 

 

3.2.1 縦運動の復原力係数 

 Heave, pitch に関する復原力係数𝐶33, 𝐶35, 𝐶55を無次元で表すと，式(A.2.31)よりそれぞれ次のように定

義される． 

�̅�33 ≔
𝐶33
𝜌𝑔𝐿𝐵

= 𝐶𝑤                                                        
(3.2.1) 

�̅�35 ≔
𝐶53

𝜌𝑔𝐵𝐿2
= −∫ �̅��̅�𝑤(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

= −�̅�𝑓𝐶𝑤          
(3.2.2) 

�̅�55 ≔
𝐶55

𝜌𝑔𝐿3𝐵
= ∫ �̅�2�̅�𝑤(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

+
𝑑𝐶𝑏
𝐿2

(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺) (3.2.3) 

ここに，�̅�, �̅�𝑓については𝐿，�̅�𝑤(�̅�)については𝐵で無次元化されている．�̅�33, �̅�35についてはこれ以上の変形

は必要ないので，以降は�̅�55について考える． 

 今，前 2 章で定義した midship まわりの水線面二次モーメント係数𝐶𝑤2に対し, 重心まわりの水線面二

次モーメント係数を𝐶𝑤2
𝐺 と表し，次式で定義する． 

𝐶𝑤2
𝐺 ≔

12

𝐿3𝐵
∬ 𝑥2d𝑥d𝑦
𝐴𝑤

= 12∫ �̅�2�̅�𝑤(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

 (3.2.4) 

𝐶𝑤2, 𝐶𝑤2
𝐺 を用いて，�̅�55は次のように表される． 

�̅�55 =
𝐶𝑤2
𝐺

12
+
𝑑𝐶𝑏
𝐿2

(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺) 

=
𝐶𝑤2
12

+𝐶𝑤 {𝑥𝑓
2 − (𝑥𝑓 − 𝑥𝑀)

2
}+

𝑑𝐶𝑏
𝐿2

(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺) 

(3.2.5) 

下線部の項は縦メタセンタ半径𝐵𝑀̅̅ ̅̅ �̅�から縦メタセンタ高さ𝐺𝑀̅̅̅̅ �̅�に変換する項で，その影響は小さい．最右

辺の二重下線の項はモーメントの基準点をmidshipから重心に移すことで生じる項であり，平行軸の定理

により導かれる．下線および二重下線の項の影響を調べるため，2.6 節に示した 154 隻の実船について，

12�̅�55と𝐶𝑤2, 𝐶𝑤2
𝐺 を比較したものを Fig. 3.1に示す．12�̅�55と𝐶𝑤2

𝐺 の差は高々2%程度で，下線部項の影響は殆

ど無視でき，�̅�55 ≅ 𝐶𝑤2
𝐺 /12は問題なく成立することが分かる．一方で，12�̅�55と𝐶𝑤2の差は一部の痩せ型船

で最大 10%程度になるものも見られたが，75%の船舶が 2%以内に収まっていた．すなわち一部の痩せ型

船型を除けば�̅�55 ≅ 𝐶𝑤2/12が成り立つと考えて差し支えない． 
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Fig. 3.1 Comparison of 12�̅�55 and 𝐶𝑤2, 𝐶𝑤2𝐺 . 

 

水線面二次モーメントは水線面積にくらべ一般的な主要目ではないため， 𝐶𝑤を用いた水線面二次モーメ

ントの近似式を求めておくと便利である．𝐶𝑤2, 𝐶𝑤2
𝐺 は，水線面形状を𝐶𝑤によって一意に定まる何らかの形状

で仮定することで𝐶𝑤に関する陽関数として表すことができる．今，�̅�𝑤(�̅�)の分布を，次の前後対称な矩形，

台形，冪関数で仮定する． 

�̅�𝑤
Rec(�̅�) ≔ { 

1      for  |�̅�| ≤ 𝐶𝑤/2
0 for  𝐶𝑤/2 < |�̅�|

                        (3.2.6) 

�̅�𝑤
Tra(�̅�) ≔ { 

1 for  |�̅�| ≤ 𝐶𝑤 − 1/2

1 − 2|�̅�|

2(1 − 𝐶𝑤)
   for  𝐶𝑤 − 1/2 < |�̅�|

 (3.2.7) 

�̅�𝑤
Pow(�̅�) ≔ 1 − (2|�̅�|)

𝐶𝑤
1−𝐶𝑤     for  |�̅�| ≤ 1/2       (3.2.8) 

これらの区間[−1/2,1/2]における積分値は確かに𝐶𝑤に一致することが確認できる．これらの分布をFig. 3.2

に示す．式(3.2.6)~(3.2.8)をそれぞれ式(3.2.4)に代入することで，矩形，台形，冪関数の�̅�𝑤(�̅�)に対応する

𝐶𝑤2
𝐺 はそれぞれ次のように書ける． 

𝐶𝑤2
𝐺 =

{
 
 

 
 𝐶𝑤

3 (Rectangular)

𝐶𝑤(2𝐶𝑤
2 − 2𝐶𝑤 + 1)  (Trapezoid)

𝐶𝑤
3 − 2𝐶𝑤

 (Power func. )

 (3.2.9) 

以上の関数近似に基づく式とは別に，実船の𝐶𝑤2に基づき𝐶𝑤の 2 次関数で近似した大串による式が存在す

る[39]．しかしながら，1971年当時の船舶と現在の船舶とでは一般的な船型が多少変わっているため，ここ

では 2.6節に示した現存する船舶に合うように係数を調整し，次のように定めた． 

𝐶𝑤2
𝐺 ≅ 2.2𝐶𝑤

2 − 1.8𝐶𝑤 + 0.6   (Proposed) (3.2.10) 

この式でも𝐶𝑤 = 1で𝐶𝑤2
𝐺 = 1となるようにしている． 

以上の𝐶𝑤2
𝐺 の近似式(3.2.9),(3.2.10)と 154 隻の実船の𝐶𝑤2ならびに𝐶𝑤2

𝐺 の値を比較したものを Fig. 3.3 に

示す，図より，実船の𝐶𝑤2と𝐶𝑤2
𝐺 のうち，ばらつきが小さく𝐶𝑤との相関が強いのは𝐶𝑤2ではなく𝐶𝑤2

𝐺 であるこ
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とが分かる．この理由は，水線面積との相関が強いのは幾何学的に浮面心前後位置 LCFまわりの水線面二

次モーメントであり，重心前後位置 LCG が LCF と近い値をとるためである，式(3.2.9)の近似式のうち，

𝐶𝑤 < 0.8の痩せ型船型については�̅�𝑤(�̅�)を台形で近似した式の精度が良く，𝐶𝑤 > 0.85の肥大船型では冪関

数で近似した式の精度が良いことが分かる．これに対し，式(3.2.10)の 2次関数近似の式は全域にわたって

良好な精度になっている． 

 

 
Fig. 3.2 Distribution of �̅�𝑤Rec, �̅�𝑤Tra and �̅�𝑤Pow. 

 

 

Fig. 3.3 Comparison of 𝐶𝑤2, 𝐶𝑤2𝐺  between the approximated formulas and actual ship’s value. 
 

式(3.2.9)の近似式は船型を仮定して求めた式なので意味がクリアであるが，本研究では痩せ型・肥大船

型によらず精度が確保された式(3.2.10)の𝐶𝑤2
𝐺 を採用する．結局，式(3.2.10)を式(3.2.5)に代入し下線部の項

を無視した次式を�̅�55の𝐶𝑤を用いた近似式とする． 
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�̅�55 ≅
1

12
(2.2𝐶𝑤

2 − 1.8𝐶𝑤 + 0.6)   (Proposed) (3.2.11) 

式(3.2.11)と実船の�̅�55の比較を Fig. 3.4に示す．図より，提案式は良好な精度を有していることが分かる． 

 

 

Fig. 3.4 Comparison of �̅�55 between the proposed formula and actual ship’s value. 
 

3.2.2 Rollの復原力係数 

 Rollの復原力係数は，式(A.2.31)よりその無次元値を次のように定義する． 

�̅�44 ≔
𝐶44

𝜌𝑔𝐵3𝐿
= ∫

�̅�𝑤
3

12
d�̅�

𝑥𝐹

𝑥𝐴

+
𝑑𝐶𝑏
𝐵2

(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺) =
𝑑𝐶𝑏
𝐵

𝐺𝑀̅̅̅̅̅

𝐵
 (3.2.12) 

ここに，∇は排水容積である．𝐺𝑀̅̅̅̅̅は次のように分解される． 

𝐺𝑀̅̅̅̅̅ = 𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅ + 𝐾𝐵̅̅ ̅̅ − 𝐾𝐺̅̅ ̅̅  (3.2.13) 

ここに，𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅は浮心上メタセンタ高さ，𝐾𝐵̅̅ ̅̅ (= 𝑑 + 𝑧𝐵)はキール上浮心高さ，𝐾𝐺̅̅ ̅̅ (= 𝑑 + 𝑧𝐺)はキール上重心高

さであり，いずれも正の値を取る距離である．参考までに，Fig. 3.5にメタセンタ𝑀，重心𝐺，浮心𝐵，キ

ール𝐾の位置関係の例を示す．𝐾𝐺̅̅ ̅̅ については，本研究では既知として扱う．𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅は式(3.2.12)右辺第 1項に

対応する項であり， 

𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅ =
1

∇
∫

{𝐵𝑤(𝑥)}
3

12
d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

 (3.2.14) 

と表される．また，浮心高さ𝐾𝐵̅̅ ̅̅ は 

𝐾𝐵̅̅ ̅̅ = 𝑑 + 𝑧𝐵 = 𝑑 +
1

∇
∭ 𝑧d𝑉

𝑉𝐻

 (3.2.15) 

と表される．  
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Fig. 3.5 Positional relationship of metacenter M, center of gravity G, center of buoyancy B and keel K. 

 

3.2.2.1 浮心高さ KBの算式 

 浮心高さは，喫水線下の船体形状の痩せを表す竪柱形係数𝐶𝑣𝑝(= 𝐶𝑏/𝐶𝑤)への依存性が強い．そこで，𝐾𝐵̅̅ ̅̅ /𝑑

を𝐶𝑣𝑝によって表すことを試みる． 

 キール上浮心高さ𝐾𝐵̅̅ ̅̅ の推定式はいくつか存在するため，以下に列挙する． 

𝐾𝐵̅̅ ̅̅

𝑑
=

{
  
 

  
 

 

5

6
−
1

3
𝐶𝑣𝑝 (Morrish′s formula)

1 −
𝐶𝑣𝑝

1 + 𝐶𝑣𝑝
(Kanda & Hayase′s formula)

0.827 −
1

3
𝐶𝑣𝑝   (Okushi

′s formula)

 (3.2.16) 

モーリッシュの式は，排水容積が等しくなるよう水面下の断面形状を二直線で近似して導出されたもの[40]

で，一方神田・早瀬の式は冪関数で近似して導出されたものである[41]．大串の式は，1971年当時の船舶に

対するフィッティングにより決定されている[39]．以上に対し，本研究では前 2.6節に示した現存の船舶に

合うように決定した次式を提案式とする． 

𝐾𝐵̅̅ ̅̅

𝑑
≅ 0.49𝐶𝑣𝑝

−0.4    (Proposed) (3.2.17) 

 横軸を𝐶𝑣𝑝にとって算式と実船の𝐾𝐵̅̅ ̅̅ /𝑑の値を比較したものを Fig. 3.6に示す．提案式以外の推定式は，

浮心高さを高めに見積もっている．これは，当時の船舶は現在のように大きなバルバスバウを持たなかっ

たことが原因と推察される．また，𝐶𝑣𝑝 = 1に近いほど水面下の断面形状は矩形に近づき，𝐾𝐵̅̅ ̅̅ = 𝑑/2となる

であろうことが想定され，モーリッシュの式と神田・早瀬の式もそのようになっているが，実際の船舶で

は大きなバルバスバウを持つためか𝐶𝑣𝑝 = 0.9前後でも𝐾𝐵̅̅ ̅̅ が𝑑/2を下回るものが存在する．したがって，バ

ルバスバウの大きさに関するパラメータを考慮すれば推定精度はより向上するものと考えられる．しかし

ながら，Fig. 3.6 からもわかるように𝐾𝐵̅̅ ̅̅ のばらつきは高々±0.05𝑑程度であり，それが𝐺𝑀̅̅̅̅̅に及ぼす影響は

軽微である．簡便さの観点から，𝐾𝐵̅̅ ̅̅ = 𝑑/2としてしまっても大きな問題は生じないことを付言しておく． 

 

𝑧 

𝑦 

𝑀 

𝐵 

𝐺 

𝐾 

{
𝑧𝐾(= −𝑑) < 𝑧𝐵 < 𝑧𝑀
𝑧𝐾(= −𝑑) < 𝑧𝐺
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Fig. 3.6 Comparison of 𝐾𝐵̅̅ ̅̅ /𝑑 between simplified formulae and actual ship’s value. 

 

3.2.2.2 浮心上メタセンタ高さ BMの算式 

 浮心上メタセンタ高さは，水線面積の𝑥軸回りの二次モーメントによって表されるため，𝐶𝑤に強く依存

するものと考えられる． 

まず，次の𝑥軸まわりの水線面二次モーメント係数𝐶𝑤2
𝑥 を定義する． 

𝐶𝑤2
𝑥 ≔

12

𝐿𝐵3
∬ 𝑦2d𝑥d𝑦
𝐴𝑤

= ∫ {�̅�𝑤(�̅�)}
3d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

= 12
𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅

𝐵

𝑑𝐶𝑏
𝐵

 (3.2.18) 

Pitchの復原力係数で行った検討と同様に，水線幅を Fig. 3.2の矩形，台形，冪関数で仮定した場合，𝐶𝑤2
𝑥

は𝐶𝑤を用いてそれぞれ次のように表される． 

𝐶𝑤2
𝑥 =

{
 
 

 
 

 

𝐶𝑤 (Rectangular)
3𝐶𝑤 − 1

2
 (Trapezoid)

6𝐶𝑤
3

(2𝐶𝑤 + 1)(𝐶𝑤 + 1)
   (Power func. )

 (3.2.19) 

また，過去に作成された𝐶𝑤2
𝑥 の推定式としては，大串によって 1948年に開発された次式が存在する[40]． 

𝐶𝑤2
𝑥 = 12(0.106𝐶𝑤 − 0.0286)   (Okushi

′s formula) (3.2.20) 

以上に対し，本研究では 2.6節に示した現存の船舶に合うように決定した次式を提案式とする． 

𝐶𝑤2
𝑥 ≅ 𝐶𝑤

1.7    (Proposed) (3.2.21) 

 以上に示した算式(3.2.19)~(3.2.21)と実船の𝐶𝑤2
𝑥 の値を比較したものを Fig. 3.7に示す．大串の式は𝐶𝑤 =

1に近い肥大船において精度が低下しているが，これは大串がフィッティングの対象とした船舶で𝐶𝑤 >

0.85のものが存在していなかったためである．形状近似による算式に関しては，台形近似は痩せ船型で精

度が良く，冪関数近似は肥大船型で精度が良いことが確認できる．これらに対し，提案式は形状近似に基

づいていないが，𝐶𝑤に依らず一定の精度を有しており，式も単純である． 
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Fig. 3.7 Comparison of 𝐶𝑤2𝑥  between simplified formulae and actual ship’s value. 

 

3.2.2.3 メタセンタ高さの簡易算式 

以上の𝐾𝐵̅̅ ̅̅ , 𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅の算式を踏まえ，rollの復原力係数�̅�44ならびに𝐺𝑀̅̅̅̅̅の提案算式を次式とする． 

{
 
 

 
 �̅�44 =

𝑑𝐶𝑏
𝐵

𝐺𝑀̅̅̅̅̅

𝐵

𝐺𝑀̅̅̅̅̅ ≅
𝐵2

𝑑𝐶𝑏

𝐶𝑤
1.7

12
+ 0.49𝑑𝐶𝑣𝑝

−0.4 − 𝐾𝐺̅̅ ̅̅
   (Proposed) (3.2.22) 

本算式と実船とで�̅�44, 𝐺𝑀̅̅ ̅̅̅/𝐵を比較したものを Fig. 3.8に示す．Fig. 3.8より，提案算式は良い精度を有す

ることが分かる．ただし，満載積付状態におけるコンテナ船などの𝐺𝑀̅̅̅̅̅が極端に小さい船種・積付状態にお

いて，本算式では𝐺𝑀̅̅̅̅̅が負となる可能性がある事に注意を要する． 

 

   
Fig. 3.8 Comparison of �̅�44(left) as well as 𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵(right) between proposed formula and actual ship’s value. 
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3.3 Froude-Krylov力 

Froude-Krylov 力は船体に作用する流体力のうち主要な成分を占め，この成分を陽な式で示すだけでも

完結した意義を持つ．その重要度は運動モードによって異なり，heave 及び pitch については，Froude-

Krylov 力は長波長域で leading term となる主要成分である [42, 43]が，運動が大きくなる波長域では

radiation/scattering 流体力も重要となる．これに対し，roll や surge については Froude-Krylov 力が運

動に対して特に支配的であることが知られている．Roll に関しては，scattering 流体力と sway 起因の

radiation 流体力が相殺するため，波浪強制力に Froude-Krylov モーメントのみを用いた一自由度運動方

程式によって十分な精度で推定することができ[44]，復原性基準にもその考えが採用されている[45]．Surge

に至っては，船舶が前後に細長いため近似的に Froude-Krylov力と船体重量のみによる推定が可能で，船

体表面法線ベクトルの船長方向成分を考慮しないストリップ法の多くではこの計算法が採用されている

[46]．本節で提示する Froude-Krylov力の簡易算式は，これらの運動を簡易的に推定する上で特に有効に活

用されるものである． 

 Froude-Krylov 力は復原力係数と同様，既知のスカラー場の船体表面積分であるから，簡易算式開発の

要は“船体形状をどのように近似するか”にある．Faltinsen や Jensen は船体を箱船で仮定することで

heaveや pitchの Froude-Krylov力を導いている[25, 47]．これに対し本研究ではファインネス係数の影響を

適切に考慮するため，船体形状を船型パラメータによって一意に定まるような解析的に積分可能な関数で

近似したうえで簡易算式を求める．船体形状の近似は，算式が簡潔にかつ積分値の評価として正しい近似

となるように運動モード毎に異なる形状を選択する．特に，長波長域の漸近値が厳密式に一致あるいは良

い近似となるように決定する．  

まず，断面 Froude-Krylov力𝑓𝑖𝐹𝐾(𝑥)と 3次元 Froude-Krylov力𝐸𝑖
𝐹𝐾の無次元量を，式(A.2.67)の無次元化

に従い，それぞれ次式のように表す． 

𝑓�̅�
𝐹𝐾(𝑥) ≔

𝑓𝑖
𝐹𝐾(𝑥)

𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝜀𝑖
= −

1

𝐵𝜀𝑖
∫ 𝜑0𝑛𝑖d𝑙
𝐶𝑥

   (𝑖 = 1~4) (3.3.1) 

�̅�𝑖
𝐹𝐾 ≔

𝐸𝑖
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎𝐿𝐵𝜀𝑖
= −

1

𝐵𝐿𝜀𝑖
∬ 𝜑0𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻

  (𝑖 = 1~6) (3.3.2) 

式(3.3.2)右辺に，pitchと yawに関して𝑛𝑥に起因する項を無視する（式(A.2.39)において下線部を小さいと

して無視する）と，�̅�𝑖
𝐹𝐾は次のように表せる． 

�̅�𝑖
𝐹𝐾 ≅

{
 
 
 

 
 
 ∫ 𝑓�̅�

𝐹𝐾(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

(𝑖 = 1~4)

∫ −�̅�𝑓3̅
𝐹𝐾(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

   (𝑖 = 5)

∫ �̅�𝑓2̅
𝐹𝐾(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

(𝑖 = 6)

 (3.3.3) 

また，次の船長方向の無次元波数�̅�𝑙，幅方向の無次元波数�̅�𝑤を定義しておく． 

{
�̅�𝑙 = 𝑘𝐿 cos𝛽

�̅�𝑤 = 𝑘𝐵 sin 𝛽
 (3.3.4) 
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3.3.1 Surge 

 �̅�1
𝐹𝐾を簡易に計算する方法の出発点として，式(3.3.2)にガウスの勾配定理(A.2.30)を適用した次の表示が

用いられることが多い． 

�̅�1
𝐹𝐾 = −

1

𝐿𝐵
∭

𝜕𝜑0
𝜕𝑥

d𝑉
𝑉𝐻

= 𝑖�̅�𝑙∫ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

(
1

𝐿𝐵
∬ 𝑒𝑘𝑧−𝑖𝑘𝑦 sin𝛽d𝑦d𝑧
𝐴𝐻(�̅�)

)d�̅� (3.3.5) 

流体力の計算に𝑛𝑥を用いないストリップ法プログラムでは，通常�̅�1
𝐹𝐾は式(3.3.5)に基づいて計算され，その

中には横断面𝐴𝐻上の積分を数値的に解く方法，あるいはより簡単に入射波の波粒子速度を一点で代表して

解く方法等がある[46, 48]．ここでは，断面を矩形で近似した上で解析的に求める．断面形状を幅𝐵′(�̅�)，深さ

𝑑′(�̅�)としたとき，𝐴𝐻上の積分は次のように表される． 

1

𝐿𝐵
∬ 𝑒𝑘𝑧−𝑖𝑘𝑦 sin𝛽d𝑦d𝑧
𝐴𝐻(�̅�)

=
1 − 𝑒−𝑘𝑑

′(�̅�)

𝑘𝐿

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤�̅�′(�̅�)

2
 (3.3.6) 

式(3.3.6)を式(3.3.5)に代入して次のように近似する． 

�̅�1
𝐹𝐾 ≅ 𝑖(1 − 𝑒−𝑘𝑑𝑒) (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)
�̅�𝑙
𝑘𝐿
∫ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅��̅�′(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

 (3.3.7) 

式(3.3.7)の近似では積分を簡単にするため 

sin
�̅�𝑤�̅�

′(�̅�)

2
≅ �̅�′(�̅�) sin

�̅�𝑤
2
  (3.3.8) 

としており，さらにスミス修正係数𝑒−𝑘𝑑
′
の喫水𝑑′(𝑥)を定数の等価喫水𝑑𝑒に置き換え積分の外に出してい

る．ここで，水面下形状の𝑦-𝑧平面への投影面は𝐵 × 𝑑𝐶𝑚の矩形に近似し得ると考え，𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑚とする．ま

た，�̅�′(�̅�)の分布を，浮心前後位置 LCBを中心とした前後対称の面積𝐶𝑝(= 𝐶𝑏/𝐶𝑚)の台形分布で仮定する： 

�̅�′(�̅�) = { 

      1 for  |�̅�| ≤ 𝐶𝑝 − 1/2

0.5 − |�̅�|

1 − 𝐶𝑝
    for  𝐶𝑝 − 1/2 < |�̅�| ≤ 1/2

 (3.3.9) 

すなわち船型を Fig. 3.10に示すような六角柱で近似していることになる．�̅�′(�̅�)の分布に𝐶𝑝を用いている

のは，等価喫水𝑑𝐶𝑚に対して排水量を𝐿𝐵𝑑𝐶𝑏とするためである．以上を式(3.3.7)に代入することで，結局次

の簡易算式を得る． 

�̅�1
𝐹𝐾 ≅ 𝑖(1 − 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑚) (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

𝑘𝐿
sin

𝐶𝑝�̅�𝑙
2
) {

2

(1 − 𝐶𝑝)�̅�𝑙
sin

(1 − 𝐶𝑝)�̅�𝑙
2

}  (Proposed) (3.3.10) 

提案算式(3.3.10)を𝑘について展開すると，その長波長域における漸近値は厳密値(C.1.10)に一致する事が

確認できる． 

開発した算式(3.3.10)と，前 2.6 節で示した実船のシリーズ計算値を比較したものを Fig. 3.9 に示す．

Fig. 3.9 より，ℑ[�̅�1
𝐹𝐾]はいずれの船舶，波条件においても良好な精度を有していることが分かる．ℜ[�̅�1

𝐹𝐾]

については，算式では前後対称船型を仮定したために奇関数の対称領域積分より 0となる．これに対して，

実船の値も高々ℜ[�̅�1
𝐹𝐾] = 0.02程度であり，船型の前後非対称影響は無視し得ることが確認できる． 
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Fig. 3.9 Comparison of �̅�1𝐹𝐾 between proposed formula and numerical calculation for target ships. 
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なお，一般商船は Fig. 2.13に示したように殆どの船で𝐶𝑚 ≅ 1であるため，式(3.3.10)において𝐶𝑚 = 1と

しても一部の痩せ型船を除き殆ど精度低下しないことが確認された．また，�̅�′(�̅�)を式(3.3.9)のような台形

ではなく面積𝐶𝑝の矩形分布で近似した場合，�̅�1
𝐹𝐾は式(3.3.10)右辺の中括弧を除いた（= 1とした）式となる

が，その場合，短波長域における推定精度が著しく低下することが確認された．𝑛𝑥は主に船首尾付近で値

を持つため，他の流体力よりも船首尾の形状近似の重要性が高く，幅の船長方向分布を実船型に近い台形

（両舷に展開すると Fig. 3.10のような六角形）と仮定することで良好な精度を有する算式が得られた． 

 

 

Fig. 3.10 Hull-form approximation for simplifying �̅�1𝐹𝐾. 
 

3.3.2 Heaveおよび pitch 

船体の横断面形状を幅𝐵′(�̅�)，深さ𝑑′(�̅�)の矩形とみなしたとき，𝑧方向の断面 Froude-Krylov力𝑓3̅
𝐹𝐾(�̅�)は

次式のようになる． 

𝑓3̅
𝐹𝐾(�̅�) = {

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤�̅�
′(�̅�)

2
} 𝑒−𝑘𝑑

′(�̅�)−𝑖�̅�𝑙�̅� (3.3.11) 

式(3.3.11)を式(3.3.3)に代入し，式(3.3.8)の近似を行い，さらに等価喫水𝑑𝑒を用いてスミス修正係数を積分

の外に出すことで，�̅�3
𝐹𝐾 , �̅�5

𝐹𝐾は次のように表すことができる． 

�̅�3
𝐹𝐾 ≅ 𝑒−𝑘𝑑𝑒 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)∫ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅��̅�′(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

       (3.3.12) 

�̅�5
𝐹𝐾 ≅ 𝑒−𝑘𝑑𝑒 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)∫ −�̅�𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅��̅�′(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 (3.3.13) 

ここで等価喫水𝑑𝑒は，水面下の痩せを考慮して𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑣𝑝とする．また，�̅�3
𝐹𝐾 , �̅�5

𝐹𝐾は𝑛𝑧に関する積分なので，

船型の𝑧方向投影面形状，すなわち水線面形状が支配的であると考えられる．このことから，�̅�′(�̅�)は水線

幅�̅�𝑤(�̅�)に相当すると考え，LCFを中心とした面積𝐶𝑤の矩形分布であると仮定する： 

�̅�′(�̅�) = { 
1     for  |�̅� − �̅�𝑓| ≤ 𝐶𝑤/2

0 otherwise
 (3.3.14) 

以上を用いた場合，式(3.3.12),(3.3.13)右辺の積分はそれぞれ次の通りとなる． 

∫ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅��̅�′(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

= 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓 (
2

�̅�𝑙
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2
)                                                (3.3.15) 

∫ −�̅�𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅��̅�′(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

= 𝑖𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓
1

�̅�𝑙
{(
2

�̅�𝑙
+ 2𝑖�̅�𝑓) sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2

− 𝐶𝑤 cos
𝐶𝑤�̅�𝑙
2
} (3.3.16) 

本算式で仮定した船型を Fig. 3.11に示す．式(3.3.15),(3.3.16)右辺の𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓は，入射波の位相が船体の重心
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基準となっているのに対し，Froude-Krylov力の作用中心が LCFとなっていることによる位相差である．

一方で，式(3.3.16)右辺に見られる小括弧内の�̅�𝑓は，�̅�5
𝐹𝐾が重心まわりのモーメントとして定義されている

ことによる重心と作用中心のレバーである． 

以上の式は，結果的に船体を Fig. 3.11に示す“LCFを中心とした𝐿𝐶𝑤 × 𝐵 × 𝑑𝐶𝑣𝑝の箱船”とみなすこと

で導出された式である．水線面形状を𝐿𝐶𝑤 × 𝐵の矩形かつ喫水を𝑑𝐶𝑣𝑝で一様とみなす事は，横波の場合は入

射波面が𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅� = 1と船長方向に均一になるため正しい近似であると言える．しかしながら，縦波の短波長

域では波面𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�が船長方向に変化することで船型の重みが船長方向で一様ではなくなるため，船体形状

を箱型で近似することに無理が生じる．そこで，算式の簡潔さを損なうことなく縦波の短波長域において

水線面ならびに水面下の肥痩の影響を考慮するため，算式の�̅�𝑙を次の�̅�𝑙
′に置き換えることにする． 

�̅�𝑙
′ ≔ 𝐶𝑏

−0.15�̅�𝑙 (3.3.17) 

船長方向無次元波数�̅�𝑙に修正を施したのは，縦波かつ短波長域における値を変化させるためであり，修正

に𝐶𝑏を用いたのは，𝐶𝑏 = 𝐶𝑤𝐶𝑣𝑝より，水線面の肥痩(𝐶𝑤)と水面下の肥痩(𝐶𝑣𝑝)の両方に対して補正を施すた

めである．指数の−0.15は実船型の結果を踏まえ，一致度が高くなるように決定している． 

以上の議論から，次式を heave, pitchの Froude-Krylov力の簡易算式として提案する． 

 �̅�3
𝐹𝐾 ≅ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

�̅�𝑙
′
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
)                                                       (Proposed)        (3.3.18) 

�̅�5
𝐹𝐾 ≅ 𝑖𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)
1

�̅�𝑙
′
{(
2

�̅�𝑙
′
+ 2𝑖�̅�𝑓) sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
− 𝐶𝑤 cos

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
}   (Proposed #1) (3.3.19) 

上式のうち，𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓については�̅�𝑙
′ではなく�̅�𝑙を用いているが，これは，入射波の山/谷が LCF位置に達した

瞬間に�̅�3
𝐹𝐾が最大/最小となるべきとの考えに基づいている． 

開発した算式(3.3.18),(3.3.19)とシリーズ計算値を比較したものをそれぞれ Fig. 3.12, Fig. 3.13に示す．

あらゆる船舶，波条件について良好な精度を有する算式であることが確認できる．船体形状の前後非対称

性に起因するℑ[�̅�3
𝐹𝐾], ℜ[�̅�5

𝐹𝐾]についても良い相関が見られ，このことは，𝑧方向力の作用中心が LCF にあ

るとみなすことが妥当であることを意味する． 

式(3.3.18), (3.3.19)の振幅は，Fig. 2.13より�̅�𝑓の値は高々±0.05程度と小さいため，�̅�𝑓の二乗の項を無視

することで次式のように表せる． 

|�̅�3
𝐹𝐾| ≅ 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 |

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
| |
2

�̅�𝑙
′
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
|                                       (3.3.20) 

|�̅�5
𝐹𝐾| ≅ 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 |

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
| |
1

�̅�𝑙
′
(
2

�̅�𝑙
′
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
− 𝐶𝑤 cos

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
)| (3.3.21) 

すなわち，�̅�𝑓は主に位相の計算に対して用いられるもので，振幅への影響は無視し得る．以上の算式にお

いて，�̅�𝑤 = 0, 𝐶𝑤 = 𝐶𝑏 = 1とすると Jensenによる算式[25]と一致することが確認できる．提案算式は，数式

の煩雑さは Jensenの算式とさほど変わらず，船体形状パラメータ𝐶𝑏, 𝐶𝑤の影響を適切に考慮し，さらに位

相の情報も�̅�𝑓によって明確に得られるという点で高度化された算式となっている． 

 Heaveの提案算式(3.3.18)の長波長域の漸近値は，厳密式(C.1.10)に一致することが確認できる．一方で

pitchの算式(3.3.19)は，長波長域で次の値に漸近する． 
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�̅�5
𝐹𝐾 ~ 𝑖�̅�𝑙

′
𝐶𝑤
3

12
− �̅�𝑓𝐶𝑤       as 𝑘 → 0 (3.3.22) 

厳密式(C.1.10)と照らし合わせると，pitchの復原力係数に相当する量が次のように対応していることが分

かる． 

∫ �̅�2�̅�𝑤(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

↔ 𝐶𝑏
−0.15

𝐶𝑤
3

12
 (3.3.23) 

右辺は水線幅を矩形分布�̅�𝑤
Rec(�̅�)（式(3.2.6)）で近似した時の pitch 復原力係数𝐶𝑤

3/12（式(3.2.9)）に補正

𝐶𝑏
−0.15が乗じられているものである．実用上問題ない精度を有していることは Fig. 3.13 から確認できる．

なお，幅�̅�′(�̅�)を式(3.3.14)のような矩形ではなく台形分布で近似した場合についても検討を行ったが，算

式が煩雑になる割には大きな精度の向上はみられなかった．結果的に，矩形分布で近似した上に式(3.3.17)

の修正を施した式(3.3.18),(3.3.19)が簡潔さと精度を兼ね揃えており，本研究ではこれらを提案算式とした． 

 Froude-Krylov 力は長波長域で復原力係数に一致するという事実に基づき，復原力係数を用いた

Froude-Krylov 力の表現についても示しておく．そのような表現は，運動方程式から支配パラメータを抽

出するのにも役立つ．�̅�3
𝐹𝐾については正しい漸近値をとるので，ここでは�̅�5

𝐹𝐾について示す．まず，�̅�5
𝐹𝐾の

式(3.3.19)にある𝐶𝑤�̅�𝑙′依存の関数を次のように変形する． 

    
1

�̅�𝑙
′
{(
2

�̅�𝑙
′
+ 2𝑖�̅�𝑓) sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
− 𝐶𝑤 cos

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
}

= 𝑖𝐶𝑤�̅�𝑓 {
2

𝐶𝑤�̅�𝑙
′
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
} +

𝐶𝑤
3𝐶𝑏

−0.15

12
�̅�𝑙 {3 (

2

𝐶𝑤�̅�𝑙
′
)

2

(
2

�̅�𝑙
′𝐶𝑤

sin
𝐶𝑤�̅�𝑙

′

2
− cos

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
)} 

(3.3.24) 

算式の漸近値(3.3.22)と厳密式(C.1.10)を照らし合わせるとわかるように，右辺の下線部と二重下線部はそ

れぞれ−�̅�35, �̅�55に対応する（�̅�35 = −𝐶𝑤�̅�𝑓は必ず成り立つ）．よって，それぞれ置き換えることで�̅�5
𝐹𝐾の次の

表示が得られる． 

�̅�5
𝐹𝐾 ≅ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
) {�̅�53

2

𝐶𝑤�̅�𝑙
′
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
′

2
+ 𝑖�̅�𝑙�̅�55𝑓𝐸5(𝐶𝑤�̅�𝑙

′)}   (Proposed #2) (3.3.25) 

ここで，𝑓𝐸5(𝑥)は𝑥 → 0で 1に漸近する次の関数である． 

𝑓𝐸5(𝑥) ≔
12

𝑥2
(
2

𝑥
sin

𝑥

2
− cos

𝑥

2
) = 1 + 𝑂(𝑥2) (3.3.26) 

式(3.3.24)において二重下線部を�̅�55に置き換えたことで式(3.3.25)は長波長域で正しい漸近値をとるように

なる．実際に式(3.3.25)において正しい�̅�55の値を用いた場合，式(3.3.19)より精度が向上することが確認さ

れた． 

 

 

 Fig. 3.11 Hull-form approximation for simplifying �̅�3𝐹𝐾 and �̅�5𝐹𝐾. 

 

𝑑𝐶𝑣𝑝
𝐿𝐶𝑤

𝐵

LCF
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Fig. 3.12 Comparison of �̅�3𝐹𝐾 between proposed formula and numerical calculation for target ships. 
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Fig. 3.13 Comparison of �̅�5𝐹𝐾 between proposed formula and numerical calculation for target ships. 
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3.3.3 Swayおよび yaw 

船体の横断面形状を幅𝐵′(�̅�)，深さ𝑑′(�̅�)の矩形とみなしたとき，𝑦方向の断面 Froude-Krylov力𝑓2̅
𝐹𝐾(�̅�)は

次式のようになる． 

𝑓2̅
𝐹𝐾(�̅�) = 𝑖{1 − 𝑒−𝑘𝑑

′(�̅�)} {
2

𝐾𝐵
sin

�̅�𝑤�̅�
′(�̅�)

2
} 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅� (3.3.27) 

式(3.3.27)を式(3.3.3)に代入し，式(3.3.8)の近似を行い，等価喫水𝑑𝑒を用いてスミス修正係数を積分の外に

出すことで，�̅�2
𝐹𝐾 , �̅�6

𝐹𝐾を次のように表す． 

�̅�2
𝐹𝐾 ≅ 𝑖(1 − 𝑒−𝑘𝑑𝑒) (

2

𝐾𝐵
sin

�̅�𝑤
2
)∫ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅��̅�′(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

   (3.3.28) 

�̅�6
𝐹𝐾 ≅ 𝑖(1 − 𝑒−𝑘𝑑𝑒) (

2

𝐾𝐵
sin

�̅�𝑤
2
)∫ �̅�𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅��̅�′(�̅�)d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 (3.3.29) 

ところで，𝑓2̅
𝐹𝐾(�̅�)の定義式(3.3.1)は表面積分による定義であるが，これにガウスの勾配定理を適用するこ

とで，𝜑0の横断面上の面積分に置き換えることもできる．この事実から，等価喫水は喫水線下の痩せの影

響を考慮して𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑣𝑝と近似する．ただし，�̅�6
𝐹𝐾については本項末にて後述の長波長域における漸近値を

考慮して𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑣𝑝
2 と与える．また，幅�̅�′(�̅�)の分布は LCBを中心とした面積𝐶𝑤の矩形分布と仮定する： 

�̅�′(�̅�) = { 
1     for  |�̅�| ≤ 𝐶𝑤/2
0 for  𝐶𝑤/2 < |�̅�|

 (3.3.30) 

式(3.3.30)を式(3.3.28),(3.3.29)に代入することで，結局次の簡易算式を得る． 

�̅�2
𝐹𝐾 ≅ 𝑖(1 − 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝) (

2

𝑘𝐵
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

�̅�𝑙
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2
)                                  (Proposed) (3.3.31) 

�̅�6
𝐹𝐾 ≅ (1 − 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝

2
) (

2

𝑘𝐵
sin

�̅�𝑤
2
)
1

�̅�𝑙
(
2

�̅�𝑙
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2

− 𝐶𝑤 cos
𝐶𝑤�̅�𝑙
2
)   (Proposed) (3.3.32) 

本算式で仮定した船型を Fig. 3.16に示す． 

開発した算式(3.3.31),(3.3.32)とシリーズ計算値を比較したものを Fig. 3.14, Fig. 3.15に示す．いずれの

船舶，波条件においても良好な精度を有していることが分かる．ℜ[�̅�2
𝐹𝐾]とℑ[�̅�6

𝐹𝐾]については算式では 0で，

計算値でも高々ℜ[�̅�2
𝐹𝐾] = 0.01，ℑ[�̅�6

𝐹𝐾] = 0.002程度であり，殆ど 0とみなしてよい．この事実は，𝑦方向力

の作用中心が LCBにあるとみなすことが妥当であることを意味している．Heave, pitchの Froude-Krylov

力�̅�3
𝐹𝐾 , �̅�5

𝐹𝐾に対しては，船体を箱型とみなした場合𝑧方向 Froude-Krylov力は縦波の短波長域で精度が低下

すると説明したが，縦波における𝑦方向力はそもそも 0であるために，�̅�2
𝐹𝐾 , �̅�6

𝐹𝐾については Fig. 3.16の箱

船とみなしただけでも十分実用的な精度を有している． 

Swayの簡易算式(3.3.31)を𝑘で展開すると，その長波長域における漸近値は厳密値(C.1.10)に一致するこ

とが確かめられる．一方で yawの簡易算式(3.3.32)は，𝑘の二次のオーダーまで展開すると次のように表さ

れる． 

�̅�6
𝐹𝐾 ~ �̅�𝑤�̅�𝑙

𝑑

𝐵

𝐶𝑤𝐶𝑏
2

12
       as  𝑘 → 0 (3.3.33) 

算式の漸近値(3.3.33)と厳密な漸近値(C.1.10)を照合すると，次のように対応することが確かめられる． 
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Fig. 3.14 Comparison of �̅�2𝐹𝐾 between proposed formula and numerical calculation for target ships. 
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Fig. 3.15 Comparison of �̅�6𝐹𝐾 between proposed formula and numerical calculation for target ships. 
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1

𝐿3𝐵𝑑
∭ (𝑥2 − 𝑦2)d𝑉

𝑉𝐻

 ↔  
𝐶𝑤𝐶𝑏

2

12
  (3.3.34) 

�̅�6
𝐹𝐾において𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑣𝑝

2 とした理由は，式(3.3.34)の対応を考慮した結果である．すなわち，𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑣𝑝
2 とす

ることで導かれた式(3.3.34)の右辺は，左辺の積分のよい近似となっている．等価喫水を�̅�2
𝐹𝐾と同じ𝑑𝑒 =

𝑑𝐶𝑣𝑝とした場合，式(3.3.34)の右辺は𝐶𝑤
2𝐶𝑏/12となり，その近似精度は落ちる．事実，等価喫水を𝑑𝐶𝑣𝑝とす

るよりも𝑑𝐶𝑣𝑝
2 とした方が，全体的に�̅�6

𝐹𝐾の推定精度が高いことが確認された． 

 

 

Fig. 3.16 Hull-form approximation for simplifying �̅�2𝐹𝐾 and �̅�6𝐹𝐾. 
 

3.3.4 Roll 

まず，𝑥軸（喫水線高さ）まわりの断面 Froude-Krylov モーメントを𝑓4̅𝑂
𝐹𝐾(�̅�)，Froude-Krylov モーメン

トを�̅�4𝑂
𝐹𝐾と書くと，重心まわりの値𝑓4̅

𝐹𝐾(�̅�), �̅�4
𝐹𝐾との関係は，𝑛4の定義式(A.2.9)より次式の通りとなる． 

{
𝑓4̅
𝐹𝐾(�̅�) = 𝑓4̅𝑂

𝐹𝐾(�̅�) + 𝑧�̅�𝑓2̅
𝐹𝐾(�̅�)

�̅�4
𝐹𝐾       = �̅�4𝑂

𝐹𝐾       + 𝑧�̅��̅�2
𝐹𝐾  (3.3.35) 

以降は，𝑥軸まわりのモーメント𝑓4̅𝑂
𝐹𝐾(�̅�), �̅�4𝑂

𝐹𝐾について考える． 

断面形状を幅𝐵′(�̅�)，深さ𝑑′(�̅�)の矩形とみなしたとき，断面 Froude-Krylov モーメント𝑓4̅𝑂
𝐹𝐾(�̅�)は次式の

ようになる． 

𝑓4̅𝑂
𝐹𝐾(�̅�) = 𝑖𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅� {

2

𝐾𝐵
sin

�̅�𝑤�̅�
′(�̅�)

2
} [
1 − {1 + 𝑘𝑑′(�̅�)}𝑒−𝑘𝑑

′(�̅�)

𝐾𝐵
]

−𝑖𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�−𝑘𝑑
′(�̅�)

1

�̅�𝑤
{
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤�̅�
′(�̅�)

2
− �̅�′(�̅�) cos

�̅�𝑤�̅�
′(�̅�)

2
}

 (3.3.36) 

右辺第 1項は左右の側壁からの寄与，第 2項は底面からの寄与である．式(3.3.36)は，梅田らによる有効波

傾斜係数の簡易推定式 [49]と同様のものである．ただし，梅田らによる𝐸4
𝐹𝐾の推定法は，横断面毎に

𝑑′(𝑥), 𝐵′(𝑥)の情報を与え，𝑓4
𝐹𝐾(𝑥)を数値積分することを要求しており，推定精度は高いがその分必要とさ

れるパラメータの数は多い． 

さて，式(3.3.36)を式(3.3.3)に代入し，式(3.3.36)の右辺第 1 項には式(3.3.8)の近似を適用し，第 2 項に

は次の近似を適用する． 

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤�̅�
′

2
− �̅�′ cos

�̅�𝑤�̅�
′

2
≅ �̅�′

3
(
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
− cos

�̅�𝑤
2
) (3.3.37) 

式(3.3.37)の近似は，左辺を�̅�𝑤で展開したときの leading termが�̅�′
3
に比例することを根拠にしている．さ

らに，式(3.3.36)の右辺第 1項，第 2項はそれぞれ𝑛𝑦, 𝑛𝑧に関する積分項なので，両者で異なる形状近似を

行うべく，それぞれ異なる等価喫水𝑑𝑒1, 𝑑𝑒2ならびに幅�̅�1
′(�̅�), �̅�2

′ (�̅�)を用いて区別することにする．以上によ

𝑑𝐶𝑣𝑝  for  𝐸2
𝐹𝐾

𝑑𝐶𝑣𝑝
2   for  𝐸6

𝐹𝐾𝐿𝐶𝑤
𝐵

LCB
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って，�̅�4𝑂
𝐹𝐾を次のように表す． 

�̅�4𝑂
𝐹𝐾 ≅ 𝑖 {

1 − (1 + 𝑘𝑑𝑒1)𝑒
−𝑘𝑑𝑒1

𝑘𝐵
}(

2

𝑘𝐵
sin

�̅�𝑤
2
)∫ �̅�1

′(�̅�)𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

−𝑖𝑒−𝑘𝑑𝑒2
1

�̅�𝑤
(
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
− cos

�̅�𝑤
2
)∫ {�̅�2

′ (�̅�)}3𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

 (3.3.38) 

式(3.3.38)右辺の積分の近似値を考える．式(3.3.38)の右辺第 1項，すなわち側壁に起因する項については，

喫水がモーメントのレバーとして強く影響するため𝑑𝑒1 = 𝑑とする．また，�̅�1
′(�̅�)を LCBを中心とした面積

𝐶𝑏の矩形と仮定する： 

�̅�1
′(�̅�) = { 

1     for  |�̅�| ≤ 𝐶𝑏/2
0 otherwise

 (3.3.39) 

LCBを中心としたのは，本項は𝑛𝑦に関する積分であるから�̅�2
𝐹𝐾 , �̅�6

𝐹𝐾と同様と考えたためであり，面積を𝐶𝑏

としたのは，𝑑𝑒1𝐵1
′(𝑥)の積分値を排水容積𝐿𝐵𝑑𝐶𝑏に一致させるためである．以上により式(3.3.38)の右辺第

1項は次のように表される． 

(1st term of Eq. (3.3.38)) = 𝑖 {
1 − (1 + 𝑘𝑑)𝑒−𝑘𝑑

𝑘𝐵
}(

2

𝑘𝐵
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

�̅�𝑙
sin

𝐶𝑏�̅�𝑙
2
) (3.3.40) 

次に，式(3.3.38)の右辺第 2項，すなわち底面に起因する項は𝑛𝑧に関する積分であるため，heave, pitchの

Froude-Krylov力と同様に𝑑𝑒2 = 𝑑𝐶𝑣𝑝，かつ�̅�2
′ (�̅�)は水線幅�̅�𝑤(�̅�)に相当すると考え，LCFを中心とした面

積𝐶𝑤の台形分布とみなす： 

�̅�2
′ (�̅�) = { 

     1 for  |�̅� − �̅�𝑓| ≤ 𝐶𝑤 − 0.5

0.5 − |�̅�|

1 − 𝐶𝑤
    for  𝐶𝑤 − 0.5 < |�̅� − �̅�𝑓| ≤ 0.5

 (3.3.41) 

ところが式(3.3.41)の形状を採用した場合，式(3.3.5)の右辺第 2 項の積分の表示式が煩雑になる．そこで，

入射波面の船長方向分布𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�が横波で𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅� = 1となることを利用し，横波における推定精度を低下させ

ずに式の簡略化を行うことにする．具体的には，横波において�̅�2
′ (�̅�)を台形分布(3.3.41)で表した場合の積

分値は式(3.2.19)と同じく 

∫ {�̅�2
′ (�̅�)}3𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

=
3𝐶𝑤 − 1

2
   when  𝛽 = ±

𝜋

2
 (3.3.42) 

と簡潔に表される．これを踏まえ，�̅�2
′ (�̅�)の分布を“LCFを中心とした面積(3𝐶𝑤 − 1)/2の矩形分布”とみ

なし直すことで，横波における精度を保ったまま積分の複雑化を避けることができる．この場合，式(3.3.5)

の右辺第 2項の積分は次のように表される． 

∫ {�̅�2
′ (�̅�)}3𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

= 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓
2

�̅�𝑙
sin

(3𝐶𝑤 − 1)�̅�𝑙
4

 (3.3.43) 

したがって，式(3.3.38)の右辺第 2項は次のようになる． 

(2nd term of Eq. (3.3.38)) = −𝑖𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝
1

�̅�𝑤
(
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
− cos

�̅�𝑤
2
) × {

2

�̅�𝑙
sin

(3𝐶𝑤 − 1)�̅�𝑙
4

} (3.3.44) 

最終的に，重心まわりの rollの Froude-Krylovモーメントとして次の簡易算式を得た． 
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�̅�4
𝐹𝐾 ≅ 𝑖 {

1 − (1 + 𝑘𝑑)𝑒−𝑘𝑑

𝑘𝐵
}(

2

𝑘𝐵
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

�̅�𝑙
sin

𝐶𝑏�̅�𝑙
2
)

−𝑖𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝
1

�̅�𝑤
(
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
− cos

�̅�𝑤
2
){

2

�̅�𝑙
sin

(3𝐶𝑤 − 1)�̅�𝑙
4

}

 +𝑧�̅��̅�2
𝐹𝐾

    (Proposed #1) (3.3.45) 

本算式で仮定した船体形状は Fig. 3.17に示すとおりで，第 1項と第 2項で異なる． 

 開発した算式(3.3.45)について，シリーズ計算値と比較したものを Fig. 3.18に示す．短波長域で若干の

精度低下がみられるが，簡易算式としては十分実用的な精度を有していることが分かる． 

 提案算式(3.3.45)右辺の各項を𝑘について展開することで，長波長域でそれぞれ次の値に漸近することが

確かめられる． 

(1st term  of Eq. (3.3.45)) ~ − 𝑖�̅�𝑤
𝑑𝐶𝑏
𝐵2

{−
𝑑

2
}                           as  𝑘 → 0 (3.3.46) 

(2nd term  of Eq. (3.3.45)) ~ − 𝑖�̅�𝑤
𝑑𝐶𝑏
𝐵2

{
𝐵2

𝑑𝐶𝑏

(3𝐶𝑤 − 1)

24
}    as  𝑘 → 0 (3.3.47) 

(3rd term  of Eq. (3.3.45)) ~ − 𝑖�̅�𝑤
𝑑𝐶𝑏
𝐵2

{−𝑧𝐺}                          as  𝑘 → 0 (3.3.48) 

厳密な漸近値(C.1.10)と比較すると，式(3.3.46)~(3.3.48)右辺の中括弧で括った中身の和は𝐺𝑀̅̅̅̅̅に一致し，第

1項は𝑧𝐵，第 2項は𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅に相当する量であることが分かる．第 1項の式(3.3.46)では側壁の形状を箱型で近

似したために𝑧𝐵 = −𝑑/2となり，第 2 項の式(3.3.47)では式(3.3.11),(3.3.12)より水線幅�̅�𝑤(�̅�)を台形分布で

近似したときの𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅となっている．第 2項の算式化において，�̅�2
′ (�̅�)の分布を単なる面積𝐶𝑤の矩形で近似し

た場合，実際の𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅の値と乖離し，長波長域の精度が低下し，それに伴い短波長における精度も低下するこ

とが確認された．横波における精度を保つために�̅�2
′ (�̅�)の分布の面積に式(3.3.42)右辺を用いたことが，全

波条件における推定精度の向上につながっている． 

 

 

Fig. 3.17 Hull-form approximation for simplifying �̅�4𝐹𝐾. 
 

𝑑
𝐿𝐶𝑏

𝐵

LCB

𝑑𝐶𝑣𝑝
𝐿𝐵

LCF

2𝐶𝑤 − 1 𝐿

1
st
 term 

2nd term 
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Fig. 3.18 Comparison of �̅�4𝐹𝐾 between proposed formula and numerical calculation for target ships. 
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 Roll の Froude-Krylov モーメント�̅�4
𝐹𝐾の長波長域の漸近値は復原力係数�̅�44に対応するという事実に基

づき（式(C.1.10)），GMあるいは復原力係数�̅�44を用いたより簡便な�̅�4
𝐹𝐾の表現についても示しておく．そ

のような表現は，運動方程式から支配パラメータを抽出するのにも役立つ． 

まず，�̅�4
𝐹𝐾の式(3.3.45)で𝛽 = ±𝜋/2すなわち横波を前提とした簡略化をし，さらに𝑘について 2次の項ま

で展開すると次のように表される．  

 �̅�4
𝐹𝐾 = −

𝑖𝑘𝑑𝐶𝑏
𝐵

{−
𝑑

2
(1 −

2

3
𝑘𝑑)−𝑧𝐺(1 − 𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝)+

𝐵2

𝑑𝐶𝑏

3𝐶𝑤 − 1

24
(1 − 𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝)} + 𝑂(𝑘

3) (3.3.49) 

ここで，式(3.3.46)~(3.3.48)に対して説明したように式(3.3.49)の下線部の和は𝐺𝑀̅̅̅̅̅に対応することと，

𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝  ~ 1 − 𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝を考慮すれば，おおむね次のように近似できる． 

�̅�4
𝐹𝐾 ≅ −𝑖𝑘𝐵𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝

𝑑𝐶𝑏
𝐵2

𝐺𝑀̅̅̅̅̅ = −𝑖𝑘𝐵𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝�̅�44 (3.3.50) 

上式は横波に限定して簡易化したものであるが，斜め波にも対応させるため，式(C.1.10)との対応から式

(3.3.50)の𝑘𝐵を�̅�𝑤に置き換え，さらに縦方向無次元波数による補正係数(2/𝐶𝑤�̅�𝑙) sin(𝐶𝑤�̅�𝑙/2)（水線面を

𝐶𝑤𝐿 × 𝐵の矩形と近似したときの値）を乗じて次式を得た． 

�̅�4
𝐹𝐾 ≅ −𝑖�̅�𝑤𝑒

−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (
2

𝐶𝑤�̅�𝑙
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2
) �̅�44    (Proposed #2) (3.3.51) 

式(C.1.10)比べるとわかるように，長波長域の漸近値に smith 修正係数および縦方向無次元波数の補正係

数が乗じられただけのもので，式(3.3.45)に比べると非常に簡潔な算式である．また，式(3.3.51)右辺の下線

部は副波面(sub-surface)の傾斜角に他ならず，物理的に極めて明確な意味を有する．正しい�̅�44(= 𝑑𝐶𝑏𝐺𝑀̅̅̅̅̅/

𝐵2)の値を用いた場合の式(3.3.51)の精度は，Fig. 3.19に示す通り， 𝜆/𝐿が0.7より短波長では若干低下する

ものの，おおむね良好であることがわかる．実際には𝐺𝑀̅̅̅̅̅は既知であることが多いため，式(3.3.50)は十分実

用的な算式である． 

 

 

Fig. 3.19 Comparison of �̅�4𝐹𝐾 between proposed formula (3.3.51) and numerical calculation for target ships in beam sea. 
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3.4 付加質量および造波減衰力係数 

本節では，次章の応答関数の検討で用いるための，heave, pitch, rollの付加質量および heave, pitchの

造波減衰力係数の船型影響について調べ，簡易算式を示す．一般に radiation 流体力係数は，任意周波数

の値を解析的に扱うことは困難である．一方で，2 次元問題に限ると，周波数が無限大の付加質量や造波

減衰力等の比較的簡単な近似式が知られている．よって本研究では，まず 2次元の付加質量および減衰力

係数を調べ，それを船長方向に積分して 3次元流体力に拡張する際に船型パラメータを簡易的に考慮し，

周波数依存性は係数によって考慮するアプローチをとる． 

船体運動に関する付加質量の実用的推定法として，roll を除く運動に関する 3 次元付加質量を実験的に

求めて整理した“元良チャート”が存在する[50-54]．元良チャートは surge, sway, yaw方向については周波

数無限大の値が，heave, pitch については運動の固有周期における値が示されており，3 つの船型パラメ

ータ𝐿/𝐵, 𝑑/𝐵, 𝐶𝑏から値が定まるように工夫されている．Surge, sway ,yaw の付加質量を周波数無限大と

している理由は，周波数無限大の付加質量は浮体の過渡的な加速運動に関する付加質量に等しい[55, 56]こと

から，操縦運動や衝突解析などに対して重要な量となるためである．元良チャートは数点の実験結果をも

とに内外挿して作成されているが，適用範囲は広く[57]，surge, sway, yawについては同チャートを元にし

た回帰式等[58, 59]も存在するが，rollについて示されていないことと，応答関数に用いるためには同調周波

数以外についても知る必要があるので，本研究の目的に即した簡易算式を新たに提案することにする． 

 

3.4.1 Heaveおよび pitchの付加質量 

まず，2 次元の heave 付加質量𝑎33(𝑥)について，周波数が無限大のときの断面形状の影響および，動揺

周波数の依存性について調べる． 

周波数無限大の 2 次元付加質量𝑎𝑖𝑗
∞は，矩形断面やルイスフォーム断面に対する解析解が Lewis[60]や

Landweber[61]，別所[62]によって導かれており，大松によって整理されている[63]．また，周波数ゼロの付加

質量𝑎𝑖𝑗
0も別所によってルイスフォーム断面に対する解析解が導かれている[62]が，heaveの 2次元付加質量

は周波数ゼロでは無限大に発散することが知られている[64]．そこで，Fig. 3.20に，半幅𝑏，喫水𝑑の矩形断

面ならびに断面積係数𝜎(≔ 𝐴𝑥/2𝑏𝑑) = 0.4~1.0のルイスフォーム断面の周波数無限大の heave 付加質量の

解析解を，半円の流体質量𝜋𝜌𝑏2/2で正規化して反幅喫水比𝑏/𝑑によって整理した図を示す．矩形断面のプ

ロットは Lewis の論文[60]にあるテーブルの値であり，曲線によって補間している．Fig. 3.20 には，実際

の船舶の半幅喫水比2𝑑/𝐵がとりうる範囲も示している．いずれの断面形状においても𝑑/𝑏 = 0では半幅𝑏の

水平板になり，この場合の𝑎33
∞はよく知られているように半円の流体質量𝜌𝜋𝑏2/2に一致し，また楕円断面

（𝜎 = 𝜋/4のルイスフォーム断面）についても𝑑/𝑏に依らず𝑎33
∞ = 𝜋𝜌𝑏2/2となる．Fig. 3.20の𝜎 = 1のルイ

スフォーム断面の値は矩形断面の値よりも小さいが，これは𝜎 = 1のルイスフォーム形状が完全な矩形でな

く，角が丸みを帯びることによって断面に追従する流体量が減るためである．このことからも分かるよう

に，断面形状に対する付加質量の傾向は複雑である．一方で，横軸𝑏/𝑑に対する傾向は，実際の船舶のとり

うる範囲での変化はそれほど大きくなく，𝑎33
∞はおおむね𝑏2に比例するとみなすことができる． 

続いて Fig. 3.25に，2次元境界要素法によって得た𝑑/𝑏 = 0.5, 1.0の矩形および楕円断面に対する heave

付加質量の周波数依存性を示す．付加質量の周波数平均値は周波数無限大の値に一致することがKramers-

Krong の関係式[65]より知られており，Fig. 3.25 にみられるように周波数に対して単調減少・増加となら
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ず，簡単な近似式では表すことのできない傾向になっている．Fig. 3.25には船体の縦運動の推定にとって

意味のある周波数範囲帯（前進速度ゼロで𝜆/𝐵 = 1~20の範囲）も示しており，いずれの断面形状でもこの

範囲では下に凸の傾向を示している．周波数依存性に関する過去の解析的検討には，Ursellが周波数ゼロ

の漸近値を示しており[64]，また周波数無限大の漸近値は Kramers-Krong の関係を展開することで調べら

れている[66]が，実用的な周波数帯での周波数依存性を理論的に扱うことは困難である．本研究では周波数

依存性は計算値と合うような係数として考慮することにする． 

 

 

Fig. 3.20 Normalized heave added mass of high frequency 𝑎33∞ /(𝜌𝜋𝑏2/2) of a rectangular and Lewis-Forms. 
 

 

Fig. 3.21 Normalized heave added mass 𝑎33/(𝜌𝜋𝑏2/2) of rectangular and ellipse section against 𝐾𝑏. 
 

以上の検討から，2 次元付加質量は周波数無限大の平板の値で近似し，3 次元付加質量はそれを船長方

向に積分した上で，水面下の断面形状影響および周波数影響は補正係数として実船の付加質量の計算値に

合うように決定することにする．今，水線幅𝐵𝑤(𝑥)の平板(あるいは半円断面)の周波数が無限大のときの付

加質量で近似する； 
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𝑎33(𝑥) ≅
𝜋

8
𝜌{𝐵𝑤(𝑥)}

2 (3.4.1) 

この式を船尾𝑥𝐴から船首𝑥𝐹まで積分する事で，3次元の heave, pitch付加質量の無次元値を次式のように

表す． 

𝐴33
𝜌𝐵2𝐿

= ∫
𝑎33(𝑥)

𝜌𝐵2
d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

≅
𝜋

8
∫ {�̅�𝑤(�̅�)}

2d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

         (3.4.2) 

𝐴55
𝜌𝐵2𝐿3

= ∫ �̅�2
𝑎33(𝑥)

𝜌𝐵2
d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

≅
𝜋

8
∫ �̅�2{�̅�𝑤(�̅�)}

2d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

 (3.4.3) 

ここで�̅�𝑤(�̅�)の分布を式(3.2.8)の冪関数�̅�𝑤
Pow(�̅�)で近似すると，次に示す付加質量の簡易算式を得る． 

  
𝐴33
𝜌𝐵2𝐿

≅ 𝑓𝐴33
𝜋

8

2𝐶𝑤
2

𝐶𝑤 + 1
                           (Proposed) (3.4.4) 

𝐴55
𝜌𝐵2𝐿3

≅ 𝑓𝐴55
𝜋

8

𝐶𝑤
2

6(3 − 2𝐶𝑤)(3 − 𝐶𝑤)
  (Proposed) (3.4.5) 

ここに，𝑓𝐴33, 𝑓𝐴55は 3次元流体力を 2次元流体力ベースで定式化していることによる 3次元影響および水

面下形状の影響を含む，動揺周波数依存並びに喫水依存の補正係数である．これらを，縦運動において重

要な周波数領域となる2𝜋/𝐾𝐿 =0.5~1.5の範囲に着目し次式のように決定した． 

𝑓𝐴33 (𝐾𝐿,
𝑑

𝐿
) = {1.35 (

2𝜋

𝐾𝐿
)
2

− 9.9 (
2𝜋

𝐾𝐿
) + 5.2}

𝑑

𝐿
+ 0.25 (

2𝜋

𝐾𝐿
)
2

+ 0.23 (
2𝜋

𝐾𝐿
) + 0.62 (3.4.6) 

𝑓𝐴55 (𝐾𝐿,
𝑑

𝐿
) = {12 (

2𝜋

𝐾𝐿
)
2

− 30 (
2𝜋

𝐾𝐿
) + 10.2}

𝑑

𝐿
− 0.58 (

2𝜋

𝐾𝐿
)
2

+ 2.1 (
2𝜋

𝐾𝐿
) − 0.07    (3.4.7) 

周波数パラメータを𝐾𝐵ではなく𝐾𝐿で定義したのは，3次元影響（𝐵/𝐿の傾向）を考慮した結果である．船

速 0knot, 𝜆/𝐿 = 0.5, 0.7, 1.0, 1.5における heave, pitch の無次元付加質量（ �̅�33 = 𝐾𝐴33/𝜌𝐵𝐿, �̅�55 =

𝐾𝐴55/𝜌𝐵𝐿
3）の，提案式と 3次元 Green関数法による計算値との比較を Fig. 3.22に示す．実用的な精度

を有していることが分かる． 

 

  

Fig. 3.22 Comparison of added masses �̅�33(left) and �̅�55(right) between the proposed formula and 3D-Panel method (0kt). 
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3.4.2 Heaveおよび pitchの減衰力係数 

 一般に，振動系における減衰力は系のエネルギー散逸に起因する力である．船体運動では，完全流体を

仮定した場合船が波を造ることがエネルギー散逸にあたるため，減衰力係数は放射波（Kochin関数）との

対応があることが知られている．特に 2次元問題では，物体が周波数𝜔𝑒で動揺するときに造られる無限遠

方での進行波振幅�̃�𝑗から，2次元減衰力係数𝑏𝑗𝑗が次式によって簡単に計算することができる． 

𝑏𝑗𝑗 =
𝜌𝜔𝑒
𝐾2

�̃�2 (3.4.8) 

本項では heaveの 2次元減衰力係数に関する過去の理論的検討をレビューし，数値的傾向を確認した上で

2次元の近似式を示し，3次元減衰力係数に拡張する． 

Grimは 2次元の heave減衰力係数に対する周波数ゼロの漸近式を導出しており[67]（文献[68]の演習問題

4.2にもみられる），𝑏33の𝐾 → 0における leading termは𝜌𝐵2𝜔𝑒で，水面下の断面形状によらず幅𝐵のみで

決定されることが知られている．一方で周波数無限大の漸近式は Ursell が円断面に対して漸近解を与え

[69]，雁野がそれをもとにルイスフォーム断面に拡張しており[70]，円断面に対する𝑏33の𝐾 → ∞における

leading termは4𝜌𝐵2𝜔𝑒/(𝐾𝑏)
4で，周波数が高くなると急速に値が減衰することが知られている．これらの

解析解とは別に，低周波域の進行波振幅を簡易的に求める最も古い近似手法として，Havelock による

source methodが存在する[71]．それによると，(𝑦, 𝑧) = (𝜂, 𝜁)位置の強さ𝜔𝑒の吹き出しによる無限遠方の波

変位が−𝐾𝑒𝐾𝜁−𝑖𝐾|𝑦−𝜂|と表されるので，この吹き出しを heave動揺する矩形断面の底部（−𝑏 < 𝜂 < 𝑏, 𝜁 = −𝑑）

に吹き出しを並べることで，進行波振幅�̃�3および減衰力係数𝑏33が次のように求まる． 

�̃�3 ≅ |−𝐾𝑒
−𝐾𝑑∫ 𝑒−𝑖𝐾𝑦d𝑦

𝑏

−𝑏

| = 2𝑒−𝐾𝑑 sin𝐾𝑏 (3.4.9) 

∴    
𝑏33

𝜌𝐵2𝜔𝑒
= (

2

𝐾𝐵
sin

𝐾𝐵

2
)
2

𝑒−2𝐾𝑑  (Source method) (3.4.10) 

これは吹き出しの強さが底面で一様かつ動揺速度に一致する（𝜕𝜙3/𝜕𝑧 = 𝑖𝜔𝑒）とした直感的な方法で，本

来考慮するべき二重吹き出しの項が無視されているため正確ではないが，二重吹き出しによる波振幅が𝐾

に関して高次であることを考えると，𝐾が小さい領域の近似値としては正しい扱いである．実際，右辺は

𝐾 → 0の leading termは𝜌𝐵2𝜔𝑒と解析解に一致することが確かめられる．また，𝐾 → ∞でも指数的に値が

0に減衰するため，周波数が 0と∞のどちらの漸近値も正しい傾向をとる． 

Fig. 3.23に，2次元境界要素法によって得た𝑑/𝑏 = 0.5, 1.0の矩形および楕円断面に対する heave減衰力

係数と，𝑑/𝑏 = 1.0の矩形断面に対する source methodの式(3.4.10)を示す．Source methodは周波数ゼロ

と周波数無限大の極限で正しく漸近しており，その間の傾向も定性的には非合理的ではなく，3 次元に拡

張することを見据え式の簡潔さも加味すると，source methodの式(3.4.10)を簡易算式のベースとすること

は有効と思われる． 
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Fig. 3.23 Normalized heave damping coefficient 𝑏33/𝜌𝐵2𝜔𝑒 of rectangular and ellipse section and source method against 𝐾𝑏. 
 

 続いて，断面形状の影響を調べるため，断面積係数𝜎 = 0.6, 𝜋/4,0.9,1のルイスフォーム断面および矩形断

面の𝐾𝑏 = 0.1, 1.0における𝑏33/(𝜌𝐵
2𝜔𝑒)を，𝑑/𝑏および𝑑𝜎

2/𝑏を横軸にとって比べたものを Fig. 3.24に示す．

Fig. 3.24より，𝑑𝜎2/𝑏によって傾向が整理されていることから，断面の痩せの影響は“喫水𝑑𝜎2の矩形”と

みなすことで，𝑏33を簡単に推定できると考えられる．  

 

 
Fig. 3.24 Normalized heave damping coefficient 𝑏33/(𝜌𝐵2𝜔𝑒) against 𝑑/𝑏 (left) and 𝑑𝜎2/𝑏 (right). 

 

以上の検討を踏まえ，まずは 2次元 heave減衰力係数を source methodの式によって定義し，3次元に

拡張する．いま，幅𝐵𝑤(𝑥)，喫水𝑑，断面積係数𝜎(𝑥)(≔ 𝐴𝑥(𝑥)/𝐵𝑤(𝑥)𝑑)の矩形断面を考えると，その 2次元

減衰力係数𝑏33(𝑥)は式(3.4.10)および Fig. 3.24の考察より次式によって近似できる． 

𝑏33(𝑥)

𝜌𝐵2𝜔𝑒
≅ 𝑓𝑏33 (

2

𝐾𝐵
sin

𝐾𝐵𝑤(𝑥)

2
)

2

𝑒−2𝐾𝑑{𝜎(𝑥)}
2
 (3.4.11) 

ここで𝑓𝑏33は周波数依存の補正係数で，2次元境界要素法の結果に合うように次のように定義した．  

where,   𝑓𝑏33(𝐾𝐵) = 0.09(𝐾𝐵)
2 − 0.24𝐾𝐵 + 0.7 (3.4.12) 

複数の幅喫水比𝐵/𝑑が0.1~0.5の範囲の複数の矩形断面について，𝑓𝑏33を考慮しない場合とした場合の提案
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式と，2次元境界要素法による無次元の 2次元減衰力係数𝐾𝑏33/𝜌𝐵𝜔𝑒の比較を Fig. 3.25に示す．𝑓𝑏33によ

って正しく補正されており，𝐵/𝑑に依らず適用可能であることが分かる． 

 

  

Fig. 3.25 Comparison of damping coefficient 𝐾𝑏33/𝜌𝐵𝜔𝑒 without 𝑓𝑏33 (left) and considering 𝑓𝑏33 (right) between the 
proposed formula and the results of 2D-BEM calculation for rectangular sections (𝐵/𝑑 = 0.1~0.5). 

 

式(3.4.11)を用いて，3次元の heave, pitch減衰力係数の無次元値を次のように表す． 

𝐵33
𝜌𝐿𝐵2𝜔𝑒

= ∫
𝑏33(�̅�)

𝜌𝐵2𝜔𝑒
d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

= ∫ {�̅�𝑤(�̅�)}
2𝑒−2𝐾𝑑{𝜎(�̅�)}

2
d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

≅ 𝑒−2𝐾𝑑𝑒∫ {�̅�𝑤(�̅�)}
2d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

(3.4.13) 

   
𝐵55

𝜌𝐿3𝐵2𝜔𝑒
= ∫ �̅�2

𝑏33(�̅�)

𝜌𝐵2𝜔𝑒
d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

= ∫ �̅�2{�̅�𝑤(�̅�)}
2𝑒−2𝐾𝑑{𝜎(�̅�)}

2
d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

≅ 𝑒−2𝐾𝑑𝑒∫ �̅�2{�̅�𝑤(�̅�)}
2d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

(3.4.14) 

最後の変形では，断面の代表喫水𝑑{𝜎(𝑥)}2を平均化した等価喫水を𝑑𝑒と表すことで，𝑒
−2𝐾𝑑{𝜎(�̅�)}2の積分を

簡略化している．𝑑𝑒は水面下形状の痩せ具合を意味する竪柱形係数𝐶𝑣𝑝の関数として次式によって表せると

考えられる． 

𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑣𝑝
𝑛  (3.4.15) 

この式は𝐶𝑣𝑝 = 1,0のときそれぞれ𝑑, 0をとるため，上下限については正当性を持つ．𝑛はその間を繋ぐ𝐶𝑣𝑝の

感度に対応するパラメータであり，境界要素法による値と合うように決定した結果，𝐵33については𝑑𝜎
2の

傾向と同じく𝑛 = 2，𝐵55については𝑛 = 4となった．𝐵55の𝑛の値が大きいのは，𝐵33より船首尾における𝜎(𝑥)

の重みが大きく，水面下の痩せに対する感度が強いためと推察できる．最後に，�̅�𝑤(�̅�)の分布を付加質量と

同様に式(3.2.8)の冪関数�̅�𝑤
Pow(�̅�)で近似する事で，結局次に示す減衰力係数の簡易算式を得た． 
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𝐵33

𝜌𝐿𝐵2𝜔𝑒
≅ 𝑓𝑏33𝑒

−2𝐾𝑑𝐶𝑣𝑝
2 2𝐶𝑤

2

𝐶𝑤 + 1
                                    (Proposed) (3.4.16) 

𝐵55
𝜌𝐿3𝐵2𝜔𝑒

≅ 𝑓𝐵55𝑓𝑏33𝑒
−2𝐾𝑑𝐶𝑣𝑝

4 𝐶𝑤
2

6(3 − 2𝐶𝑤)(3 − 𝐶𝑤)
  (Proposed) (3.4.17) 

ここに，𝑓𝐵55は𝐵55に対する 3 次元影響による動揺周波数依存の補正係数である．𝐵33については 3 次元影

響が殆どないことが確認されたため，𝑏33(𝑥)の積分値をそのまま𝐵33としている．𝑓𝐵55は，2𝜋/𝐾𝐿 =0.5~1.5

の範囲に着目し次式のように決定した． 

𝑓𝐵55(𝐾𝐿) = {0.86 (
2𝜋

𝐾𝐿
)
2

− 0.97 (
2𝜋

𝐾𝐿
) + 1.34}

−1

 (3.4.18) 

船速 0knot, 𝜆/𝐿 = 0.5, 0.7, 1.0, 1.5における heave, pitch の無次元減衰力係数（�̅�33 = 𝐾𝐵33/𝜌𝐵𝐿𝜔𝑒 , �̅�55 =

𝐾𝐴55/𝜌𝐵𝐿
3𝜔𝑒）の，提案式と 3次元 Green関数法による計算値との比較を Fig. 3.26に示す．実用的な精

度を有していることが分かる． 

 

  

Fig. 3.26 Comparison of damping force coefficients �̅�33(left) and �̅�55(right) between the proposed formula and 3D-Panel 
method (0kt). 

 

3.4.3 Rollの付加質量 

Rollの付加質量は rollの固有周期の推定に必要な量である．固有周期の推定という目的で，加藤は付加

質量を含めた慣性モーメント𝑀44 + 𝐴44の推定式を実験により与えている[72, 73]．しかし，同推定式は上甲板

面積や上部構造物の側面積の情報を必要とし，1951 年当時の船種に依存する係数があり現在の船舶に適

用することの疑義が指摘されている[74]．また，International Code on Intact Stability (ISコード)[75]では

付加質量影響を含めた横環動半径の𝐿, 𝐵, 𝑑のみを用いた簡易式が示されているが，船体の痩せの情報は反

映されておらず，また式の次元も統一されていないため物理的意味を持たないものである． 

 以上に対し本研究では，現存する実際の商船に対する重心回りの𝐴44の簡易推定式を理論的考察に基づ

き新たに開発する．Roll の付加質量は水面下の形状や周波数依存性が複雑で，その簡易推定は heave や

pitch に比べ難しい．しかしながら幸いなことに，通常の船舶の慣性モーメント𝑀44 + 𝐴44のうち主要なの
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は𝑀44の方で，roll の推定に当たっては𝐴44の高い推定精度を求められるわけではないため，本研究では簡

便性に重きを置き，大まかな傾向を捉えた算式の開発を目指す． 

Roll の付加質量に関する過去の理論的検討については，heave と同じく，2 次元のルイスフォーム断面

に対する，周波数無限大および周波数ゼロにおける解析解が Lewis[60]や Landweber[61]，別所[62]によって

導かれている．そこで本研究では，前 3.4.1項と同様のアプローチで，まず周波数無限大およびゼロの 2次

元付加質量の断面形状に対する傾向を調べ，続いて周波数に対する傾向を調べたうえで，3 次元に拡張す

ることで簡易推定式を導く． 

原点（喫水）まわりの rollの 2次元付加質量の周波数無限大における値𝑎44
∞および周波数ゼロにおける値

𝑎44
0 は，水平板(𝑑/𝑏 = 0)のときそれぞれ𝑎44

∞ = 𝜋𝜌𝑏4/16, 𝑎44
0 = 𝜌𝑏4/𝜋に，垂直板(𝑏/𝑑 = 0)のとき𝑎44

∞ = 𝜋𝜌𝑑4/

16, 𝑎44
0 = 𝜌𝑑4/𝜋となることが知られている．そこで，ルイスフォーム断面の𝑎44

∞の解析解を𝜋𝜌𝑏4/16で正規

化して𝑑/𝑏について整理した図を Fig. 3.27 左に，それぞれ𝜋𝜌𝑑4/16で正規化して𝑏/𝑑について整理した図

をそれぞれ Fig. 3.27右に示す．また，𝑎44
0 の解析解についても同様に𝜌𝑏4/𝜋で正規化したものを Fig. 3.28

左，𝜌𝑏4/𝜋で正規化したものを Fig. 3.28右に示す．両図には実際の船舶の半幅喫水比2𝑑/𝐵の範囲も示して

おり，その範囲では Fig. 3.27, Fig. 3.28左図の，𝜌𝑏4で除した量の方が傾向を捉えるのに適していること

が見て取れる．半円断面では roll方向に力が作用しないため，Fig. 3.27, Fig. 3.28より半円断面では𝑎44
∞ =

𝑎44
0 = 0となっている．このことからも，断面の痩せに対する傾向は heaveの付加質量よりも複雑であると

言える．2 次元付加質量の算式に対して断面の痩せの複雑な傾向を考慮した場合，3 次元付加質量への拡

張するときの積分操作が困難になるため，本研究では 2次元付加質量の形状影響は簡単に水線幅の 4乗に

比例するものとし，3次元付加質量に拡張する際に水面下の形状影響を補正係数として扱うことにする． 

続いて𝑎44の周波数依存性を調べるため，𝑑/𝑏 = 0.25,0.5, 1.0の矩形および楕円断面（円断面は 0なので省

略）に対して原点回りの roll付加質量𝑎44を 2次元境界要素法によって計算し，𝜌𝑏4/𝜋で正規化して横軸を

𝐾𝑏にとった図を Fig. 3.38に示す．Fig. 3.38には rollの推定に意味を持つ周波数帯として𝜆/𝐵 = 1~100の

範囲も示している．Fig. 3.38より，周波数無限大およびゼロではそれぞれ定数値に漸近するが，中間の周

波数帯では𝜆/𝐵 = 1~100の範囲内でも上に凸の部分と下に凸の部分を持ち，複雑な傾向を示している．し

たがって，断面形状および周波数域のどちらも広い範囲を扱おうとすると，簡易算式によって精度を保つ

ことは難しいと推定される．ただし，𝑑/𝑏 = 0.5の矩形断面に着目すると周波数依存性が殆どみられず，

𝑑/𝑏 = 0.25の浅喫水の矩形断面でも周波数依存性は大きくなく，したがって，周波数依存性は簡単のため

無視することとする．また，横波中における rollの同調周期としての範囲（𝜆/𝐵 > 5）を見ると，周波数無

限大よりもゼロの値の方が近いため，周波数ゼロの値𝑎44
0 = 𝜌𝑏4/𝜋をベースとすることにする． 
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Fig. 3.27 Normalized roll added mass of high frequency of Lewis-Forms. Left: 𝑎44∞ /(𝜋𝜌𝑏4/16) against 𝑑/𝑏, right: 
𝑎44
∞ /(𝜋𝜌𝑑4/16) against 𝑏/𝑑. 

 

 

Fig. 3.28 Normalized roll added mass of low frequency of Lewis-Forms. Left: 𝑎440 /(𝜌𝑏4/𝜋) against 𝑑/𝑏, right: 𝑎440 /(𝜌𝑑4/𝜋) 
against 𝑏/𝑑. 
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Fig. 3.29 Normalized roll added mass 𝑎33/(𝜌𝑏4/𝜋) of rectangular and ellipse section against 𝐾𝑏. 

 

以上の考察から，重心まわりの rollの付加質量の算式を開発する．まず，原点（喫水高さ）まわりの

断面の 2次元 roll付加質量を𝑎44
𝑂 (𝑥)と表し，この値を幅𝐵𝑤(𝑥)の水平板の周波数ゼロの付加質量で近似す

る： 

𝑎44
𝑂 (𝑥) ≅

𝜌

16𝜋
{𝐵𝑤(𝑥)}

4 (3.4.19) 

ここで，𝐵𝑤(𝑥)の分布を式(3.2.8)の冪関数𝐵𝑤
Pow(𝑥)で近似した場合，原点まわりの 3次元 roll付加質量𝐴44

𝑂

の𝐶𝑤に対する依存性は 

𝐴44
𝑂

𝜌𝐵4𝐿/16𝜋
≅ 𝑓𝐴44𝑂

∫ {�̅�𝑤
Pow(�̅�)}4d�̅�

�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

= 𝑓𝐴44𝑂
24𝐶𝑤

4

(𝐶𝑤 + 1)(2𝐶𝑤 + 1)(3𝐶𝑤 + 1)
 

≅ 𝑓𝐴44𝑂
𝐶𝑤
2.25 

(3.4.20) 

と表せる．ここで，𝑓𝐴44𝑂
は水面下形状の補正係数である．最右辺の近似による精度低下は Fig. 3.30にみら

れるように殆どない． 

 

                    

Fig. 3.30 Comparison of 24𝐶𝑤4/(𝐶𝑤 + 1)(2𝐶𝑤 + 1)(3𝐶𝑤 + 1) and 𝐶𝑤2.25. 
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式(3.4.20)の補正係数𝑓𝐴44𝑂
の傾向を調べるため，3次元境界要素法によって得た𝜆/𝐿 = 0.7, 3.0における154

隻の実船の𝐴44
𝑂 と式(3.4.20)の値𝜌𝐵4𝐿𝐶𝑤

2.25/16𝜋の比をとり，𝑑/𝐵で整理した図を Fig. 3.31に示す．Fig. 3.31

には Fig. 3.28に示したルイスフォーム断面（𝜎 = 1）の周波数ゼロにおける 2次元付加質量𝑎44
0 /(𝜌𝑏4/𝜋)の

解析解も示しており， 𝑓𝐴44𝑂
の𝑑/𝐵に関する変化はおおむねその傾向に従っていることから，3次元付加質量

の喫水影響は 2次元と同じであることがわかる．喫水が 0から深くなるにつれ減少するのは船底面と側壁

の寄与が相殺関係にあるためであり，喫水がさらに深くなると側壁の寄与が主となって𝑎44 ∝ 𝑑
4の傾向に

移るため急激に上昇する．また𝑓𝐴44𝑂
の周波数依存性は大きくないため，𝑓𝐴44𝑂

を𝑑/𝐵の関数として定義するこ

とで，3次元付加質量𝐴44
𝑂 の簡易算式を得ることができると考えられる． 

 

 

Fig. 3.31 Tendency of the ratio of roll added mass 𝐴33𝑂  obtained by calculation and formula 𝜌𝐵4𝐿𝐶𝑤2.25/16𝜋 against 𝑑/𝐵 for 
actual 154 ships. 

 

求めたい量は重心周りの付加質量𝐴44であり，𝐴44
𝑂 から𝑂𝐺̅̅ ̅̅ (= 𝑧𝐺)と𝐴24, 𝐴22を用いて変換することができる

が，ここでは簡単のため𝑂𝐺̅̅ ̅̅ の影響を補正係数に含めることにする．Table 2.2より𝑂𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵はせいぜい−0.1~ +

0.2までの範囲にあり，重心高さが喫水線に近い船が多いことを踏まえると，Fig. 3.32に示すように，𝐵 × 𝑑

の矩形の重心まわりの rollによって動かされる流体量は（自由表面影響を無視すれば）𝐵 × 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ の矩形の原

点まわりの roll によって動かされる流体量によって近似できると考えられる．したがって𝐴44
𝑂 の推定式で

𝑑/𝐵 → 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵と置き換えれば，それが𝐴44
𝑂 から𝐴44の変換になると考えられる．Fig. 3.33 に，3 次元境界要

素法によって得た𝜆/𝐿 = 0.7, 3.0における 154 隻の実船の𝐴44と式(3.4.20)の値𝜌𝐵4𝐿𝐶𝑤
2.25/16𝜋の比をとり，

𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵で整理した図を示す．𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵に対する傾向は Fig. 3.31における𝑑/𝐵に対する傾向に近く，𝑑/𝐵 → 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵

と置き換えることは一定の妥当性を有することが分かる．Fig. 3.33 に示す近似曲線は，𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵 = 0のとき

水平板の値に一致すると考え𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵 = 0のとき 1かつ傾きが 0となるよう関数形を選び，2次および 3次の

係数は数値計算結果に合うように決定している． 

なお Fig. 3.33 中に示す通り、𝑑/𝐵とは違って𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵には現実的にとりうる上限があり，およそ𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵 <

0.5であることを特筆しておく．というのも，重心はメタセンタよりも低い位置になければならないため 

𝐾𝐺̅̅ ̅̅

𝐵
<
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𝐵
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1

12

𝐵

𝑑
+
1

2

𝑑

𝐵
 (3.4.21) 

0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

fA
44

O
 =

 A
44

O
/(ρ

LB
4 C

w
2.

25
/1

6π
)

d/B

λ/L=0.7

λ/L=3.0

Analytical solution of 
𝑎44
0 /(𝜌𝑏4/𝜋) 
(Lewis form, 𝜎 = 1)  



54 

 

が成り立つ 3)．ただし，右辺の近似では箱型船型(𝐶𝑏 = 1)を仮定した．これより𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵が 0.5 を超えられる

のは𝑑/𝐵 < 0.2の浅喫水の船舶で，そのような軽い船舶で𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵が 0.5 を超えることは現実にはあり得ない

ためである． 

 

 

Fig. 3.32 Schema of 𝐴44 of rectangular 𝐵 × 𝑑 approximated by 𝐴44𝑂  of rectangular 𝐵 × 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ . 
 

 
Fig. 3.33 Tendency of the ratio of roll added mass 𝐴33𝑂  obtained by calculation and formula 𝜌𝐵4𝐿𝐶𝑤2.25/16𝜋 against 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵 

for actual 154 ships. 
 

 以上の考察から，𝐴44に対する補正係数𝑓𝐴44を Fig. 3.33中の𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵の近似曲線として定義し，結局次の重

心まわりの roll付加質量𝐴44の簡易算式を得た． 

𝐴44
𝜌𝐵4𝐿

≅ 𝑓𝐴44  
𝐶𝑤
2.25

16𝜋
  (Proposed) 

where,   𝑓𝐴44 = 1 − 10.6 (
𝐾𝐺̅̅ ̅̅

𝐵
)

2

+ 17(
𝐾𝐺̅̅ ̅̅

𝐵
)

3

 

(3.4.22) 

無次元値𝐴44/𝜌𝐵
4𝐿(= �̅�44/𝐾𝐵)について，提案算式(3.4.22)と実際の 154隻の船舶の 3次元境界要素法に

よる計算値とを比較したものを Fig. 3.34に示す．Fig. 3.34より，提案算式は数値計算値と相関がみられ，

一定の精度を有していることがわかる．Fig. 3.34は heave, pitch（Fig. 3.22）と比べると推定精度が低い

ようであるが，本項冒頭で述べた通り，roll の慣性モーメント𝑀44 + 𝐴44のうち主要なのは𝑀44であるため

それほど高い精度は求められない．そこで，提案算式の𝐴44を用いた場合と，数値計算値の𝐴44を用いた場

合の rollの同調波長を比較する．慣性力，復原力，付加質量の和(�̅�44 − �̅�44 − �̅�44)が最小になるような𝜆/𝐵
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を同調波長とみなし，154隻についてそれらを比較したものを Fig. 3.35に示す．ただし提案算式における

�̅�44, �̅�44の値は数値計算値と同じ値を用いている．Fig. 3.35は非常に良い相関となっており，rollの推定を

行うには式(3.4.22)の精度でも十分であることが確認できる．  

 

 

Fig. 3.34 Comparison of 𝐴44/𝜌𝐵4 between proposed formula and numerical calculation. 
 

 

Fig. 3.35 Comparison of 𝜆/𝐵 which minimize �̅�44 − �̅�44 − �̅�44 between proposed formula of 𝐴44 and numerical 
calculation. 
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3.5 Scattering流体力 

 Scattering流体力は，radiation流体力と同様に流場解析を必要とする成分で，周波数，船速，波向きの

いずれの条件にも依存するため，精度の良い簡易算式の開発は難しい成分である．その計算法としては，

定義通り scattering 速度ポテンシャル𝜑7を積分する方法の他，Haskind-Newmann の関係[76]を用いて波

浪強制力を計算する方法，相対運動の仮定に基づき radiation流体力係数によって近似的に scattering流

体力を定義する方法[77]が知られている．Haskind-Newmannの関係を用いる場合，減衰力係数から波浪強

制力の振幅を得ることはできるが，位相の情報には Kochin関数（radiation速度ポテンシャルの積分）が

必要になるため，ここでは付録 A の A.4.5 項に示した相対運動の仮定に基づき，heave および pitch の

scattering流体力の簡易算式を開発することにする． 

 単位長さあたりの heave 方向の 2 次元 scattering 流体力𝑓3̅
𝑆2D(𝑥)は，式(A.4.18)より，代表深さを𝑑′(𝑥)

とし，2次元 radiation流体力係数を用いて次式のように近似できる． 

𝑓3̅
𝑆2D(𝑥) =

𝑓3
𝑆2D(𝑥)

𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵
≅ −

𝜔𝑒
𝜔
𝑒−𝑘𝑑

′(𝑥)𝑘𝐵 {
𝑎33(𝑥)

𝜌𝐵2
+
𝑏33(𝑥)

𝑖𝜌𝐵2𝜔𝑒
} 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅� (3.5.1) 

ここで𝑎33/𝜌𝐵
2 = 𝜋�̅�𝑤

2/8，𝑏33/𝜌𝐵
2𝜔𝑒 = 𝑒

−2𝐾𝑑′�̅�𝑤
2とおき，さらに相対運動の仮定で無視される船幅方向の波

形変化の影響を考慮するため，Froude-Krylov 力と同じ�̅�𝑤に関する係数（幅方向の波形の積分値）

(2/�̅�𝑤) sin(�̅�𝑤/2)を考慮[46]して次の表示を得る． 

𝑓3̅
𝑆2D(𝑥) ≅ −

𝜔𝑒
𝜔
𝑒−𝑘𝑑

′(𝑥) (
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)𝑘𝐵 (

𝜋

8
− 𝑖𝑒−2𝐾𝑑

′(𝑥)) {�̅�𝑤(𝑥)}
2𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅� (3.5.2) 

以上を用いて，3次元 scattering流体力�̅�𝑖
𝑆を，移流項を無視して次式のように表す． 

�̅�3
𝑆 = ∫ 𝑓3̅

𝑆2D(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

= −
𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝐵 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)∫ 𝑒−𝑘𝑑

′(�̅�) (
𝜋

8
− 𝑖𝑒−2𝐾𝑑

′(�̅�)) {�̅�𝑤(�̅�)}
2𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�d�̅�

𝑥𝐹

𝑥𝐴

              

≅ −
𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝐵 (

𝜋

8
− 𝑖) 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
) ∫ {�̅�𝑤(�̅�)}

2 cos �̅�𝑙�̅� d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

(3.5.3) 

�̅�5
𝑆 = −∫ �̅�𝑓3̅

𝑆2D(�̅�)d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

= −
𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝐵 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)∫ 𝑒−𝑘𝑑

′(�̅�) (𝑖
𝜋

8
+ 𝑒−2𝐾𝑑

′(�̅�)) {�̅�𝑤(�̅�)}
2 ∙ �̅�𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�d�̅�

𝑥𝐹

𝑥𝐴

 

≅ −
𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝐵 (

𝜋

8
− 𝑖) 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)∫ {�̅�𝑤(�̅�)}

2�̅� sin �̅�𝑙�̅� d�̅�
�̅�𝐹

�̅�𝐴

 

(3.5.4) 

式(3.5.3),(3.5.4)の最後の変形に関して，スミス修正係数𝑒−𝑘𝑑
′(𝑥)の積分値に対応する等価喫水は Froude-

Krylov 力と同様𝑑𝑒 = 𝑑𝐶𝑏/𝐶𝑤とし，また，減衰力係数𝑒
−2𝐾𝑑′(𝑥)の積分値に対応する等価喫水については，

scattering流体力に関しては喫水の影響が小さい事を確認し𝑑𝑒 = 0とした．ここで，�̅�𝑤(�̅�)の分布をFroude-

Krylov 力と同じく浮面心 LCF を中心とした面積𝐶𝑤𝐵𝐿の矩形で近似することで，結局次の簡易算式を得

る． 

�̅�3
𝑆 ≅ −

𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝐵 (𝑓ℜ[𝐸𝑠3]

𝜋

8
− 𝑖𝑓ℑ[𝐸𝑠3]) 𝑒

−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

�̅�𝑙
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2
)                            (Proposed) (3.5.5) 

�̅�5
𝑆 ≅ −

𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝐵 (𝑖𝑓ℑ[𝐸𝑠5]

𝜋

8
+ 𝑓ℜ[𝐸𝑠5]) 𝑒

−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)
1

�̅�𝑙
{(
2

�̅�𝑙
+ 2𝑖�̅�𝑓) sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2

− 𝐶𝑤 cos
𝐶𝑤�̅�𝑙
2
} 

(Proposed)  

(3.5.6) 
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ここに，補正係数を次のように定義した． 

{
 
 

 
 𝑓ℜ[𝐸𝑠3] = 0.48𝜆/𝐿 + 0.53

𝑓ℑ[𝐸𝑠3] = 0.13𝜆/𝐿 + 0.27

𝑓ℜ[𝐸𝑠5] = −0.08𝜆/𝐿 + 0.36

𝑓ℑ[𝐸𝑠5] = 0.52𝜆/𝐿 + 0.56

 (3.5.7) 

 

 

 

  

Fig. 3.36 Comparison of scattering force ℜ[�̅�3𝑆] (left) and ℑ[�̅�3𝑆] (right) between the proposed formula and 3D-Panel method 
(5kt). 
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Heave, pitch の scattering 流体力の提案算式と 3 次元 Green 関数法による数値計算値との比較を Fig. 

3.36,Fig. 3.37にそれぞれ示す．Heaveには一定の相関がみられるが，pitchについては精度がやや低下し

ている．簡易算式の開発の過程で，相対運動の仮定，船体形状の近似，radiation 流体力係数の近似など

種々の近似を適用しており，さらに 3次元影響，前進速度影響などは無視しているため，scattering流体

力は他の成分に比べ精度を確保することは難しい成分である．そのため，各流体力成分の簡易式を運動の

応答関数に代入した際に，scattering流体力の推定精度が全体のボトルネックになる． 

 

 

  

Fig. 3.37 Comparison of scattering force ℜ[�̅�5𝑆] (left) and ℑ[�̅�5𝑆] (right) between the proposed formula and 3D-Panel method 
(5kt). 
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 続いて，横波中における heaveの支配要因の抽出に適した形として，横波中に限定した場合の heaveの

scattering流体力の 3次元付加質量および減衰力係数を用いた表示式を示す．相対運動の仮定は通常 2次

元問題で扱われるが，3 次元の場合も横波中では同様の考え方をする事ができ，次のように速度ポテンシ

ャルを近似できる． 

𝜑7 ≅ (𝑖𝜑2 − 𝜑3)𝑘𝑒
𝑘𝑧0 

∴ 𝐸𝑖
𝑆 ≅ 𝜁𝑎𝜔

2𝑒𝑘𝑧0(𝑖𝑇𝑖2 − 𝑇𝑖3)   (in beam sea) 
(3.5.8) 

これより，流速の代表位置を𝑧0 = −𝑑𝑒として𝑇𝑖𝑗の縦運動と横運動の連成功が 0 であることを考慮すると，

3次元の scattering流体力は次のように表せる． 

�̅�3
𝑆 ≅ −𝑒−𝑘𝑑𝑒 (

2

𝑘𝐵
sin

𝑘𝐵

2
) (�̅�33 − 𝑖�̅�33) (3.5.9) 

ここで，(2/𝑘𝐵) sin(𝑘𝐵/2)は式(3.5.2)と同様の，横波短波長における誤差を埋めるための幅方向の波形の積

分値である．流速の代表位置は計算値と合うように実部と虚部それぞれに対して決め，結局次の式を得た． 

�̅�3
𝑆 ≅ (

2

𝑘𝐵
sin

𝑘𝐵

2
) (−1.1𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝�̅�33 + 𝑖𝑒

0.5𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝
2
�̅�33)    (Proposed, in beam sea) (3.5.10) 

本算式と 3次元 Green関数法による数値計算値との比較を Fig. 3.38に示す．ただし，提案式においても，

�̅�33, �̅�33は数値計算値を用いている．Fig. 3.38より，�̅�33, �̅�33によって横波中の�̅�3
𝑆をよく近似できることが

分かる． 

 

  

Fig. 3.38 Comparison of scattering force ℜ[�̅�3𝑆] (left) and ℑ[�̅�3𝑆] (right) between the proposed formula and 3D-Panel method 
in beam sea. 
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3.6 結言 

 本章では，船種や積み付け条件によらず適用することのできる，船型パラメータ（𝐿, 𝐵, 𝑑, 𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑚, LCF, 

LCB, 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ ）を用いた各流体力成分の簡易算式を開発した．主要な成分である復原力および Froude-Krylov力

については全自由度について示し，加えて radiation, scattering流体力については復原力のある運動モー

ド（heave, pitch, roll）についてのみ示した．ただし，減衰力係数および scattering流体力については roll

を対象外とした．成分毎に書き下すと次のとおりである． 

◆ 復原力係数：  6×6成分のうち非ゼロの全成分 

◆ Froude-Krylov力： 全 6自由度方向 

◆ 付加質量：  heave, pitch, rollの対角項 

◆ 減衰力係数：  heave, pitchの対角項 

◆ Scattering流体力： heave, pitch 

 

流体力成分ごとに得られた結果を以下に示す． 

◆ 復原力係数 

1. 復原力係数は船体の水面の船体表面上の静水圧の積分（および重心位置）から得られる，最も基

本的で簡単な成分である．Pitch, rollの復原力係数はそれぞれ縦メタセンタ高さ𝐺𝑀̅̅̅̅̅，横メタセン

タ高さ𝐺𝑀̅̅̅̅ �̅�から容易に求まる量であるが，これらの値を未知とし，船体の主要目から求めること

のできる近似式を示した． 

2. Pitchの復原力係数𝐶55および水線面二次モーメント係数𝐶𝑤2を，水線幅の船長方向分布𝐵𝑤(𝑥)を水

線面積係数𝐶𝑤によって一意に定まる形状に近似することで，𝐶𝑤を用いた式で示した．痩せ型船型

については𝐵𝑤(𝑥)を台形分布で近似，肥大船型については冪関数で近似した場合に実船の𝐶55との

一致度がよかったため，どちらの範囲でも一致度が高くなるように𝐶𝑤の近似式を示した．結果，

𝐶𝑤の二次関数によって無次元復原力係数�̅�55を高精度で推定できる式を示した． 

3. Roll の復原力係数𝐶44は，横メタセンタ高さを𝐺𝑀̅̅̅̅̅ = 𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅ + 𝐾𝐵̅̅ ̅̅ − 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ と分解して重心高さ𝐾𝐺̅̅ ̅̅ を既

知とし，浮面心高さ𝐾𝐵̅̅ ̅̅ および横メタセンタ半径BM̅̅ ̅̅ の近似式を示すことで算式を求めた．𝐾𝐵̅̅ ̅̅ はキ

ールおよび竪柱形係数𝐶𝑣𝑝によって近似し，𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅は𝐶55と同じく水線幅分布をいくつかの関数で近

似した場合の式を示し，それを踏まえた𝐶𝑤の冪関数の近似式を示した．結果，𝐾𝐺̅̅ ̅̅ , 𝑑, 𝐵, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑏が既

知の場合に𝐺𝑀̅̅̅̅̅および𝐶44を高精度で推定できる簡易式を示した． 

◆ Froude-Krylov力 

1. Froude-Krylov力は復原力係数と同じく，既知関数の船体表面上の積分で定義される量であるた

め，船体形状を船舶の 8つの船型パラメータ（𝐿, 𝐵, 𝑑, 𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑚, 𝑥𝑓(= LCF − LCB), 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ ）によって

一意に定まる関数で近似し，積分計算ではガウスの勾配定理を適用することで，Froude-Krylov

力を船型パラメータと波条件を変数に持つ初等関数で示すというアプローチをとった． 

2. 物理的，幾何学的考察に基づき，かつ長波長域の漸近値が正しい値をとるように，6 自由度モー

ド毎に船体を適切な形状で近似した．長波長域の漸近値は，surge, sway, heave力については厳

密値に，roll, pitch, yawモーメントについては復原力係数等を船型パラメータで近似した値に近

づく．仮定する船型の中心位置を，𝑛𝑥, 𝑛𝑦に関する項については LCB，𝑛𝑧に関する項については

LCFとすることで，入射波に対する位相差の情報を適切に考慮した．また，rollと pitchについ
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てはメタセンタ高さ（復原力係数）が既知の場合の式についても示した．同表現は，次章におけ

る応答関数の支配要因の抽出に適したものである． 

3. 得られた算式は複素振幅で示しているため位相の情報も含むものである．いずれのモードについ

ても，船型，波条件（波向き，波長）によらず良好な精度を有することが確認された． 

◆ 付加質量および減衰力係数 

1. まず 2次元付加質量・減衰力係数の断面形状および周波数に対する傾向を調べ，近似式で示した

うえで，それを船長方向に積分することで船型影響を考慮した 3次元付加質量・減衰力係数の式

を求めるというストリップ法的アプローチをとった． 

2. Heave, pitchの付加質量は，周波数無限大における水平板の 2次元 heave付加質量をベースに 3

次元に拡張することで水線面積係数𝐶𝑤の影響を考慮し，喫水と周波数の影響は係数で考慮した．

Heave, pitchの減衰力係数は，source methodによる矩形断面に対する 2次元減衰力係数をベー

スに，断面の痩せの影響が喫水で考慮できることを確認のうえ，3 次元に拡張する際に水線面係

数𝐶𝑤の影響および竪柱形係数𝐶𝑣𝑝（水面下の痩せ）の影響を考慮した．いずれも縦運動の重要と

なる周波数帯で，船型によらず良好な精度を有する式が得られた． 

3. Rollの付加質量については，実用的な周波数帯では周波数ゼロの値が近いことを確認し，簡単に

周波数ゼロにおける水平板の 2次元付加質量をベースとし，それを 3次元に拡張する際に水線面

係数𝐶𝑤の影響を考慮した．水面下の形状影響は複雑であるが，3 次元付加質量が𝑑/𝐵によってあ

る程度整理されることを確認した上で，原点回りから重心まわりの値への変換も同時に考慮する

ために，𝑑/𝐵ではなく 𝐾𝐺̅̅ ̅̅ /𝐵に依存する補正係数を与えた．得られた簡易算式は，heave, pitchの

付加質量の簡易算式に比べると精度は低いが，rollの固有周期を推定する上では十分な精度を有

する式であることを確認した． 

◆ Scattering流体力 

1. Heave, pitchの scattering流体力を，2次元 heave方向 scattering流体力を船長方向に積分す

ることで示した．2次元流体力は，相対運動の仮定によって radiation流体力係数によって表し，

さらに radiation流体力係数を簡略化した．水線幅を Froude-Krylovと同様に仮定することで船

長方向へ拡張し，3次元流体力を得た．結果，計算結果と一定の相関が確認される式が得られた． 

2. Scattering 流体力は，波向き，波長，船速に依存するため簡易に推定することは比較的難しく，

開発した算式も他の成分に比べ推定精度が低い．各流体力成分の簡易式を運動の応答関数に代入

した際には scattering流体力の精度が全体のボトルネックになると考えられる． 

3. また，次章で横波中の heave の支配要因の抽出に用いるために，横波に限定した場合の 3 次元

scattering流体力の，heaveの 3次元付加質量・減衰力係数を用いた近似式を示した． 
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第 4 章  規則波中の船体応答に対する船型影響と簡易推定式の開発 

4.1 緒言 

前 2章では波浪中応答の船型影響の検討に適した新しい数学船型を開発し，前 3章では流体力の船型影

響を調べた上で重要な成分について簡易算式を提案した．続く本章では，波浪中応答，具体的には surge, 

pitch, heave, roll運動ならびに垂直曲げモーメントに対し，付録 Aで示した応答関数の式を基に各成分の

影響や関係について調べ，3 章で示した流体力の算式を用いて支配パラメータを抽出するとともに，船型

パラメータから計算することのできる応答関数の陽な簡易算式も提案する．さらに，2 章で開発した数学

船型を用いて各提案算式の精度検証を行い，抽出された支配パラメータの確認として感度解析も行う． 

波浪中運動や抵抗増加に対する船型影響を調べた研究は多数存在する[17, 20, 78]．Hearn は複数の研究に

よって得られた船型影響をまとめてレビューしており[79]，それによると，基本となる船型パラメータや算

式の基底の選択はおのおのの研究者によって異なり，さらに傾向も必ずしも一致していないようである．

すなわち，母船型や波条件が異なればケースバイケースで傾向も異なるのである．また基本の船型パラメ

ータが定まっていないのは，いくつかの船型パラメータ間には強い相関（例えば𝐶𝑤と𝐶𝑏, 𝐶𝑤2）があり，得

られた応答から傾向を調べるだけではどのパラメータが本当に支配的であるか特定しにくいということが

一因であろう．そのような中で船型影響に関する有益な知見を得るには，数値的な検討だけでなく，やは

り基礎理論に基づくアプローチが必要とされる． 

理論的アプローチに基づいて船型影響を検討した数少ない研究として，Jensen による簡易算式の検討

が挙げられる[25, 26]．Jensenは船舶設計のコンセプト段階における簡易推定に活用されることを想定した，

波浪中の heave, pitch, roll運動および垂直曲げモーメントの応答関数の簡易算式を開発している．Jansen

の手法は，2 次元流体力をベースに 3 次元流体力に拡張し，それを組み合わせることで応答関数を構築し

ているという点では本研究と類似している．しかしながら，radiation/scattering流体力は非常に簡易的に

扱われており，各流体力成分に対する検証は行われていない．また，例えば heave, pitchの流体力の導出

で想定している船体形状は𝐿 × 𝐵 × 𝑑の箱船で，痩せの影響は方形係数𝐶𝑏を用いて幅を𝐵から𝐶𝑏𝐵に置き換

えるといった大胆な手法で，大まかな船体応答の傾向は捉えられているものの，船体形状の影響が適切に

考慮されているとは言い難い．これに対して本研究では，理論的検討を各流体力成分レベルで行っている

ためより合理性・透明性の高いものであり，さらに多数の船舶を用いた数値的検証を通してその適用範囲

も明確にしている． 

本章で検証に用いる船舶は，前 2.6節に示した 154隻のパラメータを有する松井船型としている．なお，

本研究では CSR[13]に倣い数値的検証では船速を 5knot としているが，船長が異なるので𝐹𝑛 = 0.04~0.11

の範囲をとる．理論的アプローチをとるうえで，船速影響については自由表面に起因する複雑な挙動を考

慮することは困難であるため，付録 Aに示すゼロスピードの流体力をベースに，波周波数と出会い波周波

数とを区別することで簡易的に扱っている．検証のための数値計算は，ゼロスピード Green関数を核関数

とした線形の 3次元 Green関数法プログラムに基づいている[37, 80]． 
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4.2 運動の特性と簡易算式 

本節では，波浪中船体運動の応答関数の特性を理論的・数値的に調べ，簡易算式を開発する．具体的に

は，それぞれの応答に対して運動方程式系の検討から行い，相互にキャンセルされる流体力成分あるいは

影響の無視できる要素を検討したのちに簡略化モデルを示し，前章で得た流体力の簡易算式を適用するこ

とで応答関数の推定算式を導出する．さらに，それを元に抽出した支配パラメータを用いたピーク値の近

似式等を提案するとともに，数学船型を用いた感度解析によって支配パラメータの確認を行う． 

 

4.2.1 Surge 

 波浪中の縦運動，すなわち heave, pitch, surge運動は，船体の重心と流体力の作用中心が異なるために

相互に連成する．しかしながら，surgeについては比較的影響の小さな radiation流体力のみを介してheave, 

pitchと連成するため，例えばストリップ法では独立な運動モードとして扱われることも多い．本節では，

surge の 1 自由度モデルの理論的根拠とその妥当性を検証し，簡易算式の提示および支配パラメータの確

認を行う． 

 

4.2.1.1 Surge運動の特性 

 Surgeの運動方程式は次のように表される． 

𝑋1(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀 + 𝑇11) = 𝐸1

𝐹𝐾 + 𝐸1
𝑆 − (𝑖𝜔𝑒)

2(𝑋3𝑇13 + 𝑋5𝑇15)    (3-DOF model) (4.2.1) 

この式のうち，𝑑, 𝐵 ≪ 𝐿の船舶では質量𝑀にくらべ radiation 流体力係数𝑇11は十分小さく，また前後対称

船の場合𝑇13 = 0であることから heave との連成影響も無視しうるものと予想される．加えて，𝐾𝐿の小さ

な長波長域では scattering流体力は式(C.2.10)より 

𝐸1
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2(𝑢1𝑇11 + 𝑢3𝑇13 + 𝑢5𝑇15
(0)) (4.2.2) 

と表される．式(4.2.2)を式(4.2.1)に代入し，𝑇15 = 𝑇15
(0) + (𝑈/𝑖𝜔𝑒)𝑇13

(0) ≅ 𝑇15
(0)としてかつ長波長域では運動が

波粒子運動に一致すると考えて𝑢𝑖 ≅ 𝑋𝑖とすると，radiation 流体力と scattering 流体力が相殺され運動方

程式は次式のように簡略化される． 

𝑋1(𝑖𝜔𝑒)
2𝑀 = 𝐸1

𝐹𝐾    (FK/M model) (4.2.3) 

この簡略化された surge の計算法に関する過去の研究のレビューをしておく．元良は，式(4.2.3)によって

合理的に surgeを推定できることを模型実験を通じて確認している[48]．これを根拠に，通常の𝑛𝑥を計算し

ないストリップ法では surge は式(4.2.3)によって独立な運動として推定される[3, 46]．一方で北川はストリ

ップ法において𝑛𝑥を計算し surge-heave-pitch 連成方程式を定式化したうえで連成影響を調査しており[81]，

それによると，式(4.2.3)から計算される surge は，実験と比べて振幅は良く合うが位相に若干の誤差が見

られるようである． 

3 自由度の式(4.2.1)から得られる surge を正とし，簡略化モデル(4.2.3)の妥当性について数値的検証を

行う．加えて，radiation/scattering流体力の影響と傾向を調べるため，次のモデルから得られる surgeに

ついても調べる． 
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𝑋1(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀 + 𝑇11) = 𝐸1

𝐹𝐾 + 𝐸1
𝑆    (1-DOF model) (4.2.4) 

 𝑋1(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀 + 𝑇11) = 𝐸1

𝐹𝐾    (FK/M+T model) (4.2.5) 

𝐿 = 160mのコンテナ船に対して，船速 5knot，波向き𝛽 = 180°, 60°, 0°において，式 (4.2.1),(4.2.3), 

(4.2.15),(4.2.16)の surgeの応答関数を比較したものを Fig. 4.1に示す．なお，Fig. 4.1には載せていない

が，式(4.2.1)において heaveの連成影響のみ無視した 2自由度モデルの surgeも計算した結果，船種，波

条件に依らず 3自由度モデル(4.2.1)の surgeとほぼ一致し，heaveの連成影響𝑋3𝑇13は殆ど無いことが確認

された． 

Fig. 4.1から以下のことが言える． 

a) FK/Mモデルによる surgeは 3-DOFモデルの surgeと大きく外れておらず，位相も含め良好な一

致を示している． 

b) FK/Mモデルの surgeと，それに radiation流体力係数𝑇11を考慮した FK/M+Tモデルの surgeの

差は高々3%程度で，𝑇11は大きくないことが分かる． 

c) 1-DOFモデルの surgeは 3-DOFモデルの surgeから離れているが，この差は pitchの連成影響を

無視していることが原因である．1-DOFモデルからさらに radiation/scattering流体力を無視した

FK/M モデルの方がむしろ正しい surge に近づいており，このことは即ち scattering 流体力𝐸1
𝑆が

pitch の radiation 流体力(−(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑋5𝑇15))とキャンセルする関係にあり，どちらか片方のみを考慮

することが surgeのモデルとして非合理的であることを意味する． 

 

続いて，船速の速いケースに対する適用性および傾向についても確認する．例として，同船舶が向い波

および追い波中を 20knotで航行する場合の応答関数を Fig. 4.2に示す．Fig. 4.2より，船速が早いと pitch

のに起因する移流項（−𝑖𝜔𝑒𝑈𝑇13
(0)𝑋3）が卓越するため FK/M モデルでは振幅・位相ともにやや差が現れる

ことが分かる．また，追い波で高速する場合は出会い波周波数𝜔𝑒 = 0となる波長が存在し，その場合 FK/M

モデルでは式(4.2.3)の分母が 0になり無限大に発散してしまう．実際に Fig. 4.2右図の𝜆/𝐿 = 0.4では𝜔𝑒が

0に近くなり振幅が過大になっている．しかし𝐵11の値自体とても小さいため，𝜔𝑒 = 0で surgeの振幅が過

大になることは 3-DOF モデルでも同じことであり，また式(4.2.3)からわかるように surge 加速度𝑋1𝜔𝑒
2は

𝜔𝑒 = 0でも有限値をとるため，必ずしも深刻な問題ではない． 
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Fig. 4.1 Comparison of RAO of surge motion for container ship among the exact 3-DOF model and simplified 1-DOF models 

in head sea (left), oblique sea (middle) and following sea (right) in the case of 5knot. 
 

 

 
Fig. 4.2 Comparison of RAO of surge motion for container ship among the exact 3-DOF model and simplified 1-DOF models 

in head sea (left) and following sea (right) in the case of 20knot. 
 

 

FK/Mモデルが有効であることが分かったため，対象船舶を増やした検証を行う．前 2.6節に示した 154

船型を対象に，船速 5kt，𝛽 = 180°, 90°, 0°，𝜆/𝐿 = 0.5, 0.7, 1.0, 1.5において FK/Mモデルと 3自由度の surge

の無次元振幅|�̅�1|(= |𝑋1|/𝜁𝑎)を比較したものを Fig. 4.3に示す．Fig. 4.3より，両者の相関は良く，FK/M

モデルは船種に依らず適用可能であることが確認できる．横波では Froude-Krylov力は必ず 0となるため

FK/M モデルでは surge は生じないが，3-DOF モデルでは radiation/scattering 流体力によって𝑋1/𝜁𝑎 =

0.1弱程度の surgeが生じており，FK/Mモデルではこの程度の誤差はどうしても発生してしまうものと考

えられる． 

補足すると，FK/M モデル(4.2.3)に適用される𝑋1は重心高さにおける surge であり，喫水線高さにおけ

る surge 𝑋1
𝑂(= 𝑋1 − 𝑧𝐺𝑋5)に置き換えることはできないことに注意を要する．なぜなら，surge運動で支配

的なのは慣性力であり，慣性力の作用点が重心位置にあるためである．実際に，𝐸1
𝐹𝐾/(𝑖𝜔𝑒)

2𝑀とよく一致

するのは重心高さの surge 𝑋1で，喫水線高さの surge 𝑋1
𝑂との間には有意な差が生じることが確認された．

ただし，慣性力の無視できるような長波長域において波粒子運動𝑢1(= −𝑖𝜁𝑎 cos 𝛽)に一致するのは𝑋1でなく
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𝑋1
𝑂であるため，式(4.2.3)は𝑂(𝑘)のオーダーでは正しい漸近値を与えず，𝑋1

𝑂によって整理される（𝑂(1)のオ

ーダーでは𝑋1, 𝑋1
𝑂ともに𝑢1に一致する）． 

 

 

Fig. 4.3 Comparison of surge amplitude for actual 154 ships between exact 3-DOF model (horizontal axis) and simplified 
model which considers Froude-Krylov force and inertia force (vertical axis) in the case of 5knot. 

 

 

4.2.1.2 簡易算式と支配パラメータ 

式(4.2.3)の簡略化モデルによって surge を合理的に推定できることが分かった．式(4.2.3)は Froude-

Krylov 力および質量のみが考慮された非常に簡単な式であるため，前 3 章で開発した Froude-Krylov 力

の簡易算式(3.3.10)を代入し，𝑀 = 𝐿𝐵𝑑𝐶𝑏とすれば，それがそのまま surgeの簡易推定式となる： 

𝑋1 ≅ −𝑖𝜁𝑎 cos 𝛽
(1 − 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑚)

𝐾𝑑𝐶𝑚
(
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

𝐶𝑝�̅�𝑙
sin

𝐶𝑝�̅�𝑙
2
) {

2

(1 − 𝐶𝑝)�̅�𝑙
sin

(1 − 𝐶𝑝)�̅�𝑙
2

}  (Proposed) (4.2.6) 

下線部は縦波で 1となり，提案算式は長波長域で𝑋1 = −𝑖𝜁𝑎 cos𝛽 = 𝑢1に漸近することが確認できる．また，

式においてある𝑘𝐿に着目した場合，無次元船型パラメータが𝐶𝑝, 𝑑𝐶𝑚/𝐿の 2 つによって surge 加速度が決

定されることが分かる． 

実船の 154隻に対し，5knotにおける提案算式(4.2.6)の surgeと正しい surgeを比べたもの Fig. 4.4に

示す．Fig. 4.4 より，推定算式は船種・波条件に依らずおおむね一定の推定精度を有することが確認でき

る．Fig. 4.3よりも若干相関が低下しているのは，Froude-Krylov力の簡易算式に誤差があるためである． 

 

   

Fig. 4.4 Comparison of surge amplitude of actual 154 ships between calculated value (horizontal axis) and proposed simplified 
formula (vertical axis) in the case of 5kt. 
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 Surge の応答関数は基本的には波長に対して単調増加であるが，surge 加速度の応答関数はピークを持

つ．無次元 surge加速度の応答関数は向い波で以下のように表すことができる． 

|�̅̈�1| ≔ 𝐾𝐿|�̅�1| ≅
(1 − 𝑒−𝑘𝐿∙𝑑𝐶𝑚/𝐿)

𝑑𝐶𝑚/𝐿
(
2

𝐶𝑝𝑘𝐿
sin

𝐶𝑝𝑘𝐿

2
) {

2

(1 − 𝐶𝑝)𝑘𝐿
sin

(1 − 𝐶𝑝)𝑘𝐿

2
} (4.2.7) 

有次元の surge加速度[G]は，上式に𝜁𝑎/𝐿を乗じた値になる．式(4.2.7)によれば surge加速度は船速に依存

せず，また𝐶𝑝, 𝑑𝐶𝑚/𝐿の 2つの無次元船型パラメータによって決定される．これらが支配的であることを示

すため，𝐶𝑝, 𝑑𝐶𝑚/𝐿を用いて向い波中の surge加速度の応答関数のピーク値|�̅̈�1
pk
|の近似式を示す．式(4.2.7)

は船速に依存しないが，実際には速度に応じてピーク値が若干上昇することが確認されたため，ここでは

フィッティングにより 0knot, 5knotそれぞれについて係数を決め，次式を得た． 

|�̅̈�1
pk
| ≅ {

−7.2(𝑑𝐶𝑚/𝐿) − 2.3𝐶𝑝 + 4.5    for  5 knot

 −5.7(𝑑𝐶𝑚/𝐿) − 1.9𝐶𝑝 + 4.0    for  0 knot
  (Proposed) (4.2.8) 

これらの式の精度は Fig. 4.5に示す通り 154隻に対して良好であり，surge加速度の最大値に対する支配

的な無次元船型パラメータが𝐶𝑝, 𝑑𝐶𝑚/𝐿であることが確かめられた． 

 

 

Fig. 4.5 Comparison of peak value of RAO of surge acceleration in head sea between approximated formulae and calculated 
value for 154 actual ships. (left: non-dim., right: degree) 

 

 

4.2.1.3 感度解析による支配パラメータの確認 

まず surge の簡易式(4.2.6)から読み取れる船型影響について述べる．慣性力は𝐶𝑏𝐿𝐵𝑑に比例する一方，

Froude-Krylov 力𝐸1
𝐹𝐾も𝐾𝐿 → 0の長波長域で𝐸1

𝐹𝐾 ∝ 𝐶𝑏𝐿𝐵𝑑なので，分子と分母でキャンセルして長波長域

では船型は surgeに影響しなくなる．ただし，𝐾𝐿 → 0と近似できるのは非常に長い波長であって，通常の

波長では𝑘𝐿, 𝐶𝑝, 𝑘𝑑𝐶𝑚, 𝐾𝑑𝐶𝑚の形で船型パラメータが現れる．したがって，𝐹𝑛, 𝛽, 𝜆/𝐿が同じ条件下における

支配的船型パラメータは𝐶𝑝と𝐶𝑚𝑑/𝐿の 2 つである．また，通常の船舶では𝑑 ≪ 𝐿なため𝑘𝑑を小とみなせる

波長は比較的短く， 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑚 ≅ 1 − 𝑘𝑑𝐶𝑚と近似すると𝐶𝑚𝑑/𝐿が式(4.2.6)から消えることから，𝐶𝑚𝑑/𝐿の影響

は強くないと考えられる． 
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 続いて，2 章で開発した数学船型を用いて surge に対する船型パラメータの感度を調べる．感度の計算

は，Table 2.2 に示した 77 隻の ballast/full 積付条件の平均的船型を中心に船型パラメータを独立に微小

に変化させたときの応答の変化を調べた．感度を比較するうえで，各パラメータのとりうる範囲が大きく

異なることに注意し，次のように標準偏差で正規化した sensitivity factorを用いることにする． 

Sensitivity factor ≔  
𝜕𝑞𝑗

𝜕(𝑝𝑖/𝜎𝑝𝑖)
 (4.2.9) 

ここに𝑞𝑗は応答で今は無次元 surge�̅�1(= 𝑋1/𝜁𝑎)とする．また，𝑝𝑖は無次元船型パラメータ，𝜎𝑝𝑖は Table2.2

に示した𝑝𝑖の標準偏差である．感度を調べるパラメータ𝑝𝑖として，ここでは次を選んだ． 

𝑝𝑖 = {
𝐵

𝐿
,
𝑑

𝐿
, 𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑚, 𝐶𝑤2

′ ,
LCG

𝐿
,
LCF − LCG

𝐿
, 𝛽,

𝜅𝑦𝑦
𝐿
,
𝐾𝐺

𝐵
} (4.2.10) 

各パラメータの偏微分𝜕�̅�1/𝜕𝑝𝑖を調べるにあたり，(4.2.10)の他のパラメータは全て固定する．これらの偏

微分に加え，ここでは算式の支配パラメータとして現れる𝐶𝑝の影響を調べるため，𝐶𝑝を固定したときの𝐶𝑚

の偏微分 

(
𝜕𝑞

𝜕𝐶𝑚
)
𝐶𝑝

= (
𝜕𝑞

𝜕𝐶𝑚
)
𝐶𝑏

+ 𝐶𝑝 (
𝜕𝑞

𝜕𝐶𝑏
)
𝐶𝑤

 (4.2.11) 

についても調べる．ただし，括弧の右下は固定する変数を表す． 

向い波の結果を Fig. 4.6に，追い波の結果を Fig. 4.7に示す．Sensitivity factorが最も大きいのは明ら

かに𝐶𝑏であることが分かる．次に 𝐶𝑚の感度すなわち(𝜕�̅�1/𝜕𝐶𝑚)𝐶𝑏が大きいが，これに対して𝐶𝑝を固定した

ときの𝐶𝑚の感度すなわち(𝜕�̅�1/𝜕𝐶𝑚)𝐶𝑝は殆どゼロに近い．このことから，(𝜕�̅�1/𝜕𝐶𝑚)𝐶𝑏は𝐶𝑚の変化という

よりも𝐶𝑝の変化によって生じている surgeの変化であって，surgeに対して支配的なのは𝐶𝑏ではなく𝐶𝑝で

あるということが読み取れる．また，(LCF − LCG)/𝐿 (= −𝐶35/𝐶𝑤)も多少の影響が見られるが，これは水線

面形状と水面下形状の前後方向の歪みを表すパラメータで，𝑇15, 𝐸1
𝑆に影響するパラメータであることが確

認された．また，𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2
′ については pitchが変化することで 2次的に surgeに影響していることが原因で

ある．Sensitivity factorの数値に着目すると，𝐶𝑏で 6%程度，それ以外ではせいぜい 2%程度であり，𝐶𝑏以

外のパラメータが 1標準偏差(𝜎𝑝𝑖)程度変化しようが，�̅�1は 2%ほどしか変化しない．したがって，surgeに

対する船型パラメータの影響は𝐶𝑝を除けばそれほど大きくないと考えてよい． 

 

 
Fig. 4.6 Comparison of the sensitivity factor of surge in head sea. 
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Fig. 4.7 Comparison of the sensitivity factor of surge in following sea. 

 

 

4.2.1.4 Surge運動のまとめ 

1. Surge 運動は慣性力が主要である．Surge 起因の radiation 流体力𝑇11𝑋1および heave 起因の

radiation流体力𝑇13𝑋3は小さく無視できる． 

2. Pitch起因の radiation流体力𝑇13𝑋3の大きさは一般に無視できないが，これは scattering流体力𝐸1
𝑆

とキャンセルする関係にある．この関係は長波長域の漸近式として導かれるが，低速の場合は𝜆/𝐿 =

1付近の比較的短波長域でもある程度成立する． 

3. 以上のことから，ストリップ法などでよく用いられる Froude-Krylov 力と慣性力のみを用いた

surge の簡易推定法は概ね妥当な結果を与える．ただし，高速で航行する場合は pitch との連成影

響が有意になり，振幅および位相に誤差が生じる可能性がある．  

4. 無次元パラメータ𝐶𝑝, 𝑑𝐶𝑚/𝐿を使った surge の応答関数の簡易算式および surge 加速度のピーク値

の簡易算式を示し，5knot で航行する場合は船種・波条件に依らずおおむね良好な推定式であるこ

とが確認された． 

5. Surgeに対する船型パラメータの感度解析を行った結果，提案した簡易式にもみられる通り，𝐶𝑝が

最も支配的な船型パラメータであることが分かった．ほかの船型パラメータの感度はそれほど大き

くなく，船型パラメータが 1標準偏差変化しようが�̅�1は 2%程度しか変化しない． 

 

4.2.2 Pitch 

 続いて，pitchの応答関数について検討する．Surgeとは異なり，pitchは heaveと連成するため，1自

由度とすることは一般に適切なモデルではないものの，長波長域において radiation 流体力と scattering

流体力が相殺する関係にあることは同様である．そこで，これらを相殺させて無視した場合の簡略化モデ

ルを示し，どの程度の波長まで有効なのかを数値的に検証する．そのあとで，簡略化モデルをベースとし

た簡易算式を示し，適用性の検証を行ったうえで，数学船型を用いて支配パラメータの確認を行う． 
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4.2.2.1 pitch運動の特性 

 Pitchの運動方程式は次のように表される． 

𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀55 + 𝑇55) + 𝐶55} = 𝐸5

𝐹𝐾 + 𝐸5
𝑆 − 𝑋1(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇51 − 𝑋3{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇53 + 𝐶53}   (3-DOF model) (4.2.12) 

まず，長波長域の漸近挙動を考える． 𝐾𝐿の小さな長波長域では scattering流体力は式(C.2.10)より 

𝐸5
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2(𝑢1𝑇51
(0) + 𝑢3𝑇53

(0) + 𝑢5𝑇55
(0)) − 𝑈(𝑖𝜔𝑒)(𝑢1𝑇31

(0) + 𝑢3𝑇33
(0) + 𝑢5𝑇35

(0)) − 𝑈2𝑢5𝑇33
(0) (4.2.13) 

と表される．式(4.2.13)を式(4.2.12)に代入し，radiation流体力係数𝑇𝑖𝑗の定義式(A.2.49)を考慮し，かつ長

波長域では運動が波粒子運動に一致すると考えて𝑢𝑖 ≅ 𝑋𝑖とする（𝑢5に関して，正確には作業仮説として

𝑋5/𝑢5 ~ 1 + 𝑂(𝜔𝑒
2, 𝑈𝜔𝑒)をおく）と，radiation流体力と scattering流体力が相殺され運動方程式は次式の

ように簡略化される． 

𝑋5 {(𝑖𝜔𝑒)
2 (𝑀55 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑇53
(0)) + 𝐶55} = 𝐸5

𝐹𝐾 − 𝑋3𝐶53 (4.2.14) 

ここで，𝐶55 = 𝑂(1)に対し左辺の慣性力は𝑂(𝜔𝑒
2)，radiation流体力は𝑂(𝑈𝜔𝑒)なのでこれらを無視し，最後

に Froude-Krylov 力の長波長域における漸近値（𝐸5
𝐹𝐾 = 𝑢3𝐶53 + 𝑢5𝐶55 + 𝑂(𝑘

2)）を考慮すると両辺の

leading term が一致し，柏木の結果[42]と同じく𝑋5/𝑢5 ~ 1 + 𝑂(𝜔𝑒
2, 𝑈𝜔𝑒)となることが確かめられる．以上

において重要なのは，長波長域では surge, heave, pitch起因の radiation流体力係数と scattering流体力

係数が打ち消される関係にあることと，復原力とFroude-Krylov力が打ち消される関係にあることである． 

Radiation/scattering 流体力の相殺の傾向を確認するため，3 自由度の式(4.2.12)から得られる pitch を

正とし，以下の簡略化したモデルから得られる pitchとの比較を行う． 

𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀55 + 𝑇55) + 𝐶55} = 𝐸5

𝐹𝐾 + 𝐸5
𝑆    (1-DOF model)          (4.2.15) 

𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑀55 + (𝑖𝜔𝑒)𝐵55 + 𝐶55} = 𝐸5

𝐹𝐾       (FK/M+B+C model) (4.2.16) 

𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑀55 + 𝐶55} = 𝐸5

𝐹𝐾                              (FK/M+C model)       (4.2.17) 

𝐿 = 160mのコンテナ船に対して，船速 5knot，波向き𝛽 = 180°, 120°, 0°において，式(4.2.12), (4.2.15), 

(4.2.16), (4.2.17)の pitchの応答関数を比較したものを Fig. 4.8に示す．なお，Fig. 4.8には載せていない

が，式(4.2.12)において surgeの影響を無視した 2自由度モデルによる pitchも計算した結果，船種，波条

件に依らず 3 自由度モデル(4.2.12)の pitch とほぼ一致し，surge の連成影響𝑋1𝑇51は殆ど無いことが確認

された．Fig. 4.8から以下のことが言える． 

a) 1-DOFモデルの pitchは 3自由度の pitchと大きくはずれておらず，heaveとの連成影響は大きくな

いことが確認できる． 

b) 𝜆/𝐿 > 2の長波長域では radiation/scattering 流体力を無視した FK/M+C モデルによる pitch は 3 自

由度の pitchとよく一致している．すなわち，式(4.2.13)が成り立ち radiation流体力と scattering流

体力が相殺されていることが確認できる．ただし位相には長波長域でも若干の差が見られ，これは長

波長域で相対的に有意になる𝑋3𝐶35の項を無視していることが原因である． 

c) いずれの波向きでも pitch の大きくなる波長では FK/M+C モデルはある程度合理的な結果を与えて

おり，同モデルは簡易推定法として有効であることが確認できる．しかし，同調周波数で分母が 0に

なり発散してしまうケースが見られるため，短波長域では注意が必要である．一方で減衰力係数を考
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慮した FK/M+B+Cモデルでは発散は抑えられるが， scattering流体力と相殺する関係にある減衰力

を考慮していることによって𝜆/𝐿 = 1付近で精度が低下している． 

 

 
Fig. 4.8 Comparison of RAO of pitch motion for container ship among the exact 3-DOF model and simplified 1-DOF models 

in head sea (left), oblique sea (middle) and following sea (right) in the case of 5knot. 
 

 続いて，船速の速いケースに対する適用性および傾向についても確認する．例として，同船舶が向い波

および追い波中を 20knotで航行する場合の応答関数を Fig. 4.9に示す．Fig. 4.9から，1-DOFモデルは

 𝜆/𝐿 < 1の短波長域では 3-DOF モデルと一致度はよいものの，長波長域で大きくはずれている．これは

heave連成項に含まれる𝑋3𝑈(𝑖𝜔𝑒)𝑇33
(0) = 𝑂(𝑈𝜔𝑒)のオーダーの項を考慮していないことが原因である．一方

FK/M+Cモデルは逆に短波長域で 3-DOFモデルから大きく外れ，特に向い波では分母が 0になり適用不

可能となってしまっている．一方で減衰力係数を考慮した FK/M+B+C モデルでは発散は抑えられるが， 

やはり scattering 流体力と相殺する関係にある減衰力を考慮していることによって𝜆/𝐿 = 1付近で精度が

低下している．したがって，よって，船速の速いケースでは簡略化モデルでは普遍的な適用は難しいと考

えられる． 

 

 

Fig. 4.9 Comparison of RAO of pitch motion for container ship among the exact 3-DOF model and simplified 1-DOF models 
in head sea (left) and following sea (right) in the case of 20knot. 
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低速のケースにおいて 1 自由度および FK/M+C モデルが有効であることが示唆されたため，対象船舶

を増やした検証を行う．前 2.6 節に示した 154 船型を対象に，船速 5knot，𝛽 = 180°, 120°, 0°，𝜆/𝐿 =

0.5, 0.7, 1.0, 1.5において 1 自由度と 3 自由度の pitch の無次元振幅|�̅�5|(= |𝑋5|/(𝜁𝑎/𝐿))を比較したものを

Fig. 4.10に示す．Fig. 4.10より，𝛽 = 120°の𝜆/𝐿 = 0.7,1.0を除けば両者の相関は良く，船種に依らず 1自

由度モデルで pitch を合理的に推定可能であることが確認できる．Heave の連成影響は𝛽 = 120°の𝜆/𝐿 =

0.7,1.0において有意に働き，それ以外ではおおむね無視できる． 

さらに，同条件において FK/M+Cモデルを 3自由度の pitchと比較したものを Fig. 4.11に示す．Fig. 

4.11より，FK/M+Cモデルは短波長域では過大な pitchを与えるが，pitchの大きくなる𝜆/𝐿 = 1.0,1.5付近

ではある程度合理的な推定が可能であることが分かる． 

 

 

Fig. 4.10 Comparison of pitch amplitude of actual 154 ships between 3-DOF model (horizontal axis) and 1-DOF model (vertical 
axis) in the case of 5knot. 

 

 

Fig. 4.11 Comparison of pitch amplitude of actual 154 ships between 3-DOF model (horizontal axis) and FK/M+C model 
(vertical axis) in the case of 5knot. 

 

4.2.2.2 簡易算式と支配パラメータ 

 低速かつ pitch のピーク付近の波長に限定した場合，Froude-Krylov 力，慣性力および復原力のみを考

慮した式(4.2.17)の FK/M+C モデルが有効であることが分かった．そこで，3 章で開発した簡易算式を用

いて pitchの簡易推定式の立式を試みる．ここでは，復原力係数を用いた�̅�5
𝐹𝐾の表現式(3.3.25)を用いる．式

(3.3.25)において，幅方向の無次元波数の高次項𝑂(�̅�𝑤2 )を無視し，かつ実部は虚部に比べ小さいとして無視

すれば次式のように近似できる． 
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�̅�5
𝐹𝐾 ≅ 𝑖�̅�55𝑒

−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝�̅�𝑙𝑓𝐸5(𝐶𝑤𝐶𝑏
−0.15�̅�𝑙) 

(4.2.18) 

where,   𝑓𝐸5(𝑥) =
12

𝑥2
(
2

𝑥
sin

𝑥

2
− cos

𝑥

2
) (4.2.19) 

これを FK/M+Cモデル(4.2.17)に代入すれば，次の pitchの応答関数が得られる． 

�̅�5 (=
𝑋5
𝜁𝑎/𝐿

) ≅
�̅�5
𝐹𝐾

�̅�55 − �̅�55

=
𝑖�̅�55𝑒

−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝�̅�𝑙𝑓𝐸5(𝐶𝑤𝐶𝑏
−0.15�̅�𝑙)

�̅�55 − 𝐾𝑑𝐶𝑏(𝜅𝑦𝑦/𝐿)
2  (4.2.20) 

ここで，次式で定義される水線面回転半径𝜅𝑤𝑦𝑦を導入する． 

𝜅𝑤𝑦𝑦
𝐿

≔
1

𝐿
√
∬ 𝑥2d𝑥d𝑦
𝐴𝑤

𝐴𝑤
≅ √

�̅�55
𝐶𝑤

≅ √
𝐶𝑤2
12𝐶𝑤

= √
𝐶𝑤2
′

12(3 − 2𝐶𝑤)
 (4.2.21) 

以上によって次の pitchの簡易算式が得られた． 

𝑋5 ≅
𝜁𝑎
𝐿

𝑖𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝�̅�𝑙𝑓𝐸5(𝐶𝑤𝐶𝑏
−0.15�̅�𝑙)

1 − 𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (
𝜔𝑒𝜅𝑦𝑦
𝜔𝜅𝑤𝑦𝑦

)
2    (Proposed) (4.2.22) 

ここで，ドップラー効果を表す係数𝜔𝑒/𝜔はフルード数𝐹𝑛 = 𝑈/√𝑔𝐿を用いて次のように表される． 

𝜔𝑒/𝜔 = 1 − 𝐹𝑛√𝑘𝐿 cos 𝛽 (4.2.23) 

従って，条件𝐹𝑛, 𝛽, 𝜆/𝐿が同じときの pitch の支配的な船型パラメータは𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝐶𝑤𝐶𝑏
−0.15の 3 つ

である．なお，復原力係数の簡易算式(3.2.11)より𝜅𝑤𝑦𝑦/𝐿は𝐶𝑤によって次のように近似できる． 

𝜅𝑤𝑦𝑦
𝐿

≅ √
1

12𝐶𝑤
(2.2𝐶𝑤

2 − 1.8𝐶𝑤 + 0.6) (4.2.24) 

 開発した算式(4.2.22)の精度を確認するため，3D-Panel法で 154隻の実船の無次元 pitchの応答関数|�̅�5|

を計算し，比較を行った．船速 0, 5knot，𝛽 = 180°, 120°, 0°，𝜆/𝐿 = 0.8,1.0,1.2,1.5における 154隻の実船の

数値計算値との比較を行った．結果を Fig. 4.12に示す．Fig. 4.12より，特に 0knotでは良好な精度であ

ることがわかる．5knot でも実際の計算値と良い相関が確認でき，適当な係数を乗じれば実用的な算式と

なるであろう． 

開発した算式(4.2.22)は FK/M+C モデルに基づくため，適用は低速かつ pitch が最大となる付近の波長

から長波長域に限定されるが，その簡単さから一定の実用性を有するものと考えられる．さらに，式(4.2.22)

においてある𝑘𝐿に着目した場合，pitchに対する支配的な船型パラメータとして以下が抽出される． 

・𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿  …等価喫水船長比 

・𝐶𝑤𝐶𝑏
−0.15 …長波長域で 1になるように正規化された Froude-Krylov力の波長依存性を決定する痩せ

の係数 

・𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦 …重量水線面環動半径比 

 

 以上によって抽出されたパラメータが pitch に対して支配的であることを示すため，無次元船型パラメ

ータ𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝐶𝑤（𝐶𝑤𝐶𝑏
−0.15 ≅ 𝐶𝑤とした）を用いて向い波中の pitchの応答関数のピーク値|�̅�5

pk
|の

近似式を示す．式(4.2.22)を波長について微分することでピーク値を導くと式が煩雑になるため，ここでは 
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Fig. 4.12 Comparison of pitch amplitude of actual 154 ships between numerical calculation and proposed formula in the case of 

0knot (above) and 5knot (below). 
 

 

 

Fig. 4.13 Comparison of peak value of RAO of pitch angle in head sea between approximated formulae and calculated value for 
154 actual ships. (left: non-dim., right: degree) 
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フィッティングにより 0knot, 5knotそれぞれについて係数を決め，次式を得た． 

|�̅�5
pk
| ≅ {

26(𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿) + 3.7(𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦) − 3.4𝐶𝑤 + 1.9    for  5 knot

   8(𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿) + 2.2(𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦) − 2.4𝐶𝑤 + 2.7    for  0 knot
  (Proposed) (4.2.25) 

これらの式の精度は Fig. 4.13に示す通り 154隻に対して良好であり，pitchの最大値に対する支配的な無

次元船型パラメータが𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝐶𝑤であることが確かめられた．また，これら 3つのパラメータの

うち 1つでも欠けると相関が著しく低下することが確認された．なお，ここでは 0knot, 5knotそれぞれに

ついて式を示したが，𝐹𝑛を含めた定式化を行う場合は式(4.2.25)より𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦にドップラー効果を表す周

波数比（𝜔𝑒/𝜔）が掛かっていることに加えピーク波長（𝑘pk𝐿）も𝐹𝑛に伴い変化するため，各係数について

𝐹𝑛の関数にする必要があると考えられる． 

 

4.2.2.3 感度解析による支配パラメータの確認 

簡易式(4.2.21)から，条件𝐹𝑛, 𝛽, 𝜆/𝐿が同じときの支配的船型パラメータは𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝐶𝑤の 3 つで

あることが分かった．そこで，数学船型を用いて pitchに対する船型パラメータの感度を数値的に調べる．

向い波𝛽 = 180°および斜め向い波𝛽 = 120°それぞれで pitch が最大となる波長𝜆/𝐿 = 1.3,0.8において，

ballast/full 積付条件の平均的船型を中心に船型パラメータを微小に変化させ sensitivity factor 

𝜕�̅�5/𝜕(𝑝𝑖/𝜎𝑝𝑖)を計算した．独立に変化させた船型パラメータ𝑝𝑖は surgeのときに用いた式(4.2.10)に示した

11種に加えて，水線面二次モーメントの重要性の確認のため，𝐶𝑤2（𝐶𝑤2
′ ではなく𝐶𝑤2）を固定しつつ𝐶𝑤を

変化させた計算も実施した．ただし，前 2.6 節で述べたように𝐶𝑤2を固定した場合𝐶𝑤はあまり動くことが

できないので，𝐶𝑤2を固定した場合の𝐶𝑤の標準偏差として Table 2.2の標準偏差𝜎𝐶𝑤を用いることは不適切

である．そこで，まず𝐶𝑤の基準値を𝐶𝑤
Baseと表し，これを𝐶𝑤2

Powの式より 

𝐶𝑤2 =
𝐶𝑤
Base

3 − 2𝐶𝑤
Base

↔ 𝐶𝑤
Base =

3𝐶𝑤2
1 + 2𝐶𝑤2

 (4.2.26) 

と定義したうえで，この基準値𝐶𝑤
Baseからの𝐶𝑤のばらつき，すなわち(𝐶𝑤 − 𝐶𝑤

Base)の標準偏差を“𝐶𝑤2を固定

した場合の𝐶𝑤の標準偏差”と考えた．その値をは 77隻の実船から次のように求められた． 

𝜎𝐶𝑤(𝐶𝑤2 fix) = { 
0.013    for  ballast condition
0.011    for  full condition

 (4.2.27) 

 Fig. 4.14，Fig. 4.15に，向い波および斜め向かい波中の pitchの sensitivity factorを示す．加えて，影

響の大きかった𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝜅𝑦𝑦/𝐿のパラメータがどの要素に影響しているかを調べるため，これらのパラメータ

が変化したときの向い波中における満載状態の応答関数ならびに応答関数の分子（|�̅�5
𝐹𝐾 + �̅�5

𝑆 − �̅�3(�̅�53 −

�̅�53)|）つまり外力，分母の逆数（1/| − �̅�55 − �̅�55 + �̅�55 + 𝑖�̅�55|）つまり単位外力あたりの応答の変化を調べ

たものを Fig. 4.17に示す．応答関数の変化量は元の値に波長毎に計算した sensitivity factorを加えたも

のであり，すなわち船型パラメータを微小変化させて得た勾配からパラメータを 1標準偏差𝜎𝑝𝑖分増加させ

たときの値を加えている．これらの図より以下が言える． 

a) 𝜅𝑦𝑦/𝐿の増加に伴い pitchは増える．これは，同調波長が長くなり，波浪外力（分子）の大きくなる波

長で分母が小さくなるためである． 

b) 𝐶𝑤 , 𝐶𝑏の影響が大きいが，これは主に応答関数の分母の逆数が大きく影響していることから，𝑀55, 𝐶55

の変化が主要因であることが分かる．𝐶𝑤 , 𝐶𝑏は減衰力係数𝐵55にも影響するが，𝐵55が pitchに対して影

響するのは同調周波数（𝜆/𝐿 = 0.7）付近であり，pitchのピーク（𝜆/𝐿 = 1.3）付近には強く影響しな
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い．𝐶𝑤あるいは𝐶𝑤2
′ が増えると𝐶55に伴い分母が大きくなり， 𝐶𝑏が増えると𝑀55が大きくなることで分

母が小さくなり，pitch はその逆の傾向になる．これに対して波浪外力の傾向は逆で，𝐶𝑤が増えると

波浪外力は増え，𝐶𝑏が増えると smith修正係数が減り波浪外力も減少するが，分母の変化の影響の方

が強く pitch に反映される．𝐶𝑏と𝐶𝑤の傾向が逆になのは，算式に現れる支配パラメータが𝐶𝑤𝐶𝑏
−0.15，

𝐶𝑣𝑝 = 𝐶𝑏/𝐶𝑤であることからも理解できる． 

c) 通常の𝐶𝑤の感度(𝜕�̅�5/𝜕𝐶𝑤)𝐶𝑤2′ に対して，𝐶𝑤2を固定したときの𝐶𝑤の感度(𝜕�̅�5/𝜕𝐶𝑤)𝐶𝑤2の値は小さく，

傾向も逆になっている．これは，(𝜕�̅�5/𝜕𝐶𝑤)𝐶𝑤2′ は𝐶𝑤2
′ を固定させるために𝐶𝑤とともに𝐶𝑤2も変化させて

いるためで，したがって pitchが変化しているのは主に𝐶𝑤2の影響であることを示唆している．𝐶𝑤2は

pitchの復原力係数と造波減衰力係数に影響する主要なパラメータである．ただし，𝐶𝑤と𝐶𝑤2には強い

相関があるため，(𝜕�̅�5/𝜕𝐶𝑤)𝐶𝑤2′ を𝐶𝑤の影響と解釈することは誤りではない． 

d) 𝐶𝑤2
′ の sensitivity factor は 5~8%程度である．これが意味するところは，同じ𝐶𝑤の船であったとして

も𝐶𝑤2
′ の 1標準偏差の差によって 5~8%程度 pitchが変化することを意味する．すなわち，簡易推定法

に𝐶𝑤2を使わない場合，この程度の推定誤差は回避できないことを意味する． 

 

 
Fig. 4.14 Comparison of the sensitivity factor of pitch in head sea. 

 
 

 
Fig. 4.15 Comparison of the sensitivity factor of pitch in oblique sea. 
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Fig. 4.16 Change of heave-RAO in full-loading condition, head sea, Fn=0.05 with changing 𝐶𝑏, 𝐶𝑤, 𝜅𝑦𝑦/𝐿. Top: RAO, 

middle: reciprocal of the denominator of RAO, bottom: the numerator of RAO. Vertical dashed line means resonance frequency. 
 

 

4.2.2.4 Pitch運動のまとめ 

1. Pitch運動の surgeから受ける影響は無視できる．また，heaveとは主に LCF-LCGの項および船

速影響項を介して連成するが，その影響は低速では船種に依らず比較的小さい．  

2. Radiation 流体力と scattering 流体力は長波長域でキャンセルする関係にあるが，低速の場合は

𝜆/𝐿 = 1付近の比較的短波長域でもある程度成立する． 

3. 以上のことから，pitchにおいても，Froude-Krylov力，復原力と慣性力のみを用いた pitchの簡易

推定法は低速域かつ pitchのピーク付近で概ね妥当な結果を与える． 
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4. Pitch の応答関数の簡易算式を示し，船速 5knot における pitch のピーク付近で船種に依らず実用

的な推定式であることが確認された． 

5. 同算式より支配的な無次元船型パラメータが𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝐶𝑤抽出された．また，これら 3つの

パラメータを用いて pitch の応答関数のピーク値の簡易算式を作成し，良好な推定が可能であるこ

とを示した．ただし，フルード数の高く，pitchのピーク波長付近に同調波長が近づくケースでは提

案式は適用範囲外になると考えられる． 

6. Pitch に対する船型パラメータの感度解析を行った結果，おおむね提案した簡易式に整合する傾向

が得られた．特に𝐶𝑤 , 𝐶𝑏, 𝜅𝑦𝑦/𝐿の影響が強く，𝜅𝑦𝑦/𝐿は同調周波数が変化すること，𝐶𝑤 , 𝐶𝑏はこれらの

変化に伴い慣性モーメント𝑀55および復原力係数𝐶55が変化することが主な要因であることが確認

された．  

7. 𝐶𝑤が同じ船であっても𝐶𝑤2
′ の差によって pitchに有意な差が生じることを定量的に明らかにした．

𝐶𝑤2
′ すなわち水線面二次モーメントは，過去の類似研究には見られない船型パラメータである． 

 

4.2.3 Heave 

 Heave の応答関数の検討を行う．前節までの検討で，surge および pitch は低速に限定すれば，連成影

響を無視した 1自由度モデルでも pitchを合理的に推定できることが判明した．一方で heaveは船速がゼ

ロの場合でも pitchの影響を受けるため 1自由度モデルとして扱うことは適当ではないが，横波に限定す

れば pitch を考慮する必要がない上に種々の簡略化が可能であり，支配パラメータの抽出も比較的容易に

なる．そこで本節では，まず heaveの 1自由度モデルの限界について調べ，pitchの連成影響の簡易的な

考慮方法について検討した上で簡易推定式を示す．次に横波中に限定した場合の heaveの応答について調

べ，支配パラメータを抽出した上でピーク値の簡易算式を提示する．本節では以上に加えて，heave の基

準点を重心から浮面心に移したときの性質と，pitch との連成が生じないような基準点の可能性について

も簡単に論じている． 

 

4.2.3.1 Heave運動の特性 

 Heaveの運動方程式は次のように表される． 

𝑋3{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀33 + 𝑇33) + 𝐶33} = 𝐸3

𝐹𝐾 + 𝐸3
𝑆 − 𝑋1(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇31 − 𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇35 + 𝐶35}   (3-DOF model) (4.2.28) 

Surge, pitchと同様に，まず長波長域の漸近挙動を考える． 𝐾𝐿の小さな長波長域では scattering流体力は

式(C.2.10)より 

𝐸3
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2(𝑢1𝑇31
(0) + 𝑢3𝑇33

(0) + 𝑢5𝑇35
(0)) (4.2.29) 

と表される．式(4.2.29)を式(4.2.28)に代入し，長波長域では運動が波粒子運動に一致すると考えて𝑢𝑖 ≅ 𝑋𝑖

とすると，radiation流体力と scattering流体力が相殺され運動方程式は次式のように簡略化される． 

𝑋3{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑀33 + 𝐶33} = 𝐸3

𝐹𝐾 − 𝑋5𝐶35 (4.2.30) 

さらに，式(C.1.4)より Froude-Krylov力は長波長域で𝐸3
𝐹𝐾~ 𝜁𝑎𝐶33 − 𝑘𝑔𝜁𝑎𝑀+ 𝑢5𝐶35となるため，𝑋5 ≅ 𝑢5と

すれば Froude-Krylov力は復原力および慣性力と打ち消され，heaveは波変位𝑢3に一致することが確認さ
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れる． 

以上の関係を参考に，3 自由度モデル(4.2.28)の heave に加え，次の 2 つの簡略化モデルの heave の応

答関数を比較する． 

𝑋3{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀33 + 𝑇33) + 𝐶33} = 𝐸3

𝐹𝐾 + 𝐸3
𝑆                   (1-DOF model)           (4.2.31) 

𝑋3{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑀33 + 𝐶33} = 𝐸3

𝐹𝐾                                              (FK/M+C model)      (4.2.32) 

これらのモデルの応答関数の典型的な例として，ばら積み船の満載およびバラスト積付状態について比較

したものを Fig. 4.17に示す．なお，式(4.2.28)から surgeの影響を除いた 2自由度モデルの heaveも比較

したところ，船種・波条件に依らず 3自由度モデルの heaveと殆ど一致し，surgeの連成影響は無視でき

ることが確認された． 

 Fig. 4.17より以下のことが言える． 

a) 満載状態における向い波の𝜆/𝐿 = 1付近で 1-DOFおよび FK/M+Cモデルと 3-DOFモデルの差が開い

ており，pitchの連成影響（−𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇35 + 𝐶35}）が大きくなっていることが確認できる．𝜆/𝐿 = 1付

近で連成影響が相対的に大きくなる理由は，pitchが大きくなる波長である一方で，船が丁度 1波長分

の波を受ける場合は上下方向の波浪外力がキャンセルされ，1自由度モデルの heaveは殆ど 0となる

ためである． 

b) モデル間の差はバラスト状態では大きくなく，満載状態で顕著になっている．この理由は，満載状態

は一般に(LCF − LCG)/𝐿が大きく（Table 2.2 参照．スターンが浸水し LCF が大きく後方に寄るため）

連成項𝐶35, 𝑇35が大きくなることと，船体の質量が大きく同調周期が比較的長くなることが要因である．

後者の理由に関する説明のため，Fig. 4.18に，満載状態とバラスト状態それぞれについて向い波にお

ける heaveの応答関数を分子（𝐸3
𝐹𝐾 + 𝐸3

𝑆 − 𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇35 + 𝐶35}）と分母の逆数（1/{(𝑖𝜔𝑒)

2(𝑀33 + 𝑇33) +

𝐶33}）に分解して示している．バラスト状態では分子の小さい短波長(𝜆/𝐿 = 0.7)において同調するが，

満載状態では同調波長が𝜆/𝐿 = 1となっており各モデルの分子の違いが顕在化することが理解できる． 

c) 同じ理由から，追い波では同調波長が短くなるためにモデルによる差は小さくなり，1-DOFモデルで

も実用的な推定精度となる．また，船速が早くなるほど向い波で同調波長が長くなるため，pitchの連

成影響は顕著になる傾向にある． 

d) 横波においては pitch が殆ど発生しないため，1-DOF モデルで十分な精度となっている．一方で

FK/M+C モデルでは全く異なった傾向をとっており，短波長域で同調していることによって

radiation/scattering流体力が打ち消されることなく，主要な働きをしていることが分かる． 

e) 𝜆/𝐿 = 1付近で FK/M+Cと 1-DOFの振幅の差は大きくないため，𝐸3
𝐹𝐾は主に(𝑖𝜔𝑒)

2𝑋3𝑇33と打ち消す関

係にあることが分かる．ただし，位相には差が見られる．また，𝜆/𝐿 > 2の長波長域では漸近しており，

式(4.2.29)が成り立っていることが確認できる． 
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Fig. 4.17 Comparison of RAO of heave motion for bulk carrier in ballast loading condition and full loading condition among the 

exact 3-DOF model and simplified 1-DOF models in 5knot. 
 

 

Fig. 4.18 Comparison of denominator and numerator of heave-RAO for bulk carrier in full loading condition (left) and ballast 
loading condition (right) among the exact 3-DOF model and simplified 1-DOF models in 5knot. 

 

 続いて，向い波，横波，追い波中の 1-DOFモデルと 3-DOFモデルの差を，154隻に対して検証した結

果を Fig. 4.19に示す．Fig. 4.19より，向い波中の𝜆/𝐿 = 1付近での相関が著しく低下し，それ以外の条件

ではおおむね 1-DOFモデルで推定可能であることが確認できる． 

 

 

Fig. 4.19 Comparison of heave amplitude of actual 154 ships between 3-DOF model and 1-DOF model in 5knot. 
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4.2.3.2 Heaveの基準点 

 Heaveの推定には，向い波の𝜆/𝐿 = 1付近で pitchとの連成影響の考慮が必須であることが判明した．た

だし，以上の議論は heaveを“重心位置における上下変位”と定義した場合に言えることである．剛体運

動を記述するにあたって通常並進運動を重心位置の変位とするのは，そのようにとることで並進運動と回

転運動を独立に扱うことができ，物理的見通しがよくなるためである．実際，前 4.2.1.1項の最後の段落で

述べたように，surge に関しては前後方向に働く力のうち慣性力が支配的であったため，重心位置を基準

とした surgeの一自由度方程式が本質を突いたモデルとなっていた．しかしながら，heave運動に関して

は上下方向の慣性力は重心位置に作用する一方，復原力や radiation 流体力はおおよそ浮面心位置に作用

する（さらに前進速度によって変動する）ため，重心位置を基準としたところで pitch と独立に扱うこと

はできず，それゆえ heaveを重心基準とする必要性は何処にも無いと言える．そこで本節では，heaveの

基準点を重心以外に選ぶことで，pitchの影響を受けない heaveの表現が可能かどうかを検討する．  

基準点の𝑥座標を𝑥∗と表すと，基準点における heave𝑋3
∗は𝑋3, 𝑋5によって次式で表される． 

𝑋3
∗ = 𝑋3 − 𝑥∗𝑋5 (4.2.33) 

基準点を𝑥∗に取った場合の heaveの運動方程式は次のように表される．注意すべきは，質量マトリクスを

介して𝑋5と𝑋3
∗が連成することである： 

𝑋3
∗{(𝑖𝜔𝑒)

2(𝑀 + 𝑇33) + 𝐶33} = 𝐸3
𝐹𝐾 + 𝐸3

𝑆 − 𝑋1(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇31 − 𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)

2(𝑀35
∗ + 𝑇35

∗ ) + 𝐶35
∗ } (4.2.34) 

注目すべきは，質量マトリクスを介して𝑋5と𝑋3
∗が連成することであり，右辺に，基準点を重心にとってい

るときには 0であった𝑀35
∗ (= 𝑥∗𝑀)が現れていることがわかる．また，𝑇𝑖𝑗

∗ , 𝐶𝑖𝑗
∗は𝑛5を𝑛5

∗(= −(𝑥 − 𝑥∗)𝑛𝑧)にお

きかえたときの流体力マトリクスである．以上の運動方程式の pitch 連成項において，慣性力𝜔𝑒
2𝑋5𝑀35

∗ は

短波長域を除けば影響は大きくないものと考えられ，また𝑥∗をうまく選択することで𝑇35
∗ , 𝐶35

∗ も無視できる

可能性がある． 

基準点𝑥∗は物理的に意味のある位置にとるべきであろう．その候補として，例えば以下の点が挙げられ

る．  

・ 浮面心 𝑥𝑓 

・ 上下変位の振幅|𝑋3 − 𝑥𝑋5|が最小となる位置 

・ 𝑋3∗が 1自由度モデル(4.2.31)の heave 𝑋3
1DOFに一致するような位置（𝑥∗ = (𝑋3 − 𝑋3

1DOF)/𝑋5） 

ここでは浮面心のみを採り挙げる．𝑥∗ = 𝑥𝑓とし，浮面心位置の heaveを𝑋3
𝑓
，係数マトリクスを𝑀𝑖𝑗

𝑓
, 𝑇𝑖𝑗

𝑓
, 𝐶𝑖𝑗

𝑓

と表す．この場合，定義上𝐶35
𝑓
= 0となり，また前進速度が 0の場合は上下方向 radiation流体力の作用点

が浮面心にあると考えて𝑇35
𝑓
≅ 0と近似しうることが期待できる．また surgeの影響は無視できるため省略

し，さらに pitchによる慣性力𝜔𝑒
2𝑋5𝑀35

𝑓
も無視できると仮定すると，式(4.2.30)は次のように表せる． 

𝑋3
𝑓{(𝑖𝜔𝑒)

2(𝑀 + 𝑇33) + 𝐶33} = 𝐸3
𝐹𝐾 + 𝐸3

𝑆 (4.2.35) 

これは 1-DOFモデル(4.2.31)と同じ形をしている．すなわち，𝑇35
𝑓
, 𝑀35

𝑓
≅ 0とみなした場合，浮面心位置の

heaveは 1-DOFモデル(4.2.31)の heaveに一致し，“浮面心位置の heaveは pitchの影響を受けない”と

解釈することができる．より直感的な表現をすると，LCF位置で船舶を押すと pitchが生じないであろう

といった考えに基づくモデルである．しかし実際には慣性力を介して pitchと連成するので，LCF-LCG距
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離の長い船舶かつ短波長域では成立しないであろう． 

式(4.2.31)のモデルの検証のため，154 隻を用いて，0knot の向い波における式(4.2.35)の𝑋3
𝑓
（すなわち

1-DOFモデルの𝑋3）と正しい𝑋3
𝑓
（3-DOFモデルから得られた𝑋3, 𝑋5から計算した値）とを比較したものを

Fig. 4.20の右図に示す．Fig. 4.20の左図には，1-DOFモデルと 3-DOFモデルの重心位置の heaveを比

較したもので，4.2.3.1にて述べたように𝜆/𝐿 = 1で特に大きな差が生じている．対して右図は，𝜆/𝐿 = 1に

おいて一部の LCF-LCG 距離の長い船舶で差が大きいものの，長波長も含め相関が高くなっており

𝑇35
𝑓
, 𝑀35

𝑓
≅ 0をとみなしたモデル(4.2.35)は一定の合理性を有することが分かる．すなわち pitchとは，慣性

力よりも流体力を介した連成の効果の方が大きいと言える． 

 次に，船速のある場合について検証する．Fig. 4.20と同様の比較を，船速が 5knotの場合について行っ

たものを Fig. 4.21に示す．1-DOFモデルの heaveは，重心位置より浮面心位置の heaveの方が若干相関

が高くなっているものの，推定モデルとして実用的な精度とは言えないものとなっている．原因は，向い

波中を前進する場合は出会い波周波数が高くなりかつ運動も大きくなることで𝑋5𝜔𝑒
2(𝑀35

∗ + 𝑇35
∗ )の影響が

相対的に大きくなるためである．したがって，これらを無視した式(4.2.35)のモデルは前進速度の有る場合

に破綻するものと考えられる． 

 本節では，heave の基準点を重心以外の適切な点に選ぶことによって pitch の影響を受けないような

heave の記述の可能性について議論し，浮面心位置を基準点にとった場合について数値的検討を行った．

結果，浮面心位置の heave を pitchの影響を受けない heaveとみなすことは，0knotでは一定の合理性を

有するが，5knot 以上の船速では適用不可能であることが判明した．船速のある場合でも pitch の影響を

受けないより適切な基準点が存在する可能性はあるが，これについては将来の検討課題としたい． 

 

  
Fig. 4.20 Comparison of heave amplitude of actual 154 ships between 3-DOF model at LCG (left) and LCF (right) and 1-DOF 

model in the case of 0knot. 
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Fig. 4.21 Comparison of heave amplitude of actual 154 ships between 3-DOF model at LCG (left) and LCF (right) and 1-DOF 

model in the case of 5knot. 
 

4.2.3.3 簡易算式と支配パラメータ 

 本節では，重心位置の heaveを陽な算式で表すことを試みる．4.2.3.1節で行った検討から，向い波中に

おける𝜆/𝐿 = 1付近の heave の評価を行うには，pitchとの連成影響を正しく考慮する必要があることが分

かった．そこで，まず pitchの連成項の簡易な表現について検討する． 

向い波中の pitch の連成項の傾向を調べたところ，船種や波長に依らず，虚部が主な成分であることが

確認された．したがって 

ℜ[𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇35 + 𝐶35}] ≅ 0 (4.2.36) 

とすることができる．式(4.2.36)が成り立つ理由は，pitchの FK/M+Cモデル(4.2.17)よりおおむね 

ℜ[𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑀55 + 𝐶55}] = ℜ[𝐸5

𝐹𝐾] ≅ 0  (4.2.37) 

が言え，pitch の係数の偏角がarg{(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇35 + 𝐶35} ≅ arg{(𝑖𝜔𝑒)

2𝑀55 + 𝐶55}の関係にあると考えれば理解で

きる．さらに surgeの連成も無視した次のモデルでも一定の精度を有することが確認された． 

𝑋3{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀33 + 𝑇33) + 𝐶33} = 𝐸3

𝐹𝐾 + 𝐸3
𝑆 − 𝑖ℑ[𝑋5{(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇35 + 𝐶35}]   (1-DOF+ImX5 model) (4.2.38) 

Fig. 4.22に示すとおり，向い波の𝜆/𝐿 = 1でも 3-DOFモデルと良い相関を示している．ただし，追い波で

はむしろ Fig. 4.19の 1-DOFモデルよりも若干相関が低下しているため，式(4.2.38)右辺第 3項は向い波~

横波に対してのみ適用すると良いであろう． 
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Fig. 4.22 Comparison of heave amplitude of actual 154 ships between 3-DOF model and 1-DOF+ImX5 model in 5knot. 
 

以上をうけ，式(4.2.38)の 1-DOF+ImX5 モデルをベースとして簡易推定式を開発する．式(4.2.38)を𝑋3

について解き，無次元化して次のように表す． 

�̅�3 =
�̅�3
𝐹𝐾 + �̅�3

𝑆−𝑖ℑ[�̅�5(�̅�35 − �̅�35)]

−�̅�33 − �̅�33 + �̅�33 + 𝑖�̅�33
 (4.2.39) 

下線で示した pitch の連成項は 4.2.3.1 節で述べたとおり，𝜆/𝐿 = 1付近で同調する場合に顕著になること

は式(4.2.39)から直ちに理解でき，𝜆/𝐿 = 1付近では波浪強制力は非常に小さくなるため�̅�3
𝐹𝐾 + �̅�3

𝑆 = 0とし，

また同調周期では慣性力と復原力がキャンセルされ分母に�̅�33のみが残り，heave は pitch 連成項と�̅�33の

比として表されるためである． 

式(4.2.39)の下線部の連成項を簡略化するため，まず，次のように変形する． 

ℑ[�̅�5(�̅�35 − �̅�35)] ≅ |�̅�5||�̅�35 − �̅�35| ∙ sgn(ℑ[�̅�5(�̅�35 − �̅�35)]) (4.2.40) 

ここに，sgn(∙)は符号関数である．この近似は式(4.2.36)を認めた場合成立するものである．式(4.2.40)の変

形を行った理由は，算式としては複素数よりも実数の振幅の方が扱いやすく，傾向も理解しやすいためで

ある．式(4.2.40)右辺の符号関数における𝑋5の影響は無視でき，また𝑇35 = 𝑇35
(0) + (𝑈/𝑖𝜔𝑒)𝑇33

(0) と表したとき

�̅�35
(0)と�̅�35の相関は強いので式(4.2.40)右辺の下線部は�̅�35によって整理できると考えられる．したがって，

𝑇35の船速影響も考慮して下線部を次のように近似する． 

|�̅�35 − �̅�35| ∙ sgn(ℑ[�̅�5(�̅�35 − �̅�35)]) ≅ 𝑐1�̅�35 + 𝑐2𝐹𝑛 

= −(1.2 + 2.5𝐹𝑛)𝐶𝑏�̅�35 − 0.16𝐹𝑛 
(4.2.41) 

ここで，係数𝑐1, 𝑐2は𝐹𝑛 = 0, 0.05, 0.1の場合の向い波の𝜆/𝐿 = 1における傾向を踏まえて決定した．計算値と

式(4.2.41)右辺の近似式の比較を Fig. 4.23に示す．周波数依存性はそれほど大きくないことが確認された

ため，周波数に関しては定数値としている．この式および Fig. 4.23から，�̅�35 = 0つまりLCFとLCGが一致

する船舶でかつ船速がゼロの場合に heaveと pitchは連成しないということが分かる． 
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Fig. 4.23 Comparison of the coefficient of the pitch-interaction term of 154 ships between the value obtained by calculation and 
approximated formula in the case of head sea, 𝐹𝑛 = 0, 0.05, 0.1, and 𝜆/𝐿 = 1. 

 

以上によって，1-DOF+ImX5モデル(4.2.38)をベースとした heaveは次のように表される． 

�̅�3 ≅
�̅�3
𝐹𝐾 + �̅�3

𝑆 + 𝑖{(1.2 + 2.5𝐹𝑛)𝐶𝑏�̅�35 + 0.16𝐹𝑛}|�̅�5|

−𝐾𝑑𝐶𝑏 − �̅�33 + 𝐶𝑤 + 𝑖�̅�33
   (Proposed) (4.2.42) 

右辺の各流体力成分および pitch の振幅に対して計算値を用いた場合，本式は 1-DOF+ImX5 モデル Fig. 

4.22と同程度の精度を有する．下線部の pitch連成項は 4.2.3.1節の最後に述べた通り向い波（cos𝛽 ≤ 0）

に対してのみ適用するとよいため，ヴィサイドのステップ関数𝐻(−cos𝛽)を乗じておけばよい． 

本式に対して，前節で求めた pitchの算式と前 3章で求めた各流体力の算式を代入すれば heaveの陽な

算式が得られる．流体力の簡易算式は次の通りである． 

{
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 

 

�̅�3
𝐹𝐾 =

𝐸3
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿
≅ 𝑒−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

𝐶𝑏
−0.15�̅�𝑙

sin
𝐶𝑤𝐶𝑏

−0.15�̅�𝑙
2

)

�̅�3
𝑆  =

𝐸3
𝑆

𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿
≅ −

𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝐵 (𝑓ℜ[𝐸𝑠3]

𝜋

8
− 𝑖𝑓ℑ[𝐸𝑠3]) 𝑒

−𝑖�̅�𝑙�̅�𝑓−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (
2

�̅�𝑤
sin

�̅�𝑤
2
)(

2

�̅�𝑙
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2
)

�̅�33  =
𝐾𝐴33
𝜌𝐿𝐵

≅ 𝑓𝐴33
𝜋

8
𝐾𝐵

2𝐶𝑤
2

𝐶𝑤 + 1

�̅�33  =
𝐾𝐵33
𝜌𝐿𝐵𝜔𝑒

≅ 𝑓𝑏33𝐾𝐵 (
2

𝐾𝐵
sin

𝐾𝐵

2
)
2

𝑒−2𝐾𝑑𝐶𝑣𝑝
2
𝐶𝑤
1.5

�̅�35 =
𝐶35

𝜌𝑔𝐿2𝐵
= −𝐶𝑤�̅�𝑓 = −𝐶𝑤(LCF − LCG)/𝐿

  (4.2.43) 

ここに𝑓ℜ[𝐸𝑠3], 𝑓ℑ[𝐸𝑠3], 𝑓𝐴33, 𝑓𝑏33は周波数依存の補正係数で，次のように表される． 

{
 
 

 
 

 

𝑓ℜ[𝐸𝑠3](𝜆/𝐿) = 0.48𝜆/𝐿 + 0.53

𝑓ℑ[𝐸𝑠3](𝜆/𝐿) = 0.13𝜆/𝐿 + 0.27

𝑓𝐴33 (𝐾𝐿,
𝑑

𝐿
) = {1.35 (

2𝜋

𝐾𝐿
)
2

− 9.9 (
2𝜋

𝐾𝐿
) + 5.2}

𝑑

𝐿
+ 0.25 (

2𝜋

𝐾𝐿
)
2

+ 0.23 (
2𝜋

𝐾𝐿
) + 0.62

𝑓𝑏33(𝐾𝐵)    = 0.09(𝐾𝐵)
2 − 0.24𝐾𝐵 + 0.7

 (4.2.44) 

提案算式の heaveの精度を Fig. 4.24に示す．Fig. 4.22よりも相関が低下しているのは各流体力の算式
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の誤差が原因で，特に波浪強制力�̅�3
𝐹𝐾 + �̅�3

𝑆の誤差が大きい．Fig. 4.24より算式と計算値にはある程度の相

関がみられるが，surgeや pitchの算式と比較すると精度は低めで，また算式自体も複雑である．その理由

は，heave は主要な周波数帯で流体力同士のキャンセルが起きず，また pitch の連成影響も考慮する必要

があるため各流体力成分の算式の誤差が積み重なり精度も低下するためである．さらに，本算式に複数の

船型パラメータ𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , �̅�𝑓 , 𝐾𝐵, 𝑘𝐿などが複雑に絡んでいることからも，heaveを少数の支配パラメータによ

って簡潔に表現することは難しいと思われる． 

 

 

Fig. 4.24 Comparison of heave amplitude of actual 154 ships between 3-DOF model at LCG (left) and LCF (right) and 1-DOF 
model in the case of 5knot. 

 

4.2.3.4 横波中の簡易算式と支配パラメータ 

以上に示したように，heave は主要な周波数帯で流体力同士のキャンセルが起きず，また pitch の連成

影響も考慮する必要があるため surge や pitch の式と比べて複雑になる．ただし横波に限定した場合，

pitch の影響を無視できるほか種々の簡略化ができるため，挙動の把握が容易になる．一般に heave は向

い波ではなく横波の同調時に最も大きくなるため，横波の同調周波数に限定したとしてもその傾向を把握

しておくことの意義は大きい．そこで本節では，横波における heaveの応答関数を示し，同調時の支配パ

ラメータを抽出する．さらに，得られた支配パラメータを用いて同調時の heaveの簡易算式を示す． 

横波では pitchは小さいため連成項は無視することができる．まず横波中の heave方向の scattering流

体力は，相対運動の仮定に基づく式を前提にした式(3.5.10)より，radiation 流体力係数を用いて次のよう

に近似できる． 

�̅�3
𝑆 ≅ (

2

𝑘𝐵
sin

𝑘𝐵

2
) (−𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝�̅�33 + 𝑖𝑒

0.5𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝
2
�̅�33) (4.2.45) 

ここに，右辺の𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 , 𝑒0.5𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝
2
は短波長域に対する補正である．Froude-Krylov力についても横波では 

�̅�3
𝐹𝐾 ≅ 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝𝐶𝑤 (

2

𝑘𝐵
sin

𝑘𝐵

2
) (4.2.46) 

となるから，横波における heaveの応答関数は次のように表される． 
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�̅�3 ≅ 𝑒
−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

𝑘𝐵
sin

𝑘𝐵

2
)
−�̅�33 + 𝐶𝑤 + 𝑖𝑒

1.5𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝
2
�̅�33

−𝑘𝑑𝐶𝑏 − �̅�33 + 𝐶𝑤 + 𝑖�̅�33
 (4.2.47) 

ここで，同調周波数における heave �̅�3
pk
について調べる．同調周波数では−𝑘𝑑𝐶𝑏 − �̅�33 + 𝐶𝑤 = 0となる

ので，heaveは次のように簡略化される． 

�̅�3
pk
≅ 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (

2

𝑘𝐵
sin

𝑘𝐵

2
) (𝑒1.5𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝

2
− 𝑖

𝑘𝑑𝐶𝑏

�̅�33
)  

= 𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (
2

𝑘𝐵
sin

𝑘𝐵

2
){𝑒1.5𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝

2
− 𝑖

𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐵

𝑓𝑏33 (
2
𝑘𝐵

sin
𝑘𝐵
2 )

2

𝑒−2𝐾𝑑𝐶𝑣𝑝
2
𝐶𝑤
0.5

} 
(4.2.48) 

本式においてある𝑘𝐵に着目すると，横波における heaveのピーク値は幅-等価喫水比𝑑𝐶𝑣𝑝
𝑛 /𝐵によって決定

されることが理解できる．本算式の精度は良好であることが確認されたが，より実用的な算式として，抽

出された支配パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
𝑛 /𝐵を用いた次の振幅および位相の簡易算式を提案する． 

{
 

 |�̅�3
pk
|   ≅ 0.66 + 3.1

𝑑𝐶𝑣𝑝
2

𝐵

arg(�̅�3
pk
) ≅ 10 − 150

𝑑𝐶𝑣𝑝
2

𝐵
  [deg]

    (Proposed, in beam sea) (4.2.49) 

係数および𝐶𝑣𝑝の指数の2は計算値と合うように決定した．また，同調波長を𝜆pkと表すと，−𝑘𝑑𝐶𝑏 − �̅�33 +

𝐶𝑤 = 0を𝑘𝐵について解くことで 

𝜆pk

𝐵
= 2𝜋 (

�̅�33
𝑘𝐵𝐶𝑤

+
𝑑𝐶𝑣𝑝
𝐵
) (4.2.50) 

の表示が得られるが，実際には波浪強制力の波長依存性によってやや長波長側に寄る．その影響を支配パ

ラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵によって補正することで，次の簡易算式を得た． 

𝜆pk

𝐵
≅ 2𝜋 𝑓𝜆pk (0.9

𝜋

8

2𝐶𝑤
𝐶𝑤 + 1

+
𝑑𝐶𝑣𝑝

2

𝐵
)   (Proposed, in beam sea) 

Where,   𝑓𝜆pk = 0.011 (
𝐵

𝑑𝐶𝑣𝑝
2
)

2

− 0.08 (
𝐵

𝑑𝐶𝑣𝑝
2
) + 1.24 

(4.2.51) 

𝑓𝜆pkは波浪強制力による補正係数で，𝑓𝜆pk = 1とした場合は同調時（−𝑘𝑑𝐶𝑏 − �̅�33 + 𝐶𝑤 = 0）の波長に一致

する．提案した横波における heave のピーク波長における振幅，位相の簡易算式(4.2.47)および波長の簡

易算式(4.2.51)の精度は Fig. 4.25に示す通り良好である．横波の heaveのピーク値の振幅および位相が船

型パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵のみによって整理されることが理解できる． 
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Fig. 4.25 Comparison of heave amplitude (left), phase (middle) and wave length (right) where heave is maximized in beam sea 
of actual 154 ships between numerical calculation and proposed formula. 

 

続いて，横波中の heave加速度のピーク値およびピーク波長についても確認する，今，heave加速度の

無次元振幅を 

|�̅̈�3| ≔ 𝐾𝐵|�̅�3| (4.2.52) 

と定義する．このピーク値|�̅̈�3
pk
|は Fig. 4.26左図に示すとおり，船型によらずほぼ一定値で 

|�̅̈�3
pk
| ≅ 2.35 (4.2.53) 

と近似することができる．一定値をとるのは，heave運動のピーク値が Fig. 4.25よりピーク波長が長いほ

ど大きい傾向にあり，𝜔𝑒
2の傾向がこれと相殺することが原因である．一方で加速度のピーク波長について

は，heave運動と同じく𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵が支配パラメータとして存在することが確認され，Fig. 4.26右図に示すと

おり，次式によって近似できる． 

𝜆pk

𝐵
≅ 9.6

𝑑𝐶𝑣𝑝
2

𝐵
+ 1.2 (4.2.54) 

 

 

Fig. 4.26 Peak value of non-dimensional heave accerelation |�̈�3
pk
| and peak wave-length 𝜆pk/𝐵 against 𝑑𝐶𝑣𝑝2 /𝐵 for 154 

ships. 
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4.2.3.5 感度解析による支配パラメータの確認 

数学船型を用いて heave に対する船型パラメータの感度を数値的に調べる．まず，向い波𝛽 = 180°の

pitch の連成影響が顕著になる𝜆/𝐿 = 1，および横波の同調周波数付近である𝜆/𝐿 = 0.7において，

ballast/full 積付条件の平均的船型を中心に船型パラメータを微小に変化させ sensitivity factor 

𝜕�̅�3/𝜕(𝑝𝑖/𝜎𝑝𝑖)を計算した．向い波および横波の結果をそれぞれ Fig. 4.27，Fig. 4.28に示す．独立に変化さ

せた船型パラメータ𝑝𝑖は surge のときに用いた式(4.2.10)に示した 11 種に加えて，𝐶𝑣𝑝を固定しつつ𝐶𝑤を

変化させた場合の sensitivity factorについても示している．加えて，影響の大きかった𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , (LCF − LCG)/

𝐿のパラメータがどの要素に影響しているかを調べるため，これらのパラメータが変化したときの向い波

中における満載状態の応答関数ならびに応答関数の分子（|�̅�3
𝐹𝐾 + �̅�3

𝑆 − �̅�5(�̅�35 − �̅�35)|）つまり外力，分母の

逆数（1/|−�̅�33 − �̅�33 + �̅�33 + 𝑖�̅�33|）つまり単位外力あたりの応答の変化を調べたものを Fig. 4.29に示す．

応答関数の変化量は元の値に波長毎に計算した sensitivity factorを加えたものであり，すなわち線形パラ

メータを微小変化させて得た勾配からパラメータを 1標準偏差𝜎𝑝𝑖分増加させたときの値を加えている．こ

れらの図より以下が言える． 

a) Fig. 4.27，Fig. 4.28を見ると，全体的に ballastより fullの方が sensitivity factorの値が大きい．

これは 4.2.3.1節で述べた通り，満載状態は𝜆/𝐿 = 1付近で同調周波数に近くなるためである．また，

fullの方が多くの船型パラメータが影響しているが，これは(LCF − LCG)/𝐿が比較的大きく pitchと

の連成影響が現れやすいためである．例えば，𝐶𝑤2
′ や𝜅𝑦𝑦/𝐿などは pitchを介して heaveに影響して

いるパラメータである． 

b) 特に fullにおいて，𝐶𝑏, 𝐶𝑤の sensitivity factorの値が大きい．Fig. 4.29を見ると，これらは分母の

逆数，すなわち単位外力あたりの応答関数を増加／減少させる効果があることがわかる．慣性力お

よび復原力係数の変化に加え，評価対象の𝜆/𝐿 = 1が同調波長𝜆/𝐿 = 0.8と比較的近いことから減衰

力係数𝐵33の変化がheaveに及ぼす影響も大きい．𝐶𝑏は質量𝑀と比例，𝐶𝑤は復原力係数𝐶33に一致し，

加えて減衰力係数𝐵33は算式からもわかるように，𝐶𝑤が大きいほど大きく，𝐶𝑏が小さいほど等価喫

水が浅くなり大きくなる． 

c) (LCF − LCG)/𝐿の sensitivity factorも比較的大きい．Fig. 4.29より，このパラメータの変化は分母

には影響を及ぼさないが，pitch の連成影響として分子に変化が現れ，結果として応答関数に影響

を及ぼしている． 

d) Fig. 4.29の左上図を見ると同調周波数𝜆/𝐿 = 0.80を境に傾向が逆転している．これは同調周波数に

おいて heave の位相の急激な変化に伴い pitch との位相差が急激に変化し，pitch の影響の正負が

逆転するためである． 

e) Fig. 4.29より，ballastでも分母の逆数は fullと同様𝐶𝑏, 𝐶𝑤によって強く増減するが，同調波長が短

くその影響が表面化しない．さらに(LCF − LCG)/𝐿が小さく pitchの連成影響も小さいため，いずれ

の船型パラメータの感度も小さい．ただし船速が早いケースでは同調波長が長くなるため，船型影

響が強く表れると考えられる． 

f) 以上に説明したように，向い波における heaveの船型影響は一般に複雑で，前後非対称性や同調波

長等によって傾向が大きく異なるが，応答関数の分子と分母の逆数のそれぞれの変化に着目するこ

とでその定性的な傾向を理解することができる． 

g) 横波の結果 Fig. 4.28をみると，𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝑑/𝐿の影響が順に大きいが，これはすでに 4.2.3.4節で述べ

たとおり，支配パラメータが𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵であるためである．実際に𝐶𝑣𝑝を固定して𝐶𝑤を変動させた場合
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の sensitivity factor が殆どゼロであることからも，𝐶𝑣𝑝が支配的であることが理解できる．そのほ

かの船型パラメータの影響も殆どなく，横波中の heaveの挙動は比較的容易に把握できることが分

かる． 

 

 

 
Fig. 4.27 Comparison of the sensitivity factor of heave in head sea. 

 

 
Fig. 4.28 Comparison of the sensitivity factor of heave in beam sea. 
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Fig. 4.29 Change of heave-RAO in full-loading (left) and ballast-loading (right) condition, head sea, Fn=0.05 with changing 
𝐶𝑏, 𝐶𝑤, (LCF − LCG)/𝐿. Top: RAO, middle: reciprocal of the denominator of RAO, bottom: the numerator of RAO. Vertical 

dashed lines mean resonance frequency. 
 

 

4.2.3.6 Heave運動の特性まとめ 

1. Surgeの連成影響は無視できる．Radiation流体力と scattering流体力は長波長域で相殺する関係

になるものの，非長波長域（𝜆/𝐿 < 2程度）では成り立たず，各々考慮する必要がある． 

2. 向い波の𝜆/𝐿 = 1付近では波浪強制力が 0に近づき，pitchの連成影響が表面化する．特に同調周波

数が𝜆/𝐿 = 1付近となる場合（満載状態の商船の低速航行時に該当する）は顕著に表れる．したがっ

て 1自由度モデルでは向い波中の heaveを正しく評価することはできない． 

3. 一方で，横波および追い波では pitch の連成影響は小さく，1 自由度モデルで妥当な評価が可能で

ある．横波ではそもそも pitchが殆ど生じないためで，追い波では同調周波数が𝜆/𝐿 < 1の短波長域

になるためである． 

4. Heaveは通常重心位置の上下変位と定義されるが，基準点を重心から浮面心に移したときの heave
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の性質について検討した．結果，船速がゼロの場合，LCF位置の heaveは LCG位置の heaveと比

べ一自由度モデルの heaveとの相関が高く，したがって pitchの連成影響を受けにくいことが確認

された．ただし，LCF位置の heaveは慣性力を介して pitchと連成するため，LCF-LCG距離の大

きい船舶かつ短波長域では pitchの影響が有意に生じる．一方で，船速のある場合は LCFの heave

でも pitch の影響を強く受けることが確認された．これらの慣性力・船速による連成影響を適切に

考慮した基準点を選択することで，pitch の影響を受けないような heave を表現できる可能性があ

る． 

5. 向い波における pitchの連成項は虚部すなわち半位相遅れの成分(out-phase)が主である．これを用

いて pitchの連成項を pitchの振幅と係数の積で表現し，その係数は𝐶35とフルード数を用いた簡易

式で十分推定できることを示した．また，𝐶35 = 0すなわちLCF = LCGとなる船舶でかつ船速がゼロ

の場合，pitchの連成影響を無視できることを示した． 

6. Pitch の連成項および各流体力成分（Froude-Krylov 力，scattering 流体力，付加質量，減衰力係

数）の算式を組み合わせることで，heaveの応答関数の陽な算式を示した．しかしながら，簡易算

式としてはやや煩雑で，各流体力成分の算式の誤差が蓄積され精度が低下することが確認された．

他の運動と比べ heaveは流体力のキャンセルが成り立ちにくく，流体力成分の算式の組み合わせに

よって応答関数を陽な算式として表す手段の有効性は高くないことが分かった． 

7. 一方で，横波では pitchの連成影響を無視でき，かつ scattering流体力を radiation流体力係数に

よって表せることを利用し，横波に限定して比較的簡潔な応答関数を示した．同調時はさらに簡略

化され，簡略化された式から同調時における heaveの支配的船型パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵を抽出した．さ

らに横波中の heave のピークにおける振幅，位相および波長の高精度な簡易算式を𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵を用い

て表した． 

8. 向い波における heaveの船型影響は複雑であるが，応答関数の分子（外力）および分母の逆数（単

位外力あたりの応答）のそれぞれの変化を調べることで定性的な傾向の把握が可能になる．満載状

態の𝜆/𝐿 = 1付近で𝐶𝑏, 𝐶𝑤の影響が大きいのは，分母の逆数（特に慣性力，復原力，減衰力）の変化

による影響が主な要因である．バラスト状態についても分母の逆数のが変動することは同様である

が，分子の小さな短波長で同調が起こるためその影響は表面化せず，船型影響は全体的に小さい．

船速が早い場合には，バラスト状態でも同調波長が長くなり船型影響が大きく表れると考えられる． 

 

4.2.4 Rollおよび sway, yaw 

 波浪中横運動，すなわち sway, yaw, roll運動は線形理論では縦運動と独立の運動である．これらの 3モ

ードは radiation 流体力係数の非対角項を通じて相互に連成するが，後 4.2.4.2 節でも確認されるように，

yawに関しては他の 2モードとの連成影響はそれほど大きくない．一方で，swayと rollの連成影響は一

般に無視することはできないものの，本章の緒言にも述べた通り，rollは sway起因の radiation流体力と

scattering 流体力が比較的短波長でも相殺する関係にあるため，roll を推定する上で sway の推定は必ず

しも必要ない．また，yawおよび swayは復原力が存在しないため同調周波数を持たず，これらの運動が

直接的に船体に危険をもたらすことは少ないと考えられる．したがって本論文では yawおよび swayに関

しては調査の対象外とし，本節では rollに焦点を当て検討を行う． 
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4.2.4.1 減衰力係数の取り扱い 

 Roll の減衰力係数𝐵44は同調時の最大 roll 角に影響する重要な成分であるが，周知のとおり造渦影響や

粘性影響などの要因が絡み，線形理論の枠組みでは扱うことができない[82]．本論文では，簡便かつ実績の

ある Bertinの𝑁係数[83]を用いた表現を採用する．𝑁係数を用いて定義される roll減衰力は roll角速度の二

乗に比例する非線形項であり，線形の減衰力係数�̅�44は等価線形化を行うことで次のように表される[82]． 

𝐵44 =
8

3𝜋
|𝑋4|𝜔𝑒

3

4
(𝑀44 + 𝐴44) (𝑁

180

𝜋
) (4.2.55) 

ここに，8|𝑋4|/3𝜋は等価線形化の係数である．右辺に roll の振幅が現れており，これは波振幅𝜁𝑎に依存す

るため，𝐵44は波高に依存する非線形の流体力係数であることがわかる． 

𝑁は roll 角速度の二乗に掛かる係数であるが，roll 減衰力には角速度の一乗（あるいは三以上の次数）

に比例する成分も含まれるため，本来𝑁は roll 運動の振幅に応じて異なる値をとる．しかし本研究では，

旧来の復原性基準（乙基準）に基づき，roll運動振幅 20degを想定した𝑁 = 0.02[1/deg]の値を一律で用い

ることにする[84]（現在の規則[75]では採用されていない）．ただし，定式化においては𝑁[1/deg]を未知変数

として扱う． 

 

4.2.4.2 Roll運動の特性と簡略化 

 Rollの運動方程式は次のように表される． 

𝑋4{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀44 + 𝑇44) + 𝐶44} = 𝐸4

𝐹𝐾 + 𝐸4
𝑆 − 𝑋2(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇42 − 𝑋6(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇46   (3-DOF model) (4.2.56) 

𝐾𝐵の小さな長波長域では scattering流体力は式(C.2.10)より 

𝐸4
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2(𝑢2𝑇42
(0) + 𝑢4𝑇44

(0) + 𝑢6𝑇46
(0)) (4.2.57) 

と表される．長波長域では運動が波粒子運動に一致すると考えられるが， rollに関しては長波長において

も同調しうるため，一般に𝑢4 ≅ 𝑋4とすることは適切ではない．そこで sway, yawに関してのみ𝑢2 ≅ 𝑋2, 𝑢6 ≅

𝑋6 と置き，式(4.2.29)を式(4.2.28)に代入することで sway, yawに起因する radiation流体力と scattering

流体力とが相殺し，運動方程式は次式のように簡略化される． 

𝑋4{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀44 + 𝑇44) + 𝐶44} = 𝐸4

𝐹𝐾 + (𝑖𝜔𝑒)
2𝑢4𝑇44

(0) (4.2.58) 

ここで右辺第 2項は同調周波数に依らず𝑂((𝐾𝐵)2)のオーダーなので長波長域で無視でき，結局次のように

簡略化することができる． 

𝑋4{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀44 + 𝑇44) + 𝐶44} = 𝐸4

𝐹𝐾   (Tasai model) (4.2.59) 

船舶は一般に𝐵 ≪ 𝐿なので比較的短波長域においても 𝐾𝐵の高次項を無視できるため，式(4.2.59)は実用的

な簡略化モデルとして知られている[49]．田才が最初に理論的裏づけを与えた[44, 85]ため，ここでは Tasaiモ

デルと呼ぶ．さらに，式(C.1.4)より Froude-Krylov力は長波長域で𝐸4
𝐹𝐾~𝑢4𝐶44となるため，roll は慣性力

および radiation流体力(𝑀44 + 𝑇44)が無視できる長波長域では波傾斜角𝑢4に一致することが確認される． 

3-DOF モデル(4.2.56), Tasai モデル(4.2.59)に加え，scattering 流体力と sway 起因の radiation流体力

の相殺を確認するため次の 1-DOFモデルによる rollの応答関数を比較する． 
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𝑋4{(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀44 + 𝑇44) + 𝐶44} = 𝐸4

𝐹𝐾 + 𝐸4
𝑆      (1-DOF model) (4.2.60) 

以上の 3つのモデル（3-DOF, 1-DOF, Tasaiモデル）の応答関数を，GMの小さなコンテナ船および GM

の大きな鉱石運搬船について比較したものを Fig. 4.30に示す．さらに，rollのピーク値およびピーク波長

のみに注目し，154船型について 3つのモデルを比較したものを Fig. 4.31に示す．𝐵44はいずれのモデル

でも 3-DOFモデルの値を用いており，応答の差は右辺の違い，すなわち scattering流体力𝐸4
𝑆および sway

の連成項（−𝑋2(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇42）の有無に起因する．なお，3-DOFモデル(4.2.56)から yawの影響を除いた 2自

由度の rollも比較したところ，船種に依らず 3-DOFモデルの roll と横波ではほぼ一致し，斜め波で最大

20%程度の差が確認されたものの全体的には軽微で，yawの連成影響は無視できることが確認された．Fig. 

4.30, Fig. 4.31より，scattering流体力および swayの連成項は rollのピーク値に対して影響するものの，

ピーク周波数や位相に対しては大きくは影響しないことがわかる．また，1-DOFモデルでは同調波長の長

い船舶では rollを過大に，短い船舶では過小に評価する傾向にある一方で，Tasaiモデルではどちらも roll

を過大評価する傾向にある．ただし Fig. 4.31から分かるように，Tasaiモデルは 3-DOFモデルとの相関

が強く，一律で 2割程度の過大な応答が得られるもので，安全性評価の観点からは実用的なモデルである

と言える． 

 

   
Fig. 4.30 Comparison of RAO of roll motion in beam sea for container ship (left) and ore carrier (right) among the exact 3-DOF 

model and simplified 1-DOF and Tasai model. 
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Fig. 4.31 Comparison of the peak amplitude (left) and peak wave length (right) of roll-RAO in beam sea for 154 actual ships 
among the exact 3-DOF model and simplified 1-DOF and Tasai model. 

 

 

4.2.4.3 Tasaiモデルの妥当性に関する一考察 

Tasaiモデルと 3-DOFモデルの rollのピーク値の相関が強い理由について詳しく調べるため，次式で定

義される 3-DOFモデルと Tasaiモデルの rollの振幅比𝑓𝑋4の傾向を調べる． 

𝑓𝑋4 ≔
|𝐸4

𝐹𝐾 + 𝐸4
𝑆 − 𝑋2(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇42|

|𝐸4
𝐹𝐾|

 (4.2.61) 

また，roll のピーク周波数における𝑓𝑋4を𝑓𝑋4
pk
と表しておく．𝑓𝑋4は，Tasai モデルで無視した(𝐸4

𝑆 −

𝑋2(𝑖𝜔𝑒)
2𝑇42)の項が Froude-Krylov力𝐸4

𝐹𝐾をどの程度減ずるかを表す係数である．154積について横波にお

ける𝑓𝑋4を計算し，さらに𝑓𝑋4
pk
を赤のマーカーで強調したものを Fig. 4.32に示す． 

まず Fig. 4.32の赤のマーカーに着目すると，𝑓𝑋4
pk
の値は同調波長や船型によらず0.8付近の値をとってお

り，前 4.2.4.2節で述べた Tasaiモデルと 3-DOFモデルの相関の強さが確認できる．𝑓𝑋4の大まかな傾向と

して，𝑓𝑋4は長波長域で 1 に近づくのは(4.2.59)の導出過程ですでに述べた通りで，長波長から短波長にか

けて減少する．ところが短波長域で同調する船舶では，同調波長付近で swayが rollの連成影響を強く受

けて大きくなることで𝑓𝑋4がピークを持ち，𝑓𝑋4
pk
はそのピークの頂点あたりでが0.8付近に位置していること

がわかる．一方で，長波長域に行くほど𝑓𝑋4は上昇するのに反し，𝜆/𝐵 > 10て𝑓𝑋4
pk
の値は0.8で殆ど固定とな

っている．この理由は，長波長域で𝑂((𝐾𝐵)2)まで考慮した場合𝑓𝑋4の分子は式(4.2.58)右辺になるため 

𝑓𝑋4 ~ 
|𝐸4

𝐹𝐾 −𝜔𝑒
2𝑢4𝑇44

(0)|

|𝐸4
𝐹𝐾|

 ~ 
|𝐶44 − 𝜔𝑒

2𝑇44
(0)|

|𝐶44|
 ≅  1 − 𝑐𝐾𝐵 (

𝐵

𝐺𝑀̅̅̅̅̅
)   as  𝐾𝐵 → 0 (4.2.62) 

と変形できるためである．最右辺は𝜆/𝐵 > 10における𝑓𝑋4を数値的に調べた結果確かめられた傾向で，𝑐は

適当な正の係数である．これより𝐺𝑀̅̅̅̅̅の小さく同調波長の長い船ほど𝑓𝑋4の値も小さくなるため，𝑓𝑋4の増加

傾向と相殺して結果的に𝑓𝑋4
pk
の値は0.8付近をとる． 

 このように，𝑓𝑋4自体は一定値をとるわけでもないが，rollの同調周期に着目した場合はいくつかの要因

が相殺して，結果的に𝑓𝑋4
pk
≅ 0.8付近で一定の値をとることが分かる．この傾向は Bertinの𝑁係数の代わり

に線形の減滅係数を適用した場合でも概ね同じであった．Tasaiモデルは𝐸4
𝑆 = 𝑋2(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇42が成立すると仮
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定し，その結果実験値とよく合うことから𝐸4
𝑆 ≅ 𝑋2(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇42が成り立つことが公然の事実として認められ

ているが，実際にはこの関係は一般的に成り立たず，roll のピーク周波数付近に着目した場合にいくつか

の要因が相殺して偶然にも良い推定法となっているようである． 

 

 
Fig. 4.32 The ratio of roll amplitude by Tasai model and 3-DOF model 𝑓𝑋4 in beam sea for 154 ships. 

 

4.2.4.4 簡易算式および支配パラメータ 

 Tasaiモデルを係数𝑓𝑋4によって補正した次式をベースに，rollの陽な簡易算式を開発する．  

𝑋4 = 𝑓𝑋4
𝐸4
𝐹𝐾

(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀44 + 𝐴44) + 𝑖𝜔𝑒𝐵44 + 𝐶44

 (4.2.63) 

減衰力係数は，4.2.4.1節で述べたように𝑁係数を用いた式(4.2.55)によって与える．ただし，非線形減衰力

係数を等価線形化した式(4.2.55)には未知数である roll振幅|𝑋4|が含まれているため，これをどのように扱

うかが問題となる．そこで，同調時の値を重視し，同調時の roll 振幅|𝑋4
pk
|の簡易算式を導き，それを式

(4.2.55)の右辺の|𝑋4|に代入することで𝐵44を定義することにする． 

同調時の rollは，同調時に慣性力と復原力が相殺されることを考慮するとは次のように表される． 

|𝑋4
pk
| = 𝑓𝑋4

|𝐸4
𝐹𝐾|

𝜔𝑒𝐵44
 (4.2.64) 

これに(4.2.55)を代入して|𝑋4|について解くことで，rollのピーク値の簡易算式が得られる． 

|𝑋4
pk
| = √

𝑓𝑋4|𝐸4
𝐹𝐾|

360
𝜋2

𝐶44𝑁
 (4.2.65) 

ただし，同調周期で𝜔𝑒
2(𝑀44 + 𝐴44) = 𝐶44となる関係を利用した．𝑋4

pk
の位相は，Froude-Krylovモーメント

が半位相ずれ（ℜ[𝐸4
𝐹𝐾] = 0）かつ同調時の応答は外力に対して半位相ずれるため，arg(𝑋4

pk
) = 0 or 𝜋すなわ

ち入射波に対し同/逆位相となる． 

続いて同調周波数以外の𝑋4の表示を導く．式(4.2.65)の導出では𝐵44の式(4.2.55)を代入して|𝑋4|について

解くということを行ったが，それができたのは同調時の rollの式(4.2.64)が簡潔であったためであり，同じ

ことを式(4.2.63)に対して行った場合非常に煩雑な式になってしまう．したがって，本研究では𝐵44を，|𝑋4
pk
|

〇 Value in resonance frequency 𝑓𝑋4
pk
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が式(4.2.65)に一致するような量として定義することにする．すなわち，(4.2.64), (4.2.65)の右辺同士を等

値して𝐵44について解くことで得られる 

𝐵44 ≅
1

𝜔𝑒
√
360

𝜋2
𝑓𝑋4|𝐸4

𝐹𝐾|𝐶44𝑁 (4.2.66) 

という|𝑋4|に依存しない表現を用いる．式(4.2.66)は同調周波数を前提に導いたものであるが，本研究では

これをピーク値以外の周波数にも用いることにする．またその時，右辺の𝐸4
𝐹𝐾は同調周波数の値に固定す

る特別な理由もなく，長波長域で𝐵44 → 0も成り立つため，周波数依存の𝐸4
𝐹𝐾の簡易式をそのまま用いるこ

ととする．式(4.2.66)の表現は，Bertinの𝑁係数による非線形性に由来し，𝐸4
𝐹𝐾 ∝ 𝜁𝑎より波振幅𝜁𝑎の平方根

に比例する非線形の係数となっている．ただし式(4.2.66)の𝐵44は，ある𝑁を与えたときに roll のピーク値

が合うように決定されたものであるため，𝐵44の簡易推定式というよりは𝑋4の算式に代入して初めて意味を

持つ便宜的な表現と考えるべきである． 

結局，式(4.2.63)を無次元化して得られる次の式を rollの提案算式とする． 

�̅�4 (=
𝑋4
𝜁𝑎/𝐵

) ≅ 𝑓𝑋4
�̅�4
𝐹𝐾

−(�̅�44 + �̅�44) + 𝑖�̅�44 + �̅�44
    (Proposed) (4.2.67) 

Where, 

𝑓𝑋4 =
|𝐸4

𝐹𝐾 + 𝐸4
𝑆 − 𝑋2(𝑖𝜔𝑒)

2𝑇42|

|𝐸4
𝐹𝐾|

≅ 0.8                                     (4.2.68) 

�̅�4
𝐹𝐾 =

𝐸4
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵
2𝐿
≅ −𝑖�̅�𝑤𝑒

−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 (
2

𝐶𝑤�̅�𝑙
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
2
) �̅�44              (4.2.69) 

�̅�44 = 𝐾𝑑𝐶𝑏(𝜅𝑥𝑥/𝐵)
2                                                                         (4.2.70) 

{
 
 

 
 �̅�44 =

𝐾𝐴44
𝜌𝐿𝐵3

≅ 𝐾𝐵𝑓𝐴44
𝐶𝑤
2.25

16𝜋

𝑓𝐴44 = 1 − 10.6 (
𝐾𝐺̅̅ ̅̅

𝐵
)

2

+ 17(
𝐾𝐺̅̅ ̅̅

𝐵
)

3                                                (4.2.71) 

�̅�44 =
𝐾𝐵44
𝜌𝐿𝐵3𝜔𝑒

≅ √
360

𝜋2
𝑓𝑋4

𝜁𝑎
𝐵
|�̅�4

𝐹𝐾|�̅�44𝑁                                  (4.2.72) 

�̅�44 =
𝐶44

𝜌𝑔𝐿𝐵3
=
𝑑𝐶𝑏
𝐵

𝐺𝑀̅̅̅̅̅

𝐵
≅
𝐶𝑤
1.7

12
+ 0.49

𝑑2𝐶𝑏
𝐵2𝐶𝑣𝑝

0.4
−
𝑑𝐶𝑏
𝐵

𝐾𝐺̅̅ ̅̅

𝐵
     (4.2.73) 

Froude-Krylov力の算式に関しては，式(3.3.45)を用いる方が特に斜め波における精度が高いが，支配パラ

メータの抽出には復原力係数を用いた表現が有効なので，ここでは支配要因の抽出に適した�̅�44を用いた表

現式(3.3.51)を採用して検討を進める． 

また，rollのピーク振幅|�̅�4
pk
|に対する船型影響を示すため，簡易算式を導く．まず，同調時の𝐾𝐵は，�̅�44 −

�̅�44 − �̅�44 = 0を𝐾𝐵について解くことで次の表示が得られる． 

𝐾pk𝐵 ≅
𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵

(𝜅𝑥𝑥/𝐵)
2 + (𝑓𝐴44𝐵𝐶𝑤

2.25/16𝜋𝑑𝐶𝑏)
=

𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵

(𝜅𝑥𝑥
′ /𝐵)2

 (4.2.74) 

ここに，𝜅𝑥𝑥
′ は付加質量を含めた横環動半径である．続いて無次元 rollのピーク値は，式(4.2.65)に式(4.2.69)
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を代入することで次式が得られる． 

|�̅�4
pk
| ≅ √

𝜋2

360
𝑓𝑋4

𝐵

𝜁𝑎𝑁
(

2

𝐶𝑤�̅�𝑙
pk
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
pk

2
) �̅�𝑤

pk
exp(−𝑘pk𝑑𝐶𝑣𝑝) (4.2.75) 

ただし�̅�𝑙
pk
, �̅�𝑤

pk
, 𝑘pkはピーク時の�̅�𝑙 , �̅�𝑤 , 𝑘で，式(4.2.74)から計算できる．Rollが最大となるのは多くの場合

横波中であり，横波では𝐾pk = 𝑘pkかつ�̅�𝑙 = 0, �̅�𝑤 = 𝑘𝐵なので次式のように簡略化できる． 

|�̅�4
pk
| ≅ √

𝜋2

360
𝑓𝑋4

𝐵

𝜁𝑎𝑁
𝑘pk𝐵 exp(−𝑘pk𝑑𝐶𝑣𝑝)  (in beam sea) (4.2.76) 

平方根内の下線分“𝑘pk𝐵 exp(−𝑘pk𝑑𝐶𝑣𝑝)”は，同調時における副波面の幅方向無次元傾斜角を意味する．

式(4.2.76)から船型パラメータを用いて roll のピーク値をする事ができるが，より傾向を把握しやすい形

にするため式(4.2.68)より𝑓𝑋4 = 0.8とし，さらに smith修正係数𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝を定数（𝑒−𝑘𝑑𝐶𝑣𝑝 ≅ 0.85）とすれば，

最大 roll角[deg]は近似的に次式のように表せる． 

|𝑋4
pk
| ≅ 20√

𝜁𝑎
𝑁𝜆pk

  [deg]   (Proposed, in beam sea) (4.2.77) 

ただし𝜆pk(= 2𝜋/𝑘pk)はピーク波長で，横波中では次式によって求められる． 

𝜆pk

𝐵
= 2𝜋

(𝜅𝑥𝑥
′ /𝐵)2

𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵
≅ 2𝜋

(𝜅𝑥𝑥/𝐵)
2 + {𝑓𝐴44𝐵𝐶𝑤

2.25/(16𝜋𝑑𝐶𝑏)}

𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵
 (4.2.78) 

式(4.2.77)より，横揺れ角の最大値は同調波長の平方根に反比例する，すなわち短い波長で同調する船ほ

ど roll角が大きくなることと，減衰力係数の非線形影響によって波振幅の平方根に比例することが分かる． 

 以上の算式の精度を確認するため，𝜁𝑎 = 1[m],𝑁 = 0.02[1/deg]としたときの，154 隻の横波における式

(4.2.67)のピーク値およびピーク波長を数値計算値と比較したものを Fig. 4.33に，鉱石運搬船とセメント

運搬船の full/ballast状態の応答関数の算式(4.2.67)と数値計算値の比較を Fig. 4.34に示す．ただし，ここ

では𝐺𝑀̅̅̅̅̅が既知であるとして実際の𝐺𝑀̅̅̅̅̅の値を用いている．Fig. 4.33, Fig. 4.34より提案算式の精度は良好

であることが確認できる．また，概算式(4.2.77)の傾向の確認として，roll のピーク値を横軸に𝜆pk(=

𝐵 × (𝜆pk/𝐵))をとって示し，式(4.2.77)を併記したものを Fig. 4.35に示す．式(4.2.77)でよく近似できてお

り，単位波振幅中の最大 roll 角は𝜆pkの平方根に反比例することが確かに確認できる．ここで注意すべき

は，𝜆pkは有次元値[m]なので roll角はスケール依存性を持ち，同じ応答関数を持つ船（𝜆pk/𝐵が同じ船）で

も小さい船の方が大きな roll角を生じるということである． 

以上の算式は Bertinの N係数による減衰力係数の定義(4.2.72)を採用した場合のもので，すなわち減衰

力が角速度の二乗に比例することを前提に導かれたものである．したがって，減衰力を角速度の一次ある

いは三次以上の関数として扱った場合には異なる結果が導かれることに注意が必要になる．実際，線形の

減滅係数𝑎を用いた場合，�̅�44は 

�̅�44 =
3

4
(�̅�44 + �̅�44)𝑎 (4.2.79) 

として定義されるので，無次元 rollのピーク値は式(4.2.64)を用いて 
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|�̅�4
pk
| =

4𝑓𝑋4
3𝑎

(
2

𝐶𝑤�̅�𝑙
pk
sin

𝐶𝑤�̅�𝑙
pk

2
) �̅�𝑤

pk
exp(−𝑘pk𝑑𝐶𝑣𝑝) (4.2.80) 

となり，横波を前提に簡略化すると，最大 roll角[deg]は次式のように近似できる． 

|𝑋4
pk
| ≅ 𝜁𝑎

326

𝑎𝜆pk
  [deg]  (Proposed, by linear 𝐵44, in beam sea) (4.2.81) 

本式は線形応答であるため波高に比例し，またピーク波長𝜆pkに対する傾向も式(4.2.77)とは異なり，反比

例する．式(4.2.76)と式(4.2.80)どちらもピーク時の副波面の傾斜角（𝑘pk𝐵 exp(−𝑘pk𝑑𝐶𝑣𝑝)）によって決定

され，これがピーク波長の逆数で近似できる（≅ 2𝜋𝐵/𝜆pk × 0.85）ことから，これが roll 角の最大値を決

める支配パラメータであることは確かであろう． 

以上の検討で明らかなように，減衰力係数は rollのピーク値に依存する極めて重要なパラメータであり，

その船型依存性も検討されるべきである．しかしながら，その正確な推定は難しく，現在でも研究が推し

進められている[86]ため，本研究では暫定的に実績のある Bertinの𝑁係数による定義を採用し，𝑁を未知変

数として扱った．流体力成分それぞれに対して算式を作成するというアプローチをとっているため，rollの

減衰力係数の簡易推定法が確立した際には，𝐵44の算式(4.2.72)の差し替えが行われることを想定している． 

なお，応答関数の推定式(4.2.67)~(4.2.73)は斜め波においても精度は良好であるが，その場合 Froude-

Krylov力は式(3.3.45)の表現を用いた方が精度は向上する． 

 

  
Fig. 4.33 Comparison of peak of roll amplitude and peak wave length in beam sea between proposed formula and numerical 

calculation for 154 ships. (𝜁𝑎 = 1[m],𝑁 = 0.02[1/deg]) 
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Fig. 4.34 Comparison of roll-RAO of ore carrier (left) and cement carrier (right) in beam sea between proposed formula and 

numerical calculation. (𝜁𝑎 = 1[m],𝑁 = 0.02[1/deg]) 
 

 

Fig. 4.35 Tendency of peak value of roll amplitude against peak wave length for 154 ships and approximated formula (4.2.77). 
(𝜁𝑎 = 1[m],𝑁 = 0.02[1/deg]) 

 

 

4.2.4.5 Roll運動の特性のまとめ 

1. Rollに対する yawの連成影響は比較的小さく，特に横波においては無視できる． 

2. Scattering 流体力と sway, yaw 起因の radiation 流体力は相殺する関係にある．この関係を利用し，

scattering流体力と sway起因の radiation流体力を無視した田才の 1自由度 rollモデルの傾向およ

び適用性を詳しく検証したところ，rollのピーク値に関して田才モデルは厳密な 3自由度モデルとの

相関が強く，しかし一律で 20%程度過大な応答を与えることが分かった．田才モデルによって船種や

積付状態によらず rollのピーク値の傾向を良く推定できる理由は，必ずしも scattering流体力と sway

の連成影響がキャンセルしているというわけではなく，roll のピーク周波数付近に着目した場合に複
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数の要因が関わって結果的に良い推定法となっていることが分かった． 

3. 田才モデルをベースに，rollの複素数形式の応答関数および roll振幅のピーク値，ピーク周波数の簡

易算式を示し，船種や積付状態によらず良好な精度であることを確認した． 

4. 横波中の rollのピーク値は，同調時における副波面の幅方向無次元傾斜角によって支配されることが

分かった．同パラメータはピーク波長の逆数で近似でき，roll のピーク値は線形の減衰力を適用した

場合はピーク波長に反比例，Bertinの𝑁係数（速度の 2乗に比例する非線形減衰力）を適用した場合

はピーク波長の平方根に反比例することが分かった．どちらの場合でも，横波中の rollのピーク値は

同調が短波長で生じるほど大きくなる傾向にある．さらに，Bertinの𝑁係数を用いた場合，非線形影

響によって rollのピーク値は波振幅の平方根に反比例することが導かれた． 

5. 本研究では，簡易算式及び数値検証において，Bertin の𝑁係数による減衰力係数の定義を採用し，𝑁

を未知変数として扱った．別途𝑁係数に対する支配パラメータの検討がれるべきであるが，本研究で

は検討の対象外とした．算式の開発では流体力成分それぞれに対して算式を作成するというアプロー

チをとっているため，rollの減衰力係数の簡易推定法が別途確立した際には，𝐵44の算式の差し替えが

行われることを想定している． 

 

4.3 垂直曲げモーメントの特性 

 波浪中ハルガーダ断面力の推定が構造強度の評価においてきわめて重要であることは言うに及ばない．

ところが，ハルガーダ断面力は入射波の波形すなわち diffraction流体力に加え，運動に起因する慣性力や

radiation流体力の影響も受けるため，その傾向は複雑である．それゆえ，ハルガーダ断面力を簡易かつ高

精度に推定することは波浪中運動とくらべ難しい．本論文では，ハルガーダ断面力でも特に重要な，船体

中央部の垂直曲げモーメント（以下 VBM）について，単純なケースに限定したうえで理論的検討によるそ

の定性的傾向を示すとともに，各流体力成分および慣性力成分の間の相殺関係を調べ，数学船型を用いて

VBMの船型影響について数値的検討を行う．なお定式化においては，船体梁に作用する外力分布，すなわ

ちストリップ法的表現に基づいて行う． 

 付録の A.3 節において示したとおり，𝑥 = 𝑥0の断面における VBM は，ストリップ法では次式によって

表される． 

ℱ5(𝑥0) = ℱ5
𝐼𝑛(𝑥0) + ℱ5

𝑔(𝑥0) + ℱ5
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) + ℱ5

𝑅𝑎𝑑(𝑥0) + ℱ5
𝐹𝐾(𝑥0) + ℱ5

𝑆(𝑥0) 

= −∫ (𝑥 − 𝑥0)[𝑓3
𝐸𝑥(𝑥) − {(𝑖𝜔𝑒)

2𝑚(𝑥) + 𝜌𝑔𝐵𝑤(𝑥) + (𝑖𝜔𝑒)
2𝑡33
2D(𝑥)}(𝑋3 − 𝑥𝑋5)]d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

+
𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝑡33

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

(𝑖𝜔𝑒)
2 {𝑋3 − (𝑥0 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
)𝑋5} −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝑓3

𝑆2D(𝑥)
𝑥0

𝑥𝐴

d𝑥d𝑥 

(4.3.1) 

ここに𝑓𝑖
𝐸𝑥(𝑥)は断面波浪強制力(= 𝑓𝑖

𝐹𝐾(𝑥) + 𝑓𝑖
𝑆(𝑥))である．さらに簡単にするため，𝑈 = 0として移流項を

無視し，VBMを次のように表す． 

ℱ5(𝑥0) ≅ −∫ (𝑥 − 𝑥0){𝑓3
𝐸𝑥(𝑥) − 𝑧33(𝑥)(𝑋3 − 𝑥𝑋5)}d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

 (4.3.2) 

ここに𝑧33(𝑥)は，次の単位上下運動に起因する断面𝑧, 𝑦方向外力の係数である． 
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𝑧33(𝑥) = (𝑖𝜔𝑒)
2𝑚(𝑥) + 𝜌𝑔𝐵𝑤(𝑥) + (𝑖𝜔𝑒)

2𝑡33
2D(𝑥) (4.3.3) 

式(4.3.2)をベースに，VBMの傾向を確認する．  

 

4.3.1 各成分間の相殺関係 

 VBMを構成する成分，すなわち Froude-Krylov力成分ℱ5
𝐹𝐾，復原力成分ℱ5

𝑅𝑒𝑠，慣性力成分ℱ5
𝐼𝑛，radiation

流体力成分ℱ5
𝑅𝑎𝑑，scattering流体力成分ℱ5

𝑆がそれぞれ互いにどのような関係にあるかを数値的検討により

調べる．計算条件は，Table 2.2 に示す満載状態の平均船型，船速は𝐹𝑛 = 0.05，波向きは向い波とする．

まず，midship断面における VBMの応答関数の実部と虚部を Fig. 4.36に示す．以降，これらを構成する

各成分を調べる． 

 

 

Fig. 4.36 RAO of VBM amidship in head sea in Fn=0.05, full-loading condition. 
 

前 4.2 節において，波浪中運動は，radiation 流体力と scattering 流体力のキャンセルが生じることで

簡潔に表現できることを説明した．付録 Cより，長波長では scattering速度ポテンシャルと radiation速

度ポテンシャルが対応する（式(C.2.3)）ことから両成分は圧力レベルでキャンセルするはずで，したがっ

て断面力の両成分の和も長波長域で 0 になると考えられる．Fig. 4.37 に，VBM の両成分の和ℱ5
𝑅𝑎𝑑 + ℱ5

𝑆

をそれぞれ示す．長波長域では 0に近づいており，両流体力は相殺されることがわかる．しかしながら，

Fig. 4.36に示した元の VBMの応答関数と比べ，ピークをとる波長（𝜆/𝐿 = 1）付近において両成分の相殺

が成り立たず，VBM の推定には radiation/scattering 流体力を無視することは適切ではないことが分か

る． 
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Fig. 4.37 Frequency function of the sum of the radiation and scattering fluid force components of VBM amidship in head sea 

for full loading condition. 
 

続いて，ハルガーダ断面力を構成する基本的な成分として，Froude-Krylov力成分ℱ𝑖
𝐹𝐾，復原力成分ℱ𝑖

𝑅𝑒𝑠，

慣性力成分ℱ𝑖
𝐼𝑛およびそれらの和の傾向を調べる．VBM のこれらの成分の実部と虚部の値を Fig. 4.38 に

示す．Fig. 4.38より，特にℱ5
𝐹𝐾, ℱ5

𝑅𝑒𝑠の値は元の VBMの値（Fig. 4.36左）より著しく大きく，ℱ5
𝐹𝐾がℱ5

𝑅𝑒𝑠

を相殺する関係にあることが分かる．また慣性力ℱ5
𝐼𝑛もℱ5

𝑅𝑒𝑠を相殺しているが，これは𝑧33(𝑥)の両成分が逆

位相であることから理解できる．ℱ5
𝐹𝐾, ℱ5

𝑅𝑒𝑠, ℱ5
𝐼𝑛の和は，短波長域では元の VBM と大きく異なるが，長波

長域ではおおむね一致する．これは先述のとおり，長波長域で radiation/scattering 成分が相殺されるた

めである． 

 

 
Fig. 4.38 Frequency functions of Froude-Krylov force comp. of VBM (left-top), inertia force comp. of VBM (right-top), 
restoring force comp. of VBM (left-bottom), and the sum of the three comp. of VBM (right-bottom) amidship, in head sea, 

Fn=0.05, full-loading condition. 
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 最後に，波浪強制力成分と，運動に起因する成分とに分けて比較を行う．Fig. 4.39 に，VBM の波浪強

制力成分ℱ5
𝐹𝐾 + ℱ5

𝑆，運動に起因する成分ℱ5
𝑅𝑒𝑠 + ℱ5

𝐼𝑛 + ℱ5
𝑅𝑎𝑑の値をそれぞれ示す．Fig. 4.39 より，両者は

各々元の VBMよりも大きな値を持つが，互いに相殺される関係にあり，実部に焦点をあてると𝜆/𝐿 = 0.7

付近では波浪強制力成分が大きく，𝜆/𝐿 = 1以上の長波長域では運動起因の成分が大きくなる傾向にあるこ

とが分かる．運動起因の成分と波浪強制力成分がキャンセルするということは，波浪強制力成分は midship

において船舶を拘束した場合に midship 断面に生じるハルガーダ断面力であるから，“波浪強制力を受け

た船舶は運動することによってハルガーダ断面力を緩和する”と解釈することができる．両成分が相殺す

る関係にあることはダランベールの原理より理解できる．すなわち運動方程式の定義より，波浪強制力と

運動に起因する力を船の全長にわたって積分した場合に両成分の和がゼロになることから，ハルガーダ断

面力はその部分的な（船尾～評価断面の）積分値であるため両成分が相殺する関係にあることは明らかで

ある．ただし，特に船速が速い場合には両成分の位相差が変化し，相殺関係にならない場合もあることに

注意を要する． 

 

  

Fig. 4.39 Frequency functions of wave exciting force comp. of VBM (left) and motion-induced force comp. of VBM (right) 
amidship, in head sea, Fn=0.05, full-loading condition. 

 

 本項の検討で得られた重要なことは，ハルガーダ断面力の各成分間は互いに強く打ち消しあう関係にあ

るということである．それゆえ，heave に対して行ったように，各流体力成分について近似式を作成し，

それを組み合わせて垂直曲げモーメントの推定式を作成するアプローチをとった場合，成分同士が相殺す

ることで各成分の推定誤差が顕在化し，精度を確保することが難しくなると考えられる．簡易推定を行う

場合は，相殺される成分同士の扱い方や近似方法の一貫性が重要になるであろう． 

 

4.3.2 船速がゼロかつ長手方向に均一な船体の場合の理論的検討 

 船速がゼロかつ船体が長手方向に均一な場合，ストリップ法的アプローチに基づけば，VBM の式を簡

潔に示すことができる．式(4.3.2)において𝑧33(𝑥) = constantとすると，VBMは次のように表せる． 
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ℱ5(0) = −∫ 𝑥{𝑓3
𝐸𝑥(𝑥) − 𝑧33𝑋3 + 𝑥𝑧33𝑋5}d𝑥

0

−𝐿/2

= ∫ −𝑥𝑓3
𝐸𝑥(𝑥)d𝑥

0

−𝐿/2

−
∫ −𝑥𝑧33d𝑥
0

−𝐿/2

∫ 𝑧33d𝑥
𝐿/2

−𝐿/2

𝐸3 −
∫ 𝑥2𝑧33d𝑥
0

−𝐿/2

∫ 𝑥2𝑧33d𝑥
𝐿/2

−𝐿/2

𝐸5

= ∫ −𝑥𝑓3
𝐸𝑥(𝑥)d𝑥

0

−𝐿/2

−
𝐿

8
𝐸3 −

1

2
𝐸5

 (4.3.4) 

ここで重要なのは，式(4.3.4)から運動に起因する成分の影響が見かけ上消えており，波浪外力分布のみに

よって VBMが決定されていることである．実際には船速がゼロかつ長手方向に均一の場合でも 3次元影

響によって𝑧33を一定とみなすことはできないが，これを近似的に式(4.3.4)を認めた場合，波浪外力成分に

対する支配パラメータがそのまま VBMの支配パラメータになることが予想される． 

なお，非均一浮体かつ 3 次元影響を考慮した場合でも，前進速度がゼロかつ前後対称船舶であれば 

∫ 𝑥2𝑧33d𝑥
0

−𝐿/2
/ ∫ 𝑥2𝑧33d𝑥

𝐿/2

−𝐿/2
= 1/2は成立するため，pitch に起因する外力成分は midship における VBM

に対して（例えば重量分布が変わったとしても）一切影響しないことが分かる．このことから，実際の船

舶でも低速であれば，VBM は pitch の影響を受けづらく，船型影響は heave の支配因子が比較的強くあ

らわれると考えられる． 

 

4.3.3 数学船型を用いた船型影響の検討 

 理論的アプローチによる定式化は難しいため，松井船型を用いて VBMの sensitivity factorを調べるこ

とで，支配要因を抽出する．向い波，𝜆/𝐿 = 1におけるfull, ballast 状態の平均船型それぞれについて，

midshipにおける VBMの sensitivity factorを Fig. 4.40に示す．重量分布は，指定の排水量，LCG，縦

環動半径を満足するような三次関数で与えた．Sensitivity factorには，𝐶𝑤2を固定して𝐶𝑤のみ変化させた

場合の値も示している．Fig. 4.40より以下のことが分かる． 

a) 全体的な感度の傾向として，縦運動，特に pitchの sensitivity factor（Fig. 4.14）と逆の関係にある

ことがわかる．これは 4.3.1項で述べた通り，波浪強制力を受ける船体梁は，運動によってハルガー

ダ断面力を緩和しているためである． 

b) 𝐶𝑤による変化が最も大きいが，𝐶𝑤2を固定して𝐶𝑤を変化させた場合には VBMは殆ど変化していない

ことが分かる．したがって，midshipの VBMに対する支配パラメータは水線面積ではなく，水線面

二次モーメントであることが分かる．水線面二次モーメントは波浪強制力の支配パラメータであり，

このことは 4.3.2項の理論的検討と符号する結果である． 

c) また，𝐶𝑤を固定して𝐶𝑤
′のみ変化させた場合の factor は 4%程度であり，これは同じ𝐶𝑤の船であって

も，水線面二次モーメントの違いによって±12%（= 3𝜎）程度 VBMのピーク値が変化しうることを

意味する． 

d) 𝐶𝑤の次に感度が強いのは𝐶𝑏であるが，𝐶𝑏は VBMに対して負の傾向を示している．これは，𝐶𝑏の増加

によって縦運動は増加し，かつ単位運動あたりの慣性力成分も増加するため，波浪強制力成分を打ち

消す方向に影響するためである． 

e) LCF/𝐿と(LCF − LCG)/𝐿の sensitivity factorに大きな差が見られない．前者はLCF-LCG間距離を固定し

てLCFを変化させた場合，後者はLCGを固定してLCF-LCG間距離すなわちLCFのみを変化させた場合の
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結果であるから，このことは，VBM に対して支配的な前後非対称パラメータはLCG/𝐿，すなわち

midship基準の浮面心前後位置であることを意味する．浮面心は上下方向流体力の分布に影響するパ

ラメータであるため，直感に反しない結果である． 

f) 環動半径𝜅𝑦𝑦/𝐿の sensitivity factor は full 状態で-3%程度となっており，VBM を減じる傾向が確認

できる．これは主に heave起因の慣性力成分の増加によるもので，4.3.1項において述べた通り，慣

性力成分が VBMの主要成分である復原力成分を相殺する成分にあたるためである．また，ballast状

態の sensitivity factorはほぼゼロとなっている．これは 4.3.2項において環動半径の VBMへの影響

が heaveに起因する成分が主であることを説明したとおり，𝜆/𝐿 = 1付近で ballast状態の船は heave

が殆ど生じていないことが原因であると考えられる． 

上記 d)の結果は，CSR[13]における VBM の算式が𝐶𝑏に対して増加傾向の式になっていることと矛盾して

いるが，これは実際の船舶では𝐶𝑏と𝐶𝑤の間に強い相関があり，CSR では𝐶𝑏と𝐶𝑤を区別していないことが

原因である．𝐶𝑤を固定した場合は𝐶𝑏の増加に伴い VBMが減少する傾向にあるが，一般の船舶では𝐶𝑏に付

随して𝐶𝑤も増加するため，この場合は𝐶𝑤の影響が強く表れ，結果として𝐶𝑏に対して VBMは正の傾向を示

す． 

次に，sensitivity factorの比較的大きな𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , (LCF − LCG)/𝐿について，これらが独立に+𝜎𝑝𝑖だけ増加し

た場合のmidshipの VBMの応答関数の変化を Fig. 4.41に，𝜆/𝐿 = 1における VBMの船長方向分布の変

化を Fig. 4.42に示す．変化後の値は，各パラメータを微小に変化させたときの応答の変化量を+𝜎𝑝𝑖になる

ように線形倍した値を元の応答関数に加えている．Fig. 4.41, Fig. 4.42より，波長，分布ともに，船型パ

ラメータに応じておおむね一様に増減していることが分かる．前後非対称パラメータである(LCF − LCG)/𝐿

については，Fig. 4.42を見ると，LCFが fore側に移動することで VBMの分布も前方に寄ることがわかる．

Fig. 4.42にはLCG/𝐿による変化も記載しており，(LCF − LCG)/𝐿の結果と殆ど変わらないことから，上記 e)

で述べた結論が VBMの分布からも確認できる．  

 

 
Fig. 4.40 Comparison of the sensitivity factor of VBM amidship in head sea, 𝜆/𝐿 = 1. 
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Fig. 4.41 Change of RAO of VBM amidship in full-loading (left) and ballast-loading (right) condition, head sea, Fn=0.05 with 

changing 𝐶𝑏, 𝐶𝑤, (LCF − LCG)/𝐿. 
 

 
Fig. 4.42 Change of VBM distribution in full-loading (left) and ballast-loading (right) condition, head sea, Fn=0.05, 𝜆/𝐿 = 1 

with changing 𝐶𝑏, 𝐶𝑤, (LCF − LCG)/𝐿, LCF/𝐿. 
 

4.3.4 応答関数のピーク値の簡易推定式 

抽出された支配パラメータを用いて，VBM の応答関数のピーク値の簡易算式の作成を試みる．前検討

より𝐶𝑤2が最も支配的であることが示唆されたため，Fig. 4.43に，154隻の𝐹𝑛 = 0.0, 0.1かつ向い波におけ

る VBM の応答関数のピーク値の，水線面二次モーメント係数𝐶𝑤2に対する傾向を示す．Fig. 4.43 より，

船速の無い場合の VBMは𝐶𝑤2との相関が強く，𝐶𝑤2の一次関数（0.019𝐶𝑤2 + 0.0042）でもある程度合理的

に推定できることがわかる．一方で，𝐹𝑛 = 0.1の場合は𝐶𝑤2との相関は確認されるものの強くはなく，他の

パラメータが有意に働いていることが確認される．𝐹𝑛 = 0.1の場合に対する𝐶𝑤2以外の支配パラメータを調

査したところ，heave-pitchの無次元復原力係数�̅�35によって整理されることが確認された．�̅�35は向い波に

おける heaveに強く関係するパラメータであるため，VBMの heave起因の成分に影響していると考えら

れる．ただし，標本に用いた 154隻におけるパラメータ間に相関があり，各パラメータの影響が偶然相殺

している可能性も考えられ，今後の検討課題としてより透明性の高い考察が望まれれる． 

 

0

0.005

0.01

0.015

0.02

0.025

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3

V
B

M
@

M
S/

ρg
ζa

B
L2

λ/L

Full β=180°Fn=0.05
Cb
Cw
(LCF-LCG)/L
Original

0

0.005

0.01

0.015

0.02

0.025

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3

V
B

M
@

M
S/

ρg
ζa

B
L2

λ/L

Ball β=180°Fn=0.05
Cb
Cw
(LCF-LCG)/L
Original

0

0.005

0.01

0.015

0.02

0.025

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

V
B

M
/ρ

gζ
aB

L2

Station No.

Full β=180°Fn=0.05 λ/L=1.0
Cb
Cw
(LCF-LCG)/L
LCG/L
Original

0

0.005

0.01

0.015

0.02

0.025

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

V
B

M
/ρ

gζ
aB

L2

Station No.

Ball β=180°Fn=0.05 λ/L=1.0
Cb
Cw
(LCF-LCG)/L
LCG/L
Original



108 

 

  

Fig. 4.43 Tendency of the peak value of RAO of VBM ℱ̅5 in head sea against �̅�55 for 154 ships. (left: Fn=0.0, right: Fn=0.1) 
 

 以上の検討から得られた支配パラメータを用いて，midshipにおける VBMの向い波中の応答関数のピ

ーク値の算式が次のように得られた． 

  |ℱ̅5
Pk(𝑥𝑀)| = 0.019𝐶𝑤2 + 0.0072 + 0.011

LCF

𝐿
− 0.011

𝜅𝑦𝑦
𝐿
+ 𝐹𝑛(0.04 − 0.98�̅�35)  (Proposed) (4.3.5) 

右辺の下線部は 0knotにおける精度を向上させるもので，=0.0042と置いても Fig. 4.43左にみられると

おり著しく精度が低下するわけではない．本推定式(4.3.5)の精度確認として，154隻に対する 0knotおよ

び 5knotの VBMの計算値と推定値を Fig. 4.44に示す．速度影響も含め，一定の合理性を有する式であ

ることが確認できる． 

 

 

Fig. 4.44 Comparison of peak value of RAO of non-dimensional VBM in head sea between approximated formulae and 
calculated value for 154 actual ships. 
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4.3.5 垂直曲げモーメントのまとめ 

1. 垂直曲げモーメントは各流体力成分，慣性力成分で分解したとき，互いに強く打ち消しあう関係にあ

る．特に，波浪強制力成分と運動に起因する成分が相殺する関係にあり，このことは，（少なくとも低

速域では）“波浪強制力を受ける船体梁は，運動によってハルガーダ断面力が緩和される”と解釈する

ことができる．事実，VBMと縦運動に対する船型パラメータの感度は逆の傾向にあることが確認され

た． 

2. Radiation/scattering 流体力成分は長波長域ではきれいに相殺するが，𝜆/𝐿 = 1付近の重要な波長域で

は相殺されず，これらの成分を無視することはできない． 

3. VBMの各流体力成分の簡易算式を組み合わせて応答関数の式をベースに VBMを推定する場合，成分

間の相殺によって各成分の推定誤差が顕著に表れるため，簡易推定法として有効なアプローチではな

い． 

4. 0knot かつ船長方向に均一の浮体に対する VBM は，ストリップ法の定式化に基づけば，波浪強制力

分布のみによって決定される．また，船長方向に不均一かつ 3次元影響を考慮した場合でも，0knotか

つ前後対称船であれば，pitch の変化は VBM に対して一切影響しない．したがって実際の船舶でも，

低速域では VBMの変化に対する運動の変化の影響は小さく，特に pitchの変化に伴う VBMの変化は

小さいことが示唆された．（Pitch に起因する VBM 成分自体は大きいが，断面の単位上下運動起因の

外力係数𝑧33(𝑥)の変化による pitchの変化と，単位 pitch運動に起因する VBM成分の変化がキャンセ

ルされる関係にある．） 

5. 数学船型を用いた感度解析により，無次元 VBM に対して最も支配的なパラメータは水線面二次モー

メント係数𝐶𝑤2(≅ 12�̅�55)であることが分かった．𝐶𝑤と𝐶𝑤2には一般に強い相関があるためにこれまでは

𝐶𝑤の影響が強いと考えられてきたが，𝐶𝑤2を固定させて水線面積係数𝐶𝑤を変化させたときの VBM に

変化が殆どみられなかったことからも，𝐶𝑤ではなく𝐶𝑤2が支配パラメータであることが明らかになっ

た． 

6. VBM に対する二次的な因子として𝐶𝑏, LCF/𝐿, 𝜅𝑦𝑦/𝐿が影響を持つことが確認された．LCF/𝐿の影響は，

同パラメータの変化に伴う水線幅分布の変化に応じて，VBMの船長方向分布が変化することが確認さ

れた．𝐶𝑏については縦運動と正の相関があり，また環動半径𝜅𝑦𝑦/𝐿も運動起因の慣性力成分を増加させ

るため，これらのパラメータは増加によって VBMを減じる方向に作用することが確認された． 

7. 向い波中の VBM の応答関数のピーク値の傾向を調べたところ，0knot のケースでは水線面二次モー

メントによっておおむね決定されることが分かった．また，ピーク値に対する船速影響については𝐹𝑛

に加え，heave-pitch連成の無次元復原力係数�̅�35によって整理されることが確認された．�̅�35が heave

に影響するためと考えられるが，当結果は数値的検討によって得たものであり，速度影響のより明確

な理由付けについては将来の課題としたい．得られた一連の結果を用いて，向い波中の VBM の応答

関数のピーク値の簡易推定式を示した． 

 

4.4 結言 

 本章では，5knotを想定した低速で航行する場合の surge, pitch, heave, roll運動および垂直曲げモーメ

ントの応答関数について，応答関数の理論式に基づく検討および数学船型を用いた数値的検討を行い，各
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応答に対して支配パラメータの抽出および簡易推定式の開発を行った．得られた主要な結果を以下に述べ

る． 

 波浪中応答の簡易推定のための第１段階として，まずは応答関数の理論式をベースに，無視できる成分

について確認した．具体的には，他の運動の連成項等の寄与度の確認と，船体運動が入射波に一致する場

合に radiation流体力と scattering流体力が相殺するという関係を踏まえ，両流体力成分を無視可能かど

うかの確認を行った．応答毎に，以下のような結果が得られた． 

◆ Surge 

Heave起因の radiation流体力は殆ど影響せず，かつ surge起因の radiation流体力成分も比較的小さ

く無視し得る．また，scattering流体力と pitch起因の radiation流体力の相殺が成立する．これより，慣

性力および Froude-Krylov力のみを用いた surgeの推定が可能である．これについてはすでによく知られ

た事実であり，ストリップ法でもこの近似が取り入れられた計算法が存在する． 

◆ Pitch 

Surge, heaveとの連成影響は大きくない．また長波長域において，surge, heave, pitch起因の radiation

流体力係数と scattering 流体力係数は互いに相殺する関係にあるが，この関係は 5knot だと𝜆/𝐿 = 1付近

でも成立することが確認された．したがって，低速における pitch の応答関数のピーク値は，慣性力，

Froude-Krylov力および復原力のみを考慮した応答関数でも一定の精度で推定できる． 

◆ Heave 

向い波中の heave は，surge との連成影響は無視できるが，pitch の連成影響は大きく受け，また

radiation/scattering 流体力の相殺関係も非長波長域（𝜆/𝐿 < 2程度）では成り立たない．このため surge, 

pitchのような応答関数の簡略化はできず，各項を考慮する必要がある．一方で横波中では pitchは生じな

いため heaveが 2次元的な現象になり，応答関数は比較的簡単に表すことができる．ただし，横波中でも

heaveが大きくなるのは𝜆/𝐵 = 3~5程度の短波長であり，その波長域では radiation/scattering流体力成分

の相殺は成り立たない． 

◆ Roll 

Scattering流体力と sway, yaw起因の radiation流体力は相殺する関係にある．これより，波浪強制力

を Froude-Krylov力に置き換えた 1自由度モデルによって rollを推定することができる．このことは，田

才による 1自由度モデルとしてよく知られている．本研究ではこの相殺関係について踏み込んだ検証をお

こない，必ずしも scattering 流体力と sway の連成影響がキャンセルしているというわけではなく，roll

のピーク周波数付近に着目した場合に複数の要因が相殺しあって結果的に田才モデルが良い推定法となっ

ていることが分かった． 

◆ 垂直曲げモーメント 

VBMを構成する各成分は互いに相殺する傾向にあるものの，𝜆/𝐿 = 1付近では完全に相殺する関係の成

分は無く，いずれの成分も無視することはできない．特に VBMの heave, pitch運動に起因する成分が波

浪強制力成分を打ち消す傾向にあり，したがって，運動が大きいほど VBM が小さくなる傾向にあること

が確認された．また，前進速度が 0 かつ長手方向に均一な浮体に対する理論的検討によって，VBM は波

浪強制力分布が主要で，次いで heaveに起因する成分の変化による影響が強いとの示唆を得た．  

 

 以上によって簡易化された応答関数に 3章で示した流体力成分の算式を適用することで，各波浪中応答

の支配パラメータおよび簡易算式を示し，かつ数学船型を用いて各船型パラメータの感度を数値的に検証
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した．その結果，応答毎に次の結果を得た． 

◆ Surge 

Surgeの応答関数の簡易推定式を示し，それより支配パラータ𝐶𝑝, 𝑑𝐶𝑚/𝐿が抽出された．さらに，これら

を用いて surge加速度のピーク値の簡易算式を示し，船種・波条件に依らずおおむね良好な推定式である

ことを確認した． 

◆ Pitch 

Pitch の応答関数の簡易推定式を示し，それより支配パラータ𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝐶𝑤が抽出された．ここ

に，𝜅𝑤𝑦𝑦は水線面回転半径である．パラメータの抽出の過程では，上述した応答関数の簡易化に加えて，

pitchのFroude-Krylov力を復原力係数𝐶55を用いて表現したことがポイントである．これらを用いた pitch

の応答関数およびそのピーク値の簡易算式を示し，船種・波条件に依らずおおむね良好な推定式であるこ

とを確認した．ただし，船速が速く，pitchのピーク波長付近に同調波長が近づくケースでは提案式は適用

範囲外になると考えられる． 

◆ Heave 

Pitch の連成影響を考慮した，向い波中の heave の応答関数の陽な推定式を示した．しかしながら，応

答関数において無視できる成分が少ないことから，他の運動に比べ煩雑で，やや推定精度が低い結果とな

った．ただし，heaveの基準点を重心ではなく浮面心にとった場合，0knotでは pitchの影響を受けない 1

自由度モデルで近似できることから，適切に基準点を選択することで heaveを簡潔に表現できる可能性に

ついて示した．一方で，横波中の heaveについては応答関数の簡易推定式を示し，それより支配パラメー

タ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵が抽出された．さらに，これらを用いて横波中の heaveのピーク値およびピーク波長の簡易算式

を示し，船種・波条件に依らずおおむね良好な推定式であることを確認した． 

◆ Roll 

田才の 1自由度モデルを基に応答関数の簡易推定式を示し，それより rollのピークに対する支配パラメ

ータが“同調時の入射波の副波面の幅方向傾斜角”であることを示した．パラメータの抽出の過程では，

pitchと同様，rollの Froude-Krylov力を復原力係数𝐶44を用いて表現したことがポイントである．本研究

では rollの減衰力係数𝐵44に Bertinの𝑁係数による定義を採用し，𝑁を未知変数として扱った．加えて，線

形の減滅係数を用いた場合の rollの簡易推定式についても示した．Bertinの𝑁係数を用いた場合，非線形

影響によって無次元 roll のピーク値は波振幅の平方根に反比例することが導かれた．𝐵44の簡易推定法が

確立した際には，𝐵44の算式の差し替えが行われることを想定している． 

◆ 垂直曲げモーメント 

VBM は各成分間のキャンセルや構成要素の多さから，波浪中運動のように応答関数を基に実用的な簡

易推定式を開発することは難しいと考えられる．そこで，数学船型を用いた感度解析により，無次元 VBM

に対して最も支配的なパラメータは水線面二次モーメント係数𝐶𝑤2(≅ 12�̅�55)であることを示した．𝐶𝑤と

𝐶𝑤2には一般に強い相関があるためにこれまでは𝐶𝑤の影響が強いと考えられてきたが，𝐶𝑤2を固定させて水

線面積係数𝐶𝑤を変化させたときの VBM に変化が殆どみられなかったことからも，𝐶𝑤ではなく𝐶𝑤2が支配

パラメータであることが明らかになった．𝐶𝑏, LCF/𝐿, 𝜅𝑦𝑦/𝐿が二次的に影響することが確認され，それぞれ

の感度は縦運動と逆の傾向になることが確認された．得られた一連の結果を用いて，向い波中の VBM の

応答関数のピーク値の簡易推定式を示した．船速影響については heave に対する支配因子である heave-

pitch 連成の無次元復原力係数�̅�35によって整理されることが確認されたが，より明確な理由付けについて

は将来の課題としたい．  
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第 5 章  波浪荷重の長期予測値に対する船型影響と簡易推定式の開発 

5.1 緒言 

構造設計における強度評価で想定される波浪荷重は，船舶がその生涯のうちに遭遇する最も厳しいであ

ろう状態，すなわち108(≅ 25年/8秒)回受ける波浪のうち最とも大きな波浪荷重（以降 10-8レベル，ある

いは長期予測値と呼ぶ）が用いられる．本章では，前章で得た応答関数に対する支配パラメータを踏まえ，

10-8 レベルの波浪荷重に対する船型影響およびスケール影響について検討し，支配パラメータの抽出や簡

易算式の開発の上，簡易算式の検討に関する指針の提言を行う． 

10-8 レベルの波浪荷重は想定される最大荷重であるので，構造強度評価，特に降伏や座屈強度評価にお

いて適用される．現行の船級規則では，線形の長期予測法に基づく 10-8レベルの波浪荷重の簡易算式が規

定され，非線形影響（操船影響等を含む）は係数によって陽的に，あるいは想定波高などの中で陰的に考

慮されている．中型以上のばら積み船およびタンカーを対象とした CSR[13]では，線形の長期予測をベース

に大波高中の非線形性を簡易的に考慮することのできる等価設計規則波(EDW: Equivalent Design Wave)

による方法[87, 88]が採用されており，波浪状態が明確にされている点で透明性が比較的高い．CSR 以外で

は，CSRの縦強度基準の元となる統一規則 UR-S11と，コンテナ船を対象として高精度化された統一規則

UR-S11Aが存在する．UR-S11は，秋田らにより 32隻の長期予測値計算に基づき定められたハルガーダ

断面力の線形の簡易算式[89, 90]がベースとなっており，それに非線形影響として sagging モーメントと

hoggingモーメントの差が考慮されたことは当時としては先進的であった[91]．比較的近年(2016年)に制定

された UR-S11A は，コンテナ船すなわち痩せ型船に対する VBM の支配パラメータが明らかにされ，線

形応答の算式に𝐶𝑤が考慮されている上に，バウフレア形状を考慮した非線形影響係数も明確に与えられて

いる[22]． 

以上のように，波浪荷重の波高に対する非線形性は荒天中を想定する構造設計において重要であるが，

非線形応答と線形応答には一定の相関があり，実用上は線形応答をベースとした係数等による付加的な考

慮が可能とされ，広く採用されている．そのため，本論文で船型影響を調べる長期予測値は線形重ね合わ

せに基づく 10-8レベルの波浪荷重とし，非線形影響に対する船型影響については対象外とする． 

本章において 10-8レベルの波浪荷重の支配因子を検討する上で，規則波中の応答と不規則波中の応答に

一定の相関があるとの考えのもと，規則波中の応答と長期予測値との関係性に焦点をあてたアプローチを

とる．具体的には，まず最悪海象中の短期応答から長期予測値を推定する簡易法の考え方を活用し，規則

波中の最大応答と長期予測値とがどのように対応するかを検討する．その上で，前章で得た応答関数に対

する支配パラメータに加え，波スペクトルや遭遇海象を考慮することによるスケール依存の新たな支配パ

ラメータを導出し，長期予測値に対する支配的なパラメータとその影響度や傾向を明らかにする．扱う応

答は，前章と同様 surge, heave, pitch, roll, VBMとするが，surge, heaveについては運動振幅ではなく，

波浪荷重として構造解析に用いられる慣性力，すなわち加速度を扱う． 
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5.2 長期予測の計算法 

本章では，福田による船型の長期予測計算法[92]に基づき最悪海象や長期予測値を計算する．以下に，そ

の具体的な計算法を説明する． 

線形重ね合せの理論に基づくと，波向き𝛽における単位波振幅あたりの応答関数𝐴(𝜔, 𝛽)/𝜁𝑎が与えられて

いる場合，ゼロクロス波周期が𝑇𝑧の波スペクトル𝛷𝜁𝜁(𝜔, 𝑇𝑧)で表される短期海象中の応答スペクトルは次式

によって表される． 

𝛷𝑎𝑎(𝜔, 𝑇𝑧, 𝛽)

𝐻𝑠
2

=
𝛷𝜁𝜁(𝜔, 𝑇𝑧)

𝐻𝑠
2

[
𝐴(𝜔, 𝛽)

𝜁𝑎
]

2

 (5.2.1) 

以上の応答スペクトルによって，長波頂不規則波中における単位有義波高あたりの応答の標準偏差

�̅�𝐿(𝑇𝑧, 𝛽)(= 𝑅𝐿(𝑇𝑧, 𝛽)/𝐻𝑠)は次式によって求められる． 

{�̅�𝐿(𝑇𝑧, 𝛽)}
2 = ∫

𝛷𝑎𝑎(𝜔, 𝑇𝑧, 𝛽)

𝐻𝑠
2

d𝜔
∞

0

 (5.2.2) 

一方で，平均波向き𝜒における短波頂不規則波中の単位有義波高あたりの応答の標準偏差�̅�𝑆(𝑇𝑧, 𝜒)(=

𝑅𝑆(𝑇𝑧, 𝜒, 𝐻𝑠)/𝐻𝑠)は，波スペクトルの方向分布関数𝐷(𝛽)を用いて次式によって求められる． 

{�̅�𝑆(𝑇𝑧, 𝜒)}
2 = ∫ ∫

𝛷𝑎𝑎(𝜔, 𝑇𝑧, 𝜒 + 𝛽)

𝐻𝑠
2

𝐷(𝛽)d𝜔
∞

0

d𝛽
𝜋

−𝜋

= ∫ {�̅�𝐿(𝑇𝑧, 𝛽)}
2𝐷(𝛽)d𝛽

𝜋

−𝜋

 (5.2.3) 

 線形重ね合わせが成り立つとし，かつ応答スペクトル狭帯域の性質を持つ場合，応答の極大値の確率密

度関数はレイリー分布に従うと考えて差し支えない．このとき，短期海象中の応答の極大値が任意の値𝐴1

を超過する確率𝑞𝐴>𝐴1(𝑇𝑧, 𝜒, 𝐻𝑠)は次式によって求められる． 

𝑞𝐴>𝐴1(𝑇𝑧, 𝜒, 𝐻𝑠) = exp [−
1

2
{

𝐴1

𝐻𝑠�̅�𝑆(𝑇𝑧, 𝜒)
}
2

] (5.2.4) 

以上の短期海象中の超過確率が得られると，海象の有義波高𝐻𝑠とゼロクロス波周期𝑇𝑧毎の長期の発現頻度

𝑝(𝐻𝑠, 𝑇𝑧)が与えられている場合，応答が𝐴1を超過する長期の累積確率を次式によって求めることができる． 

𝑄𝐴>𝐴1(𝜒) = ∫ ∫ 𝑞𝐴>𝐴1(𝑇𝑧, χ, 𝐻𝑠)𝑝(𝐻𝑠, 𝑇𝑧)d𝐻𝑠

∞

0

d𝑇𝑧

∞

0

 (5.2.5) 

以上は，波の主方向に対して一定の針路χを保って航海している場合の応答の長期超過確率である．全ての

針路が一様な確率で生じると仮定したときの長期超過確率�̅�𝐴>𝐴1は，次式によって計算される． 

�̅�𝐴>𝐴1 =
1

2𝜋
∫ 𝑄𝐴>𝐴1(𝜒)d𝜒
𝜋

−𝜋

 (5.2.6) 

求めるべき長期予測値はこの長期超過確率が�̅�𝐴>𝐴1 =10-8 になるような応答の閾値𝐴1であり，それを

𝐴|𝑄=10−8と表すことにする． 

本研究では IACS Rec. No. 34[93]に基づき，次の波スペクトル𝛷𝜁𝜁(𝑇𝑧, 𝜔)及び分布関数𝐷(𝛽)を用いる． 

𝛷𝜁𝜁(𝑇𝑧, 𝜔) =
𝐻𝑠

2

4𝜋
(
2𝜋

𝑇𝑧
)
4

𝜔−5exp {−
1

𝜋
(
2𝜋

𝑇𝑧
)
4

𝜔−4} (5.2.7) 
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𝐷(𝛽) =
2

𝜋
cos2 𝛽    (|𝛽| ≤

𝜋

2
) (5.2.8) 

また，波スペクトルのピーク周期𝑇𝑝は，𝜕𝛷𝜁𝜁(𝑇𝑧, 𝜔)/𝜕𝜔 = 0から得られるピーク周波数𝜔𝑝より𝑇𝑝 = 2𝜋/𝜔𝑝

と定義すると，次式のように表される． 

𝑇𝑝 =
𝑇𝑧
0.71

 (5.2.9) 

加えて本研究では，波浪発現頻度表𝑝(𝐻𝑠, 𝑇𝑧)は，Fig. 5.1に示す北大西洋の波浪発現頻度表を用いている． 

 また，以降用いる統計解析に関する用語の説明を Table 5.1に示す． 

 

 

Fig. 5.1 Probarbility of sea-states in the North Atrantic by IACS Rec. 34. 
 

Table 5.1 Explanation of the terms with respect to statistical analysis. 

用語 意味 

短期・長期 短期：１つの波スペクトルで表現できるとされる期間．103回分の波とする． 

長期：船舶の生涯期間で，約 25年．108回分の波に相当． 

10−𝑛レベルの応答 �̅�𝐴>𝐴1 = 10
−𝑛を満たすような応答の閾値𝐴1で，10

−𝑛最大期待値．𝐴|𝑄=10−𝑛と表す．

特に𝑛 = 8の場合，これを長期予測値と呼んでいる． 

広義の同調  (Broad 

sense of resonance) 

応答関数のピーク周波数と波スペクトルのピーク周波数が一致すること．広義の

同調を生じさせるような波スペクトルのゼロクロス波周期を𝑇𝑧BSRと表す． 

最悪(短期)海象 閾値𝐴1が 10-8最大期待値のときの超過確率密度（𝑞𝐴>𝐴1(𝑇𝑧, χ) × 𝑝(𝐻𝑠, 𝑇𝑧)）が最大

値をとる短期海象𝐻𝑠, 𝑇𝑧, 𝜒と定義する[94]．これに対し，広義の同調を生じる海象

𝑇𝑧, 𝜒, 𝐻𝑠（𝐻𝑠は与えられた𝑇𝑧において発生しうる最大の有義波高）を最悪海象と

呼ぶこともある[95, 96]が，本研究では上述したものを正式な定義とし，広義の同

調による定義は最悪海象を近似的に決定する手法として位置付ける． 

 

  

Hs/Tz 1.5 2.5 3.5 4.5 5.5 6.5 7.5 8.5 9.5 10.5 11.5 12.5 13.5 14.5 15.5 16.5 17.5 18.5 SUM

0.5 0 0 1.3 133.7 865.6 1186 634.2 186.3 36.9 5.6 0.7 0.1 0 0 0 0 0 0 3050.4

1.5 0 0 0 29.3 986 4976 7738 5569.7 2375.7 703.5 160.7 30.5 5.1 0.8 0.1 0 0 0 22575

2.5 0 0 0 2.2 197.5 2158.8 6230 7449.5 4860.4 2066 644.5 160.2 33.7 6.3 1.1 0.2 0 0 23810

3.5 0 0 0 0.2 34.9 695.5 3226.5 5675 5099.1 2838 1114.1 337.7 84.3 18.2 3.5 0.6 0.1 0 19128

4.5 0 0 0 0 6 196.1 1354.3 3288.5 3857.5 2685.5 1275.2 455.1 130.9 31.9 6.9 1.3 0.2 0 13289

5.5 0 0 0 0 1 51 498.4 1602.9 2372.7 2008.3 1126 463.6 150.9 41 9.7 2.1 0.4 0.1 8328.1

6.5 0 0 0 0 0.2 12.6 167 690.3 1257.9 1268.6 825.9 386.8 140.8 42.2 10.9 2.5 0.5 0.1 4806.3

7.5 0 0 0 0 0 3 52.1 270.1 594.4 703.2 524.9 276.7 111.7 36.7 10.2 2.5 0.6 0.1 2586.2

8.5 0 0 0 0 0 0.7 15.4 97.9 255.9 350.6 296.9 174.6 77.6 27.7 8.4 2.2 0.5 0.1 1308.5

9.5 0 0 0 0 0 0.2 4.3 33.2 101.9 159.9 152.2 99.2 48.3 18.7 6.1 1.7 0.4 0.1 626.2

10.5 0 0 0 0 0 0 1.2 10.7 37.9 67.5 71.7 51.5 27.3 11.4 4 1.2 0.3 0.1 284.8

11.5 0 0 0 0 0 0 0.3 3.3 13.3 26.6 31.4 24.7 14.2 6.4 2.4 0.7 0.2 0.1 123.6

12.5 0 0 0 0 0 0 0.1 1 4.4 9.9 12.8 11 6.8 3.3 1.3 0.4 0.1 0 51.1

13.5 0 0 0 0 0 0 0 0.3 1.4 3.5 5 4.6 3.1 1.6 0.7 0.2 0.1 0 20.5

14.5 0 0 0 0 0 0 0 0.1 0.4 1.2 1.8 1.8 1.3 0.7 0.3 0.1 0 0 7.7

15.5 0 0 0 0 0 0 0 0 0.1 0.4 0.6 0.7 0.5 0.3 0.1 0.1 0 0 2.8

16.5 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0.1 0.2 0.2 0.2 0.1 0.1 0 0 0 0.9

SUM 0 0 1.3 165.4 2091.2 9279.9 19922 24879 20870 12898 6244.6 2479 836.7 247.3 65.8 15.8 3.4 0.7 100000
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5.3 長期予測値の応答関数との対応関係 

 本節では，長期予測値に対する支配パラメータを抽出する準備として，長期予測値と応答関数の最大値

との対応について検討する．そのためにまず，長期予測値𝐴|𝑄=10−8と単位波振幅あたりの応答関数の最大

値𝐴pk/𝜁𝑎との比として，波高に相当する次の量を定義する． 

𝐻𝑤LTP ≔ 2
𝐴|𝑄=10−8

𝐴pk/𝜁𝑎
 (5.3.1) 

右辺の係数 2は波振幅を波高に変換する係数である．𝐻𝑤LTPは 25年のうち応答が最大になるときの波高と

解釈することができ，ここでは“等価最大波高”と呼ぶことにする．等価最大波高𝐻𝑤LTPは重見らの研究お

よび CSRにおける等価設計波の波高に相当するものである[88]．𝐻𝑤LTPは応答関数を長期予測値に変換する

線形システムとみなすこともでき，この𝐻𝑤LTPがどのような成分で構成され，またそれがどのようなパラメ

ータに依存するかを本節で検討する．𝐻𝑤LTPの傾向が明らかになれば，長期予測値は𝐻𝑤LTPおよび前章で得

た応答関数の支配パラメータから推定することができる． 

等価最大波高𝐻𝑤LTPを構成する要素の検討には，長期予測値の近似計算法が有用な手がかりとなる．上述

したように，長期予測は本来あらゆる海象下における短期応答を計算する必要があるが，「10-8レベルとい

った極めて大きな応答を生じるような海面状態は，ある１つの海象（すなわち最悪海象）下において発生

する」と考えることで，長期予測値を最悪海象下の短期応答から近似的に推定することができ[95-98]，これ

が応答関数と長期予測値とを対応づける道筋になる．本節ではこの近似手法に基づき，応答関数の最大値

を用いた長期予測値の表示式を導出するとともに，種々の近似による誤差の影響および傾向について検証

する． 

 

5.3.1 近似計算法の基本的な考え方 

篠本らは，応答関数のピーク値およびその波条件が与えられたときに，応答の長期予測値を算式によっ

て簡易に推定する方法を提案している[99]．そこでは，単位有義波高あたりの長波頂・短波頂不規則波にお

ける標準偏差，最悪海象の波周期・有義波高といった長期予測計算におけるステップごとの推定式が示さ

れており，その簡略化においては，真能や河邉らの研究に裏付けられた次の考えを基礎にしている[95-98]． 

I) 10-8レベルの応答の超過確率密度はある 1つの短期海象，すなわち最悪海象の寄与が殆どであり，10-

8レベルの応答の推定にはその最悪海象下の短期応答のみによって近似できる．したがって，10-8レベ

ルの応答を最悪短期海象における最大応答（最悪海象下で N 回の波を受ける場合は 1/N レベルの応

答）によって近似できる． 

II) 応答関数のピークと波スペクトルのピークが重なる海象において広義の同調が生じ，さらにその波条

件が最悪海象の波条件に対応すると考えられる．したがって，最悪海象の波周期と平均波向きは，応

答関数のピークの波周期と波向きによって近似できる． 

III) 最悪海象の有義波高は，与えられた波周期において発生しうる最大の有義波高と定義できる．発生し

うる最大の有義波高は波浪発現頻度表の小数点の桁数に依存するが，発現確率が 10-5となる有義波高

とすると良いとされる[95]（すなわち Fig. 5.1の値が 1となる海象を最悪海象と考える）． 

以上に加えて篠本らは，次の仮定を設けている． 

IV) 応答関数のピーク値と，最悪海象中の単位有義波高あたりの標準偏差には相関がある．したがって，
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両者は係数で対応付けることができる． 

 

 これらの仮定について，注意すべきことを以下に示す． 

A) 上記Ⅰ)，Ⅱ)，Ⅳ)の考え方は，いずれも応答スペクトルが狭帯域の場合を前提にしたものであり，そ

うでない応答，例えば heaveやピークを 2箇所以上持つ応答などに対しては注意が必要である． 

B) 上記Ⅰ)については，応答スペクトルが狭帯域であっても，波浪発現頻度自体が波周期・有義波高に対

して広がりをもつため，最悪短期海象中の短期応答のみから推定する手法は（最悪海象以外の海象に

おける応答を全てゼロとみなす近似であるから）長期予測値を過小評価する傾向にある．この場合，

寄与率が第 2位，第 3位の海象も考慮することで精度は向上する[98]．また，最悪海象中の波向きは短

期応答が最大となる方向に固定するのが一般的であるが，この近似については長期予測値を過大に見

積もる傾向にある． 

C) 上記Ⅱ)に関しては一見尤もな近似のようであるが，実際には波浪発現頻度が波周期に応じて異なる最

大有義波高をとるために両者は一致しない．例えば 5.5s付近で応答関数のピーク値をとる場合，その

ときの最大有義波高は Fig. 5.1 より 5.5m しかなく，実際の最悪海象はより有義波高の高く周期の長

い 8.5s付近でとることが多い．この例から分かるように，応答関数のピーク周期と最悪海象の波周期

の差はスケール依存性があるため，両者の対応には有次元の補正を与える必要がある[99]． 

D) 上記Ⅳ)に関しては，標準偏差は応答スペクトルの面積の平方根であるため，標準偏差を表現するには

ピーク値に加えて応答スペクトルの裾野の広がりの情報も必要になる．したがって，Ⅳ)の係数につい

ては各応答に対して個別に検討する必要がある．篠本らは heave 加速度と pitch に対してそれぞれ係

数を示しており，その係数には船型パラメータである水線面積𝐴𝑤が含まれている[99]． 

 

5.3.2 長期予測値の近似式と近似誤差の傾向の確認 

本研究でも上述したⅠ)～Ⅳ)の近似に基づき，応答関数のピーク値，波長船長比がそれぞれ𝐴pk, 𝜆pk/𝐿と

して与えられたときの 10-8 レベルの応答の算式を導く．なお応答関数のピークの波向きについては，𝐴pk

にその情報が含まれているため陽には表れない．導出の過程ではⅠ)～Ⅳ)の各近似に対する修正係数を定

義し，それらの傾向を確認する． 

本節では数値計算による検証を行っている．数値計算では，full, ballastの平均船型（Table 2.2）×19

スケール(𝐿 =50, 75, 100, …, 500m)の計 38隻の数学船型について，heave, roll, pitch運動と surge, heave, 

sway, yaw加速度および軸力を除くハルガーダ断面力の応答関数を計算し，それぞれ長期予測計算を実施

している．  

 

5.3.2.1 長期予測値と最悪海象中の最大応答の対応 

まず，上記Ⅰ)の近似の定式化および検証を行う．今，最悪海象（MSS: Most Severe Sea-state）のゼロ

クロス波周期，平均波向き，有義波高をそれぞれ𝑇𝑧MSS, 𝜒MSS, 𝐻𝑠MSS，またそのときの単位有義波高あたりの

応答の標準偏差を�̅�𝑆MSSと表す．また，最悪海象の発現頻度𝑝(𝐻𝑠MSS, 𝑇𝑧MSS)を用いて，最悪海象下で船舶が

受ける波の回数は𝑁MSS = 10
8 × 𝑝(𝐻𝑠MSS, 𝑇𝑧MSS)と表せる．さて，上記Ⅰ)の近似は，応答の長期予測値

𝐴|𝑄=10−8を最悪海象中の最大期待値，すなわち1/𝑁MSS最大期待値に近似するものであるから，レイリー分

布の超過確率exp(−(𝐴/𝐻𝑠MSS�̅�𝑆MSS)
2/2) = 1/𝑁MSSを𝐴について解くことで，𝐴|𝑄=10−8を次のように表現でき



117 

 

る． 

𝐴|𝑄=10−8 ≅ √2 ln𝑁MSS𝐻𝑠MSS �̅�𝑆MSS (5.3.2) 

式(5.3.2)の検証のため，上記の計 38隻の数学船型の各応答について最悪海象および長期予測を計算し，式

(5.3.2)の両辺の比（右辺/左辺）をとってまとめたものを Fig. 5.2に示す．Fig. 5.2より，両辺の比は応答，

船型に依らず 1 に近い値をとっており，Ⅰ)の近似の妥当性が確かめられる．式(5.3.2)は上記 C)にのべた

通り最悪海象以外の海象の寄与を無視した近似であるから，Fig. 5.2 の値は基本的に 1 より小さく寄与率

が最悪海象に集中している応答ほど 1に近づく．ただし，最悪海象の波向きを全方向の平均ではなく𝜒MSS

に固定しているため 1を超過することもある． 

 

 

Fig. 5.2 Ratio of the ship response in waves of 10−8-level and 1/𝑁MSS-level in the most severe sea-state for the 38 ships 
(full/ballast×19 scales). 

 

式(5.3.2)の𝑁MSSは変数であるが，上記Ⅲ)に基づく「最悪海象は 10-5の確率で遭遇する」といった仮定を

おけば，𝑝(𝐻𝑠MSS, 𝑇𝑧MSS) = 10
−5より𝑁MSS = 1000と固定することができる．その場合，𝐻𝑠MSSは発現確率が

10-5 となるような最大有義波高に設定されるべきである．篠本らは，北大西洋の波浪発現頻度表 Fig. 5.1

に対し，発現確率が10−5となるような最悪海象の有義波高の近似式を次の二次関数で定めている[99]． 

𝐻𝑠MSS
(𝑝=10−5)

≅ −0.21𝑇𝑧MSS
2 + 5.07𝑇𝑧MSS − 15.7 (5.3.3) 

この関係式を Fig. 5.1の波浪発現頻度表上に表示したものを Fig. 5.3に示す．Fig. 5.3では0 < 𝑝(𝐻𝑠, 𝑇𝑧) <

10−5のセルを黄色く強調しており，式(5.3.3)は𝑝(𝐻𝑠, 𝑇𝑧) = 10
−5の等値線のよい近似式であることが分かる．

式(5.3.3)を用いれば発現確率が10−5となるような最悪海象の有義波高𝐻𝑠MSSは最悪海象の波周期𝑇𝑧MSSを用

いて表せるため，Ⅲ)に基づく応答の長期予測値は次のように近似できる． 
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𝐴|𝑄=10−8 ≅ √2 ln 1000 �̅�𝑆MSS𝐻𝑠MSS
(𝑝=10−5) (5.3.4) 

式(5.3.4)の検証のため，両辺の比をとったものを Fig. 5.4 に示す．一部，𝑇𝑧𝑀𝑆𝑆 ≥ 13.5sとなる長周期の応

答（本計算では 400m以上の船舶の rollや surge加速度が該当した）でやや過小評価を与えることが確認

されるが，式(5.3.4)は応答によらず一定の精度を有している．精度の向上には適宜式(5.3.3)の長周期に対

して修正すればよいと考えられる．また，別の波浪発現頻度表を用いる場合，式(5.3.3)は再定義する必要

がある． 

 

 

Fig. 5.3 Probarbility of sea-states in the North Atrantic by IACS Rec. 34 and the approximated curve which satisfies 
𝑝(𝐻𝑠, 𝑇𝑧) = 10

−5 (solid line). 
 

 

Fig. 5.4 Ratio of the ship response in waves of 10−8-level and 10−3-level in the most severe sea-state of which probability of 
occurrence is 10−5 for the 38 ships (full/ballast×19 scales). 

 

Hs/Tz 1.5 2.5 3.5 4.5 5.5 6.5 7.5 8.5 9.5 10.5 11.5 12.5 13.5 14.5 15.5 16.5 17.5 18.5 SUM

0.5 0 0 1.3 133.7 865.6 1186 634.2 186.3 36.9 5.6 0.7 0.1 0 0 0 0 0 0 3050.4

1.5 0 0 0 29.3 986 4976 7738 5569.7 2375.7 703.5 160.7 30.5 5.1 0.8 0.1 0 0 0 22575

2.5 0 0 0 2.2 197.5 2158.8 6230 7449.5 4860.4 2066 644.5 160.2 33.7 6.3 1.1 0.2 0 0 23810

3.5 0 0 0 0.2 34.9 695.5 3226.5 5675 5099.1 2838 1114.1 337.7 84.3 18.2 3.5 0.6 0.1 0 19128

4.5 0 0 0 0 6 196.1 1354.3 3288.5 3857.5 2685.5 1275.2 455.1 130.9 31.9 6.9 1.3 0.2 0 13289

5.5 0 0 0 0 1 51 498.4 1602.9 2372.7 2008.3 1126 463.6 150.9 41 9.7 2.1 0.4 0.1 8328.1

6.5 0 0 0 0 0.2 12.6 167 690.3 1257.9 1268.6 825.9 386.8 140.8 42.2 10.9 2.5 0.5 0.1 4806.3

7.5 0 0 0 0 0 3 52.1 270.1 594.4 703.2 524.9 276.7 111.7 36.7 10.2 2.5 0.6 0.1 2586.2

8.5 0 0 0 0 0 0.7 15.4 97.9 255.9 350.6 296.9 174.6 77.6 27.7 8.4 2.2 0.5 0.1 1308.5

9.5 0 0 0 0 0 0.2 4.3 33.2 101.9 159.9 152.2 99.2 48.3 18.7 6.1 1.7 0.4 0.1 626.2
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5.3.2.2 最悪海象の波周期 

上記Ⅱ)の考えに基づき，応答関数のピーク波長𝜆pkから最悪海象のゼロクロス波周期𝑇𝑧MSSを定める．

𝑇𝑧MSSを推定する必要があるのは，式(5.3.3)に示す通りとおり最悪海象の有義波高と密接に関係しているか

らであり，後述するように，これが長期予測値のスケール依存性に直結してくる． 

上記Ⅱ)の「最悪海象の波周期𝑇𝑧MSSは，応答関数のピーク周波数に波スペクトル𝛷𝜁𝜁(𝑇𝑧, 𝜔)のピーク周波

数が一致するような（広義の同調：Broad Sense of Resonanceが生じる）波周期𝑇𝑧BSRに対応する」という

記述に基づくと，𝑇𝑧MSSは次のように定められる． 

𝑇𝑧MSS = 𝐶𝑇𝑇𝑧BSR 

where, 𝑇𝑧BSR ≔ 0.71√2𝜋𝜆pk/𝑔 = 0.57√𝜆pk 
(5.3.5) 

ここに，𝑇𝑧BSRの右辺の係数 0.71は，式(5.2.9)に表れる波スペクトルのピーク周期とゼロクロス波周期とを

対応づける係数である．Ⅱ)の仮定によると𝑇𝑧MSS = 𝑇𝑧BSRであるが，実際には上記 C)に述べた影響によって

差異が生じるため，それを修正する無次元係数𝐶𝑇を設けている．応答関数のピーク周期が短いほど大きな

補正が必要と考えられるので，𝐶𝑇は𝑇𝑧BSRとの相関が強いことが予想される．そこで，𝐶𝑇の𝑇𝑧BSRに対する傾

向を調べるため 38 隻の数学船型の各応答の𝐶𝑇(= 𝑇𝑧MSS/𝑇𝑧BSR)を計算し，𝑇𝑧BSRによって整理した図を Fig. 

5.5に示す．ここでの𝑇𝑧MSSは，式(5.3.2)に準ずる正しい定義の最悪海象の波周期とする．Fig. 5.5には𝐶𝑇の

近似曲線 

𝐶𝑇 ≅ 6.0/𝑇𝑧BSR + 0.55 (5.3.6) 

も示しており，また特徴的な応答の例として heaveおよび heave加速度の𝐶𝑇を強調させている．Fig. 5.5

より，𝐶𝑇と𝑇𝑧BSRには確かに相関がみられ，全体的に式(5.3.6)の傾向に従うことが確かめられるが，heave

に関しては式(5.3.6)の曲線から外れている．この理由は，上記 A)にて注意喚起したとおり，heaveが狭帯

域に該当しない応答であるためである．Fig. 5.6上図に heave，下図に heave加速度の応答関数および標

準偏差の例を等高線で示す．Fig. 5.6 から，heave は横波において比較的短波長から長波長にかけて波振

幅に一致するため，応答関数が狭帯域にはなっておらず，一方で heaveの加速度については長波長域で減

衰することで，狭帯域の応答となっていることが分かる．実際，heave加速度は Fig. 5.5にみられる通り，

式(5.3.6)の傾向に従っている．このように， 𝐶𝑇はピーク周期以外にも応答関数の形状にも依存するが，

heaveのような特殊な応答を除くと，おおむね𝐶𝑇は𝑇𝑧BSRによって決定されると考えてよいであろう． 

以上の検討から， 𝑇𝑧MSSと𝑇𝑧BSRはおおむね 1対 1に対応する関係にあると言える．最悪海象の有義波高

𝐻𝑠MSSは式(5.3.3)より𝑇𝑧MSSと密接に関係していることを踏まえると，この事実から得られる重要な結論は，

最悪海象の有義波高𝐻𝑠MSSは𝑇𝑧BSRすなわち応答関数のピーク波長𝜆pkによっておおよそ決定されるという

ことである． 
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Fig. 5.5 Tendency of 𝐶𝑇 against 𝑇𝑧BSR and approximated curve.  

 

 

 

 
Fig. 5.6 Examples of the RAO of heave (above) and heave acceleration (below). 

 

 

5.3.2.3 応答関数のピーク値と長期予測値との対応 

上記Ⅳ)の考えに基づき，「最悪短期海象中の単位有義波高あたりの標準偏差は応答関数のピーク値に係

数を乗じた式で表せる」と考える．ここでは単位有義波高あたりの標準偏差�̅�𝑆MSSと単位波高
．．
あたりの応答

関数のピーク値𝐴pk/2𝜁𝑎を対応付ける無次元係数を𝐶𝐴と定義して，次のように表す． 

�̅�𝑆MSS = 𝐶𝐴
𝐴pk
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 (5.3.7) 
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係数𝐶𝐴は応答関数の形状，特にピーク付近の尖り方の強さ（以下，これを尖度と呼ぶ）に依存するため，

無次元の船型パラメータが影響すると考えられる．また𝐶𝐴は最悪海象の波スペクトルによっても変化する

であろうから，𝑇𝑧BSRおよび𝜆pkといったスケール依存のパラメータにも影響されると考えられる．𝐶𝐴は応

答の種類によって傾向が異なるためここでは数値的検証は行わず，後 5.4 節にて各応答の等価最大波高

𝐻𝑤LTPの傾向を直接検討することにする． 

 

5.3.3 等価最大波高の構成要素と主要な因子 

以上の検討によって得られた結果から，式(5.3.7)を式(5.3.4)に代入すれば，長期予測値は応答関数の最

大値𝐴pk/𝜁𝑎を用いて次のように表すことができる． 

𝐴|𝑄=10−8 = √2 ln 1000𝐻𝑠MSS
(𝑝=10−5)

𝐶𝐴
𝐴pk

2𝜁𝑎
 (5.3.8) 

これより本節冒頭で述べた等価最大波高𝐻𝑤LTPは次のように表せる． 

𝐻𝑤LTP (≔ 2
𝐴|𝑄=10−8

𝐴pk/𝜁𝑎
) = √2 ln 1000𝐻𝑠MSS

(𝑝=10−5)
𝐶𝐴 (5.3.9) 

右辺の𝐻𝑠MSS
(𝑝=10−5)

は最悪海象の有義波高で，狭帯域の応答に対しては広義の同調波周期𝑇𝑧BSRによって近似で

きる量である．また，右辺の無次元係数𝐶𝐴は最悪海象中の標準偏差と応答関数の最大値の比で，主に応答

関数の形状を決める無次元船型パラメータによって定まり，𝑇𝑧BSRにも幾分依存する量である．右辺の

𝐻𝑠MSS
(𝑝=10−5)

，𝐶𝐴それぞれの傾向を調べることで段階的な現象の理解が可能になるが，どちらも𝑇𝑧BSRに依存す

るため算式としては冗長になる．したがって，本研究ではこれらをまとめて扱うことにし，以降は応答毎

に𝐻𝑤LTPの支配パラメータおよび傾向を検討する． 

2 船型×19 スケールの計 38 船型の縦応答系と横応答系それぞれに対して長期予測値𝐴|𝑄=10−8と応答関

数の最大値𝐴pkを計算し，これらより算出した等価最大波高𝐻𝑤LTPの傾向をまとめたものを Fig. 5.7と Fig. 

5.8に示す．図より，𝐻𝑤LTPはおおむね𝑇𝑧BSR = 11s付近で最大となっており，また各応答それぞれについて

着目すると𝑇𝑧BSRによってある程度整理されていることが確認できる．これは，用いた波浪発現頻度表の最

大有義波高が式(5.3.3)および Fig. 5.3にみられるとおり，11s付近で最大となるためである．また，応答の

種類によって𝐻𝑤LTPの値の大きさが異なっているのは主に𝐶𝐴の値の影響で，rollのように尖った応答関数ほ

ど𝐶𝐴は小さくなる．ところが heaveの𝐻𝑤LTPを見ると，短い周期で最大をとり，また fullと ballast状態で

値が大きく異なっている．これは，heave の応答関数のピーク値の大小は横波の短波長近傍のみにしか影

響せず，応答関数のピーク値と応答関数全体との相関が弱いためである．しかしながら heave を除けば，

（heave加速度を含め）𝐻𝑤LTPのスケール依存性は𝑇𝑧BSRによって整理できると予想される． 

なお，応答関数のピーク値をとるときに，どの波向きにするかについては注意が必要になる．というの

も，応答によってはピークをとる波向きが船型や船速によって異なるためである．例えば pitch は低速で

は斜め向かい波で最大となるが，フルード数が高くなると向い波で最大となる．しかしながら，長期予測

値の支配パラメータを考えるにあたっては，長期予測値と相関の強い主要な波向きの応答のみ考えればよ

く，条件に応じた波向きの変化を考慮することは要因分析を複雑化するだけである．したがって，本研究

では応答の種類ごとに波向きを固定して考えることにする． 
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Fig. 5.7 Tendency of equivalent maximum wave height 𝐻𝑤LTP against 𝑇𝑧BSR for the vertical responses for the 38 ships 
(full/ballast×19 scales). 

 

 

 

Fig. 5.8 Tendency of 𝐻𝑤LTP against 𝑇𝑧BSR for the lateral responses for the 38 ships (full/ballast×19 scales). 
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5.4 長期予測値に対する船型影響 

 本節では，各波浪中応答の長期予測に対する無次元船型パラメータ影響およびスケール影響について検

討する．前節で示した長期予測値の簡易推定法の考えに基づき応答関数と長期予測値とを対応づけること

で，前 4章で抽出された応答関数の支配パラメータが長期予測値に対してどのように影響するかの検討を

行う． 

本節では船体構造強度評価を行う上で必要な波浪荷重として，surge 加速度，heave 加速度，pitch 角，

roll 角，midship における VBM および HBM を検討の対象とする．各応答について，まず前 5.3 節で得

た結論を踏まえ，最大等価波高𝐻𝑤LTPが広義の同調時のゼロクロス波周期𝑇𝑧BSRによって整理されるかどう

かを調べる．その後，応答毎に𝐻𝑤LTPの支配パラメータ，長期予測値と応答関数との相関について検討し，

支配パラメータを明らかにする． 

検証に用いる船舶は前 2.6 節に示した 77 隻×満載・バラスト状態の計 154 隻の松井船型をベースとす

るが，無次元の船型影響とスケール影響とを区別するため，適宜𝐿や𝐵が特定の値になるように 154隻をス

ケールさせた船型も用いる．なお松井船型の重量分布は，指定の排水量，LCG，縦環動半径を満足するよ

うな三次関数で与える． 

 

5.4.1 Surge加速度 

 本項では，前後方向の慣性力に影響する surge 加速度の長期予測値の傾向を調べる．Fig. 5.9 に surge

加速度の応答関数の典型的な例を示す．Fig. 5.9にみられるように，surge加速度の応答関数は向い波中の

比較的長波長域においてなだらかに最大をとる． 

 

 
Fig. 5.9 RAO of surge acceleration [G] in 𝐹𝑛 =0.052, full loading condition. 

 

 まず前 5.3 節で得た結論を踏まえ，最大等価波高𝐻𝑤LTPの広義の同調時のゼロクロス波周期𝑇𝑧BSRに対す

る傾向について調べる．154 隻について surge 加速度の向い波における応答関数のピーク値|�̈�1
pk
|/𝜁𝑎，ピ

ーク波長𝜆pk/𝐿および長期予測値�̈�1|𝑄=10−8を計算し，これらから𝑇𝑧BSRと𝐻𝑤LTPを算出した．得られた𝑇𝑧BSRに

対する𝐻𝑤LTPの傾向を Fig. 5.10に示す．Fig. 5.10より，最大等価波高𝐻𝑤LTPは船型によらず𝑇𝑧BSRの二次関

数でよく近似できることが分かる．これが成り立つ裏付けとして，Fig. 5.11に 154隻の向い波における無

次元応答関数|�̅̈�1|と，その縦軸と横軸をピーク値およびピーク波長で正規化した図を示す．Fig. 5.11より

surge加速度は次の性質を有していることが分かる． 
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(*尖度不変性*) 応答関数の尖り具合が船型に依らず同じ 

この性質が成り立つことは，surge 加速度の𝐶𝐴が船型パラメータに依存しないことを意味しており，した

がって𝐻𝑤BSR(= √2 ln 1000𝐻𝑠MSS
(𝑝=10−5)

𝐶𝐴)は𝑇𝑧BSRのみに依存することが理解できる． 

 

 

Fig. 5.10 Tendency of 𝐻𝑤LTP against 𝑇𝑧BSR of surge acceleration. 
 

 

Fig. 5.11 RAO of surge acceleration |�̅̈�1| (left) and the same RAO normalized by its peak value and peak wave-length (right) 
in head sea for 154 ships. 

 

 Surge加速度の等価最大波高𝐻𝑤LTPはFig. 5.10に示す𝑇𝑧BSR(= 0.57√𝜆pk)の二次関数によって近似できる

ため，surge 加速度の長期予測値�̈�1|𝑄=10−8は応答関数のピーク値|�̈�1
pk
|/𝜁𝑎およびピーク波長𝜆pkを用いて次

式のように記述できる． 

�̈�1|𝑄=10−8 = 𝐻𝑤LTP
|�̈�1

pk
|

2𝜁𝑎

where,   𝐻𝑤LTP ≅ −0.0682𝜆pk + 2.77√𝜆pk − 6.57

 (5.4.1) 

本式は，単位波高あたりの応答関数のピーク値[1/s2]に，海象によるスケール依存性を含んだ等価最大波高
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[m]が乗じられた形で長期予測値が表現されており，物理的意味が明確である．前章の検討で得た応答関数

のピーク値|�̅̈�1
pk
|の式(4.2.8)とピーク波長𝜆pkの算式を定義することで，長期予測値を船型パラメータによ

って表することが出来る． 

式(5.4.1)によって長期予測値の算式を定義しても良いが，surge 加速度の応答関数が尖度不変性に加え

て次の性質を有することを活用すると，長期予測値をさらに簡単に表現することが出来る． 

(*𝐴pk-𝜆pk照応性*) 応答関数のピーク値|𝐴pk|/𝜁𝑎とピーク波長𝜆pkの相関が強く 1対 1の対応関係にある 

応答関数にこの性質が成立する場合，式(5.4.1)の右辺の|�̈�1
pk
|/𝜁𝑎は𝜆pkによって定まることになる．𝐻𝑤LTPも

𝜆pkによって決定されるため，𝜆pkが媒介変数となって式(5.4.1)の両辺を支配することになり，したがって

応答関数が*尖度不変性*および*𝐴pk-𝜆pk照応性*有する場合は長期予測値と応答関数のピーク値が 1 対 1

に対応することになる．Surge加速度の長期予測値と応答関数のピーク値の関係は Fig. 5.12に示す通り，

1対 1に対応していることが確認できる．この性質を利用すれば，Fig. 5.12中に近似曲線を示している通

り，surge 加速度の長期予測値は向い波中の無次元応答関数のピーク値|�̅̈�1
pk
|(= 𝐿|�̈�1

pk
|/𝜁𝑎𝑔)のみを用いて

次のように近似できる． 

�̈�1|𝑄=10−8

𝑔
≅ −0.045 + 1.8√

1

𝐿
|�̅̈�1

pk
| − 0.003 (5.4.2) 

右辺平方根内に1/𝐿が掛かっているのは，Fig. 5.12 の横軸が|�̈�1|/𝜁𝑎𝑔であるためである．|�̅̈�1
pk
|には，前章

の式(4.2.8)がそのまま使える．したがって，10-8レベルの surge加速度[G]は次式によって簡易に表すこと

ができる． 

�̈�1|𝑄=10−8

𝑔
≅ −0.045 + 1.8√

1

𝐿
(−7.2

𝑑𝐶𝑚
𝐿

− 2.3𝐶𝑝 + 4.5) − 0.003   (Proposed) (5.4.3) 

本式は Fig. 5.13に示す通り，良好な精度を有する． 

本検討によって surge加速度の長期予測値の簡易算式および支配パラメータが明らかになった．これに

加えて得られた重要な結果として，応答関数が*尖度不変性*および*𝐴pk-𝜆pk照応性*を有している場合，長

期予測値と応答関数のピーク値が 1対 1に対応し，応答関数のピーク値さえわかれば長期予測値を推定す

ることが出来るということが挙げられる．このアプローチは異なる波浪発現頻度表を用いた場合にも成立

すると考えられる．ただしその場合は，Fig. 5.12中の近似式を再定義する必要がある． 
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Fig. 5.12 Correlation of peak value of RAO in head sea and 10-8-level of surge acceleration [G]. 

 

 

Fig. 5.13 Comparison of the 10-8-level of surge acceleration between proposed formula and numerical calculation for 154 ships. 
 

5.4.2 Pitch 

 本項では，船首尾の上下慣性力や海水打ち込み等に影響する pitch 角の長期予測値について検討する．

Pitchの応答関数は，例を Fig. 5.14に示すとおり，向い波中で最大となる．フルード数が低い場合斜め向

い波の方が大きな pitch が生じる事もあるが，斜め波における pitch のピーク値も向い波中のピーク値と

の相関が強いと考えられるため，本項では向い波に着目した検討を行う． 
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Fig. 5.14 RAO of pitch angle [deg] in 𝐹𝑛 =0.052, full loading condition. 

 

まず，pitchの最大等価波高𝐻𝑤LTPの広義の同調時のゼロクロス波周期𝑇𝑧BSRに対する傾向を Fig. 5.15に

示す．𝐻𝑤LTP, 𝑇𝑧BSRの計算には向い波中のピーク値およびピーク波長を用いている．Fig. 5.15より，𝐻𝑤LTP

は𝑇𝑧BSRによっておおむね決定されることが分かる．これは pitchが surge加速度と同じく*尖度不変性*の

性質を満たし，𝐶𝐴が船型に依存しないためである．154 隻の pitch の応答関数と，それをピーク値および

ピーク波長で正規化した図（Fig. 5.16）を見ると，pitchの応答関数は*𝐴pk-𝜆pk照応性*の条件もおおむね

満足していることが分かる．Surge 加速度の応答関数 Fig. 5.11 と比べると形状に多少のばらつきがみら

れ，これが Fig. 5.15の近似曲線からの若干の偏差につながっているものと考えられる． 

Pitchの等価最大波高𝐻𝑤LTPは Fig. 5.15に示す𝑇𝑧BSR(= 0.57√𝜆pk)の二次関数によって近似できるため，

pitch の長期予測値𝑋5|𝑄=10−8は無次元応答関数のピーク値|𝑋5
pk
|/𝜁𝑎およびピーク波長𝜆pkを用いて次式のよ

うに記述できる． 

𝑋5|𝑄=10−8 = 𝐻𝑤LTP
|𝑋5

pk
|

2𝜁𝑎

where,   𝐻𝑤LTP ≅ −0.0682𝜆pk + 2.77√𝜆pk − 6.57

 (5.4.4) 

本式は，単位波高あたりの応答関数のピーク値[rad/m]に，海象によるスケール依存性を含んだ等価最大波

高[m]が乗じられた形で長期予測値が表現されており，物理的意味が明確である．𝐻𝑤LTPは surge加速度の

式と一致しているが，これは応答関数の形状が両者でよく似ているためである．前章の検討で得た応答関

数のピーク値|�̅�5
pk
|の式(4.2.25)とピーク波長𝜆pkの算式を定義することでで，長期予測値を船型パラメータ

によって表することが出来る． 
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Fig. 5.15 Tendency of 𝐻𝑤LTP against 𝑇𝑧BSR of pitch angle for 154 ships. 

 

 

Fig. 5.16 RAO of pitch angle |�̅�5| (left) and the same RAO normalized by its peak value and peak wave-length (right) in head 
sea for 154 ships. 

 

 
Fig. 5.17 Correspondence of 10-8-level and peak value of RAO of pitch angle in head sea [deg]. 

 

式(5.4.4)を長期予測値の簡易推定式としてもよいが， Fig. 5.16より pitchの応答関数は*𝐴pk-𝜆pk照応性
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*を有することから，surge加速度と同じく，長期予測値をより簡単に応答関数の最大値のみから推定でき

ることが期待される．両者の関係は Fig. 5.17に示すとおり，強い対応関係があることが分かる．Fig. 5.17

中に近似曲線を示している通り，pitchの長期予測値[deg]は向い波中の無次元応答関数の最大値|�̅�5
pk
|を用

いて次のように近似できる． 

180

𝜋
𝑋5|𝑄=10−8 ≅ −5.5 + 15.5√

180

𝜋𝐿
|�̅�5

pk
| (5.4.5) 

右辺平方根内に180/𝜋𝐿が掛かっているのは，Fig. 5.17の横軸が180/𝜋 × |𝑋5|/𝜁𝑎であり，一方で無次元 pitch

の定義が�̅�5 = 𝑋5/(𝜁𝑎/𝐿)であるためである．また|�̅�5
pk
|は，前章の式(4.2.23)がそのまま使える．したがって，

pitchの長期予測値[deg]は次式によって推定できる． 

180

𝜋
𝑋5|𝑄=10−8 ≅ −5.5 + 15.5√

180

𝜋𝐿
(26

𝑑𝐶𝑣𝑝
𝐿

+ 3.7
𝜅𝑦𝑦
𝜅𝑤𝑦𝑦

− 3.4𝐶𝑤 + 1.9)   (Proposed) (5.4.6) 

簡易推定式(5.4.6)の精度は Fig. 5.18に示す通りおおむね良好である．式(5.4.6)から，pitchの長期予測値

のスケール依存性はおおむね∝ 1/√𝐿で，かつ無次元船型パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝐶𝑤によって決定さ

れることが分かる． 

 

 
Fig. 5.18 Comparison of peak value of RAO in head sea and 10-8-level of pitch angle [deg]. 

 

5.4.3 Heave加速度 

本項では，船体に作用する慣性力に対して重要な因子となる heave加速度の長期予測値について検討す

る．前 4.2.3.4項で heaveの応答関数は横波の短波長域で最大をとると述べたが，heave加速度も Fig. 5.19

に例を示すとおり同様であり，それゆえ長期予測値を決定づける最悪海象も横波となる．したがって，本

項は横波中の応答に対する考察がメインとなる． 
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Fig. 5.19 RAO of heave acceleration [G] in 𝐹𝑛 =0.052, full loading condition. 

  

まず，heave加速度の最大等価波高𝐻𝑤LTPの𝑇𝑧BSRに対する傾向を Fig. 5.20に示す．𝐻𝑤LTP, 𝑇𝑧BSRの計算に

は横波中のピーク値およびピーク波長を用いている．Fig. 5.20より，𝐻𝑤LTPの𝑇𝑧BSRに対する依存性は確認

されるものの，両者の相関は surge加速度や pitchほど強くないことが分かる．この理由は，heave加速

度の応答関数および正規化された応答関数を Fig. 5.21に示すとおり，応答関数が相似でなく，𝐶𝐴に無次元

船型パラメータが含まれるためである．これに加え，heave 加速度の長期予測値には向い波中の応答の寄

与も含まれるが，向い波中の heaveは横波中の heaveとの相関が弱く，別の支配パラメータに依存してい

るためである．したがって，応答関数が*尖度不変性*を有していないので，heave加速度については，surge

加速度や pitchのように，応答関数の最大値のみから長期予測値を推定することはできない． 

 

 

Fig. 5.20 Tendency of 𝐻𝑤LTP against 𝑇𝑧BSR of heave acceleration for 154 ships. 
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Fig. 5.21 RAO of heave accerelation |�̅̈�3| (left) and the same RAO normalized by its peak value and peak wave-length (right) 
in beam sea for 154 ships. 

 

等価最大波高𝐻𝑤LTP（のうちの𝐶𝐴）に影響する無次元パラメータについて調べる．前 4.2.3.4項では横波

中の heave の応答関数に対する支配パラメータは𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵であることを示したため，応答関数の尖度も

𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵に依存すると推測される．これより𝐻𝑤LTPは𝑇𝑧BSR, 𝑑𝐶𝑣𝑝

2 /𝐵によって整理されると考えられる．そこ

で，154隻×10スケール（𝐿 = 50, 100,… ,500mに縮尺したもの）の計 1540隻の船型に対し𝐻𝑤LTP, 𝑇𝑧BSRを

計算し，𝑇𝑧BSR, 𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵を軸にとった𝐻𝑤LTPの 2次元プロットおよび 3次元プロットを Fig. 5.22に示す．Fig. 

5.22より，heave加速度の𝐻𝑤LTPのスケール依存性は𝑇𝑧BSRすなわち𝜆pk，無次元船型パラメータの依存性は

𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵がそれぞれ支配的であることが分かる． 

 

 

Fig. 5.22 Tendency of 𝐻𝑤LTP [m] against 𝑇𝑧BSR [s] and 𝑑𝐶𝑣𝑝2 /𝐵 for 154 hull-forms × 10 scales (L=50, 100, …, 500m). 

 

等価最大波高𝐻𝑤LTPが𝜆pk, 𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵によって表せることが明らかになったので，長期予測値を知るには，

heave 加速度の応答関数の最大値および𝜆pkの傾向を知ればよい．横波中の heave 加速度の応答関数の最

大値は，前章で求めた式(4.2.53)が，またピーク波長は式(4.2.54)がそれぞれ利用できる．式(4.2.53)より， 

heave加速度の応答関数のピーク値[G]は 

𝐻𝑤LTP [m] 
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|�̈�3
pk
|

𝑔𝜁𝑎
≅
2.35

𝐵
 (5.4.7) 

と表せる．また式(4.2.54)よりピーク波長𝜆pkは 

𝜆pk ≅ 𝐵 (9.6
𝑑𝐶𝑣𝑝

2

𝐵
+ 1.2) (5.4.8) 

と表せる． 

以上によって，heave加速度の長期予測値[G]の次の表示が得られる． 

�̈�3|𝑄=10−8

𝑔
= 𝐻𝑤LTP(𝜆pk, 𝑑𝐶𝑣𝑝

2 /𝐵)
|�̈�3

pk
|

2𝑔𝜁𝑎
 

≅
1.18

𝐵
𝐻𝑤LTP(𝜆pk, 𝑑𝐶𝑣𝑝

2 /𝐵) 

(5.4.9) 

ここで，𝐻𝑤LTPは Fig. 5.22 より𝜆pk, 𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵の関数とみなせ，また𝜆pkは𝐵および𝑑𝐶𝑣𝑝

2 /𝐵によって表せるの

で，heaveの長期予測値は𝐵および𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵の 2パラメータによって近似しうることが理解できる． 

 Fig. 5.23に，154隻×10スケールの計 1540隻について，10-8レベルの heave加速度[G]を𝐵と𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵

を軸にとったものを示す．加えて𝐵によるスケール影響を除き無次元パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵のみの影響を見る

ため，154隻を一律で𝐵 = 10mおよび60mにスケールさせ，10-8レベルのheave加速度[G]を計算して𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵

に対する傾向を調べたものを Fig. 5.24に示す．Fig. 5.24には 5knotに加え 0knotの結果も示している．

Fig. 5.23, Fig. 5.24より以下のことが言える． 

a) 10-8レベルの heave加速度はおおむね𝐵と𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵によって整理されるが，𝑑𝐶𝑣𝑝

2 /𝐵の影響はそれほど大

きくなく，𝐵でほぼ決定されることが分かる．𝐻𝑤LTPは Fig. 5.22 に示すとおり𝐵に対して増加傾向に

あるものの，応答関数のピーク値|�̈�3
pk
|/𝜁𝑎𝑔が𝐵に反比例する影響がより強く効き，10-8 レベルの値は

𝐵に対して単調減少の傾向にある．概ね�̈�3/𝑔|𝑄=10−8 ∝ 𝐵
−0.65の傾向にあることが確認された． 

b) Fig. 5.24より𝐵が同一の場合，特に 0knotでは𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵が支配的であることがわかる．これは，0knot

では向い波における heave加速度が小さいため，横波の支配パラメータがそのまま長期予測値の支配

的になるためである．一方で 5knotでは，向い波中における heave加速度は pitchの連成影響を受け

大きくなるため，向い波中の支配パラメータ，例えば(LCF − LCB)/𝐿や𝐶𝑤なども影響すると考えられ

る．向い波中の支配パラメータの影響は，船速が速いほど強く表れるものと想定される．  

c) 小さな船舶ほど無次元船型パラメータの影響を受けやすいことが確認できる．これは 5knotでは小さ

い船ほどフルード数が高く船速影響が強く表れることに加え，Fig. 5.22を見るとわかるように，小さ

な船舶ほどピーク周波数𝑇𝑧BSRの変動に伴う𝐻𝑤LTPの変化が大きいことが原因である．後者の理由は主

に最悪海象の有義波高が関係している．Fig. 5.25 にスケール別に heave 加速度の最悪海象を示す．

Fig. 5.25 から，小さな船舶ほど𝑇𝑧MSS-𝐻𝑠MSS関係の勾配が強く，𝑇𝑧BSRの変化に伴い最悪海象の有義波

高が大きく変化することが確認できる． 

 

本検討において，𝜆pkと|�̈�3
pk
|については波浪発現頻度表に依存せず，近似式(5.4.7),(5.4.8)を適用すること

ができる．一方𝐻𝑤LTPは波浪発現頻度表に依存するため算式を示していないが，𝜆pkおよび 𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵に依存す

ることは変わりないと考えられる．ただし，無次元船型パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵の影響はスケール影響に比べそ

れほど大きくないことから，𝐵のみを用いた簡易算式でも一定の実用性を有するものと思われる．また，上
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記 b)にのべたとおり，フルード数が高いほど縦波の支配パラメータが混入すると想定されるが，heaveの

基準点を pitchの影響を受けないような点に選ぶことで，支配パラメータを𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵に限定できる可能性も

考えられる． 

 

 

Fig. 5.23 Tendency of 10-8 level of heave acc. against 𝐵 and 𝑑𝐶𝑣𝑝2 /𝐵 for 154 hull-forms ×10 scales (L=50, 100, …, 500m). 
 

 

Fig. 5.24 Tendency of 10-8 level of heave acc. against 𝑑𝐶𝑣𝑝2 /𝐵 for 154 ships which are scaled 𝐵 = 10m and 𝐵 = 60m. (left: 
5knot, right: 0knot) 
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Fig. 5.25 Most severe sea state of heave accerelation for each scale (L=50, 100, …, 500m). 

 

5.4.4 Roll 

 Rollは非線形影響が顕在化しやすいため，本来であれば線形の長期予測法を適用することは不適切であ

る．しかしながら，線形の長期予測値に対する支配的船型パラメータや海象およびスケール影響は，非線

形応答に対しても主要な因子として含まれるものと考えられる．したがって本節でも rollの応答関数に対

して線形の長期予測法を適用し，その船型パラメータおよびスケール影響を検討する． 

Roll の応答関数の例を Fig. 5.26 に示す．Rollは多くの場合横波でピークをとるが，そのピーク周波数

は GM等に応じて大きく変動するため，その影響が長期予測値にどのように影響するかを確かめる． 

 

 
Fig. 5.26 RAO of roll angle in 𝐹𝑛 =0.052, full loading condition. 

  

 まず，rollの最大等価波高𝐻𝑤LTPの𝑇𝑧BSRに対する傾向を Fig. 5.27に示す．𝐻𝑤LTP, 𝑇𝑧BSRの計算には横波中

の応答関数（𝑁 = 0.02, 𝜁𝑎 = 1とした）のピーク値およびピーク波長を用いている．Fig. 5.27より，𝐻𝑤LTP

は𝑇𝑧BSRのみによっては整理されず，隠れた支配パラメータが強く影響していると考えられる．Fig. 5.28に

roll の応答関数およびその縦軸，横軸をそれぞれピーク値，ピーク波長で正規化した図を示す．Fig. 5.28

右図より応答関数の尖度が船型によって異なり*尖度不変性*が成立しておらず，何らかの無次元パラメー

タが𝐶𝐴に影響しているものと思われる．そこで，𝐻𝑤LTPのスケール依存性と無次元船型パラメータの依存性

を区別して考えるため，154隻×10スケール（𝐿 = 50, 100,… ,500mに縮尺したもの）の計 1540隻の𝐻𝑤LTP

を計算し，その傾向を調べた．その結果，𝐻𝑤LTPに対しては𝑇𝑧RAOpkに加えて�̅�44が支配パラメータとして存
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在することが確認された．𝑇𝑧BSR, �̅�44を軸にとった𝐻𝑤LTPの 2 次元プロットおよび 3 次元プロットを Fig. 

5.29に示す．Fig. 5.29より，rollの𝐻𝑤LTPは，�̅�44および𝑇𝑧BSRすなわち𝜆pkの関数𝐻𝑤LTP(𝜆pk, �̅�44)で近似でき

ることが分かる． 

 

 

Fig. 5.27 Tendency of 𝐻𝑤LTP against 𝑇𝑧BSR of roll angle for 154 ships. 
  

 

Fig. 5.28 RAO of roll angle |�̅�4| (left) and the same RAO normalized by its peak value and peak wave-length (right) in beam 
sea for 154 ships. 
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Fig. 5.29 Tendency of 𝐻𝑤LTP [m] of roll angle against 𝑇𝑧BSR [s] and �̅�44 for 154 hull-forms ×10 scales (L=50, 100, …, 
500m). 

 

以上のことから，roll の長期予測値𝑋4|𝑄=10−8は横波中の応答関数の最大値|𝑋4
pk
|/𝜁𝑎を用いて次式のよう

に表せる． 

𝑋4|𝑄=10−8 = 𝐻𝑤LTP(𝜆pk, �̅�44)
|𝑋4

pk
|

2𝜁𝑎
 (5.4.10) 

前 4章で導いた応答関数の最大値の式(4.2.77)を代入することで，次式を得る． 

𝑋4|𝑄=10−8 ≅ 10√
1

𝜁𝑎𝑁𝜆pk
 𝐻𝑤LTP(𝜆pk, �̅�44) (5.4.11) 

この右辺に現れる𝜁𝑎は応答関数を求める際の波振幅で，減衰力係数の非線形影響の表れである．現在の場

合は𝑋4|𝑄=10−8が発生する状況において想定される波振幅とするべきであり，例えば𝜁𝑎 = 𝐻𝑤LTP/2に設定す

ることが考えられる．しかしながら，本論文では統計値の非線形性については踏み込まず，𝜁𝑎 = 1とした

ときの船型影響を検討する．式(5.4.11)において𝜁𝑎 = 1とすれば，線形の長期予測に基づく rollの長期予測

値は，減滅係数𝑁のほか，横波中のピーク波長𝜆pkおよび無次元復原力係数�̅�44(= 𝑑𝐶𝑏/𝐵 × 𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵)によって

決まることが分かる．𝜆pkは前 4章の式(4.2.78)より計算することができる． 

 Fig. 5.30に，𝜆pk, �̅�44(= 𝑑𝐶𝑏/𝐵 × 𝐺𝑀̅̅̅̅̅/𝐵)を軸にとった rollの長期予測値の 2次元プロットおよび 3次元

プロットを示す．長期予測計算では，𝑁 = 0.02，𝜁𝑎 = 1mとした応答関数を用いている．Fig. 5.30より，長

期予測値に対する支配パラメータは，スケール依存の𝜆pkおよび無次元船型パラメータ�̅�44であることが確

かめられる． 

ところが，𝜆pkは�̅�44と独立ではないため，Fig. 5.30からはスケール影響と無次元船型パラメータ影響の

区別を判断しづらい．そこでより分かりやすいプロットとして，𝐵, �̅�44に対する roll の長期予測値を Fig. 

5.31 に示す．スケール依存性は𝜆pkほどではないが𝐵によってある程度整理されていることが確認できる．

Fig. 5.31 において𝐵を固定して�̅�44に対する傾向を見ると，𝐵 = 40mを境に小さな船では�̅�44の増加に伴い

長期予測値は減少，大きな船では逆に増加傾向がみられる．Rollの応答関数は�̅�44が大きく同調波長が短い

ほど大きな rollが生じる傾向にあったが，𝐵 < 40mの船において長期予測値は逆の傾向になっている．こ

の理由は遭遇海象が関係しており，最悪海象の有義波高が𝑇𝑧 = 11s付近で最大となるので，小さな船では

𝐻𝑤LTP [m] 
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同調周期が長くなるほど最悪海象の有義波高が大きくなるためである．より正確には，Fig. 5.29における

𝑇𝑧BSRの短い領域では，𝐻𝑤LTPの𝜆pkに対する増加傾向が𝑋4
pk
の𝜆pkに対する減少傾向（1/√𝜆pk）に打ち勝つた

めである． 

 本検討では𝑁を固定したが，応答関数の最大値および応答関数の尖度には減衰力係数の強さが大きく影

響するため，𝑋4
pk
だけでなく𝐻𝑤LTPに影響する無次元パラメータとして𝑁を考慮する必要があると考えられ

る．また本検討では長期予測値に対する非線形影響については検討の対象外とし，式(5.4.11)右辺において

波振幅を𝜁𝑎 = 1としたが，𝜁𝑎 = 𝐻𝑤LTP/2とするなどすれば，線形の統計予測の枠組みの中で減衰力係数の非

線形影響を簡易的に考慮できる可能性がある．これについては，非線形統計理論を交えた検討が必要であ

ろう． 

 

 

Fig. 5.30 Tendency of 10-8-level of roll angle against 𝜆pk and �̅�44 for 154 hull-forms ×10 scales (L=50, 100, …, 500m). 

 

 

Fig. 5.31 Tendency of 10-8-level of roll angle against 𝐵 and �̅�44 for 154 hull-forms ×10 scales (L=50, 100, …, 500m). 
 

5.4.5 垂直曲げモーメント 

 垂直曲げモーメント（以下 VBM）は，前章で述べた通り複数の要因が絡んだ複雑な現象で，特に前進速
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度のある場合に支配要因を抽出するのはより難しい．一方で，前進速度が 0の場合は傾向をある程度整理

することが可能である．そこで，本検討においては 0knotの場合の長期予測値に着目し，船速影響につい

て調べたうえで， 5knotの場合の長期予測値の傾向を示すというアプローチをとる． 

 VBMの応答関数(5knot)の例を Fig. 5.32に示す．よく知られているとおり，VBMは基本的には向い波

の𝜆/𝐿 = 1付近で最大をとる．船舶によっては追い波や，斜め追い波（60deg）の短波長域のピークの方が

大きくなることもあるが，VBM の基本の現象は向い波にあると考え，本検討では応答関数は向い波中に

限定して議論する． 

 

 
Fig. 5.32 RAO of roll angle in 𝐹𝑛 =0.052, full loading condition. 

 

 まず応答関数の傾向を介して，0knot と 5knot の場合の VBM の特徴について論じる．向い波中の

midship 断面における VBM の無次元応答関数ℱ̅5(𝑥𝑀)（以下，midship を前提として"(𝑥𝑀)"は省略する）

と，それをピークで正規化された応答関数を 0knotと 5knotでそれぞれ Fig. 5.33, Fig. 5.34に示す．0knot

の応答関数は上述した*尖度不変性*，*𝐴pk-𝜆pk照応性*をおおむね満たしており，応答関数のピーク値から

比較的簡単に長期予測値を推定できることが予想される．一方，5knot の応答関数は波形と縦運動との関

連で船型影響が複雑に表れることから傾向が複雑で，*尖度不変性*も*𝐴pk-𝜆pk照応性*も有していないこと

がわかる．したがって船速がある場合は，応答関数のピーク値と長期予測値との相関は 0knotの場合に比

べ低いと考えられる． 

 続いて，船速影響の応答関数のピーク値および長期予測値に及ぼす影響について調べるため，0knot と

5knotの VBMの応答関数のピーク値および長期予測値の比較図を Fig. 5.35に示す．Fig. 5.35に示すと

おり，応答関数のピーク値に対しては 0knotと 5knotで有意なさが生じており，船速影響が顕著である一

方，長期予測値は大きな変化が見られない．これは Fig. 5.33, Fig. 5.34を見比べるとわかるように，船速

による応答関数の形状の変化は頂点付近に集中しており，大域的な傾向は変化しないためと考えられる．

以上の傾向から，5knotの場合の VBMの長期予測値を推定するには，0knotの VBMの応答関数が*尖度

不変性*，*𝐴pk-𝜆pk照応性*という簡易推定に都合の良い性質を有することを活用して 0knotの場合の長期

予測値を推定し，それをそのまま 5knotの長期予測値に適用するとよいと考えられる． 
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Fig. 5.33 RAO of VBM at midship ℱ̅5(𝑥𝑀) (left) and the same RAO normalized by its peak value and peak wave-length 
(right) in head sea and 0 knot for 154 ships. 

 

 

Fig. 5.34 RAO of VBM at midship ℱ̅5(𝑥𝑀) (left) and the same RAO normalized by its peak value and peak wave-length 
(right) in head sea and 5 knot for 154 ships. 

 

 
Fig. 5.35 Comparison of peak value of RAO (left) and 10-8-level (right) of VBM at midship between the results of 0knot and 

5knot for 154 ships. 
 

以上の結果をうけ，まず 0knotの場合の応答関数のピーク値と長期予測値との相関を調べる．Fig. 5.36

0

0.01

0.02

0.03

0.04

0 0.01 0.02 0.03 0.04

C
al

cu
la

te
d 

(5
 k

no
t)

Calculated (0 knot)

Peak of RAO of VBM@MS/ρgζaBL2

0

0.05

0.1

0.15

0.2

0.25

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25

C
al

cu
la

te
d 

(5
 k

no
t)

Calculated (0 knot)

10-8-level of VBM@MS/ρgBL2 [m]



140 

 

に，0knot の VBM の最大等価波高𝐻𝑤LTPの広義の同調時のゼロクロス波周期𝑇𝑧BSRに対する傾向を示す．

𝐻𝑤LTP, 𝑇𝑧BSRの計算には向い波中のピーク値およびピーク波長を用いている．Fig. 5.36 より，𝐻𝑤LTPは

𝑇𝑧BSR(= 0.57√𝜆pk)の二次関数によって近似できることが分かる．これは，Fig. 5.33に示したように向い波

中の VBMの応答関数が*尖度不変性*の性質を満たし，𝐶𝐴が船型に依存しないためである．これより，VBM

の長期予測値ℱ5|𝑄=10−8は応答関数のピーク値|ℱ5
pk
|/𝜁𝑎およびピーク波長𝜆pkを用いて次式のように記述で

きる． 

ℱ5|𝑄=10−8 = 𝐻𝑤LTP
|ℱ5

pk
|

2𝜁𝑎

where,   𝐻𝑤LTP ≅ −0.078𝜆pk + 2.96√𝜆pk − 8.2

 (5.4.12) 

本式は，単位波高あたりの応答関数のピーク値[N-m/m]と海象によるスケール依存性を含んだ等価最大波

高[m]の積の形で 10-8レベルのVBMが表現されており，物理的意味が明快である．前章で検討した|ℱ5
pk
|/𝜁𝑎

および𝜆pkの算式を代入することで，長期予測値の簡易算式が得られる． 

 

 

Fig. 5.36 Tendency of 𝐻𝑤LTP against 𝑇𝑧BSR of VMB amidship for 154 ships in 0knot. 
Fig. 5.33 より VBM の応答関数は*𝐴pk-𝜆pk照応性*も有しているため，surge 加速度および pitch と同

じく，VBMの応答関数のピーク値と長期予測値は，𝜆pkを介して 1対 1に対応することが期待される．そ

の確認を行うにあたり，式(5.4.12)のℱ5|𝑄=10−8と|ℱ5
pk
|/𝜁𝑎をそのまま比べた場合，VBMはスケールの 3乗

に比例するため，このスケール依存性の強さに隠れて相関の評価がしにくい．とはいえ，長期予測値には

スケール依存性が含まれているため，ℱ5|𝑄=10−8と|ℱ5
pk
|/𝜁𝑎をそれぞれスケールファクタ𝐵𝐿

2で除した値を直

接比較することはできない．そこで，Fig. 5.33 左図よりピーク波長船長比𝜆pk/𝐿が無次元応答関数のピー

ク|ℱ̅5
pk
|(= |ℱ5

pk
|/𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿

2)との間に相関があることを踏まえ，𝐻𝑤LTPは|ℱ5
pk
|/𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵によって表すことがで

きると考えると，式(5.4.12)両辺を𝜌𝑔𝐵𝐿で除した式 

ℱ5|𝑄=10−8

𝜌𝑔𝐵𝐿
= 𝐻𝑤LTP

|ℱ5
pk
|

2𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿
 (5.4.13) 

の右辺は𝐻𝑤LTPも含め|ℱ5
pk
|/𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿のみによって決定されると考えられる．したがって，ℱ5|𝑄=10−8/𝜌𝑔𝐵𝐿と

1対 1に対応する量は|ℱ5
pk
|/𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿であり，これらが比較されるべき量であると考えられる．Fig. 5.37に

ℱ5|𝑄=10−8/𝜌𝑔𝐵𝐿と|ℱ5
pk
|/𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿との対応を示すとおり，両者は 1 対 1 に対応することが確認でき，Fig. 
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5.37中の近似直線より，次式によって近似できることが分かる． 

ℱ5|𝑄=10−8

𝜌𝑔𝐵𝐿
≅ 11.1

|ℱ5
pk
|
𝐹𝑛=0

𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿
− 6.0 

≅ 11.1𝐿 (0.019𝐶𝑤2 + 0.011
LCF

𝐿
− 0.011

𝜅𝑦𝑦
𝐿
+ 0.0072) − 6.0  (Proposed) 

(5.4.14) 

最右辺の近似では，4章で示した無次元 VBMのピーク値|ℱ̅5
pk
|(= |ℱ5

pk
|/𝜌𝑔𝜁𝑎𝐵𝐿

2)の簡易算式(4.3.5)の𝐹𝑛 =

0とした値を適用した．括弧内は水線面積二次モーメント係数𝐶𝑤2の影響が支配的で，下線部を=0.0042と

置き換えても著しい精度低下は起こらない．簡易推定式(5.4.14)は船速が無い場合を仮定して開発された式

であるが，Fig. 5.35の結果より 5knotにも適用可能である．また，𝐶𝑤2の値には𝐶𝑤を用いた近似式(3.2.11)

を使うこともできる．提案算式の 5knot における精度を調べるため，Fig. 5.38 に 154 隻に対する

ℱ5|𝑄=10−8/𝜌𝑔𝐵𝐿の提案式(5.4.14)による値と数値計算値との比較を示す．Fig. 5.38には，式(5.4.14)の最右

辺の式に加え，式(5.4.14)において正しい|ℱ5
pk
|
𝐹𝑛=0
の値（数値計算値）を用いた場合の値も比較している．

Fig. 5.38より，提案式(5.4.12)は一定の精度を有する式であり，Fig. 5.38左図では算式が過小評価する船

舶がいくつかみられるが，それは|ℱ5
pk
|
𝐹𝑛=0
の推定式(= 0.019𝐶𝑤2 + 0.0042)の有する誤差が主な原因である

ことが式(5.4.12)右から確認できる．したがって，|ℱ5
pk
|
𝐹𝑛=0
の推定式の改良によって精度は改善されるもの

と考えられる．なお，Fig. 5.37 に示す近似直線(11.1𝑥 − 6.0)は𝐿の小さい船舶では場合は負値をとるもの

で，また波浪発現頻度表に依存する関係式でもあるため，用途に応じて再定義することでより実用的な算

式となると考えられる． 

本検討によって得られた重要な結果は，推定式(5.4.14)そのものに加え，VBMが“5knotの長期予測値

は 0knot の応答関数のピーク値から簡易かつ精度よく推定することができる”という事実である．実際，

式(5.4.14)右辺の|ℱ5
pk
|に 5knot の値を適用した場合，5knot の長期予測値との相関は著しく低下すること

が確認された．このことが成り立つ理由は，5knotと 0knotの VBMの無次元応答関数の形状の差はピー

ク値付近のみで大域的な変化は大きくないので長期予測値の差が小さいことと，0knot の VBM の応答関

数が良い性質を有しており，ピーク値と長期予測値が 1対 1に対応するためである． 

 

 

Fig. 5.37 Correspondence of ℱ5|𝑄=10−8/𝜌𝑔𝐵𝐿 and 𝐿 |ℱ̅5
pk
| amidship in 0 knot for 154 ships. 
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Fig. 5.38 Comparison of calculated value and proposed formula (left: simplified formula of |ℱ5
pk
|Fn=0 was applied, right: 

calculated value of |ℱ5
pk
|Fn=0 were applied) of 10-8-level of VBM amidship ℱ5|𝑄=10−8/𝜌𝑔𝐵𝐿 in 5knot for 154 ships. 
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5.5 結言 

 本章では，波浪荷重，具体的には surge加速度，heave加速度，pitch角，roll角および垂直曲げモーメ

ントの長期予測値と応答関数との対応を明らかにすることで，これらの長期予測値を簡易に推定する具体

的な方法を示した．得られた主要な結果を以下に述べる． 

最悪海象中の短期最大応答によって長期予測値を推定する古典的な近似手法に基づき，長期予測値

 𝐴|𝑄=10−8と単位波高あたりの応答関数の最大値|𝐴pk|/2𝜁𝑎を次式によって関連付けた． 

𝐴|𝑄=10−8 = 𝐻𝑤LTP
|𝐴pk|

2𝜁𝑎
 (5.5.1) 

両者を結び付ける係数𝐻𝑤LTPは波高に対応する物理量で，本研究ではこれを等価最大波高と呼称した．式

(5.5.1)の表現は重見らによる等価設計波法[87, 88]と同様であるが，本研究では等価最大波高𝐻𝑤LTPの特性お

よびスケール依存・非依存の支配パラメータを示したところに価値がある．具体的には，𝐻𝑤LTPのスケール

依存性は，応答スペクトルが狭帯域であれば，応答の種類によらず応答関数のピーク波長𝜆pkによって整理

されることを明らかにした．これは最悪海象の有義波高が，広義の同調を生じるゼロクロス波周期𝑇𝑧BSRに

よって定まるためである．𝐻𝑤LTPは加えて，無次元応答関数の尖度にも依存するため，4章において抽出し

た応答関数に対して支配的な無次元パラメータによっても整理されることを明らかにした．したがって，

4章で検討した応答関数の最大値|𝐴pk|と，応答関数のピーク波長𝜆pkならびに応答関数に対する支配的な無

次元船型パラメータを用いて𝐻𝑤LTPを表現すれば，式(5.5.1)がそのまま簡易推定式となる． 

 さらに，一部の応答については式(5.5.1)よりも簡単な表現を導いた．具体的には，応答関数が 

(*尖度不変性*)  無次元応答関数の尖度が船型に依らず同じ 

(*𝐴pk-𝜆pk照応性*)  応答関数のピーク値とピーク波長の相関が強く 1対 1の対応関係にある 

のどちらの性質も有するとき，𝐻𝑤LTPが応答関数のピーク値|𝐴pk|/𝜁𝑎のみによって定まることから，応答関

数のピーク値と長期予測値が 1対 1に対応し，それゆえ長期予測値は応答関数のピーク値のみから簡易に

推定できることを示した．そのような性質を有する応答関数は，surge加速度および pitchと，船速が 0の

場合の垂直曲げモーメントである．本研究で扱った以外の応答（HBM など）について長期予測値の簡易

推定式を検討する場合，その応答関数が*尖度不変性*および*𝐴pk-𝜆pk照応性*を有する場合は応答関数のピ

ーク値から長期予測値を表現し，そうでない場合は𝐻𝑤LTPの傾向を調べ，𝐻𝑤LTPをピーク波長𝜆pkおよび何ら

かの無次元船型パラメータで近似した上で簡易算式を式(5.5.1)によって定義すればよい． 

 

 本章において，各波浪中応答に対して得られた結果を以下に示す． 

◆ Surge加速度および pitch 

応答関数が*尖度不変性*，*𝐴pk-𝜆pk照応性*を有するため，長期予測値と応答関数のピーク値とが殆ど 1

対 1に対応する関係にある．この性質を用いて，前 4章において示した縦波中の応答関数のピーク値の算

式を用いて，長期予測値を精度よく推定できる簡易算式を示した．どちらも縦波中の応答が主要であるた

め，スケール依存の支配パラメータは𝐿で，無次元船型パラメータはそれぞれ前 4 章で得た無次元応答関

数に対する支配パラメータ（surge加速度は𝑑𝐶𝑚/𝐿, 𝐶𝑝，pithは𝑑𝐶𝑣𝑝/𝐿, 𝜅𝑦𝑦/𝜅𝑤𝑦𝑦, 𝐶𝑤）である． 

◆ Heave加速度 

Heave加速度は横波中の応答が主要であり，等価最大波高𝐻𝑤LTPが，横波中の応答関数のピーク波長𝜆pk
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と横波における支配的な無次元パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵で整理できることを示した．前 4 章の結果より𝜆pkは

𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐵および𝐵で表せ，かつ横波中の無次元応答関数のピーク値は船型によらず一定値をとることから，

これらの結果を式(5.5.1)に代入することで，heave 加速度の長期予測値はスケールパラメータ𝐵と無次元

船型パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐿によって整理されることを示した． 

Heave 加速度の長期予測値に対して，船幅𝐵の影響に比べて無次元船型パラメータ𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐿の影響はそれ

ほど強くない．また 0knot に比べ 5knot の長期予測値は𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐿との相関が低下することが確認された．

𝑑𝐶𝑣𝑝
2 /𝐿は横波中の heave の支配パラメータであるが，船速が速くなると向波中の heave 加速度が大きく

なり，向波中の heave加速度に対する支配パラメータが長期予測値に影響するためである． 

◆ Roll 

 等価最大波高𝐻𝑤LTPが，横波中の応答関数のピーク波長𝜆pkと，無次元応答関数の尖度に対して支配的な

無次元復原力係数�̅�44によって整理できることを示した．前 4章の結果より，rollの応答関数のピーク値は

ピーク波長𝜆pkによって表されることから，式(5.5.1)より roll の長期予測値はスケール依存の𝜆pkおよびス

ケール非依存の�̅�44によって決定されることを示した． 

本検討では減滅係数𝑁の値を固定したが，応答関数の最大値および応答関数の尖度には減衰力係数の強

さが大きく影響するため，𝐻𝑤LTPには𝑁も考慮する必要があると考えられる．また，前 4章では rollの応答

関数に減滅力係数の非線形影響を考慮したが，本章における長期予測計算では線形理論に基づく計算法を

そのまま適用した．ただし，提案した長期予測値の簡易算式には応答関数のピークの計算に必要となる波

振幅を変数として残しているため，この値を工夫することで非線形影響を簡易的に考慮できる可能性があ

る．これについては，非線形解析等を交えた検討が必要である． 

◆ 垂直曲げモーメント 

5knot における VBM の応答関数は，0knot の応答関数に比べてピーク付近の局部的な形状が変化する

のみで，したがって長期予測値に対しては 0knot と 5knot とであまり変化がないことが確認された．ま

た，0knotにおける VBMの応答関数は*尖度不変性*，*𝐴pk-𝜆pk照応性*を有するため，長期予測値と応答

関数のピーク値とがほぼ 1対 1に対応する関係にある．これらの事実から，5knotの長期予測値は，0knot

の応答関数のピーク値から簡易かつ精度よく推定できることを示した．また，応答関数のピーク値と長期

予測値とで 1対 1に対応する量は，それぞれを𝜌𝑔𝐵𝐿で除した量であることを示し，両者の対応を近似直線

で表した．その結果を用いて，前 4章で示した VBMの 0knotにおける応答関数のピーク値の簡易算式を

適用し，長期予測値の簡易算式を示した． 

 

 本研究では IACSにおいて規定される波スペクトルおよび北大西洋の波浪発現頻度を仮定したが，別の

遭遇海象を仮定する場合には等価最大波高𝐻𝑤LTPを再度定義する必要がある．その場合でも，本研究で示し

た支配パラメータを活用することができると考えられる．一方で応答関数のピーク値については遭遇海象

に依存しないため，本研究で示した式をそのまま用いることができる． 

 また，本研究では 5knotを前提としているため，より高速で航行する場合を仮定したときに同じ手法が

成立するかは検討の必要がある．船速が速いと応答関数が*尖度不変性*，*𝐴pk-𝜆pk照応性*を失う傾向にあ

ると考えられるため，その場合は𝐻𝑤LTPを調べて傾向を整理し，式(5.5.1)によって長期予測値を定義すると

よいであろう．また，roll については減滅係数の船型影響に加え，長期予測値に対する非線形影響の合理

的な考慮方法の検討が求められる． 
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第 6 章  結論 

6.1 本研究で得られた成果 

波浪荷重の合理的な簡易推定法の重要性が高まる中，その合理的・汎用的手法の確立のために，本研究

では数値的・理論的観点に基づいた新しいアプローチを提示した．まず，10個の船型パラメータによって

定義される数学船型“松井船型”を発案し，船舶設計の初期段階における精度の良い波浪荷重推定を可能

とした．さらに，同船型を数値的検討材料として援用することで，波浪荷重の支配因子の抽出やそれを用

いた簡易推定式の開発を数値的・理論的観点の両面から行った．波浪荷重の理論的検討においては，得ら

れる簡易算式の精度および汎用性の観点から，各流体力成分，応答関数，最悪海象，長期予測値と細かく

段階を踏んだアプローチをとった．本研究によって得られた成果を章ごとに纏めて以下に総括する． 

第 2章「波浪荷重推定のための数学船型の開発」では，新しく提案した数学船型 “松井船型”について，

その開発過程と適用性を示した．松井船型は，modified Wigley 船型をベースに波浪中応答に対して重要

な 10 個の船型パラメータ（船長𝐿，幅𝐵，喫水𝑑，方形係数𝐶𝑏，中央横断面積係数𝐶𝑚，水線面積係数𝐶𝑤，

水線面積二次モーメント係数𝐶𝑤2，浮心前後位置LCB，浮面心前後位置LCF，水線面積二次モーメントに関

する前後非対称パラメータ𝛽）が可変となるように拡張されたものであり，最小限のパラメータから生成さ

れた同船型によって実船と同等の波浪荷重を得ることが出来るという新しいコンセプトの数学船型である．

したがって，船型の詳細が定まっていない初期設計段階における波浪中船体応答の推定に有効に活用する

ことができる．同章では適用性の検証として，実船の波浪中応答と，実船と同じ船型パラメータを用いて

生成した松井船型の波浪中応答を比較し，両船型の波浪中応答が同等であることを確認した．開発の過程

では，水線面積とは独立に水線面二次モーメントに関する形状パラメータを導入することで，実船の pitch

および VBM との一致度が向上することが確認された．さらに，実際の船舶において各船型パラメータが

とりうる範囲の参考として，実際の 154隻（77隻×バラスト・満載状態）の商船に対する各船型パラメー

タのヒストグラムを示した．松井船型は船型パラメータの陽関数で表されるため，波浪荷重の簡易推定以

外に，波浪荷重に対する船型パラメータの感度解析にも適しており，以降の章における数値的検証に適宜

活用されている． 

第 3章「流体力に対する支配的要因の抽出と簡易推定式の開発」では，波浪中応答の支配要因の抽出の

準備として，耐航性理論に基づき，船体運動を構成する各流体力成分に対し船型影響の理論的・数値的調

査を行い，船型パラメータを用いた簡易算式も提示している．特に復原力係数ならびに Froude-Krylov力

成分については重要な成分であるため，船型を船型パラメータによって一意に定まる簡単な形状で近似し

た上で推定算式を理論的に導き，全成分について簡便かつ精度の良い算式が得られた．付加質量および減

衰力係数は heave, pitchおよび rollの対角成分をストリップ法的アプローチによって求めた．まず 2次元

流体力を水線幅による近似式で表し，それを船長方向に積分して 3次元流体力に拡張する過程で船型パラ

メータを考慮した結果，良好な精度の簡易式が得られた．Scattering流体力については相対運動の仮定に

基づいた簡易式を示したが，簡易算式による推定精度の確保が難しく，流体力の簡易算式を組み合わせて

運動を推定する場合には，当成分が精度のボトルネックになることが示唆された． 
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第 4章「規則波中の船体応答に対する船型影響と簡易推定式の開発」では，波浪中応答の応答関数の支

配パラメータを検討した．特に波浪中の surge, heave, pitch roll運動に対しては，応答関数の簡易推定式

をそれぞれ提示している．その過程において，まず初めに運動方程式の簡易化を行うため，連成影響の大

小や流体力間の相殺関係に着目し，モード毎にどの成分が省略可能かを検討した．その結果，surge, pitch, 

roll については連成影響が小さくかつ radiation/scattering 流体力の相殺が実用的な周波数帯で成立する

ことが確認されたため，応答関数を比較的簡単な式で表すことができ，支配パラメータも明確に導かれた．

一方で，向い波中の heaveについては pitchの連成影響を強く受け，一概に簡単な算式で表現することは

難しいことが確認された．ただし，横波における heaveは pitchを無視することができるため支配パラメ

ータの抽出に成功し，ピーク値の簡易かつ高精度な推定式も得られた．加えて向い波中の heaveにおいて

も，heaveの基準点を重心以外にとることでより簡易な表現になり得ることについて示唆した．Rollに関

しては，横波における応答関数のピーク値は同調時の副波面の傾斜角によって整理されることを明らかに

し，簡易かつ高精度の算式を得た．加えて同算式は，非線形減衰力係数を用いたときの波高の非線形影響

についても考慮されている．最後に，VBM に対しその支配要因と簡易式を理論的に抽出することを試み

たところ，特に船速がある場合には基礎理論式を元にしたアプローチでは簡易式を示すことは難しいこと

が判明した．そこで，流体力成分および慣性力間の相殺関係や，船長方向に均一な浮体に対して成り立つ

性質を示し，船型影響に対する傾向に対する物理的考察を与えた上で，数学船型を用いて抽出された支配

パラメータを用いて，応答関数のピーク値の簡易推定式を示した． 

第 5 章「波浪荷重の長期予測値に対する船型影響と簡易推定式の開発」では，各種波浪荷重（surge 加

速度, heave加速度, pitch, roll, VBM）の長期予測値に対して，船型影響およびスケール影響について検討

した．第 4章において抽出された応答関数に対する支配因子が長期予測値に対してどのように影響するか

を明確にするために，まずは最悪海象中の短期最大応答から長期予測値を推定する古典的な近似手法の考

え方に基づき，応答関数と長期予測値との対応を考察した．これによって，長期予測値を応答関数のピー

ク値と等価最大波高𝐻𝑤LTPとの積によって表し，各応答における等価最大波高が，第 4 章で得た無次元船

型パラメータに加え，遭遇海象に起因するスケール依存性として応答関数の同調波長𝜆pkによって整理でき

ることを明らかにした．さらに，surge 加速度，pitch, および VBM については応答関数の有する簡易推

定にとって都合の良い性質を活かし，等価最大波高を用いないより簡単な表現で良好に推定できることを

示した．以上によって，surge加速度, heave加速度, pitch, roll, VBMの長期予測値に対する無次元および

スケール依存の支配パラメータを示し，簡易算式あるいはその開発のための指針を提示した． 

 

6.2 構造設計に対して期待される効果 

 緒論に述べた通り，船体構造設計における波浪荷重評価は基本的に船級規則の簡易算式が適用され，荷

重解析プログラムを用いた評価は付加的検討として位置づけられる．前者は簡便さに重きを置いた評価手

法であるが，それゆえに推定精度や汎用性に課題がある．一方で後者は合理的な推定が可能なものの，解

析の実施に係る工数が多く，現状は実際の設計現場において実施されることはまれである．本研究はこれ

ら 2つの手段に対し，その高度化および合理化に資するべく検討を行ったものである．波浪荷重の簡易算

式においては，波浪中の現象を構成する基本要素の検討から始め，各応答に対する支配パラメータ，簡易

算式およびその開発の基本方針を提示した．得られた支配パラメータや簡易算式は基礎理論に立脚したも

のであるから，例えば今後想定する遭遇海象が変更される場合，提案式のうちの海象に依存する箇所（係



147 

 

数等）のみ変更すれば良い．推定算式の簡便さと精度を両立するには，基礎理論に基づいた支配因子の抽

出がポイントになることは前述の通りであるが，例えば向い波中の heaveなど，応答の種類や条件によっ

てはそれが難しい場合もある．そういった場合の代替手法として，本研究では数学船型を用いた比較的簡

便な波浪荷重の推定法も提案している．新たに提案した数学船型は，少数の船型情報から合理的な波浪荷

重を得ることができるという点で，波浪荷重解析の実施においてネックであった解析工数の削減を実現す

るものである．例えば，船型パラメータ入力‐船型生成‐解析の実施‐波浪荷重の出力という一連の解析

処理を自動化しておけば，それは簡易算式に代わる新たな形の実用的評価手法にもなり得るであろう． 

本研究によって得られた成果は，今後の構造設計における新たな段階の荷重評価手法につながるもので，

構造寸法まで含めた船体計画のさらなる合理化を可能にするものと考えられる． 

 

6.3 将来の検討課題 

 本研究ではいくつかの仮定を設けているため，それらに関する本研究の結果の適用限界および将来の課

題を以下に述べ，本論文の結びとする． 

◆ 波高の非線形影響 

本研究では理論，数値検証ともに線形理論に基づいているため，大波高中の非線形影響は考慮されてい

ない．特に VBM については，波高の非線形影響が強いことが知られているため，より実際に近い波浪荷

重を推定するためには，非線形応答に対する支配パラメータおよびその傾向を検討する必要がある．ただ

し，このことが本研究の成果の実用性を否定するわけではなく，微小波高中の応答の支配パラメータは大

波高中の応答に対しても同様に支配的であると考えられるため，現行の船級規則でも見られるように，線

形理論の式をベースに非線形影響を係数によって考慮することで大波高中の波浪荷重の合理的な推定算式

が得られると考えられる．またこれに関係して，本研究で提案した松井船型は Wigley 船型を元にしたた

めに喫水線下の船殻形状しか定義されておらず，松井船型を用いて非線形波浪荷重を推定するには喫水線

より上の形状の実用的な定義方法を検討する必要がある． 

◆ Rollの減衰力係数および非線形影響 

Rollは粘性・造渦影響による減衰力の非線形影響がとりわけ強いことが知られており，また減衰力の正

確な推定も難しい．本論文では，roll の減衰力係数を Bertin の𝑁係数によって定義した上で𝑁を未知変数

のまま扱い，非線形影響は等価線形化して線形理論の枠組みの中で扱った．したがって，𝑁係数に対する

支配因子（船型パラメータやビルジキール寸法など）の抽出および傾向を整理する必要があること，さら

に長期予測値に対しては非線形性を考慮したより合理的な簡易推定法が求められる．ただし，提案した長

期予測値の簡易算式には応答関数のピークの計算に必要となる波振幅を変数として残しているため，この

値を工夫することで非線形影響を簡易的に考慮できる可能性がある．これについては，非線形解析や水槽

実験等を交えた検討が必要である． 

◆ 速度影響 

 本研究では，船速は荒天中の減速影響を考慮して 5knot を仮定している．この仮定は CSR でもおかれ

ているように，降伏・座屈強度に対する評価としては合理性を有するが，疲労強度評価に対してはサービ

ススピードにおける波浪荷重を推定する必要がある．本研究では低速域で成り立つ性質（例えば pitch の

応答関数のピークにおいて radiation 流体力と scattering 流体力が相殺すること，VBM の長期予測値が

0knotと 5knotで大きく変化しないこと）を利用した簡略化を行っているため，特に縦系の応答に対して
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は船速が速い場合傾向が複雑化することが予想される．また船速の速い場合は数値解析的な難しさも伴う

ため，検証に用いる解析ツールも Green関数法，ランキンパネル法，EUT，ストリップ法等のうちのどれ

を採用するかを慎重に検討する必要があるだろう． 
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付録 A  浪中船体応答の計算法 

A.1  緒言 

波浪中船体応答解析として実用に供されている主な手法として，ストリップ法，3 次元 Green 関数法，

ランキンソース法（以降，後者二つを纏めて 3次元法と呼ぶ）などが挙げられる．ストリップ法は 2次元

流体力をベースとした古典的手法であるが，実験結果とある程度の一致度を示すこと，理論のわかり易さ，

計算コストの低さなどから，未だに実用計算法として活躍している．同じ 2次元理論でも摂動法によって

数学的に裏付けられた unified theory[100]やその発展形の EUT 等[101]の手法と比較して，ストリップ法は

より直感的で理論の一貫性に欠けるものであるが，裏を返せば考え方に弾力性があるとも言え，本研究の

ような現象の要因抽出および簡易化といった目的との親和性は高い．ただし，本研究で検証に用いる耐航

性プログラムは 3 次元 Green 関数法であるため，ストリップ法で無視あるいは簡略化している 3 次元影

響や船速影響などは明確にしておく必要がある． 

そこで本付録では，波浪中船体運動及びハルガーダ断面力の定式化を，まず一般的な 3次元法の表現で

示し，それに対してストリップ法ではどの項が無視され，どのような 2次元近似が行われるかを示した上

で，ストリップ法の定式化を行う．3 次元法の定式化においては，ストリップ法において一般に無視され

る項について適宜下線部で強調する．ただし，本研究目的にそぐわない議論の複雑化を避けるため，自由

表面条件については primitive な扱い方をする．すなわち，船舶が十分に長細いとの仮定のもと，前進速

度に起因する定常流場の船体による攪乱を無視かつ基礎流場を一様流れで近似（すなわち Neumann-

Kelvin近似）した定式化を行い，また船舶と自由表面の交線積分についても無視する．また貨物やバラス

ト等は全て質量として考慮し，これらの流動性については考慮しない．自由表面問題は境界値問題を示す

にとどめ，その数値的解法については例えば柏木による詳しい解説書[102]があるため省略する． 

 

 

変数一覧 

 

＜実変数＞ 

𝐴𝑖𝑗   付加質量 

𝐴𝐻(𝑥), 𝐴𝐻
′ (𝑥)   喫水線より上を含まない/含む船体の横断面 

𝐴𝑤   水線面積 

𝐵𝑖𝑗   減衰力係数 

𝐵   船幅 

𝐵𝑤(𝑥)   水線幅分布 

𝐶𝑖𝑗   復原力係数 

𝑐𝑖𝑗(𝑥)   断面復原力係数 

𝐶𝐻𝐹   船体表面と自由表面の交線 
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𝐶𝐻(𝑥)   横断面内の喫水線下船体表面線 

𝑑   喫水 

𝑔   重力加速度 

𝐺𝑀̅̅̅̅̅, 𝐺𝑀̅̅̅̅ �̅�  横および縦メタセンタ高さ 

𝐼𝑥𝑥, 𝐼𝑦𝑦, 𝐼𝑧𝑧   Roll, pitch, yawの慣性モーメント 

𝑖𝑥𝑥(𝑥), 𝑖𝑦𝑦(𝑥), 𝑖𝑧𝑧(𝑥) 単位長さあたりの roll, pitch, yawの慣性モーメント 

𝐼𝑧𝑥    慣性乗積 

𝑘,𝐾   波数(= 𝜔2/𝑔)および出会い波周波数に対応した波数(= 𝜔𝑒
2/𝑔) 

𝐿   垂線間長 

𝑙   横断面内の船体表面線上の位置変数 

𝑀,𝑚(𝑥)  船体の質量および単位長さあたりの質量 

𝑀𝑖𝑗   質量マトリクス 

𝑛𝑖(𝑙; 𝑥)  船体表面上の外向き単位法線ベクトル 

𝑆𝐻   喫水線下船体表面 

𝑈   船速 

𝑉𝐻, 𝑉𝐻
′    喫水線より上を含まない/含む船体の体積 

𝑥𝐴, 𝑥𝐹   Aft endおよび fore endの𝑥座標 

𝑧𝐵, 𝑧𝑏(𝑥)  浮心および断面の浮心の𝑧座標 

𝑧𝐺 , 𝑧𝑔(𝑥)  重心および断面の重心の𝑧座標 

𝑧𝑁, 𝑧𝑆   中立軸およびせん断中心の𝑧座標 

𝛽   波向き(= 0°で追い波，= 90°で右舷入射の横波，= 180°で向い波)  

𝜔,𝜔𝑒   波周波数および出会い波周波数 

𝜌   海水密度 

𝜌𝐻   船体の密度分布 

𝜁𝑎   入射波振幅 

 

＜複素変数＞ 

𝐸𝑖   波浪強制力 

𝐸𝑖
𝐹𝐾   Froude-Krylov力 

𝐸𝑖
𝑆   Scattering流体力 

𝐹𝑖   流体力 

𝐹𝑖
𝑅𝑒𝑠   復原力 

𝐹𝑖
𝑅𝑎𝑑   Radiation流体力 

𝑓𝑖(𝑥)   断面流体力（単位長さあたりの流体力） 

𝑓𝑖
𝑖𝑛(𝑥)   断面慣性力 

𝑓𝑖
𝑔(𝑥)   断面変動重力 

𝑓𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥)  断面復原力 

𝑓𝑖
𝐸𝑥(𝑥)  断面波浪強制力(= 𝑓𝑖

𝐹𝐾(𝑥) + 𝑓𝑖
𝑆(𝑥)) 

𝑓𝑖
𝐹𝐾(𝑥)  断面 Froude-Krylov力 
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𝑓𝑖
𝑆(𝑥)   断面 scattering流体力 

𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥)  形式上の無速の断面 scattering流体力 

𝑓𝑖
𝑆2D(𝑥)  2次元 scattering流体力 

𝑓𝑖
𝑅𝑎𝑑(𝑥)  断面 radiation流体力 

𝑝(𝑙, 𝑥)   変動成分 

𝑝𝑆(𝑙, 𝑥)  静水圧の変動成分 

𝑝0(𝑙, 𝑥)  入射波圧 

𝑝1~6(𝑙, 𝑥)  Radiation圧力 

𝑝7(𝑙, 𝑥)  Scattering圧力𝑇𝑖𝑗  Radiation流体力係数 

𝒯𝑖𝑗(𝑥0)   𝑥 = 𝑥0におけるハルガーダ断面力に対する radiation流体力係数 

𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥)   形式上の無速の断面 radiation流体力係数 

𝑡𝑖𝑗
2D(𝑥)  2次元 radiation流体力係数 

𝑋𝑗   運動の複素振幅(𝑗 = 1~6の順に surge, sway, heave, roll, pitch, yaw) 

ℱ𝑖(𝑥0)  𝑥 = 𝑥0におけるハルガーダ断面力(𝑗 = 1~6の順に軸力，水平せん断力，垂直せ

ん断力，捩りモーメント，垂直曲げモーメント，水平曲げモーメント) 

ℱ𝑖
𝑖𝑛(𝑥0)   ハルガーダ断面力の慣性力成分 

ℱ𝑖
𝑔(𝑥0)   ハルガーダ断面力の変動重力成分 

ℱ𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥0)   ハルガーダ断面力の復原力成分 

ℱ𝑖
𝑅𝑎𝑑(𝑥0)   ハルガーダ断面力の radiation流体力成分 

ℱ𝑖
𝑆(𝑥0)   ハルガーダ断面力の scattering流体力成分 

ℱ𝑖
𝐹𝐾(𝑥0)   ハルガーダ断面力の Froude-Krylov力成分 

𝜑0(𝑙, 𝑥)  入射波単位速度ポテンシャル 

𝜑1~6(𝑙, 𝑥)  Radiation単位速度ポテンシャル 

𝜑1~6
(0) (𝑙, 𝑥)  形式上の無速の radiation単位速度ポテンシャル 

𝜑1~4
2D (𝑙; 𝑥)  2次元 radiation単位速度ポテンシャル 

𝜑7(𝑙, 𝑥)  Scattering単位速度ポテンシャル 

𝜑7
2D(𝑙, 𝑥)  2次元 scattering単位速度ポテンシャル 

𝜁𝑤(𝑥, 𝑦)  入射波変位 

 

 

A.2  船体運動方程式 

本節では，波浪中船体運動方程式を，ストリップ法と 3次元法で共通の形式で示す．  

 

A.2.1  座標系および入射波の定義 

座標系𝑜 − 𝑥𝑦𝑧の定義および入射波との関係は Fig. A.1に示す．𝑥座標の原点は静水中の船体の重心位置，

𝑧座標の原点は静水面上にとる．船体は入射波の進行方向から角度𝛽の方向に沿って一定船速𝑈で前進して

いるものとし，座標系𝑜 − 𝑥𝑦𝑧は𝑥座標の方向に𝑈で直進する慣性座標系とする． 
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以降は，波浪により変動する量は全て調和振動するものとみなし，複素振幅で表示する．すなわち，周

期変動する量𝑎(𝑡)は，全て次式で定義される複素数𝐴によって扱う． 

𝑎(𝑡) = ℜ[𝐴𝑒𝑖𝜔𝑒𝑡] 
= ℜ[𝐴] cos𝜔𝑒𝑡 − ℑ[𝐴] sin𝜔𝑒𝑡 
= |𝐴| cos(𝜔𝑒𝑡 + arg(𝐴)) 

(A.2.1) 

ここに，𝜔𝑒は出会い波周波数であり，ℜ[𝐴], ℑ[𝐴], |𝐴|, arg(𝐴)はそれぞれ複素数𝐴の実部，虚部，振幅，偏角

を意味する．出会い波周波数𝜔𝑒は入射波の波周期𝜔，波数𝑘(= 𝜔
2/𝑔 ∶  𝑔は重力加速度)を用いて 

𝜔𝑒 = 𝜔 − 𝑘𝑈 cos𝛽 (A.2.2) 

と表される． 

入射波は Fig. A.1の向きで定義され，かつ波の山が船体の重心位置に達する瞬間を時刻の基準(𝑡 = 0)と

した場合，船体による撹乱の無い入射波変位𝜁𝑤(𝑥, 𝑦)は次のように表される． 

𝜁𝑤 = 𝜁𝑎𝑒
−𝑖𝑘(𝑥 cos𝛽+𝑦 sin𝛽) (A.2.3) 

ここに，𝜁𝑎は入射波振幅である． 

  

Fig. A.1  Definition of coordinate system. 
 

A.2.2  運動方程式 

船体の剛体運動方程式は，複素振幅表記で以下のように表される． 

(𝑖𝜔𝑒)
2 ∑ 𝑀𝑖𝑗𝑋𝑗
𝑗=1~6

= 𝐹𝑖  (𝑖 = 1~6) (A.2.4) 

ここに，𝑋𝑗(𝑗 = 1~6)は Fig. A.2に示す 6自由度運動の複素振幅で，順に surge, sway, heave, roll, pitch, 

yawである．𝑀𝑖𝑗は質量マトリクス，𝐹𝑖は流体力である． 

質量マトリクスの成分は，運動が重心回りで定義され，かつ左右対称の場合，一般に次のように表され

る． 

[𝑀] =

[
 
 
 
 
 
𝑀 0 0 0 0 0
0 𝑀 0 0 0 0
0 0 𝑀 0 0 0
0 0 0 𝐼𝑥𝑥 0 𝐼𝑧𝑥
0 0 0 0 𝐼𝑦𝑦 0

0 0 0 𝐼𝑧𝑥 0 𝐼𝑧𝑧]
 
 
 
 
 

 (A.2.5) 

ここに𝑀は船体の質量，𝐼𝑥𝑥, 𝐼𝑦𝑦, 𝐼𝑧𝑧は roll, pitch, yawの慣性モーメント，𝐼𝑧𝑥は慣性乗積であり，船体の体

積領域を𝑉𝐻
′，船体の密度分布を𝜌𝐻(𝑥, 𝑦, 𝑧)とするとそれぞれ次で定義される． 

𝑥 

𝑧 

𝑜 

𝑥 

𝑦 

𝛽 

Wave 
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{
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 𝑀 =∭ 𝜌𝐻d𝑉

𝑉𝐻
′

= ∫ 𝑚d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝐼𝑥𝑥 =∭ {𝑦2 + (𝑧 − 𝑧𝐺)
2}𝜌𝐻d𝑉

𝑉𝐻
′

= ∫ 𝑖𝑥𝑥d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝐼𝑦𝑦 =∭ {(𝑧 − 𝑧𝐺)
2 + 𝑥2}𝜌𝐻d𝑉

𝑉𝐻
′

= ∫ (𝑥2𝑚+𝑖𝑦𝑦)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝐼𝑧𝑧 =∭ (𝑥2 + 𝑦2)𝜌𝐻d𝑉
𝑉𝐻
′

= ∫ (𝑥2𝑚+𝑖𝑧𝑧)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝐼𝑧𝑥 = −∭ (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑥𝜌𝐻d𝑉
𝑉𝐻
′

= ∫ 𝑥𝑙𝑔𝑚d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

 (A.2.6) 

ここに，𝑥𝐴, 𝑥𝐹は船尾端および船首端の𝑥座標，𝑚(𝑥), 𝑖𝑥𝑥(𝑥), 𝑖𝑦𝑦(𝑥), 𝑖𝑧𝑧(𝑥), 𝑙𝑔(𝑥)はそれぞれ単位長さあたりの

質量，単位長さあたりの roll/pitch/yaw慣性モーメント，断面重心高さ𝑧𝑔(𝑥)と全体重心高さ𝑧𝐺の差で，そ

れぞれ次で定義される． 

{
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 𝑚(𝑥) = ∬ 𝜌𝐻d𝑦d𝑧

𝐴𝐻
′ (𝑥)

𝑖𝑥𝑥(𝑥) = ∬ {𝑦2 + (𝑧 − 𝑧𝐺)
2}𝜌𝐻d𝑦d𝑧

𝐴𝐻
′ (𝑥)

𝑖𝑦𝑦(𝑥) = ∬ (𝑧 − 𝑧𝐺)
2𝜌𝐻d𝑦d𝑧

𝐴𝐻
′ (𝑥)

𝑖𝑧𝑧(𝑥) = ∬ 𝑦2𝜌𝐻d𝑦d𝑧
𝐴𝐻
′ (𝑥)

𝑙𝑔(𝑥) =
1

𝑚(𝑥)
∬ (𝑧 − 𝑧𝐺)𝜌𝐻d𝑦d𝑧
𝐴𝐻
′ (𝑥)

= 𝑧𝑔(𝑥) − 𝑧𝐺

  (A.2.7) 

ただし，𝐴𝐻
′ (𝑥)は船体の横断面領域である．式(A.2.6)の𝑖𝑦𝑦, 𝑖𝑧𝑧, 𝑙𝑔に関する下線部の項は船体のような細長い

物体では影響が小さく，かつそれらの情報を得ること自体が比較的難しいため無視される事が多い．次章

以降では，下線部項は無視する． 

また，式(A.2.4)右辺の流体力は 

𝐹𝑖 = −∬ 𝑝𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻

  (𝑖 = 1~6) (A.2.8) 

と書ける．ここに，𝑝は変動圧力， 𝑆𝐻は船体表面，𝑛𝑖(𝑖 = 1~6)は 6自由度運動に対応する外向き法線ベク

トルを意味する．𝑛𝑖は外向き法線ベクトル𝒏 = {𝑛𝑥, 𝑛𝑦, 𝑛𝑧}
T
を用いて次式によって定義される． 

𝑛𝑖 =

{
  
 

  
 
𝑛𝑥 (𝑖 = 1)

𝑛𝑦  (𝑖 = 2)

𝑛𝑧  (𝑖 = 3)

𝑦𝑛𝑧 − (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑦    (𝑖 = 4)

(𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑥 − 𝑥𝑛𝑧 (𝑖 = 5)

𝑥𝑛𝑦 − 𝑦𝑛𝑥 (𝑖 = 6)

 (A.2.9) 

さらに，ストリップ法を見据えた変形として．6自由度の断面流体力を次式によって定義する． 
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𝑓𝑖
𝑝(𝑥) = −∫ 𝑝𝑛𝑖

𝑆𝑒𝑐d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

  (𝑖 = 1~6) (A.2.10) 

ここで，𝐶𝐻(𝑥)は横断面内の喫水線下船体表面線，𝑙は断面線に沿う位置変数，𝑛𝑖
𝑆𝑒𝑐は次式で定義される 6自

由度の断面流体力に対応する外向き法線ベクトルである． 

𝑛𝑖
𝑆𝑒𝑐 =

{
  
 

  
 
𝑛𝑥 (𝑖 = 1)

𝑛𝑦  (𝑖 = 2)

𝑛𝑧  (𝑖 = 3)

𝑦𝑛𝑧 − (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑦    (𝑖 = 4)

(𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑥 (𝑖 = 5)

−𝑦𝑛𝑥 (𝑖 = 6)

 (A.2.11) 

このとき，𝐹𝑖は𝑓𝑖
𝑝(𝑥)の船長方向積分として次のように表される． 

{
 
 
 

 
 
 𝐹𝑖 = ∫ 𝑓𝑖

𝑝(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1~4)

𝐹5 = ∫ {−𝑥𝑓3
𝑝(𝑥)+𝑓5

𝑝(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

 

𝐹6 = ∫ {𝑥𝑓2
𝑝(𝑥)+𝑓6

𝑝(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

 (A.2.12) 

船舶が十分に長細い場合，右辺の下線部は無視することができる． 

 

 
Fig. A.2  Definition of motion. 

 

A.2.3  変動圧力および速度ポテンシャルの定義 

船が十分に細長いとし，定常前進運動による撹乱流場を無視しかつ基礎流場を𝑥軸負方向に速度𝑈で流れ

る一様流れと見做した場合，変動水圧は線形化されたベルヌーイの圧力方程式に基づいて次のように表さ

れる． 

𝑝(𝑥, 𝑦, 𝑧) = 𝑝𝑆(𝑥, 𝑦) − 𝜌 (𝑖𝜔𝑒 − 𝑈
𝜕

𝜕𝑥
)𝜙(𝑥, 𝑦, 𝑧) (A.2.13) 

ここに𝜌は海水密度，𝑝𝑆は静水圧の変動成分，𝜙は非定常速度ポテンシャルである．右辺の括弧内は実質微

分（Lagrange微分）を表し，基礎流場を一様流れと近似しているがゆえに空間固定座標系における時間編

微分に相当する．𝑝𝑆は静水圧成分つまり“−𝜌𝑔𝑧”に対応する項であるが，ここで考えているのは船体表面

上の値かつ時間変動する成分であるので，これは次のように表される． 

𝑝𝑆 = −𝜌𝑔(𝑋3 + 𝑦𝑋4 − 𝑥𝑋5) (A.2.14) 

𝑧 

𝑥 𝑦 

𝑋4:Roll 

𝑋6:Yaw 

𝑋5:Pitch 
𝑋1:Surge 

𝑋3:Heave 

𝑋2:Sway 
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また，速度ポテンシャルは入射波成分と，船体表面条件に対応した成分に分解して 

𝜙 =
𝑖𝑔𝜁𝑎
𝜔

(𝜑0 + 𝜑7) + 𝑖𝜔𝑒 ∑ 𝑋𝑗𝜑𝑗
𝑗=1~6

 (A.2.15) 

と表せる．𝜑0, 𝜑7はそれぞれ入射波および scattering 単位速度ポテンシャル，𝜑𝑗は𝑗-mode 運動による

radiation 単位速度ポテンシャルである．入射波変位の式(A.2.3)に対応する𝜑0は次のように既知関数とし

て与えられる． 

𝜑0 = 𝑒
𝑘𝑧−𝑖𝑘(𝑥 cos𝛽+𝑦 sin𝛽) (A.2.16) 

これによる動圧と静水圧の和が 0になる高さが入射波変位𝜁𝑤に一致することが確かめられる．なお，各速

度ポテンシャル成分に対応する変動圧力成分（入射波流場による圧力𝑝0，𝑗 -mode 運動に起因する

radiation 流場による圧力𝑝𝑗(𝑗 = 1~6)，scattering 流場による圧力𝑝7）はそれぞれ次式のように表すこと

ができる． 

𝑝0
𝜌𝑔𝜁𝑎

= 𝜑0                                     (A.2.17) 

                     
𝑝𝑗

𝜌𝑔𝜁𝑎
= 𝐾 (1 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕

𝜕𝑥
)
𝑋𝑗

𝜁𝑎
𝜑𝑗    (𝑗 = 1~6) (A.2.18) 

𝑝7
𝜌𝑔𝜁𝑎

=
𝜔𝑒
𝜔
(1 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕

𝜕𝑥
)𝜑7     (A.2.19) 

ただし𝐾(= 𝜔𝑒
2/𝑔)は出会い波周波数に対応した波数である． 

 

A.2.4  Radiation/scattering速度ポテンシャルの境界値問題 

単位速度ポテンシャル𝜑𝑗(𝑗 = 0~7)のうち，入射波成分𝜑0以外は境界値問題を解析的あるいは数値的に解

くことで求める必要がある．具体的には，一様流れ近似（Neumann-Kelvin近似）のときの radiation単

位速度ポテンシャル𝜑𝑗(𝑗 = 1~6)および scattering 単位速度ポテンシャル𝜑7は，以下の境界値問題によっ

て定まる． 

           [L]    (
𝜕2

𝜕𝑥2
+
𝜕2

𝜕𝑦2
+
𝜕2

𝜕𝑧2
)𝜑𝑗 = 0   (𝑗 = 1~7)   in   𝑧 < 0 (A.2.20) 

           [F]    (𝑖𝜔𝑒 − 𝑈
𝜕

𝜕𝑥
)
2

𝜑𝑗 + 𝑔
𝜕𝜑𝑗

𝜕𝑧
+ 𝜇 (𝑖𝜔𝑒 − 𝑈

𝜕

𝜕𝑥
) = 0   (𝑗 = 1~7)  on  𝑧 = 0 (A.2.21) 

           [H]    
𝜕𝜑𝑗

𝜕𝑛
=

{
 

 𝑛𝑗 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑚𝑗   (𝑗 = 1~6)

     −
𝜕𝜑0
𝜕𝑛

(𝑗 = 7)

   on  𝑆𝐻 (A.2.22) 

           [B]    
𝜕𝜑𝑗

𝜕𝑧
= 0  (𝑗 = 1~7)   as  𝑧 → −∞ (A.2.23) 

上から順に，Laplace方程式(支配方程式)，自由表面条件，船体表面条件，水底条件と呼ばれる．なお𝜇は

レイリーの仮想摩擦係数と呼ばれ，放射条件すなわち無限遠での進行波の条件は自由表面条件の𝜇の掛か

った項を通じて考慮されている．Radiation 速度ポテンシャルの船体表面条件において見られる𝑚𝑖は，基
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礎流場を一様流で近似した場合次のように表される． 

𝑚𝑖 = {

0  (𝑖 = 1~4)
𝑛3  (𝑖 = 5)

−𝑛2  (𝑖 = 6)
 (A.2.24) 

以上の境界値問題は通常，境界要素法によって解かれる．境界要素法の具体的な解説および解法は柏木，

岩下らによる文献[7, 103]などに詳しく書かれているため，ここでは基本的事項のみ示す．境界要素法とは，

境界値問題を満たす𝜑𝑗と位置𝒙
′ = {𝑥′, 𝑦′, 𝑧′}Tに吹き出しを持ちかつそれ以外の場所で Laplace 方程式を満

たす核関数に対して Greenの定理を適用することで，等価な積分方程式に置き換える手法である．核関数

の取り方によってさらに複数の手法に分岐するが，未知数を船体表面上のみに抑えることのできることで

知られる Green関数法と呼ばれる手法では，[F],[B]を満たす自由表面 Green関数𝐺(𝒙; 𝒙′)を用いることで

境界値問題を次の積分方程式に置き換える． 

𝜑𝑗(𝒙) = ∬ (𝐺(𝒙; 𝒙′)
𝜕𝜑𝑗(𝒙

′)

𝜕𝑛′
− 𝜑𝑗(𝒙

′)
𝜕𝜑𝑗𝐺(𝒙; 𝒙

′)

𝜕𝑛′
)d𝑆(𝒙′)

𝑆𝐻

−
𝑈2

𝑔
∬ (𝐺(𝒙; 𝒙′)

𝜕𝜑𝑗(𝒙
′)

𝜕𝑥′
− 𝜑𝑗(𝒙

′)
𝜕𝜑𝑗𝐺(𝒙; 𝒙

′)

𝜕𝑥′
−
2𝑖𝜔𝑒
𝑈

𝐺(𝒙; 𝒙′)𝜑𝑗(𝒙
′))

𝑧′=0

d𝑦′

𝐶𝐻𝐹

 (A.2.25) 

ここに，𝐶𝐻𝐹は船体と自由表面の交線である．自由表面 Green 関数𝐺(𝒙; 𝒙′)にも幾通りかの表示式があり，

ここでは示さないが，一般に速度影響に起因した自由表面項や𝐶𝐻𝐹上の積分に関する数値計算上の精度・安

定性の難しさがつきまとう[104, 105]．このことから，簡便な計算法として𝑈 = 0の自由表面条件によって定義

される無速の自由表面 Green関数を核関数に用い，自由表面条件および圧力方程式でのみ船速を考慮する

方法[106]が採られることもある．そのような手法では𝜏 = 𝑈𝜔𝑒/𝑔 = 1/4付近で波形および応答が急激に変化

するといった現象を考慮することができないため，理論的には𝜏 = 1/4よりも十分低速域に限定して用いら

れるべきであるが，比較的容易に安定した解を得ることができ，かつ高速域でもある程度実用的な精度を

有することから実用計算法としてしばしば採用される[80, 106, 107]．本論文で波浪中応答計算に用いる 3次元

Green 関数法プログラム“NMRIW3D-Lite”も，無速の自由表面 Green 関数を用いた手法に基づいてい

る[37]．  

 

A.2.5  流体力成分ならびに流体力係数の定式化 

 式(A.2.8)で定義した流体力に対し，波浪変動圧の成分分解に対応させた成分分解を行う．具体的には，

変動圧力成分 𝑝𝑠, 𝑝𝑗 , 𝑝0, 𝑝7に対応させ，流体力を次のように分解する． 

𝐹𝑖 = 𝐹𝑖
𝑅𝑒𝑠 + 𝐹𝑖

𝑅𝑎𝑑 + 𝐹𝑖
𝐹𝐾 + 𝐹𝑖

𝑆 (𝑖 = 1~6) (A.2.26) 

ここに，𝐹𝑖
𝑅𝑒𝑠, 𝐹𝑖

𝑅𝑎𝑑, 𝐹𝑖
𝐹𝐾, 𝐹𝑖

𝑆はそれぞれ復原力，radiation流体力，Froude-Krylov力，scattering流体力で

ある．また断面流体力𝑓𝑖
𝑝
は，これらに対応する各断面流体力成分を𝑓𝑖

𝑅𝑒𝑠, 𝑓𝑖
𝑅𝑎𝑑 , 𝑓𝑖

𝐹𝐾 , 𝑓𝑖
𝑆と表すと，次式のよ

うに分解される． 

𝑓𝑖
𝑝(𝑥) = 𝑓𝑖

𝑅𝑒𝑠(𝑥) + 𝑓𝑖
𝑅𝑎𝑑(𝑥) + 𝑓𝑖

𝐹𝐾(𝑥) + 𝑓𝑖
𝑆(𝑥)  (𝑖 = 1~6) (A.2.27) 

各流体力成分𝐹𝑖
𝑅𝑒𝑠, 𝐹𝑖

𝑅𝑎𝑑, 𝐹𝑖
𝐹𝐾 , 𝐹𝑖

𝑆と各断面流体力成分𝑓𝑖
𝑅𝑒𝑠, 𝑓𝑖

𝑅𝑎𝑑 , 𝑓𝑖
𝐹𝐾 , 𝑓𝑖

𝑆の間には，それぞれ式(A.2.12)の関係
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が成り立つ．本項では各流体力成分の定式化を行う． 

 

A.2.5.1  復原力と復原力係数 

 復原力𝐹𝑖
𝑅𝑒𝑠は船体運動に起因する静水圧の変動成分𝑝𝑆の積分値で，次のように定義される． 

𝐹𝑖
𝑅𝑒𝑠 = −∬ 𝑝𝑆𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻

= − ∑ 𝐶𝑖𝑗
𝑗=1~6

𝑋𝑗   (𝑖 = 1~6) (A.2.28) 

式(A.2.28)最右辺の𝐶𝑖𝑗は𝑗モード運動に起因する𝑖モード方向の復原力係数で， 𝑝𝑆の式(A.2.14)より次式で定

義される．  

{
 
 
 
 

 
 
 
 𝐶𝑖3 = −𝜌𝑔∬ 𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻

(𝑖 = 1~6)

𝐶𝑖4 = −𝜌𝑔∬ 𝑦𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻

(𝑖 = 1~6)

𝐶𝑖5 = 𝜌𝑔∬ 𝑥𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻

  (𝑖 = 1~6)

𝐶𝑖𝑗 = 0 (otherwise)

   (A.2.29) 

これらは船体表面上の積分によって計算できるが，ガウスの勾配定理を用いて変形することでより単純な

幾何学的情報から計算することができる．ガウスの勾配定理とは具体的には，次の定理である． 

＜３次元のガウスの勾配定理＞ 

 任意の滑らかなスカラー場𝑓(𝑥, 𝑦, 𝑧)と閉領域𝑉およびその境界表面𝑆，外向き法線ベクトル𝒏に対して次

の恒等式が成り立つ．  

∭ 𝜵𝑓d𝑉
𝑉

=∬ 𝑓𝒏d𝑆
𝑆

 (A.2.30) 

ここに，𝜵はベクトル演算子(= {𝜕/𝜕𝑥, 𝜕/𝜕𝑦, 𝜕/𝜕𝑧}T)である． 

式(A.2.29)にガウスの勾配定理(A.2.30)(𝑉 → 𝑉𝐻, 𝑆 → 𝑆𝐻 + 𝐴𝑤)を適用することで次の表示が得られる． 

{
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 𝐶33 = 𝜌𝑔∫ 𝐵𝑤d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

= 𝜌𝑔𝐴𝑤

𝐶35 = 𝐶53 = −𝜌𝑔∫ 𝑥𝐵𝑤d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝐶44 = 𝜌𝑔∫
𝐵𝑤
3

12
d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

+𝑀𝑔(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺) = 𝑀𝑔 ∙ 𝐺𝑀̅̅̅̅̅

𝐶55 = 𝜌𝑔∫ 𝑥2𝐵𝑤d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

+𝑀𝑔(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺) = 𝑀𝑔 ∙ 𝐺𝑀̅̅̅̅ �̅�

𝐶𝑖𝑗 = 0                                                       (otherwise)

 (A.2.31) 

ここに，𝐵𝑤(𝑥), 𝐴𝑤 , 𝑧𝐵, 𝐺𝑀̅̅ ̅̅̅, 𝐺𝑀̅̅̅̅ �̅�はそれぞれ水線幅，水線面積，浮心𝑧座標，横ならびに縦メタセンタ高さ（重

心まわり）である．𝐶55のうち下線の項は相対的に小さいため無視される事も多い．式(A.2.29)の変形にお

いて𝐶24及び𝐶15は 0とはならず𝐶24 = −𝑀𝑔, 𝐶15 = 𝑀𝑔と求まるが，これは船体固定座標系における浮力であ

り，同じく船体固定座標系における重力と打ち消されるため，𝑜 − 𝑥𝑦𝑧の座標系で立てられる運動方程式で

は𝐶24 = 𝐶15 = 0として扱われる[108]．  
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 続いて，断面復原力𝑓𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥)の定式化を行う．𝑓𝑖

𝑅𝑒𝑠(𝑥)の定義は次の通りである． 

𝑓𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥) = −∫ 𝑝𝑆𝑛𝑖

𝑆𝑒𝑐d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

= − ∑ 𝑐𝑖𝑗(𝑥)𝑋𝑗
𝑗=1~6

  (𝑖 = 1~6) (A.2.32) 

式(A.2.32)最右辺の𝑐𝑖𝑗(𝑥)は断面復原力係数で，次式によって定義される． 

{
 
 
 
 

 
 
 
 𝑐𝑖3 = −𝜌𝑔∫ 𝑛𝑖

𝑆𝑒𝑐d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

(𝑖 = 1~6)

𝑐𝑖4 = −𝜌𝑔∫ 𝑦𝑛𝑖
𝑆𝑒𝑐d𝑙

𝐶𝐻(𝑥)

   (𝑖 = 1~6)

𝑐𝑖5 = 𝜌𝑔∫ 𝑥𝑛𝑖
𝑆𝑒𝑐d𝑙

𝐶𝐻(𝑥)

(𝑖 = 1~6)

𝑐𝑖𝑗 = 0 (otherwise)

   (A.2.33) 

これに，次の２次元のガウスの勾配定理を適用する． 

＜２次元のガウスの勾配定理＞ 

 任意の滑らかなスカラー場𝑓(𝑦, 𝑧)と閉断面𝐴およびその境界線𝐶，外向き法線ベクトル𝒏に対して次の恒

等式が成り立つ．  

∬ 𝜵𝑓d𝑆
𝐴

= ∫ 𝑓𝒏d𝑙
𝐶

   (A.2.34) 

ここに，𝜵 = {𝜕/𝜕𝑦, 𝜕/𝜕𝑧}Tである． 

式(A.2.33)に式(A.2.34)を適用することで，断面復原力係数𝑐𝑖𝑗(𝑥)の次の表示が得られる． 

{
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 𝑐13(𝑥) = −𝜌𝑔∫ 𝑛𝑥d𝑙

𝐶𝐻(𝑥)

𝑐15(𝑥) = 𝜌𝑔𝑥∫ 𝑛𝑥d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

𝑐24(𝑥) = −𝜌𝑔𝐴𝐻(𝑥)

𝑐33(𝑥) = 𝜌𝑔𝐵𝑤(𝑥)

𝑐35(𝑥) = −𝜌𝑔𝑥𝐵𝑤(𝑥)

𝑐44(𝑥) = 𝜌𝑔 [
{𝐵𝑤(𝑥)}

3

12
+ {𝑧𝑏(𝑥) − 𝑧𝐺}𝐴𝐻(𝑥)] = 𝜌𝑔𝐴𝐻(𝑥)𝐺𝑚̅̅̅̅̅(𝑥)

𝑐53(𝑥) = −𝜌𝑔∫ (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑥d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

𝑐55(𝑥) = 𝜌𝑔𝑥∫ (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑥d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

𝑐64(𝑥) = 𝜌𝑔∫ 𝑦2𝑛𝑥d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

 
𝑐𝑖𝑗(𝑥) = 0 (otherwise)

 (A.2.35) 

ここに，𝐴𝐻(𝑥)は喫水線下の横断面積，𝑧𝑏(𝑥)は断面の浮心𝑧座標， 𝐺𝑚̅̅̅̅̅(𝑥)は断面メタセンタ高さ（全体の重

心𝑧𝐺と断面メタセンタ𝑧𝑚(𝑥)との距離(𝑧𝑚(𝑥) − 𝑧𝐺)）である．復原力係数𝐶𝑖𝑗は𝑐𝑖𝑗(𝑥)を次のように積分する

ことでも得られる． 
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𝐶𝑖𝑗 =

{
 
 
 

 
 
 ∫ 𝑐𝑖𝑗(𝑥)d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1~4, 𝑗 = 1~6)

∫ {−𝑥𝑐3𝑗(𝑥)+𝑐5𝑗(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

   (𝑖 = 5, 𝑗 = 1~6)

∫ {𝑥𝑐2𝑗(𝑥)+𝑐6𝑗(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 6, 𝑗 = 1~6)

 (A.2.36) 

これを変形することで式(A.2.31)が得られるが，この定義でも上述のとおり𝐶24 = −𝑀𝑔, 𝐶15 = 𝑀𝑔となる．

また，式(A.2.35),(A.2.36)の下線部の項は式(A.2.12)右辺の下線部に対応する項で，船が十分に細長い場合

無視できる． 

 

A.2.5.2  Froude-Krylov力 

Froude-Krylov力𝐸𝑖
𝐹𝐾は非撹乱の入射波圧力𝑝0に起因する流体力成分で，次のように定義される． 

𝐸𝑖
𝐹𝐾 = −∬ 𝑝0𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻

= −𝜌𝑔𝜁𝑎∬ 𝜑0𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻

  (𝑖 = 1~6) (A.2.37) 

この式の右辺から分かるように，Froude-Krylov 力は一様流れ近似に基づくとき船速に依存しない．また

断面 Froude-Krylov力𝑓𝑖
𝐹𝐾(𝑥)は次式によって定義される． 

𝑓𝑖
𝐹𝐾(𝑥) = −∫ 𝑝0𝑛𝑖

𝑆𝑒𝑐d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

= −𝜌𝑔𝜁𝑎∫ 𝜑0𝑛𝑖
𝑆𝑒𝑐d𝑙

𝐶𝐻(𝑥)

  (𝑖 = 1~6) (A.2.38) 

これを用いて，𝐸𝑖
𝐹𝐾は次のように表される． 

{
 
 
 

 
 
 𝐸𝑖

𝐹𝐾 = ∫ 𝑓𝑖
𝐹𝐾(𝑥)d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1~4)

𝐸5
𝐹𝐾 = ∫ {−𝑥𝑓3

𝐹𝐾(𝑥)+𝑓5
𝐹𝐾(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

  

𝐸6
𝐹𝐾 = ∫ {𝑥𝑓2

𝐹𝐾(𝑥)+𝑓6
𝐹𝐾(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

 (A.2.39) 

下線部の項は式(A.2.12)右辺の下線部に対応する項で，船が十分に細長い場合無視できる． 

 

A.2.5.3  Radiation流体力と radiation流体力係数 

Radiation 流体力𝐹𝑖
𝑅𝑎𝑑は運動に起因する radiation 流場による圧力𝑝𝑗(𝑖 = 1~6)の積分値として次のよう

に定義される． 

𝐹𝑖
𝑅𝑎𝑑 = −∬ ∑ 𝑋𝑗𝑝𝑗

𝑗=1~6

𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻

= −(𝑖𝜔𝑒)
2 ∑ 𝑇𝑖𝑗𝑋𝑗
𝑗=1~6

  (𝑖 = 1~6) (A.2.40) 

式(A.2.40)右辺の𝑇𝑖𝑗は𝑗モードの単位運動加速度に起因する𝑖モード方向 radiation流体力係数であり，次式

によって定義している． 

𝑇𝑖𝑗 = −𝜌∬ (𝜑𝑗 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕𝜑𝑗

𝜕𝑥
)𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻

  (𝑖, 𝑗 = 1~6) (A.2.41) 
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さらに，radiation流体力係数を実部と虚部に分け 

𝑇𝑖𝑗 = 𝐴𝑖𝑗 +
𝐵𝑖𝑗

𝑖𝜔𝑒
 (A.2.42) 

where,   𝐴𝑖𝑗 ≡ ℜ[𝑇𝑖𝑗], 𝐵𝑖𝑗 ≡ −𝜔𝑒(ℑ[𝑇𝑖𝑗]) (A.2.43) 

と表した場合，𝐴𝑖𝑗は付加質量，𝐵𝑖𝑗は減衰力係数と呼ばれる．船体が左右対称の場合，これらの係数の縦運

動(surge, heave, pitch)と横運動(sway, roll, yaw)の連成成分は奇関数の積分となることから 0になる； 

𝑇𝑖𝑗 = 𝐴𝑖𝑗 = 𝐵𝑖𝑗 = 0    in the case of    𝑖 + 𝑗 mod 2 = 1 (A.2.44) 

式(A.2.33)より𝑇𝑖𝑗を計算することができるが，𝜕𝜑7/𝜕𝑥の計算を避けるために，Tuckの定理(A.2.69)を適

用して近似的に次のように変形できる． 

𝑇𝑖𝑗 = −𝜌∬ (𝑛𝑖 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑚𝑖)𝜑𝑗  d𝑆

𝑆𝐻

  (𝑖, 𝑗 = 1~6) (A.2.45) 

さらに，ストリップ法を見据えた変形を行う．Radiation速度ポテンシャルの船体表面条件は式(A.2.22)に

示した通りであるが，これとは別に，船体表面条件として 

𝜕𝜑𝑗
(0)

𝜕𝑛
= 𝑛𝑗    (𝑗 = 1~6)   on 𝑆𝐻 (A.2.46) 

を満足する𝜑𝑗
(0)
を形式上の無速 radiation 単位速度ポテンシャルと定義する．形式上の無速とはいっても

自由表面条件に船速𝑈が含まれているため，𝜑𝑗
(0)
は陰的に船速影響を含んでいる．𝜑𝑗

(0)
と𝜑𝑗との対応は，船

体表面条件の線形性から 

{
 
 

 
 𝜑𝑗 = 𝜑𝑗

(0)  (𝑗 = 1~4)

𝜑5 = 𝜑5
(0) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝜑3
(0)

𝜑6 = 𝜑6
(0)
−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝜑2
(0)

 (A.2.47) 

が成立する．𝜑𝑗
(0)を用いて，形式上の無速の radiation流体力係数𝑇𝑖𝑗

(0)を次式によって定義する． 

𝑇𝑖𝑗
(0) = −𝜌∬ 𝜑𝑗

(0)𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻

   (𝑖, 𝑗 = 1~6)  (A.2.48) 

ここで，式(A.2.41)に式(A.2.24),(A.2.47)を代入すると，𝑇𝑖𝑗
(0)を用いて次のように表すことができる[109]． 
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{
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 𝑇𝑖𝑗 = 𝑇𝑖𝑗

(0) (𝑖, 𝑗 = 1,3)

𝑇𝑖5 = 𝑇𝑖5
(0) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
 𝑇𝑖3
(0)    (𝑖 = 1,3)

𝑇5𝑗 = 𝑇5𝑗
(0) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
 𝑇3𝑗
(0) (𝑗 = 1,3)

𝑇55 = 𝑇55
(0) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
(𝑇35

(0) − 𝑇53
(0)) +

𝑈2

𝜔𝑒
2
𝑇33
(0)

𝑇𝑖𝑗 = 𝑇𝑖𝑗
(0) (𝑖, 𝑗 = 2,4)

𝑇𝑖6 = 𝑇𝑖6
(0) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
 𝑇𝑖2
(0) (𝑖 = 2,4)

𝑇6𝑗 = 𝑇6𝑗
(0) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
 𝑇2𝑗
(0) (𝑗 = 2,4)

𝑇66 = 𝑇66
(0) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
(𝑇26

(0) − 𝑇62
(0)) +

𝑈2

𝜔𝑒
2
 𝑇22
(0)

𝑇𝑖𝑗 = 0   (otherwise)

 (A.2.49) 

自由表面に前進速度影響を含むため𝑇𝑖𝑗
(0)は前進速度𝑈に依存するが，核関数に無速の Green 関数を用いる

場合は𝑈に非依存となり，かつ流体力の対称性𝑇𝑖𝑗
(0) = 𝑇𝑗𝑖

(0)が成り立つため二重下線部は 0となる．さらにこ

こで，形式上の無速の断面 radiation流体力係数を次のように定義する． 

𝑡𝑖𝑗
(0) = −𝜌∫ 𝜑𝑗

(0)𝑛𝑖
𝑆𝑒𝑐d𝑆

𝐶𝐻(𝑥)

   (𝑖, 𝑗 = 1~6)  (A.2.50) 

これを用いると𝑇𝑖𝑗
(0)は次のように表せる． 

{
 
 
 

 
 
 𝑇𝑖𝑗

(0) = ∫ 𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥)d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1~4, 𝑗 = 1~6)

𝑇5𝑗
(0) = ∫ {−𝑥𝑡3𝑗

(0)(𝑥)+𝑡5𝑗
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

  (𝑗 = 1~6)

𝑇6𝑗
(0) = ∫ {𝑥𝑡2𝑗

(0)(𝑥)+𝑡6𝑗
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑗 = 1~6)

 (A.2.51) 

下線部は(A.2.12)右辺の下線部に対応する項で，船が十分に長細い場合は無視できる．式(A.2.49)に代入す

ることで，次の表示が得られる． 
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{
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 𝑇𝑖𝑗 = ∫ 𝑡𝑖𝑗

(0)(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖, 𝑗 = 1,3)

𝑇𝑖5 = ∫ {𝑡𝑖5
(0)(𝑥) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖3
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1,3)

𝑇5𝑗 = ∫ {−(𝑥 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡3𝑗

(0)(𝑥)+𝑡5𝑗
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑗 = 1,3)

𝑇55 = ∫ {−𝑥𝑡35
(0)(𝑥) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
{𝑡35
(0)(𝑥) + 𝑥𝑡33

(0)(𝑥) − 𝑡53
(0)(𝑥)} +

𝑈2

𝜔𝑒
2
𝑡33
(0)(𝑥)+𝑡55

(0)(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝑇𝑖𝑗 = ∫ 𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥)d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖, 𝑗 = 2,4)

𝑇𝑖6 = ∫ {𝑡𝑖6
(0)(𝑥) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖2
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 2,4)

𝑇6𝑗 = ∫ {(𝑥 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡2𝑗

(0)(𝑥)+𝑡6𝑗
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑗 = 2,4)

𝑇66 = ∫ {𝑥𝑡26
(0)(𝑥) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
{𝑡26
(0)(𝑥) − 𝑥𝑡22

(0)(𝑥) − 𝑡62
(0)(𝑥)} +

𝑈2

𝜔𝑒
2
𝑡22
(0)(𝑥)+𝑡66

(0)(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝑇𝑖𝑗 = 0 (otherwise)

 (A.2.52) 

右辺の下線部は船が十分に長細い場合無視でき，二重下線部は核関数に無速の Green関数を用いる場合 0

になる項であり，後述する通り，ストリップ法においても𝑡35
(0)(𝑥) = −𝑥𝑡33

(0), 𝑡26
(0)(𝑥) = 𝑥𝑡22

(0)より 0として扱わ

れる． 

 

A.2.5.4  Scattering流体力 

Scattering流体力𝐸𝑖
𝑆は scattering流場による圧力𝑝7の積分値で，次のように定義される． 

𝐸𝑖
𝑆 = −∬ 𝑝7𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻

= −𝜌𝑔𝜁𝑎
𝜔𝑒
𝜔
∬ (1 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕

𝜕𝑥
)𝜑7𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻

    (𝑖 = 1~6) (A.2.53) 

これより𝐸𝑖
𝑆を計算することができるが，𝜕𝜑7/𝜕𝑥の計算を避けるため，式(A.2.53)最右辺に Tuck の定理

(A.2.69)を用いて近似的に次のように変形できる． 

𝐸𝑖
𝑆 = −𝜌𝑔𝜁𝑎

𝜔𝑒
𝜔
∬ 𝜑7 (𝑛𝑖 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑚𝑖) d𝑆

𝑆𝐻

  (𝑖 = 1~6) (A.2.54) 

ここでもストリップ法を見据えた変形を行う．今，𝑝7の移流項を無視した形式上無速の断面 scattering

流体力を𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥)と表し，次式によって定義する． 

𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥) = −𝜌𝑔𝜁𝑎

𝜔𝑒
𝜔
∫ 𝜑7𝑛𝑖

𝑆𝑒𝑐d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

 (𝑖 = 1~6) (A.2.55) 

式(A.2.54)の scattering流体力𝐸𝑖
𝑆は，𝑓𝑖

𝑆(0)(𝑥)を用いて次のように表される． 
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{
 
 
 

 
 
 𝐸𝑖

𝑆 = ∫ 𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥)d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1~4)

𝐸5
𝑆 = ∫ {−(𝑥 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓3

𝑆(0)(𝑥)+𝑓5
𝑆(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝐸6
𝑆 = ∫ {(𝑥 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓2

𝑆(0)(𝑥)+𝑓6
𝑆(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

 (A.2.56) 

右辺の下線部の項は式(A.2.12)右辺の下線部に対応する項で，十分に長細い船舶では無視できる． 

 

A.2.5.5  流体力係数を用いた運動方程式とその無次元表示 

以上に定義した各流体力成分および流体力係数を用いて，式(A.2.8)の流体力𝐹𝑖は次のように表される． 

𝐹𝑖 = 𝐹𝑖
𝑅𝑒𝑠 + 𝐹𝑖

𝑅𝑎𝑑 + 𝐸𝑖  

     = − ∑ {𝐶𝑖𝑗 + (𝑖𝜔𝑒)
2𝐴𝑖𝑗 + (𝑖𝜔𝑒)𝐵𝑖𝑗}𝑋𝑗

𝑗=1~6

+ 𝐸𝑖
𝐹𝐾 + 𝐸𝑖

𝑆  (𝑖 = 1~6) (A.2.57) 

ここに，𝐸𝑖(= 𝐸𝑖
𝐹𝐾 + 𝐸𝑖

𝑆)は波浪強制力である．以上の流体力及び流体力係数を用いると，運動方程式(A.2.4)

は次式のように書き直す事ができる． 

∑ {(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀𝑖𝑗 + 𝐴𝑖𝑗) + (𝑖𝜔𝑒)𝐵𝑖𝑗 + 𝐶𝑖𝑗}𝑋𝑗

𝑗=1~6

= 𝐸𝑖
𝐹𝐾 + 𝐸𝑖

𝑆   (𝑖 = 1~6) (A.2.58) 

さらに船体が左右対称の場合，式(A.2.5),(A.2.31),(A.2.43)より係数マトリクス𝑀𝑖𝑗 , 𝐴𝑖𝑗 , 𝐵𝑖𝑗, 𝐶𝑖𝑗の縦運動

(surge, heave, pitch)と横運動(sway, roll, yaw)の連成成分が全て 0になるため，次のように縦運動方程式

と横運動方程式に分離する事ができる． 

∑ {(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀𝑖𝑗 + 𝐴𝑖𝑗) + (𝑖𝜔𝑒)𝐵𝑖𝑗 + 𝐶𝑖𝑗}𝑋𝑗

𝑗=1,3,5

= 𝐸𝑖
𝐹𝐾 + 𝐸𝑖

𝑆  (𝑖 = 1,3,5) (A.2.59) 

∑ {(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑀𝑖𝑗 + 𝐴𝑖𝑗) + (𝑖𝜔𝑒)𝐵𝑖𝑗 + 𝐶𝑖𝑗}𝑋𝑗

𝑗=2,4,6

= 𝐸𝑖
𝐹𝐾 + 𝐸𝑖

𝑆  (𝑖 = 2,4,6) (A.2.60) 

 また，モード毎に次の代表長さ𝜖𝑖を導入し，無次元表記についても定義しておく． 

𝜖𝑖 = { 
1  for  𝑖 = 1~3
𝐵  for  𝑖 = 4
𝐿   for  𝑖 = 5.6

 (A.2.61) 

式(A.2.58)の両辺を𝜌𝑔𝜁𝑎𝜖𝑖で除して，無次元の運動方程式を次のように表す． 

∑ {−(�̅�𝑖𝑗 + �̅�𝑖𝑗) + 𝑖�̅�𝑖𝑗 + �̅�𝑖𝑗}�̅�𝑗
𝑗=1~6

= �̅�𝑖
𝐹𝐾 + �̅�𝑖

𝑆   (𝑖 = 1~6) (A.2.62) 

ここに，over barつきの変数は無次元化された量を意味する．無次元量はそれぞれ次のように定義される． 

�̅�𝑗  = 𝑋𝑗𝜖𝑗/𝜁𝑎                (A.2.63) 

   {

�̅�𝑖𝑗

�̅�𝑖𝑗

�̅�𝑖𝑗

} = {

𝑀𝑖𝑗

𝑇𝑖𝑗
𝐴𝑖𝑗

}/(𝜌𝐿𝐵𝜖𝑖𝜖𝑗/𝐾) (A.2.64) 
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      �̅�𝑖𝑗  = 𝐵𝑖𝑗/(𝜌𝐿𝐵𝜔𝑒𝜖𝑖𝜖𝑗/𝐾) (A.2.65) 

�̅�𝑖𝑗  = 𝐶𝑖𝑗/𝜌𝑔𝐿𝐵𝜖𝑖𝜖𝑗       (A.2.66) 

{

�̅�𝑖
𝐹𝐾

�̅�𝑖
𝑆

�̅�𝑖

} = {

𝐸𝑖
𝐹𝐾

𝐸𝑖
𝑆

𝐸𝑖

}/𝜌𝑔𝜁𝑎𝐿𝐵𝜖𝑖     (A.2.67) 

ここで定義した無次元の質量マトリクス�̅�𝑖𝑗および radiation 流体力係数マトリクス�̅�𝑖𝑗 , �̅�𝑖𝑗 , �̅�𝑖𝑗は，全て単

位運動“振幅”あたりの係数として定義されていることに注意が必要である． 

 

A.2.5.6  Tuckの定理 

Tuckの定理[110]はストークスの定理を変形した定理であり，次のように表される． 

∫ [𝑚𝑖𝜑 + 𝑛𝑖(𝑽 ∙ 𝜵)𝜑]
𝑆𝐻|𝑥1≤𝑥≤𝑥2

d𝑆 = ∫ 𝑛𝑖𝜑𝑉𝑧d𝑙
𝐶𝐹𝐻

+∫ 𝑛𝑖𝜑𝑉𝑥d𝑙
𝐶𝐻(𝑥2)−𝐶𝐻(𝑥1)

 (𝑖 = 1~6) (A.2.68) 

ここに，𝑽 = {𝑉𝑥, 𝑉𝑦, 𝑉𝑧}
T
は𝑈で規格化された定常流の流れベクトル，𝑆𝐻|𝑥1≤𝑥≤𝑥2は没水船体表面𝑆𝐻のうち𝑥1 ≤

𝑥 ≤ 𝑥2の領域を意味する．また，𝐶𝐹𝐻は自由表面と船体表面の交線，𝐶𝐻(𝑥1), 𝐶𝐻(𝑥2)は𝑥 = 𝑥1, 𝑥2における喫水

線下の断面線である（Fig. A.3 参照）．Tuck の定理は𝒏 ∙ 𝑽 = 0を前提に導かれているため正確には定常流

を一様流(𝑽 = −𝒆𝑥)と近似することはできないが，𝑛𝑥 ≅ 0と考えることでこれを許した場合，Tuck の定理

は次式のように簡略化される． 

∫
𝜕𝜑

𝜕𝑥𝑆𝐻|𝑥1≤𝑥≤𝑥2

𝑛𝑖d𝑆 = ∫ 𝜑
𝑆𝐻|𝑥1≤𝑥≤𝑥2

𝑚𝑖d𝑆 + ∫ 𝜑𝑛𝑖d𝑙
𝐶𝐻(𝑥2)−𝐶𝐻(𝑥1)

 (A.2.69) 

 

 

Fig. A.3  Definition of 𝐶𝐹𝐻, 𝐶𝐻(𝑥1), 𝐶𝐻(𝑥2) and 𝑆𝐻|𝑥1≤𝑥≤𝑥2. 

 

A.3  ハルガーダ断面力 

本節では，波浪ハルガーダ断面力を，ストリップ法と 3次元法で共通の形式で示す． 

 

A.3.1  ハルガーダ断面力の定義 

船体梁の位置𝑥 = 𝑥0の断面に作用するハルガーダ断面力の 6 成分，即ち軸力，水平せん断力，垂直せん

断力，捩りモーメント，垂直曲げモーメント，水平曲げモーメントの波浪中変動成分をそれぞれ順に

𝑥 = 𝑥2 

𝑥 = 𝑥1 

𝐶𝐻(𝑥1)  

𝐶𝐻(𝑥2)  

𝐶𝐹𝐻  

𝑆𝐻|𝑥1≤𝑥≤𝑥

𝑥 
𝑧 

𝑦 
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ℱ𝑖(𝑥0)(𝑖 = 1~6)と表し，向きおよびモーメントの基準点を Fig. A.4のように定義する． 

位置𝑥 = 𝑥0の断面に働くハルガーダ断面力は“船尾(あるいは船首)から𝑥 = 𝑥0の断面まで船体を切り出し

た自由体”に働く（慣性力を含む）外力に対する𝑥 = 𝑥0の断面に生じる反力と見做すことができる．した

がって，断面に作用する𝑖方向の外力（慣性力を含む）を𝑓𝑖(𝑥)(𝑖 = 1~6)と表すと，ハルガーダ断面力はその

𝑥𝐴から𝑥0までの積分値として，次式によって計算できる． 

{
 
 
 

 
 
 ℱ𝑖(𝑥0) = ∫ 𝑓𝑖(𝑥)d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

                               (𝑖 = 1~4)

ℱ5(𝑥0) = ∫ {−(𝑥 − 𝑥0)𝑓3(𝑥) + 𝑓5(𝑥)}d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

ℱ6(𝑥0) = ∫ {(𝑥 − 𝑥0)𝑓2(𝑥) + 𝑓6(𝑥)}d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

 (A.3.1) 

ここで，断面外力は次のように成分毎に分離される． 

𝑓𝑖(𝑥) = 𝑓𝑖
𝐼𝑛(𝑥) + 𝑓𝑖

𝑔(𝑥) + 𝑓𝑖
𝑝(𝑥) 

= 𝑓𝑖
𝐼𝑛(𝑥) + 𝑓𝑖

𝑔(𝑥) + 𝑓𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥) + 𝑓𝑖

𝑅𝑎𝑑(𝑥) + 𝑓𝑖
𝐹𝐾(𝑥) + 𝑓𝑖

𝑆(𝑥)   (𝑖 = 1~6) 
(A.3.2) 

ここに，𝑓𝑖
𝐼𝑛, 𝑓𝑖

𝑔
はそれぞれ断面に作用する慣性力および船体の姿勢変化に起因する船体固定座標系におけ

る重力の変動成分（以下，変動重力と呼ぶ），𝑓𝑖
𝑝
は式(A.2.10)で定義される断面流体力， 𝑓𝑖

𝐹𝐾 , 𝑓𝑖
𝑆, 𝑓𝑖

𝑅𝑒𝑠, 𝑓𝑖
𝑅𝑎𝑑

は式(A.2.27)にみられる断面流体力の各成分である．以降はハルガーダ断面力を𝑓𝑖(𝑥)の成分分解に対応さ

せ，次のように成分分解して扱う． 

ℱ𝑖(𝑥0) = ℱ𝑖
𝐼𝑛(𝑥0) + ℱ𝑖

𝑔(𝑥0) + ℱ𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) + ℱ𝑖

𝑅𝑎𝑑(𝑥0) + ℱ𝑖
𝐹𝐾(𝑥0) + ℱ𝑖

𝑆(𝑥0)   (𝑖 = 1~6) (A.3.3) 

ここに，ℱ𝑖
𝐼𝑛, ℱ𝑖

𝑔
, ℱ𝑖

𝑅𝑒𝑠, ℱ𝑖
𝑅𝑎𝑑, ℱ𝑖

𝐹𝐾, ℱ𝑖
𝑆である． 

捩りおよび曲げモーメントは Fig. A.4 に示すように点(𝑥, 𝑦, 𝑧) = (𝑥0, 0, 𝑧𝐺)周りの値として定義している

が，せん断中心高さ回りの捩りモーメントℱ4
𝑠および中立軸高さ周りの垂直曲げモーメントℱ5

𝑐を得たい場合

は，それぞれℱ𝑖を次のように変換することで得られる；  

ℱ4
𝑠(𝑥0) = ℱ4(𝑥0) + (𝑧𝑆(𝑥0) − 𝑧𝐺)ℱ2(𝑥0) (A.3.4) 

ℱ5
𝑐(𝑥0) = ℱ5(𝑥0)−(𝑧𝑁(𝑥0) − 𝑧𝐺)ℱ1(𝑥0) (A.3.5) 

ただし，𝑧𝑆(𝑥0), 𝑧𝑁(𝑥0)はそれぞれせん断中心高さ，中立軸高さである．一般に式(A.3.5)の右辺第 2項は第

1項と比べ無視できるほど小さいため，ℱ5の値をそのまま垂直曲げモーメントとして用いることが多い． 

なお，ハルガーダ断面力で考える座標系は船体固定座標系とする．これに関して，船体に働く力の中で

慣性座標系と船体固定座標系で異なるのは，線形理論では静水中に働く力，即ち浮力と重力のみであるこ

とを付言しておく．なぜならば，両座標系における値の差は元の値に回転角𝑋4,5,6(= 𝑂(𝜁𝑎))を乗じた値であ

り，静水中に働く力については入射波に依らないため座標系間の差が無視できない量𝑂(𝜁𝑎)となるが，波浪

中変動量については座標系間の差は𝑂(𝜁𝑎
2)と高次になるからである．重力の座標変換による変動量はℱ𝑖

𝑔
に

よって考慮され，浮力の座標変換による変動量はℱ𝑖
𝑅𝑒𝑠の𝑐24, 𝑐64, 𝑐15の成分によって考慮されるが，これらの

項の和は静水中の垂直せん断力・垂直曲げモーメントの船体固定座標系における値に対応する．このこと

は，特に水平せん断力および垂直曲げモーメントの roll に起因する成分の評価において重要になるため，

後 A.3.4項において式を交えて詳述する． 
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Fig. A.4  Definition of hull-girder sectional force. 

 

A.3.2  慣性力成分並びに変動重力成分 

ハルガーダ断面力の慣性力成分ℱ𝑖
𝐼𝑛および変動重力成分  ℱ𝑖

𝑔
は，式 (A.3.1)右辺の𝑓𝑖(𝑥)をそれぞれ

𝑓𝑖
𝐼𝑛(𝑥), 𝑓𝑖

𝑔(𝑥)に置き換えることで得られる．ここでは断面慣性力および変動重力𝑓𝑖
𝐼𝑛/𝑔

(𝑥)を，式(A.2.7)定義

した単位長さ当たりの質量𝑚(𝑥)等の分布量を用いて表す．そのためには，まず船体の微小体積に作用する

に作用する慣性力d𝒇𝐼𝑛 = {d𝑓𝑥
𝐼𝑛, d𝑓𝑦

𝐼𝑛, d𝑓𝑧
𝐼𝑛}

T
および変動重力d𝒇𝑔 = {d𝑓𝑥

𝑔
, d𝑓𝑦

𝑔
, d𝑓𝑧

𝑔
}
T
から定義される次式か

ら出発する． 

{
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 ℱ𝑖

𝐼𝑛/𝑔
=∭ d𝑓𝑖

𝐼𝑛/𝑔

𝑉𝐻
′ |𝑥≤𝑥0

      (𝑖 = 1~3)

ℱ4
𝐼𝑛/𝑔

=∭ {𝑦d𝑓𝑧
𝐼𝑛/𝑔

− (𝑧 − 𝑧𝐺)d𝑓𝑦
𝐼𝑛/𝑔

}
𝑉𝐻
′ |𝑥≤𝑥0

ℱ5
𝐼𝑛/𝑔

=∭ {(𝑧 − 𝑧𝐺)d𝑓𝑥
𝐼𝑛/𝑔

− (𝑥 − 𝑥0)d𝑓𝑧
𝐼𝑛/𝑔

}
𝑉𝐻
′ |𝑥≤𝑥0

ℱ6
𝐼𝑛/𝑔

=∭ {(𝑥 − 𝑥0)d𝑓𝑦
𝐼𝑛/𝑔

− 𝑦d𝑓𝑥
𝐼𝑛/𝑔

}
𝑉𝐻
′ |𝑥≤𝑥0

 (A.3.6) 

ここで𝑉𝐻
′ |𝑥≤𝑥0は船体の𝑥 ≤ 𝑥0の体積領域を意味する．ただし，左右対称船を仮定している．微小体積に作

用する慣性力d𝒇𝐼𝑛は並進運動変位ベクトル𝑿𝑇 = {𝑋1, 𝑋2, 𝑋3}
Tおよび回転運動ベクトル𝑿𝑅 = {𝑋4, 𝑋5, 𝑋6}

Tよ

り次式のように求まる． 

d𝒇𝐼𝑛 = −(𝑖𝜔𝑒)
2{𝑿𝑇 + 𝑿𝑅 × (𝒙 − 𝒙𝐺)}𝜌𝐻d𝑉 (A.3.7) 

↔ {

d𝑓𝑥
𝐼𝑛 = −(𝑖𝜔𝑒)

2{𝑋1 + (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑋5 − 𝑦𝑋6}𝜌𝐻d𝑉

d𝑓𝑦
𝐼𝑛 = −(𝑖𝜔𝑒)

2{𝑋2 − (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑋4 + 𝑥𝑋6}𝜌𝐻d𝑉

d𝑓𝑧
𝐼𝑛 = −(𝑖𝜔𝑒)

2{𝑋3 + 𝑦𝑋4 − 𝑥𝑋5}𝜌𝐻d𝑉

 (A.3.8) 

ここで式(A.3.8)の導出では𝒙𝐺 = {0,0, 𝑧𝐺}
Tとした．一方で，微小体積に作用する変動重力d𝒇𝑔は，慣性座標

系における重力ベクトル𝒈 = {0,0, 𝑔}Tを回転運動ベクトル𝑿𝑅によって船体固定座標系に変換することで，

次のように得られる． 

d𝒇𝑔 = −(𝒈 × 𝑿𝑅)𝜌𝑠d𝑉 (A.3.9) 

↔ {

d𝑓𝑥
𝑔
= 𝑋5𝜌𝐻𝑔d𝑉

d𝑓𝑦
𝑔
= −𝑋4𝜌𝐻𝑔d𝑉

d𝑓𝑧
𝑔
= 0

 (A.3.10) 

式(A.3.8),(A.3.10)を式(A.3.6)に代入して式(A.3.1)の形に整理すれば，𝑓𝑖
𝐼𝑛/𝑔(𝑥)はそれぞれ次のように導か

れる． 

ℱ4 
ℱ5 

ℱ6 

𝑧 = 𝑧𝐺 

ℱ2 ℱ1 

𝑧 

𝑥 

𝑦 

ℱ3 

𝑥 = 𝑥0 
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{
 
 
 
 

 
 
 
 𝑓1

𝐼𝑛(𝑥) = −𝑚(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)
2 {𝑋1+𝑙𝑔(𝑥)𝑋5}

𝑓2
𝐼𝑛(𝑥) = −𝑚(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)

2 {𝑋2−𝑙𝑔(𝑥)𝑋4 + 𝑥𝑋6}

𝑓3
𝐼𝑛(𝑥) = −𝑚(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)

2(𝑋3 − 𝑥𝑋5)

𝑓4
𝐼𝑛(𝑥) = −𝑖𝑥𝑥(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)

2𝑋4+𝑚𝑙𝑔(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)
2(𝑋2 + 𝑥𝑋6)

𝑓5
𝐼𝑛(𝑥) = −𝑚(𝑥)𝑙𝑔(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)

2𝑋1−𝑖𝑦𝑦(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)
2𝑋5

𝑓6
𝐼𝑛(𝑥) = −𝑖𝑧𝑧(𝑥)(𝑖𝜔𝑒)

2𝑋6

 (A.3.11) 

{
 
 
 

 
 
 
𝑓1
𝑔
(𝑥) = 𝑚(𝑥)𝑔𝑋5

𝑓2
𝑔
(𝑥) = −𝑚(𝑥)𝑔𝑋4

𝑓3
𝑔
(𝑥) = 0

𝑓4
𝑔
(𝑥) = 𝑚(𝑥)𝑔𝑙𝑔(𝑥)𝑋4

𝑓5
𝑔
(𝑥) = 𝑚(𝑥)𝑔𝑙𝑔(𝑥)𝑋5

𝑓6
𝑔
(𝑥) = 0

                                                         (A.3.12) 

質量マトリクスと同じく，式(A.3.11),(A.3.12)のに関する下線部の項は無視される事が多い．しかしながら，

その場合質量マトリクス𝑀𝑖𝑗においても同様の扱いをしなければハルガーダ断面力が船体の前後端で 0 と

ならないため注意が必要である． 

 

A.3.3  流体力成分ならびに流体力係数の定義 

ハルガーダ断面力の流体力成分ℱ𝑖
𝑝
は，断面流体力𝑓𝑖

𝑝
からは式(A.3.1)によって定義されるが，変動圧力の

積分によって定義すると以下のように表される． 

{
 
 
 

 
 
 ℱ𝑖

𝑝(𝑥0) = −∬ 𝑝𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

                          (𝑖 = 1~4)

ℱ5
𝑝(𝑥0) = −∬ 𝑝{(𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑥 − (𝑥 − 𝑥0)𝑛𝑧}d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −∬ 𝑝(𝑛5 + 𝑥0𝑛3)d𝑆
𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

ℱ6
𝑝(𝑥0) = −∬ 𝑝{(𝑥 − 𝑥0)𝑛𝑦 − 𝑦𝑛𝑥}d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −∬ 𝑝(𝑛6 − 𝑥0𝑛2)d𝑆
𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

 (A.3.13) 

ここに，𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0は喫水線下の船体表面の𝑥 ≤ 𝑥0の領域を意味する．以降，この各流体力成分ℱ𝑖
𝑅𝑒𝑠, ℱ𝑖

𝑅𝑎𝑑, ℱ𝑖
𝑆

についての具体的な表示式を示す．ℱ𝑖
𝐹𝐾については式(A.3.1)の右辺の𝑓𝑖(𝑥)を𝑓𝑖

𝐹𝐾(𝑥)に置き換えるのみなの

で省略する． 

 

A.3.3.1  復原力成分 

ハルガーダ断面力の復原力成分ℱ𝑖
𝑅𝑒𝑠は式(A.3.1)右辺の𝑓𝑖(𝑥)を𝑓𝑖

𝑅𝑒𝑠(𝑥)に置き換えることで計算できる． 

{
 
 
 

 
 
 ℱ𝑖

𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = ∫ 𝑓𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥)d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

                               (𝑖 = 1~4)

ℱ5
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = ∫ {−(𝑥 − 𝑥0)𝑓3

𝑅𝑒𝑠(𝑥) + 𝑓5
𝑅𝑒𝑠(𝑥)}d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

ℱ6
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = ∫ {(𝑥 − 𝑥0)𝑓2

𝑅𝑒𝑠(𝑥) + 𝑓6
𝑅𝑒𝑠(𝑥)}d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

 (A.3.14) 
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右辺に断面復原力𝑓𝑖
𝑅𝑒𝑠(𝑥)の式(A.2.32)を代入し，断面復原力係数𝑐𝑖𝑗(𝑥)の式(A.2.35)を考慮することで，

 ℱ𝑖
𝑅𝑒𝑠は次のように書き表せる． 

{
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 ℱ1

𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = −𝜌𝑔∫ {
𝑐13(𝑥)

𝜌𝑔
𝑋1 +

𝑐15(𝑥)

𝜌𝑔
𝑋5} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

ℱ2
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = 𝜌𝑔∫ 𝐴𝐻(𝑥)𝑋4d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

ℱ3
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = −𝜌𝑔∫ 𝐵𝑤(𝑥)(𝑋3 − 𝑥𝑋5)d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

ℱ4
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = −𝜌𝑔∫ 𝐴𝐻(𝑥)𝐺𝑚̅̅̅̅̅(𝑥)𝑋4d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

ℱ5
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = 𝜌𝑔∫ {(𝑥 − 𝑥0)𝐵𝑤(𝑥)(𝑋3 − 𝑥𝑋5)−

𝑐53(𝑥)

𝜌𝑔
𝑋3 −

𝑐55(𝑥)

𝜌𝑔
𝑋5} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

ℱ6
𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = 𝜌𝑔∫ {(𝑥 − 𝑥0)𝐴𝐻(𝑥)−

𝑐64(𝑥)

𝜌𝑔
}𝑋4d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

 (A.3.15) 

右辺の下線部の項は式(A.2.12)の下線部の項に対応しており，すなわち船が十分に細長い場合は無視する

ことができる項である．式(A.3.15)に含まれる𝑛𝑥に関する積分の項（𝑐13, 𝑐15, 𝑐53, 𝑐55, 𝑐64）の船長方向の積分

値は，ガウスの勾配定理を適用することで次のように変形できる． 

{
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 ∫

𝑐13(𝑥)

𝜌𝑔
d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

= 𝐴𝐻(𝑥0)

∫
𝑐15(𝑥)

𝜌𝑔
d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

= −𝑥0𝐴𝐻(𝑥0)

∫
𝑐53(𝑥)

𝜌𝑔
d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

= {𝑧𝑏(𝑥0) − 𝑧𝐺}𝐴𝐻(𝑥0)

∫
𝑐55(𝑥)

𝜌𝑔
d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

= ∫ {𝑧𝑏(𝑥) − 𝑧𝐺}𝐴𝐻(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

− 𝑥0{𝑧𝑏(𝑥0) − 𝑧𝐺}𝐴𝐻(𝑥0)

∫
𝑐64(𝑥)

𝜌𝑔
d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

= −∬ 𝑦2d𝑦d𝑧
𝐴𝐻(𝑥0)

 (A.3.16) 

 

A.3.3.3  Radiation流体力成分 

ハルガーダ断面力の radiation 流体力成分ℱ𝑖
𝑅𝑎𝑑は式(A.3.1)右辺の𝑓𝑖(𝑥)を𝑓𝑖

𝑅𝑎𝑑(𝑥)に置き換えることで計

算できる．ところが，𝑓𝑖
𝑅𝑎𝑑(𝑥)には速度ポテンシャルの𝑥方向偏微分が含まれるため，ここでは Tuck の定

理を適用し，式(A.2.50)で定義される形式上の無速断面 radiation流体力係数𝑡35
(0)(𝑥)を用いてℱ𝑖

𝑅𝑎𝑑を定式化

する． 

まず，ハルガーダ断面力の radiation流体力成分ℱ𝑖
𝑅𝑎𝑑(𝑥0)を，radiation流体力係数𝒯𝑖𝑗(𝑥0)次のように表

す． 

ℱ𝑖
𝑅𝑎𝑑(𝑥0) = −(𝑖𝜔𝑒)

2 ∑ 𝒯𝑖𝑗(𝑥0)𝑋𝑗
𝑗=1~6

  (𝑖 = 1~6) (A.3.17) 

式(A.3.13)より𝒯𝑖𝑗(𝑥0)は次のように定義される． 
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{
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 𝒯𝑖𝑗(𝑥0) = −𝜌∬ (𝜑𝑗 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕𝜑𝑗

𝜕𝑥
)𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −𝜌 [∬ 𝜑𝑗𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝜑𝑗𝑛𝑖d𝑙
𝐶𝐻(𝑥0)

] (𝑖 = 1~4, 𝑗 = 1~6)

𝒯5𝑗(𝑥0) = −𝜌∬ (𝜑𝑗 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕𝜑𝑗

𝜕𝑥
) (𝑛5 + 𝑥0𝑛3)d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −𝜌 [∬ 𝜑𝑗 {𝑛5 + (
𝑈

𝑖𝜔𝑒
+ 𝑥0) 𝑛3} d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝜑𝑗(𝑛5 + 𝑥0𝑛3)d𝑙
𝐶𝐻(𝑥0)

] (𝑗 = 1~6)

𝒯6𝑗(𝑥0) = −𝜌∬ (𝜑𝑗 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕𝜑𝑗

𝜕𝑥
) (𝑛6 − 𝑥0𝑛2)d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −𝜌 [∬ 𝜑𝑗 {𝑛6 + (
𝑈

𝑖𝜔𝑒
+ 𝑥0) 𝑛2} d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝜑𝑗(𝑛6 − 𝑥0𝑛2)d𝑙
𝐶𝐻(𝑥0)

] (𝑗 = 1~6)

 (A.3.18) 

ただし，それぞれの 2 つ目の等号では Tuck の定理(A.2.69)を用いた．式(A.3.18)右辺の𝜑𝑗に式(A.2.47)を

代入し，式(A.2.50)で定義される形式上の無速断面 radiation流体力係数𝑡35
(0)(𝑥)を用いて各成分を書き下す

と次のようになる． 

{
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 𝒯𝑖𝑗(𝑥0) = ∫ 𝑡𝑖𝑗

(0)(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥0) (𝑖, 𝑗 = 1,3)

𝒯𝑖5(𝑥0) = ∫ {𝑡𝑖5
(0)(𝑥) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖3
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
{𝑡𝑖5
(0)(𝑥0) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖3
(0)(𝑥0)} (𝑖 = 1,3)

𝒯5𝑗(𝑥0) = ∫ {−(𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡3𝑗

(0)(𝑥)+𝑡5𝑗
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡5𝑗
(0)(𝑥0)    (𝑗 = 1,3)

𝒯55(𝑥0) = ∫ {−(𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) {𝑡35

(0)(𝑥) +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡33
(0)(𝑥)}+𝑡55

(0)(𝑥) +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡53
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

                                                                                                  −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
{𝑡55
(0)(𝑥0) +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡53
(0)(𝑥0)}

𝒯𝑖𝑗(𝑥0) = ∫ 𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥)d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥0) (𝑖, 𝑗 = 2,4)

𝒯𝑖6(𝑥0) = ∫ {𝑡𝑖6
(0)(𝑥) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖2
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
{𝑡𝑖6
(0)(𝑥0) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖2
(0)(𝑥0)} (𝑗 = 2,4)

𝒯6𝑗(𝑥0) = ∫ {(𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡2𝑗

(0)(𝑥)+𝑡6𝑗
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡6𝑗
(0)(𝑥0) (𝑗 = 2,4)

𝒯66(𝑥0) = ∫ {(𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) {𝑡26

(0)(𝑥) −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡22
(0)(𝑥)}+𝑡66

(0)(𝑥) −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡62
(0)(𝑥)} d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

                                                                                                    −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
{𝑡66
(0)(𝑥0) −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡62
(0)(𝑥0)}

𝒯𝑖𝑗(𝑥0) = 0 (otherwise)

 

(A.3.19) 

下線部は𝑛𝑥に関する積分で，船が十分に長細い場合無視することができる． 

 

A.3.3.4  Scattering流体力成分 

ハルガーダ断面力の scattering流体力成分ℱ𝑖
𝑆は式(A.3.1)右辺の𝑓𝑖(𝑥)を𝑓𝑖

𝑆(𝑥)に置き換えることで計算で
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きる．ところが，𝑓𝑖
𝑆(𝑥)には速度ポテンシャルの𝑥方向偏微分が含まれるため，ここでは Tuck の定理を適

用し，式(A.2.55)で定義される形式上の無速断面 scattering流体力𝑓3
𝑆(0)(𝑥)を用いてℱ𝑖

𝑆を定式化する． 

式(A.3.13)右辺の𝑝を𝑝𝑆に置き換えることで，ℱ𝑖
𝑆は次のように表せる． 

{
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 ℱ𝑖

𝑆(𝑥0) = −𝜌𝑔𝜁𝑎
𝜔𝑒
𝜔
∬ (𝜑7 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕𝜑7
𝜕𝑥

)𝑛𝑖d𝑆
𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −𝜌𝑔𝜁𝑎
𝜔𝑒
𝜔
[∬ 𝜑7𝑛𝑖d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝜑7𝑛𝑖d𝑙
𝐶𝐻(𝑥0)

]             (𝑖 = 1~4)

ℱ5
𝑆(𝑥0) = −𝜌𝑔𝜁𝑎

𝜔𝑒
𝜔
∬ (𝜑7 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕𝜑7
𝜕𝑥

) (𝑛5 + 𝑥0𝑛3)d𝑆
𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −𝜌𝑔𝜁𝑎
𝜔𝑒
𝜔
[∬ 𝜑7 {𝑛5 + (

𝑈

𝑖𝜔𝑒
+ 𝑥0)𝑛3} d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝜑7(𝑛5 + 𝑥0𝑛3)d𝑙
𝐶𝐻(𝑥0)

] 

ℱ6
𝑆(𝑥0) = −𝜌𝑔𝜁𝑎

𝜔𝑒
𝜔
∬ (𝜑7 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒

𝜕𝜑7
𝜕𝑥

) (𝑛6 − 𝑥0𝑛2)d𝑆
𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

= −𝜌𝑔𝜁𝑎
𝜔𝑒
𝜔
[∬ 𝜑7 {𝑛6 + (

𝑈

𝑖𝜔𝑒
+ 𝑥0)𝑛2} d𝑆

𝑆𝐻|𝑥≤𝑥0

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
∫ 𝜑7(𝑛6 − 𝑥0𝑛2)d𝑙
𝐶𝐻(𝑥0)

]

 (A.3.20) 

ただし，それぞれの 2つ目の等号では Tuckの定理(A.2.69)を用いた．右辺を式(A.2.55)の形式上の無速断

面 scattering流体力𝑓3
𝑆(0)(𝑥)で表すと，次の表示が得られる． 

{
 
 
 

 
 
 ℱ𝑖

𝑆(𝑥0) = ∫ 𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥)

𝑥0

𝑥𝐴

d𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥0)                 (𝑖 = 1~4)

ℱ5
𝑆(𝑥0) = ∫ [−(𝑥 − 𝑥0 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓3

𝑆(0)(𝑥)+𝑓5
𝑆(0)(𝑥)]

𝑥0

𝑥𝐴

d𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑓5
𝑆(0)(𝑥0)

ℱ6
𝑆(𝑥0) = ∫ [(𝑥 − 𝑥0 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓2

𝑆(0)(𝑥)+𝑓6
𝑆(0)(𝑥)]

𝑥0

𝑥𝐴

d𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑓6
𝑆(0)(𝑥0)

 (A.3.21) 

下線部は𝑛𝑥に関する積分で，船が十分に長細い場合無視することができる． 

 

A.3.4  静水中の垂直断面力と波浪中の水平断面力 

 静水中の垂直せんだん力および垂直曲げモーメントと，船体固定座標系における波浪中の水平せん断力

および水平曲げモーメントの関係について述べる．今，静水中の垂直せんだん力および垂直曲げモーメン

トをℱ3
𝑆𝑡(𝑥0), ℱ5

𝑆𝑡(𝑥0)と表すと，これらはそれぞれ次のように表される． 

{
 
 

 
 ℱ3

𝑆𝑡(𝑥0) = ∫ {𝜌𝐴𝐻(𝑥) − 𝑚(𝑥)}𝑔d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

ℱ5
𝑆𝑡(𝑥0) = ∫ −(𝑥 − 𝑥0){𝜌𝐴𝐻(𝑥) − 𝑚(𝑥)}𝑔d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

 (A.3.22) 

ここで，水平せん断力と水平曲げモーメントの重力成分と復原力成分の和は，式(A.3.12)，(A.3.15)より次

のように表すことができる． 

ℱ2
𝑔(𝑥0) + ℱ2

𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = 𝑋4ℱ3
𝑆𝑡(𝑥0) (A.3.23) 

ℱ6
𝑔(𝑥0) + ℱ6

𝑅𝑒𝑠(𝑥0) = −𝑋4ℱ5
𝑆𝑡(𝑥0) 

(A.3.24) 
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ただしℱ6
𝑅𝑒𝑠において𝑐64を無視した．この関係は，静水中の垂直せん断力および垂直曲げモーメントは鉛直

方向の浮力分布と重力分布に起因するもので，これが横傾斜角によって船体固定座標における水平せん断

力および水平曲げモーメントに混入することを考えると明白である．したがって，波浪中の水平せん断力

は次のように表せる． 

ℱ2(𝑥0) = ℱ2
𝐼𝑛(𝑥0) + ℱ2

𝑅𝑎𝑑(𝑥0) + ℱ2
𝐹𝐾(𝑥0) + ℱ2

𝑆(𝑥0) + 𝑋4ℱ3
𝑆𝑡(𝑥0) (A.3.25) 

ℱ6(𝑥0) = ℱ6
𝐼𝑛(𝑥0) + ℱ6

𝑅𝑎𝑑(𝑥0) + ℱ6
𝐹𝐾(𝑥0) + ℱ6

𝑆(𝑥0) − 𝑋4ℱ5
𝑆𝑡(𝑥0) 

(A.3.26) 

式(A.3.25),(A.3.26)の下線部は，線形理論では慣性座標系𝑜 − 𝑥𝑦𝑧と船体固定座標系のどちらも同じ値をと

る成分である．したがって，「慣性座標系の水平せん断力ならびに水平曲げモーメント（下線部の項）は，

roll の傾斜角𝑋4と静水中垂直せん断力ならびに曲げモーメントを乗じた項を加えることで，船体固定座標

系に変換することができる」と換言することができる．一般に水平せん断力ℱ2および水平曲げモーメント

ℱ6の rollに起因する成分は，ℱ6
𝐼𝑛, ℱ6

𝑅𝑎𝑑よりも𝑋4ℱ3
𝑆𝑡 , 𝑋4ℱ5

𝑆𝑡の影響が主であることが多い． 

 

A.4  ストリップ法の radiation/scattering流体力の定式化 

 以上の定式化は，船が長細いということを前提とした前進速度影響に関するいくつかの簡略化を施して

いるものの，3 次元法を前提とした表現である．3 次元法とストリップ法とで根本的に異なるのは

radiation/scattering流体力の計算法のみであって，それ以外は前節までの式がストリップ法にもそのまま

適用できると考えてよい．そこで本節では，3 次元法とストリップ法との違いを明確にするため，まずス

トリップ法における radiation/scattering 速度ポテンシャルの近似法を示し， 3 次元法の

radiation/scattering流体力に同近似法を適用することでストリップ法の radiation/scattering流体力を導

く．なお前節までの定式化では，船が長細い場合に無視できる項を下線で強調しており，それらの項はス

トリップ法では基本的に無視されるものである． 

ストリップ法にも種々の方法（主に OSM(Ordinary Strip Method)[4], NSM(New Strip Method)[5], 

STFM(Salvesen-Tuck-Faltinsen Method)[6]の 3種類）があるが，本節で示す式は NSMあるいは STFM

に相当するものである．NSM と STFM の違いは主に scattering 流場の考え方の差にあり，具体的には

A.4.5項に示す． 

 

A.4.1  ストリップ法の radiation/scattering速度ポテンシャルの境界値問題 

 3次元法の境界値問題に対し，ストリップ法では船体が細長いことを前提に流場の𝑥方向の変化が小さい

と考える事で，Laplace方程式で∂/ ∂𝑥 = 0とした 2次元問題を考える．2次元の surge, sway, heave, roll

の radiation単位速度ポテンシャル𝜑𝑗(𝑗 = 1~4)および scattering単位速度ポテンシャル𝜑7
2Dの境界値問題

は以下の通りである． 

           [L]    (
𝜕2

𝜕𝑦2
+
𝜕2

𝜕𝑧2
)𝜑𝑗

2D = 0   (𝑗 = 1~4,7)   in   𝑧 < 0 (A.4.1) 

           [F]    (𝑖𝜔𝑒)
2𝜑𝑗

2D + 𝑔
𝜕𝜑𝑗

2D

𝜕𝑧
= 0  (𝑗 = 1~4,7)   on  𝑧 = 0 (A.4.2) 
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           [H]    
𝜕𝜑𝑗

2D

𝜕𝑛
= {

     𝑛𝑗 (𝑗 = 1~4)

− 
𝜕𝜑0
𝜕𝑛

    (𝑗 = 7)
   on  𝐶𝐻(𝑥) (A.4.3) 

           [B]    
𝜕𝜑𝑗

2D

𝜕𝑧
= 0  (𝑗 = 1~4,7)  as  𝑧 → −∞ (A.4.4) 

通常のストリップ法では 2 次元流体力に𝑗 = 1 すなわち surge のモードを含めないが，これを考慮するこ

とは可能でしかも自然に定式化される[101, 111]ため，本論文では surgeも含め定式化している．以上の 2次

元速度ポテンシャル𝜑𝑗
2D(𝑥; 𝑙)を船体の複数の横断面について求め，3次元の速度ポテンシャル𝜑𝑗(𝑥, 𝑙)を 

{
 
 

 
 
𝜑𝑗(𝑥, 𝑙) ≅ 𝜑1

2D(𝑥; 𝑙)                (𝑗 = 1~4)

𝜑5(𝑥, 𝑙) ≅ −(𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
)𝜑3

2D(𝑥; 𝑙)

𝜑6(𝑥, 𝑙) ≅ (𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
)𝜑2

2D(𝑥; 𝑙)

 (A.4.5) 

{

𝜑𝑗
(0)(𝑥, 𝑙) ≅ 𝜑1

2D(𝑥; 𝑙)             (𝑗 = 1~4)

𝜑5
(0)(𝑥, 𝑙) ≅ −𝑥𝜑3

2D(𝑥; 𝑙)

𝜑6
(0)(𝑥, 𝑙) ≅ 𝑥𝜑2

2D(𝑥; 𝑙)

 (A.4.6) 

𝜑7(𝑥, 𝑙) ≅ 𝜑7
2D(𝑥; 𝑙)                                 (A.4.7) 

と表すのがストリップ法の近似である．式(A.4.6)の右辺の形は，3次元の船体表面条件(A.2.22)右辺の𝑛𝑗に

おいて𝑗 = 5,6の𝑛𝑥を無視し，𝑚𝑗に式(A.2.24)を代入し，2 次元の船体表面条件(A.4.3)との対応を考えるこ

とで得られる． 

 

A.4.2  Radiation流体力係数 

今，2次元 radiation流体力係数𝑡𝑖𝑗
2𝐷(𝑥) (𝑖, 𝑗 = 1~4)を 

𝑡𝑖𝑗
2D(𝑥) = −𝜌∫ 𝜑𝑗

2D(𝑙; 𝑥)𝑛𝑖d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

  (𝑖, 𝑗 = 1~4) (A.4.8) 

と定義する．これは式(A.2.50)に示す形式上の無速断面 radiation 流体力係数𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥)(𝑖, 𝑗 = 1~6)に対応し，

式(A.4.6)より次の関係にあることがわかる． 

{
 
 

 
 𝑡𝑖𝑗

(0)(𝑥) = 𝑡𝑖𝑗
2D(𝑥) (𝑖 = 1~4, 𝑗 = 1~4)

𝑡𝑖5
(0)(𝑥) = −𝑥𝑡𝑖3

2D(𝑥)   (𝑖 = 1~4)

𝑡𝑖6
(0)(𝑥) = 𝑥𝑡𝑖2

2D(𝑥) (𝑖 = 1~4)

𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥) = 0 (𝑖 = 5,6, 𝑗 = 1~6)

 (A.4.9) 

ストリップ法では船が十分に長細いとの仮定のもと，𝑓𝑖(𝑥)(𝑖 = 5,6)に対応する項は計算されないため 0 と

した．ストリップ法では𝜑𝑗
2Dに前進速度影響が含まれないため𝑡𝑖𝑗

2D(𝑥)は前進速度に非依存で，船形及び𝜔𝑒の

みに依存する．一方で𝑡𝑖𝑗
(0)は一般に自由表面条件によって速度に依存するという点で両者は異なる． 

ストリップ法の radiation 流体力係数𝑇𝑖𝑗  (𝑖, 𝑗 = 1~6)は，式(A.2.41)に式(A.4.9)を適用することで次のよ

うに表される． 
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{
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 𝑇𝑖𝑗 = ∫ 𝑡𝑖𝑗

2D(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖, 𝑗 = 1,3)

𝑇𝑖5 = ∫ {−(𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡𝑖3

2D(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1,3)

𝑇5𝑗 = ∫ {−(𝑥 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡3𝑗

2D(𝑥)} d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑗 = 1,3)

𝑇55 = ∫ (𝑥2 +
𝑈2

𝜔𝑒
2
) 𝑡33

2D(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝑇𝑖𝑗 = ∫ 𝑡𝑖𝑗
2D(𝑥)d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖, 𝑗 = 2,4)

𝑇𝑖6 = ∫ (𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡𝑖2

2D(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 2,4)

𝑇6𝑗 = ∫ (𝑥 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡2𝑗

2D(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

  (𝑗 = 2,4)

𝑇66 = ∫ (𝑥2 +
𝑈2

𝜔𝑒
2
) 𝑡22

2D(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝑇𝑖𝑗 = 0 (otherwise)

 (A.4.10) 

続いてハルガーダ断面力に関する radiation 流体力係数𝒯𝑖𝑗は，式(A.3.19)に式(A.4.9)を適用することで次

のように表される． 

{
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 𝒯𝑖𝑗(𝑥0) = ∫ 𝑡𝑖𝑗

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖𝑗
2D(𝑥0) (𝑖, 𝑗 = 1,3)

𝒯𝑖5(𝑥0) = −∫ (𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡𝑖3

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

+
𝑈

𝑖𝜔𝑒
(𝑥0 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡𝑖3

2D(𝑥0)   (𝑖 = 1,3)

𝒯5𝑗(𝑥0) = −∫ (𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡3𝑗

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

    (𝑗 = 1,3)

𝒯55(𝑥0) = ∫ (𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) (𝑥 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡33

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

𝒯𝑖𝑗(𝑥0) = ∫ 𝑡𝑖𝑗
2D(𝑥)d𝑥

𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑡𝑖𝑗
2D(𝑥0) (𝑖, 𝑗 = 2,4)

𝒯𝑖6(𝑥0) = ∫ (𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡𝑖2

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

−
𝑈

𝑖𝜔𝑒
(𝑥0 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡𝑖2

2D(𝑥0) (𝑗 = 2,4)

𝒯6𝑗(𝑥0) = ∫ (𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡2𝑗

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

(𝑗 = 2,4)

𝒯66(𝑥0) = ∫ (𝑥 − 𝑥0 +
𝑈

𝑖𝜔𝑒
) (𝑥 −

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑡22

2D(𝑥)d𝑥
𝑥0

𝑥𝐴

𝒯𝑖𝑗(𝑥0) = 0 (otherwise)

 (A.4.11) 

 

A.4.3  Scattering流体力 

今，2次元 scattering流体力𝑓i
𝑆2D(𝑥) (𝑖 = 1~4)を 

𝑓𝑖
𝑆2D(𝑥) = −𝜌𝑔𝜁𝑎

𝜔𝑒
𝜔
∫ 𝜑7

2D(𝑙; 𝑥)𝑛𝑖d𝑙
𝐶𝐻(𝑥)

  (𝑖 = 1~4) (A.4.12) 

と定義する．これは式(A.2.55)に示す形式上の無速断面 radiation 流体力係数𝑡𝑖𝑗
(0)(𝑥)(𝑖, 𝑗 = 1~6)に対応し，
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式(A.4.7)より次の関係にあることがわかる．  

𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥) = { 

𝑓𝑖
𝑆2D(𝑥)   (𝑖 = 1~4)

      0   (𝑖 = 5.6)
 (A.4.13) 

ストリップ法では船が十分に長細いとの仮定のもと，𝑓𝑖(𝑥)(𝑖 = 5,6)に対応する項は計算されないため 0 と

した．これより，scattering流体力は式(A.2.56)に式(A.4.13)を適用して次のように表される．  

{
 
 
 

 
 
 𝐸𝑖

𝑆 = ∫ 𝑓𝑖
𝑆2D(𝑥)d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

(𝑖 = 1~4)

𝐸5
𝑆 = −∫ (𝑥 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓3

𝑆2D(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

𝐸6
𝑆 = ∫ (𝑥 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓2

𝑆2D(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

 (A.4.14) 

続いてハルガーダ断面力に関する scattering 流体力係数ℱ𝑖
𝑆は，式(A.3.21)に式(A.4.13)を適用することで

次のように表される． 

{
 
 
 

 
 
 ℱ𝑖

𝑆(𝑥0) = ∫ 𝑓𝑖
𝑆2D(𝑥)

𝑥0

𝑥𝐴

d𝑥 −
𝑈

𝑖𝜔𝑒
𝑓𝑖
𝑆2D(𝑥0)                 (𝑖 = 1~4)

ℱ5
𝑆(𝑥0) = −∫ (𝑥 − 𝑥0 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓3

𝑆2D(𝑥)
𝑥0

𝑥𝐴

d𝑥

ℱ6
𝑆(𝑥0) = ∫ (𝑥 − 𝑥0 +

𝑈

𝑖𝜔𝑒
) 𝑓2

𝑆2D(𝑥)
𝑥0

𝑥𝐴

d𝑥

 (A.4.15) 

以上の導出から分かるように，3次元法とストリップ法の radiation/scattering流体力の扱いの違いは，

断面流体力の差（𝑡𝑖𝑗
(0)と𝑡𝑖𝑗

2D，𝑓𝑖
𝑆(0)(𝑥)と𝑓𝑖

𝑆2D(𝑥)）に集約されることが分かる． 

本論文では 3 次元法とストリップ法のとの違いを明示するため，3 次元法の流体力の式を出発点として

ストリップ法の流体力を示した．通常のストリップ法の定式化では，例えば radiation 流体力係数では，

式(A.2.41)に式(A.4.5)の近似を適用することで式(A.4.8)の断面流体力係数の船長方向積分で表し，流体力

係数の𝑥方向微分の項に対して部分積分を適用することで式(A.4.10)を導く．どちらのアプローチでも同様

の式が得られる理由は，3 次元法における Tuck の定理とストリップ法における部分積分が同じ操作を意

味するためである． 

 

A.4.5  Radiation流体力係数を用いた scattering流体力の近似 

 ストリップ法では，2次元の radiation流場は動揺周波数のみに依存するが，scattering流場は加えて波

向きにも依存する．このため，古典的なストリップ法では計算コストを抑えるべく scattering 流体力を

radiation速度ポテンシャルによって表していた．具体的には，NSMでは radiation流体力係数を用いた

近似手法を，STFM では Haskind-Newmann の関係[76]を用いた等価な radiation 速度ポテンシャルの積

分に置き換える手法を採用していた[6]．現在では scattering 速度ポテンシャルを難なく得られるためその

ような手法を用いるメリットは殆どないが，簡易化や物理的考察といった観点からは特に NSM の手法は

有用な考え方であるため，以下にその方法を示す． 

 NSMでは，位置𝑥の横断面において，入射波粒子を位置(𝑦, 𝑧) = (0, 𝑧0)で代表させることで船体表面条件

を次のように置き換える． 
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[H]    
𝜕𝜑7

2D

𝜕𝑛
= − 

𝜕𝜑0
𝜕𝑛

 

= −(
𝜕𝜑0
𝜕𝑥

𝑛𝑥 +
𝜕𝜑0
𝜕𝑦

𝑛𝑦 +
𝜕𝜑0
𝜕𝑧

𝑛𝑧) 

= −(−𝑖 cos 𝛽 𝑛𝑥 − 𝑖 sin𝛽 𝑛𝑦 + 𝑛𝑧)𝑘𝑒
𝑘𝑧−𝑖𝑘(𝑥 cos𝛽+𝑦 sin𝛽) 

≅ −(−𝑖 cos 𝛽 𝑛𝑥 − 𝑖 sin𝛽 𝑛𝑦 + 𝑛𝑧)𝑘𝑒
𝑘𝑧0−𝑖𝑘𝑥 cos𝛽 

(A.4.16) 

最右辺は𝑛𝑖の定数係数による重ね合わせであるため，scattering 速度ポテンシャルは radiation 速度ポテ

ンシャルを用いて次のように表せる． 

𝜑7
2D ≅ −(−𝑖 cos 𝛽 𝜑1 − 𝑖 sin𝛽 𝜑2 + 𝜑3)𝑘𝑒

𝑘𝑧0−𝑖𝑘𝑥 cos𝛽 
≅ (𝑖 sin 𝛽 𝜑2 − 𝜑3)𝑘𝑒

𝑘𝑧0−𝑖𝑘𝑥 cos𝛽 
(A.4.17) 

ただし，𝜑1は小さいとして無視した．代表深さ𝑧0は喫水や浮心高さなどの値が一般に採られる．以上の近

似は，scattering 流場を入射波粒子運動と逆の強制動揺させた radiation 流場に置き換えると解釈される

ことから“相対運動の仮定”と呼ばれる．本近似に基づき，scattering 流体力の簡易化では適宜次の表示

を活用する． 

𝑓𝑖
𝑆2D(𝑥) ≅ −𝜌𝑔𝜁𝑎

𝜔𝑒
𝜔
𝑘𝑒𝑘𝑧0−𝑖𝑘𝑥 cos𝛽∫ (𝑖 sin 𝛽 𝜑2 − 𝜑3)𝑛𝑖d𝑙

𝐶𝐻(𝑥)

 

= 𝜁𝑎𝜔𝜔𝑒𝑒
𝑘𝑧0−𝑖𝑘𝑥 cos𝛽{𝑖 sin 𝛽  𝑡𝑖2

2D(𝑥) − 𝑡𝑖3
2D(𝑥)} 

(A.4.18) 
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付録 B  提案船型の表示式の導出 

 本付録では，modified Wigley船型をベースに松井船型（式(2.4.1)~(2.4.12)）を如何に導出したか，その

過程を示す． 

 

B.1  冪指数の一般化 

まず，前後対称のmodified Wigley船型(2.3.1)の指数を一般化し，次のようにあらわす． 

𝜂 = (1 − 𝜁𝑍1)(1 − 𝜉𝑋1) + 𝜁𝑍1(1 − 𝜁𝑍2)(1 − 𝜉𝑋2)𝑋3   (0 ≤ 𝜉 ≤ 1, 0 ≤ 𝜁 ≤ 1) (B.1.1) 

ここに𝑋1, 𝑋2, 𝑋3は船長方向の形状に関するパラメータ，𝑍1と𝑍2は深さ方向の形状に関するパラメータであ

る． この式はmodified Wigley船型(2.3.1)の𝑐2の項が消えているが，それによる船型表現は𝑋1に含まれて

いる．右辺第 1項と第 2項で共通の 𝑍1を用いているのは，こうすることで midship断面形状が単純な冪

関数で表されるためである（𝜂|𝜉=0 = 1 − 𝜁
𝑍1+𝑍2）． これらの指数パラメータ𝑍1, 𝑍2, 𝑋1, 𝑋2, 𝑋3とファインネス

係数との関係は次式のように得られる． 

𝐶𝑤 = ∫ 𝜂|𝜁=0d𝜉
1

0

=
𝑋1

1 + 𝑋1
                                                                      (B.1.2) 

𝐶𝑚 = ∫ 𝜂|𝜉=0d𝜁
1

0

=
𝑍1 + 𝑍2

1 + 𝑍1 + 𝑍2
                                                            (B.1.3) 

𝐶𝑏 = ∫ ∫ 𝜂 d𝜁d𝜉
1

0

1

0

=
𝑋1

1 + 𝑋1

𝑍1
1 + 𝑍1

+ 𝑆
𝑍2

(1 + 𝑍1)(1 + 𝑍1 + 𝑍2)
 (B.1.4) 

ここに𝑆は式(B.1.1)右辺第 2項の船長方向分布に関する積分値で，次のように定義される． 

𝑆 ≡ ∫ (1 − 𝜉𝑋2)𝑋3d𝜉
1

0

=
Γ(1 + 𝑋3)Γ(1 + 1/𝑋2)

Γ(1 + 𝑋3 + 1/𝑋2)
 (B.1.5) 

以上を𝑋1, 𝑍1, 𝑍2について解くことで，次の表現を得る．  

𝑋1 =
𝐶𝑤

1 − 𝐶𝑤
                                                             (B.1.6) 

𝑍1 =
𝐶𝑏 − 𝑆𝐶𝑚

𝐶𝑤 − 𝐶𝑏 − 𝑆(1 − 𝐶𝑚)
                                  (B.1.7) 

𝑍2 =
𝐶𝑚

1 − 𝐶𝑚
− 𝑍1 =

(𝐶𝑤𝐶𝑚 − 𝐶𝑏)/(1 − 𝐶𝑚)

𝐶𝑤 − 𝐶𝑏 − 𝑆(1 − 𝐶𝑚)
 (B.1.8) 

他方で，𝑋2と𝑋3は𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑚からは定まらない内部パラメータである．よって𝑋2と𝑋3は任意にとることがで

きるが，𝑍1と𝑍2が負とならないように注意して値を選ぶ必要がある．𝑍1と𝑍2が正となる範囲の条件は，次
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のように置き換えることができる． 

𝑍1 ≥ 0  and  𝑍2 ≥ 0  ↔   𝑆 ⋚ 𝐶𝑏/𝐶𝑚  and  𝐶𝑏 ⋚ 𝐶𝑚𝐶𝑤 (B.1.9) 

式(B.1.9)を満たす𝑋2と𝑋3の十分条件として，次式が考えられる． 

𝑋2 =
𝐶𝑏

𝐶𝑚 − 𝐶𝑏
  and  𝑋3 ⋛ 1  →   𝑆 ⋚ 𝐶𝑏/𝐶𝑚  and  𝐶𝑏 ⋚ 𝐶𝑚𝐶𝑤 (B.1.10) 

ただし，式(B.1.1)からわかるように，𝑋2が 1 より小さいときは midship 断面で形状の滑らかさが失われ

る．そこで本論文では，式(B.1.10)を参考に，式(B.1.9)を満たしかつ現実的な船型になるような𝑋2と𝑋3の

推奨値として次式を提示する． 

𝑋2 = max (𝑁,
𝐶𝑏

𝐶𝑚 − 𝐶𝑏
)  (basic value)         (B.1.11) 

𝑋3 = (𝐶𝑏/𝐶𝑚)
𝑁∙sgn(𝐶𝑏−𝐶𝑚𝐶𝑤)  (basic value) (B.1.12) 

𝑋2を式(B.1.11)によって定義した場合，𝑋2は𝑁より小さい値をとらないため， 𝑁 > 1としておけば船型の滑

らかさが確保される．𝑁の値は大きくとるほど断面積係数が船体中央に集中し，平行部が長くなる．式

(B.1.12)は，式(B.1.11)の𝑋2について必ず式(B.1.9)を満足するように決めているが，特に𝐶𝑏 < 𝐶𝑚𝐶𝑤かつ

𝐶𝑏/𝐶𝑚の小さいときに𝑆が𝐶𝑏/𝐶𝑚に漸近するようにしている．すなわち，𝑋2 = 𝑁,𝑋3 = (𝐶𝑏/𝐶𝑚)
−𝑁のとき

𝑆~𝐶𝑏/𝐶𝑚  as 𝐶𝑏/𝐶𝑚 → 0が成り立つが，その証明は𝑆にスターリングの公式 

Γ(1 + 𝑋)~√2𝜋𝑋(𝑋/𝑒)𝑋 (B.1.13) 

を適用して対数をとることで比較的容易に示せる．式(B.1.11), (B.1.12)を用いたときの𝑆と𝐶𝑏/𝐶𝑚の関係は

Fig. B.1に示すとおり，確かに式(B.1.9)が満足されていることが確認できる． 

式(B.1.1),(B.1.6)~(B.1.8),(B.1.11),(B.1.12)によって，𝐶𝑏, 𝐶𝑚, 𝐶𝑤の陽関数で定義される前後対称の数学船

型が定義された． 

 

 
Fig. B.1 Relationship between 𝑆 and 𝐶𝑏/𝐶𝑚 when using Eq.(B.1.11) and Eq.(B.1.12). 
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B.2  水線面二次モーメントに関する形状パラメータの導入 

続いて式(B.1.1)を拡張し，𝐶𝑤とは独立に水線面二次モーメント𝐶𝑤2を調整できるようにする．式(B.1.1)

の場合，式(2.2.7)で定義される水線面二次モーメント係数は次のように𝐶𝑤によって一意に定まる． 

𝐶𝑤2 = 12∫ (
𝜉

2
)
2

𝜂|𝜉=0d𝜉
1

0

=
𝐶𝑤

3 − 2𝐶𝑤
 (B.2.1) 

よって，新たな自由度を水線面の関数に加える必要がある．ただし，数学船型を陽な式で表すためには複

雑化は避ける必要がある．そこで簡単に，𝜉軸を伸縮係数𝛼によって船型を船長方向に伸縮することにする．

すなわち，式(B.1.1)に𝛼を導入した新たな数学船型を次のように表す． 

𝜂 = (1 − 𝜁𝑍1){1 − (𝜉/𝛼)𝑋1} + 𝜁𝑍1(1 − 𝜁𝑍2){1 − (𝜉/𝛼)𝑋2}𝑋3     (0 ≤ 𝜉 ≤ 𝛼, 0 ≤ 𝜁 ≤ 1) (B.2.2) 

このように定義することで，Fig. 2.4にみられるように𝐶𝑤を固定したまま𝐶𝑤2を変化させるといったことが

可能になる．𝐶𝑤と𝐶𝑤2の定義より，伸縮係数𝛼と𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2の関係式は次のように得られる． 

{
 
 

 
 𝐶𝑤 = ∫ {1 − (𝜉/𝛼)𝑋1}

𝛼

0

d𝜉 =
𝛼𝑋1
𝑋1 + 1

𝐶𝑤2 = 12∫ (𝜉/2)2{1 − (𝜉/𝛼)𝑋1}d𝜉
𝛼

0

=
𝛼3𝑋1
𝑋1 + 3

 

↔ 𝐶𝑤𝛼
3 − 3𝐶𝑤2𝛼 + 2𝐶𝑤𝐶𝑤2 = 0 

(B.2.3) 

この𝛼に関する 3次方程式をビエタの方法によって解くことで，𝛼は次のように表せる． 

𝛼 = 2√𝐶𝑤2/𝐶𝑤 cos (
𝜋

3
−
1

3
tan−1√(𝐶𝑤2/𝐶𝑤

3) − 1) (B.2.4) 

3 次方程式の 3 つの解のうち，式(B.1.1)の自然な拡張になるもの，すなわち𝐶𝑤2 = 𝐶𝑤/(3 − 2𝐶𝑤)のときに

𝛼 = 1となる解を選択した．この平方根内より，𝐶𝑤2と𝐶𝑤の満たすべき関係は次のように得られる．  

𝐶𝑤2 ≥ 𝐶𝑤
3  (B.2.5) 

ところが，この制限が問題になることは無く，水線面形状が𝐿𝐶𝑤 × 𝐵の矩形の時𝐶𝑤2は最小値をとり𝐶𝑤2 =

𝐶𝑤
3となる． 

指数パラメータのうち𝑍1, 𝑍2は前節の式(B.1.7),(B.1.8)と同じであり，その他は A.1 節と同様に考えるこ

とで，次のように求まる． 

𝑋1 =
𝐶𝑤

𝛼 − 𝐶𝑤
                                                            (B.2.6) 

𝑋2 = max (𝑁,
𝐶𝑏

𝛼𝐶𝑚 − 𝐶𝑏
)  (basic value)        (B.2.7) 

𝑋3 = (𝐶𝑏/𝛼𝐶𝑚)
𝑁∙sgn(𝐶𝑏−𝐶𝑚𝐶𝑤)  (basic value) (B.2.8) 

𝑆 = 𝛼
Γ(1 + 𝑋3)Γ(1 + 1/𝑋2)

Γ(1 + 𝑋3 + 1/𝑋2)
                           (B.2.9) 

式(B.2.2), (B.2.6)~(B.2.9)および式(B.1.7),(B.1.8)によって，𝐶𝑏, 𝐶𝑚, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2の陽関数で定義される前後対
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称の数学船型が定義された．それぞれの式において𝛼 = 1とすれば前節の式に一致するため，本船型は前節

で示した船型の自然な拡張になっている． 

 

B.3  前後非対称パラメータの導入 

前節までは前後対称の数学船型について論じたが，実際の船舶の応答を再現するには船型の前後非対称

性を再現することが不可欠である．前節までの表現を用いて前後非対称船型を生成するには，aft側と fore

側で異なる𝐶𝑏, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2を用いればよい．以降は，下付き文字に"𝑎"や"𝑓"をつけ𝐶𝑏𝑎, 𝐶𝑏𝑓のように表し，それぞ

れ aft/fore側で定義されるファインネス係数とする．さらに，これらを”∗”を用いてまとめて𝐶𝑏∗のように表

す． 

本節では，前後のファインネス係数𝐶𝑏∗, 𝐶𝑤∗, 𝐶𝑤2∗を，より物理的に意味のある前後非対称パラメータによ

って表す．すなわち，浮心前後位置 LCB, 浮面心前後位置 LCF および水線面二次モーメントの前後非対

称性に関するパラメータ𝛽によって𝐶𝑏∗, 𝐶𝑤∗, 𝐶𝑤2∗を定義する． 

まず，式(B.2.2)を基に，前後半で別々のパラメータを用いて前後非対称船型を次のように表す． 

𝜂 = {
(1 − 𝜁𝑍1𝑎){1 − (|𝜉|/𝛼𝑎)

𝑋1𝑎}  + 𝜁𝑍1𝑎(1 − 𝜁𝑍2𝑎){1 − (|𝜉|/𝛼𝑎)
𝑋2𝑎}𝑋3𝑎 for − 𝛼𝑎 ≤ 𝜉 ≤ 0

(1 − 𝜁𝑍1𝑓) {1 − (|𝜉|/𝛼𝑓)
𝑋1𝑓} + 𝜁𝑍1𝑓(1 − 𝜁𝑍2𝑓) {1 − (|𝜉|/𝛼𝑓)

𝑋2𝑓}
𝑋3𝑓

   for         0 ≤ 𝜉 ≤ 𝛼𝑓
 (B.3.1) 

シンボル“∗”を用いると，これは式(2.3.2)のように簡単に記述できる．LCF，LCBの𝜉座標をそれぞれ𝜉𝐹(=

LCF/(𝐿/2))，𝜉𝐵(= LCB/(𝐿/2))と表すと，これらは次のように表される．  

𝜉𝐹 =
1

𝐶𝑤
∫

𝜉

2
𝜂|𝜁=0

𝛼𝑓

−𝛼𝑎

d𝜉 =
1

2𝐶𝑤
{−

𝛼𝑎
2𝐶𝑤𝑎

2(2𝛼𝑎 − 𝐶𝑤𝑎)
+

𝛼𝑓
2𝐶𝑤𝑓

2(2𝛼𝑓 − 𝐶𝑤𝑓)
}                                     (B.3.2) 

𝜉𝐵 =
1

𝐶𝑏
∫

𝜉

2
∫ 𝜂
1

0

d𝜁d𝜉
𝛼𝑓

−𝛼𝑎

 

=
1

2𝐶𝑏
[−𝛼𝑎

2 {𝐶𝑚1𝑎
𝐶𝑤𝑎

2(2𝛼𝑎 − 𝐶𝑤𝑎)
+ 𝐶𝑚2𝑎𝑆1𝑎} + 𝛼𝑓

2 {𝐶𝑚1𝑓
𝐶𝑤𝑓

2(2𝛼𝑓 − 𝐶𝑤𝑓)
+ 𝐶𝑚2𝑓𝑆1𝑓} 

(B.3.3) 

ここに 

𝐶𝑚1∗ ≔ ∫ (1 − 𝜁𝑍1∗)d𝜁
𝛼∗

0

=
𝐶𝑏∗ − 𝑆∗𝐶𝑚
𝐶𝑤∗ − 𝑆∗

                                                       (B.3.4) 

𝐶𝑚2∗ ≔ ∫ 𝜁𝑍1∗(1 − 𝜁𝑍2∗)d𝜁
𝛼∗

0

=
𝐶𝑤∗𝐶𝑚 − 𝐶𝑏∗
𝐶𝑤∗ − 𝑆∗

                                             (B.3.5) 

 𝑆1∗ ≔
1

𝛼∗
2
∫ 𝜉 {1 − (

|𝜉|

𝛼∗
)

𝑋2∗

}

𝑋3∗𝛼∗

0

d𝜉 =
Γ(1 + 2/𝑋2∗)Γ(1 + 𝑋3∗)

2Γ(1 + 𝑋3∗ + 2/𝑋2∗)
    (B.3.6) 

船全体のファインネス係数𝐶𝑤 , 𝐶𝑏と aft/fore 側のファインネス係数𝐶𝑤∗, 𝐶𝑏∗の関係はそれぞれ次のように表

される． 

𝐶𝑤 =
1

2
∫ 𝜂|𝜁=0

𝛼𝑓

−𝛼𝑎

d𝜉 =
𝐶𝑤𝑎 + 𝐶𝑤𝑓

2
 (B.3.7) 
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𝐶𝑏 =
1

2
∫ ∫ 𝜂

1

0

d𝜁d𝜉
𝛼𝑓

−𝛼𝑎

=
𝐶𝑏𝑎 + 𝐶𝑏𝑓

2
 (B.3.8) 

式(B.3.2)~(B.3.8)より，𝐶𝑤∗と𝐶𝑏∗は𝐶𝑤 , 𝐶𝑏, LCF, LCBによって定まるものの，𝐶𝑤∗と𝐶𝑏∗の厳密な表現式を示す

ことは困難である．そこで，ここでは𝐶𝑤∗と𝐶𝑏∗の近似式の導出を試みる． 

まず，式(B.3.2)を𝛼∗ ≅ 1として簡単にし，式(B.3.7)を用いて𝐶𝑤𝑎について解くことで次の式が得られる． 

𝐶𝑤𝑎 = 𝐶𝑤 + (2𝜉𝐹𝐶𝑤)
−1 ±√(2𝜉𝐹𝐶𝑤)

−2 + (𝐶𝑤 − 2)
2 

= 𝐶𝑤 − 𝜉𝐹𝐶𝑤(𝐶𝑤 − 2)
2 + 𝑂(𝜉𝐹

3) 

(B.3.9) 

ここで，LCFの高次項𝑂(𝜉𝐹
3)は無視できるので，𝐶𝑤∗の近似式が次のように得られる． 

{
𝐶𝑤𝑎 ≅ 𝐶𝑤{1 − 𝜉𝐹(𝐶𝑤 − 2)

2}

𝐶𝑤𝑓 ≅ 𝐶𝑤{1 + 𝜉𝐹(𝐶𝑤 − 2)
2}

 (B.3.10) 

対して，厳密に LCFを満たす𝐶𝑤∗を決定するには繰り返し計算が必要とされる．その場合においても，近

似式(B.3.10)は有効に活用することができる．具体的には，𝐶𝑤𝑎の初期値を式(B.3.10)によって決め，𝐶𝑤𝑎の

増分を微分係数d𝐶𝑤𝑎/d𝜉𝐹 ≅ −𝐶𝑤(𝐶𝑤 − 2)
2によって定義すればよい．すなわち，𝑛 + 1回目の値𝐶𝑤𝑎

(𝑛+1)を𝑛回

目の値𝐶𝑤𝑎
(𝑛)から次のように計算すればよい．  

𝐶𝑤𝑎
(𝑛+1) = (𝜉𝐹

target
− 𝜉𝐹

(𝑛)){−𝐶𝑤(𝐶𝑤 − 2)
2} + 𝐶𝑤𝑎

(𝑛) (B.3.11) 

ここに𝜉𝐹
target

は LCF の目標値で，𝜉𝐹
(𝑛)は式(B.3.2)によって計算された𝑛回目の LCF である．目的の𝐶𝑤𝑎が

得られたあとは，𝐶𝑤𝑓は式(B.3.7)によって計算できる． 

一方で𝐶𝑏∗については式(B.3.3)からわかるように，より複雑である．よって，簡単な近似として，式(B.3.10)

と同じ形の次式を提案する． 

{
𝐶𝑏𝑎 ≅ 𝐶𝑏{1 − 𝜉𝐵(𝐶𝑏 − 2)

2}

𝐶𝑏𝑓 ≅ 𝐶𝑏{1 + 𝜉𝐵(𝐶𝑏 − 2)
2}

 (B.3.12) 

この式は𝐶𝑤∗の式と同じであるから，断面積係数の分布を水線幅の分布(𝜂|𝜁=0)と同じと考えたときの式であ

る．厳密に LCBを満たす𝐶𝑏∗を決定するには，やはり(B.3.12)を活用でき，次の式によって繰り返し計算を

行えばよい． 

𝐶𝑏𝑎
(𝑛+1) = (𝜉𝐵

target
− 𝜉𝐵

(𝑛)){−𝐶𝑏(𝐶𝑏 − 2)
2} + 𝐶𝑏𝑎

(𝑛) (B.3.13) 

ここに𝜉𝐵
target

は LCBの目標値，𝜉𝐵
(𝑛)は式(B.3.3)によって計算された𝑛番目の LCBである． 

最後に，aft/fore側の水線面二次モーメント係数𝐶𝑤2∗について検討する． 𝐶𝑤2∗は船体全体の水線面二次モ

ーメント係数𝐶𝑤2と次の関係にある． 

𝐶𝑤2 = 6∫ (
𝜉

2
)
2

𝜂|𝜁=0

𝛼𝑓

𝛼𝑎

d𝜉 =
𝐶𝑤2𝑎 + 𝐶𝑤2𝑓

2
 (B.3.14) 

この関係式と不等式(B.2.5)を aft/fore それぞれ適用する（𝐶𝑤2∗ ≥ 𝐶𝑤∗
3 ）ことによって，𝐶𝑤2∗の上下限が

𝐶𝑤∗, 𝐶𝑤2によって次のように与えられる．  
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{
𝐶𝑤𝑎
3 < 𝐶𝑤2𝑎 < 2𝐶𝑤2 − 𝐶𝑤𝑓

3

𝐶𝑤𝑓
3 < 𝐶𝑤2𝑓 < 2𝐶𝑤2 − 𝐶𝑤𝑎

3  (B.3.15) 

そこで，𝐶𝑤2∗に代わる新たなパラメータとして，(−1,1)の範囲で動く次の𝛽を定義する． 

𝛽 =
(𝐶𝑤2𝑓 − 𝐶𝑤𝑓

3 ) − (𝐶𝑤2𝑎 − 𝐶𝑤𝑎
3 )

(𝐶𝑤2𝑓 − 𝐶𝑤𝑓
3 ) + (𝐶𝑤2𝑎 − 𝐶𝑤𝑎

3 )
 (B.3.16) 

この𝛽を用いることで，𝐶𝑤2∗は次のように表すことができる． 

{
𝐶𝑤2𝑎 = (1 − 𝛽)𝐶𝑤2 +

1

2
{(1 + 𝛽)𝐶𝑤𝑎

3 − (1 − 𝛽)𝐶𝑤𝑓
3 }

𝐶𝑤2𝑓 = (1 + 𝛽)𝐶𝑤2 −
1

2
{(1 + 𝛽)𝐶𝑤𝑎

3 − (1 − 𝛽)𝐶𝑤𝑓
3 }

 (B.3.17) 

以上によって，𝐶𝑏, 𝐶𝑚, 𝐶𝑤 , 𝐶𝑤2, LCB, LCF, 𝛽の陽関数として表される数学船型の式(2.4.1)~(2.4.12)が導かれた． 

 

B.4  提案船型の浮心深さとメタセンタ半径 

ここでは，松井船型の浮心深さおよびメタセンタ半径を示しておく． 

まず，断面の浮心の𝜁座標𝜁𝑏(𝜉)は次式のように計算される． 

𝜁𝑏(𝜉) =
1

𝜎
∫ 𝜁𝜂 d𝜁
1

0

=
1

𝜎
[

𝐶𝑚1∗
2(2 − 𝐶𝑚1∗)

{1 − (
|𝜉|

𝛼∗
)
𝑋1∗

} +
𝐶𝑚2∗

(2 − 𝐶𝑚)(2 − 𝐶𝑚1∗)
{1 − (

|𝜉|

𝛼∗
)
𝑋2∗

}

𝑋3∗

] (B.4.1) 

これより全体の浮心の𝜁座標𝜁𝐵は次のように表される． 

𝜁𝐵 =
1

2𝐶𝑏
∫ 𝜁𝑏𝜎
𝛼𝑓

−𝛼𝑎

d𝜉 =
1

2𝐶𝑏
{
𝐶𝑚1𝑎(2 − 𝐶𝑚)𝐶𝑤𝑎 + 2𝐶𝑚2𝑎𝑆𝑎

2(2 − 𝐶𝑚)(2 − 𝐶𝑚1𝑎)
+
𝐶𝑚1𝑓(2 − 𝐶𝑚)𝐶𝑤𝑓 + 2𝐶𝑚2𝑓𝑆𝑓

2(2 − 𝐶𝑚)(2 − 𝐶𝑚1𝑓)
} (B.4.2) 

 続いて，aft/fore側の水線面の𝑥軸回りの 2次モーメントは次のように計算される． 

1

12
∫ (𝜂|𝜁=0)

3
𝛼∗

0

d𝜉 =
1

12
∫ {1 − (

𝜉

𝛼
)
𝑋1

}

3𝛼∗

0

d𝜉 =
𝐶𝑤∗
3

2(2𝐶𝑤∗ + 𝛼∗)(𝐶𝑤∗ + 𝛼∗)
 (B.4.3) 

これより，松井船型の横メタセンタ半径𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅（浮心上メタセンタ高さ）は次のように表される． 

𝐵𝑀̅̅ ̅̅̅ =
1

𝐿𝐵𝑑𝐶𝑏
{
(𝐿/2)𝐵3

12
∫ (𝜂|𝜁=0)

3
𝛼𝑓

−𝛼𝑎

d𝜉} =
𝐵2

2𝑑𝐶𝑏
{
1

12
∫ (𝜂|𝜁=0)

3
𝛼𝑓

−𝛼𝑎

d𝜉}

   =
𝐵2

2𝑑𝐶𝑏
{

𝐶𝑤𝑎
3

2(2𝐶𝑤𝑎 + 𝛼𝑎)(𝐶𝑤𝑎 + 𝛼𝑎)
 +

𝐶𝑤𝑓
3

2(2𝐶𝑤𝑓 + 𝛼𝑓)(𝐶𝑤𝑓 + 𝛼𝑓)
}

 (B.4.4) 
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付録 C  長波長域における波浪強制力の漸近値 

 本付録では，Froude-Krylov 力および scattering 流体力の長波長域における漸近値を数式的に調べる．

長波長域では流体力が簡単に表され，かつ一部の流体力が互いに打ち消しあう関係にある[42]ため，本節で

記述することは波浪中応答の簡易推定やその物理的考察に役立つ．ここでは A.3節までの定式化に従った，

3次元法とストリップ法のどちらに対しても成立する形式で扱う． 

 また，高次のオーダーでは適宜𝐿が𝐵, 𝑑に比べ十分に長いとの仮定を置き簡略化する． 

 

C.1  Froude-Krylov力の漸近値 

 入射波の速度ポテンシャル𝜑0（式(A.2.16)）は長波長(𝑘 → 0)では 

𝜑0(𝑥, 𝑦, 𝑧) = 1 + 𝑘{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin𝛽)} +
1

2
𝑘2{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)}2 + 𝑂(𝑘3) (C.1.1) 

と展開できる．ここに，𝑂(𝑘𝑛)はランダウの記号である．以降，各モード力の長波長における𝑂(𝑘)まで（yaw

モーメントは𝑂(𝑘2)のオーダーになるので𝑂(𝑘2)まで）のオーダーを考慮した Froude-Krylov力の式を調べ

る．各式の導出には，ガウスの勾配定理(A.2.30)に𝑉 → 𝑉𝐻, 𝑆 → 𝑆𝐻 + 𝐴𝑤を適用した変形. 

∬ 𝑓𝒏d𝑆
𝑆𝐻

=∭ 𝜵𝑓d𝑉
𝑉𝐻

− 𝒆𝑧∬ 𝑓|𝑧=0 d𝑥d𝑦
𝐴𝑤

 (C.1.2) 

を用いる．具体的に計算し，復原力係数の式(A.2.29)を適用すると次の表示が得られる． 

      
𝐸1
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎
= −∬ [1 + 𝑘{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)}]𝑛𝑥d𝑆

𝑆𝐻

+ 𝑂(𝑘2) 

= 𝑖𝑘 cos𝛽 ∇ + 𝑂(𝑘2) 

(C.1.3) 

      
𝐸3
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎
= −∬ [1 + 𝑘{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)}]𝑛𝑧d𝑆

𝑆𝐻

+ 𝑂(𝑘2) 

= 𝐴𝑤 − 𝑘∇ − 𝑖𝑘 cos𝛽∫ 𝑥𝐵𝑤d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

+ 𝑂(𝑘2) 

=
𝐶33
𝜌𝑔

− 𝑘∇ + 𝑖𝑘 cos𝛽
𝐶35
𝜌𝑔

+ 𝑂(𝑘2) 

(C.1.4) 

      
𝐸5
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎
= −∬ [1 + 𝑘{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)}]{(𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑥 − 𝑥𝑛𝑧}d𝑆

𝑆𝐻

+ 𝑂(𝑘2) 

= ∫ 𝑥𝐵𝑤d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

+ 𝑖𝑘 cos𝛽 {∫ 𝑥2𝐵𝑤d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

+ ∇(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺)} + 𝑂(𝑘
2) 

=
𝐶53
𝜌𝑔

+ 𝑖𝑘 cos𝛽
𝐶55
𝜌𝑔

+ 𝑂(𝑘2) 

(C.1.5) 

      
𝐸2
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎
= −∬ [1 + 𝑘{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)}]𝑛𝑦d𝑆

𝑆𝐻

+ 𝑂(𝑘2) 

= 𝑖𝑘 sin 𝛽 ∇ + 𝑂(𝑘2) 

(C.1.6) 
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𝐸6
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎
= −∬ [1 + 𝑘{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos 𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)} +

𝑘2

2
{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos 𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)}2] (𝑥𝑛𝑦 − 𝑦𝑛𝑥)d𝑆

𝑆𝐻

+ 𝑂(𝑘3) 

= 𝑘2∭ {𝑖𝑥𝑧 sin𝛽 + (𝑥2 − 𝑦2) cos𝛽 sin 𝛽}d𝑉
𝑉𝐻

+ 𝑂(𝑘3) 

≅ 𝑘2 cos 𝛽 sin 𝛽∭ 𝑥2d𝑉
𝑉𝐻

+ 𝑂(𝑘3) 

(C.1.7) 

      
𝐸4
𝐹𝐾

𝜌𝑔𝜁𝑎
= −∬ [1 + 𝑘{𝑧 − 𝑖(𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin 𝛽)}]{𝑦𝑛𝑧 − (𝑧 − 𝑧𝐺)𝑛𝑦}d𝑆

𝑆𝐻

+ 𝑂(𝑘2) 

= −𝑖𝑘 sin 𝛽 {∫
𝐵𝑤
3

12
d𝑥

𝑥𝐹

𝑥𝐴

+ ∇(𝑧𝐵 − 𝑧𝐺)} + 𝑂(𝑘
2) 

= −𝑖𝑘 sin 𝛽
𝐶44
𝜌𝑔

+ 𝑂(𝑘2) 

(C.1.8) 

ただし，式変形では𝑥の原点が LCBであることを利用した次の式を用いている． 

∭ 𝑥 d𝑉
𝑉𝐻

= 0 (C.1.9) 

また，𝐸6
𝐹𝐾の最後の近似は，𝐵, 𝑑 ≪ 𝐿を仮定している． 

 式(C.1.3)~(C.1.8)それぞれの両辺を𝜖𝑖除し，式(A.2.56), (A.2.55)の無次元表記を用いて以下にまとめる． 

{
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 �̅�1

𝐹𝐾 = 𝑖�̅�𝑙
𝑑

𝐿
𝐶𝑏 + 𝑂(𝑘

2)

�̅�3
𝐹𝐾 = �̅�33 − 𝑘𝑑𝐶𝑏 + 𝑖�̅�𝑙�̅�35 + 𝑂(𝑘

2)

�̅�5
𝐹𝐾 = �̅�53 + 𝑖�̅�𝑙�̅�55 + 𝑂(𝑘

2)

�̅�2
𝐹𝐾 = 𝑖�̅�𝑤

𝑑

𝐵
𝐶𝑏 + 𝑂(𝑘

2)

�̅�6
𝐹𝐾 =

�̅�𝑙�̅�𝑤
𝐿3𝐵2

∭ 𝑥2 d𝑉
𝑉𝐻

+ 𝑂(𝑘3)

�̅�4
𝐹𝐾 = −𝑖�̅�𝑤�̅�44 + 𝑂(𝑘

2)

 (C.1.10) 

ここに，�̅�𝑙 = 𝑘𝐿 cos𝛽 , �̅�𝑤 = 𝑘𝐵 sin𝛽はそれぞれ船長方向，幅方向の無次元波数である． 

以上からわかるように，復原力のあるモードの Froude-Krylov力の長波長漸近値には復原力係数が現れ

る． 

 

C.2  Scattering流体力の漸近値 

Scattering速度ポテンシャルの船体表面境界条件は式(A.2.22)より 

𝜕𝜑7
𝜕𝑛

= −
𝜕𝜑0
𝜕𝑥

𝑛𝑥 −
𝜕𝜑0
𝜕𝑦

𝑛𝑦 −
𝜕𝜑0
𝜕𝑧

𝑛𝑧   on 𝑆𝐻 (C.2.1) 

である．入射波の粒子の𝑥, 𝑦, 𝑧方向単位速度(粒子速度を𝑖𝑔𝜁𝑎/𝜔で除した量)は𝑂(𝑘2)まで展開すると次の通

りである． 
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{
  
 

  
 

 

𝜕𝜑0
𝜕𝑥

= −𝑖𝑘 cos𝛽 −𝑘2 cos𝛽 (𝑖𝑧 + 𝑥 cos𝛽 + 𝑦 sin 𝛽) + 𝑂(𝑘3)

𝜕𝜑0
𝜕𝑦

= −𝑖𝑘 sin 𝛽 − 𝑘2 sin𝛽 (𝑖𝑧 + 𝑥 cos𝛽 +𝑦 sin 𝛽) + 𝑂(𝑘3)

𝜕𝜑0
𝜕𝑧

= 𝑘 − 𝑖𝑘2(𝑖𝑧 + 𝑥 cos 𝛽 + 𝑦 sin 𝛽) + 𝑂(𝑘3)

 (C.2.2) 

これと𝑛𝑖の定義式(A.2.9)より，長波長域では 

𝜕𝜑7
𝜕𝑛

≅ 𝑘(𝑖 cos𝛽 𝑛1 + 𝑖 sin 𝛽 𝑛2 − 𝑛3) + 𝑘
2(𝑖 sin 𝛽 𝑛4 − 𝑖 cos 𝛽 𝑛5 + sin𝛽 cos𝛽 𝑛6)    on 𝑆𝐻 (C.2.3) 

と近似できる．ここで，𝑂(𝑘2)の項に対して次の近似を行っている：式(C.2.2)の下線部を無視，𝑛5, 𝑛6にお

いて𝑛𝑥の寄与を無視，𝑛4において𝑛𝑦の寄与を無視し．この近似は𝑑, 𝐵 ≪ 𝐿を，rollについてはさらに𝑑 ≪ 𝐵

を前提としたものである．式(C.2.3)を認めた場合，形式上の無速 radiation速度ポテンシャル𝜑𝑖
(0) (𝑖 = 1~6)

の船体表面境界条件より，scattering速度ポテンシャル𝜑7は𝜑𝑖
(0)を用いて 

𝜑7 ≅ 𝑘(𝑖 cos𝛽 𝜑1 + 𝑖 sin 𝛽 𝜑2 − 𝜑3) + 𝑘
2(𝑖 sin 𝛽 𝜑4 − 𝑖 cos𝛽 𝜑5 + sin𝛽 cos 𝛽 𝜑6) (C.2.4) 

と表すことができる．この近似は，STFM以前のストリップ法において断面 scattering流体力の計算法と

して使われる渡辺の近似法（いわゆる相対運動の仮定）[77]と同じものである．ただし，ストリップ法では

断面ごとに入射波の流速を計算して船長方向の変化を考慮するのに対し，式(C.2.4)の𝜑7の船長方向変化は

直線的で，𝑘𝐿の小さな長波長域でしか適用できない点で異なる．以上の両辺に−𝜌を乗じて𝑆𝐻上で積分する

ことで，長波長域における形式上の無速 scattering流体力は 

𝐸𝑖
𝑆(0)

𝜁𝑎𝑔𝜔𝑒/𝜔
≔ ∫ 𝑓𝑖

𝑆(0)(𝑥)d𝑥
𝑥𝐹

𝑥𝐴

 

= 𝑘(𝑖 cos𝛽 𝑇𝑖1
(0) + 𝑖 sin𝛽 𝑇𝑖2

(0) − 𝑇𝑖3
(0)) + 𝑘2(𝑖 sin 𝛽 𝑇𝑖4

(0) − 𝑖 cos𝛽 𝑇𝑖5
(0) + sin𝛽 cos 𝛽 𝑇𝑖6

(0)) 

(C.2.5) 

のように表せる． 

ところで，原点(𝒙 = 𝟎)における入射波粒子の𝑥, 𝑦, 𝑧方向変位の複素振幅をそれぞれ𝑢1, 𝑢2, 𝑢3と表すと，こ

れらは𝜕𝜑0/𝜕𝑥𝑖が入射波流速を𝑖𝑔𝜁𝑎/𝜔で除した量であるから次のように表せる． 

{
  
 

  
 

 

𝑢1 =
𝜁𝑎
𝑘

𝜕𝜑0
𝜕𝑥

|
𝒙=𝟎

= −𝑖𝜁𝑎 cos𝛽

𝑢2 =
𝜁𝑎
𝑘

𝜕𝜑0
𝜕𝑦

|
𝒙=𝟎

= −𝑖𝜁𝑎 sin 𝛽

𝑢3 =
𝜁𝑎
𝑘

𝜕𝜑0
𝜕𝑧

|
𝒙=𝟎

= 𝜁𝑎

 (C.2.6) 

同様に，入射波粒子の𝑥, 𝑦, 𝑧軸まわりの回転角の複素振幅をそれぞれ𝑢4, 𝑢5, 𝑢6と表す（𝑢4, 𝑢5は𝑦, 𝑥方向波傾

斜角）と，次のように表せる． 

{
  
 

  
 

 

𝑢4 =
𝜁𝑎
𝑘

𝜕

𝜕𝑦

𝜕𝜑0
𝜕𝑧

|
𝑧=0

= −𝑖𝜁𝑎𝑘 sin𝛽

𝑢5 = −
𝜁𝑎
𝑘

𝜕

𝜕𝑥

𝜕𝜑0
𝜕𝑧

|
𝑧=0

= 𝑖𝜁𝑎𝑘 cos𝛽

𝑢6 =
𝜁𝑎
𝑘

𝜕

𝜕𝑥

𝜕𝜑0
𝜕𝑦

|
𝑧=0

= −𝜁𝑎𝑘 sin𝛽 cos𝛽

 (C.2.7) 
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これを用いると 

𝐸𝑖
𝑆(0) = −𝜔𝜔𝑒 ∑ 𝑢𝑗𝑇𝑖𝑗

(0)

𝑗=1~6

 (C.2.8) 

となる． 

以上によって𝐸𝑖
𝑆(0)が得られたので，式(A.2.56)より𝑚-term を含めた scattering 流体力𝐸𝑖

𝑆の長波長域が

得られる．Radiation 流体力係数の縦運動と横運動の連成項が 0 であることを考慮して各成分について書

き下すと以下の通りである． 

{
 
 
 
 

 
 
 
 𝐸1

𝑆 = −𝜔𝜔𝑒(𝑢1𝑇11
(0) + 𝑢3𝑇13

(0) + 𝑢5𝑇15
(0))

𝐸3
𝑆 = −𝜔𝜔𝑒(𝑢1𝑇31

(0) + 𝑢3𝑇33
(0) + 𝑢5𝑇35

(0))

𝐸5
𝑆 = −𝜔𝜔𝑒(𝑢1𝑇51

(0) + 𝑢3𝑇53
(0) + 𝑢5𝑇55

(0)) − 𝑖𝑈𝜔(𝑢1𝑇31
(0) + 𝑢3𝑇33

(0) + 𝑢5𝑇35
(0))

𝐸2
𝑆 = −𝜔𝜔𝑒(𝑢2𝑇22

(0) + 𝑢4𝑇24
(0) + 𝑢6𝑇26

(0))

𝐸4
𝑆 = −𝜔𝜔𝑒(𝑢2𝑇42

(0) + 𝑢4𝑇44
(0) + 𝑢6𝑇46

(0))

𝐸6
𝑆 = −𝜔𝜔𝑒(𝑢2𝑇62

(0) + 𝑢4𝑇64
(0) + 𝑢6𝑇66

(0)) + 𝑖𝑈𝜔(𝑢2𝑇22
(0) + 𝑢4𝑇24

(0) + 𝑢6𝑇26
(0))

 (C.2.9) 

ここで，右辺第 1項の𝜔に対して𝜔𝜔𝑒 ~ 𝜔𝑒
2であることを考慮し[42]，𝐸5

𝑆, 𝐸6
𝑆の右辺第 2項の𝜔に対しては𝜔 =

𝜔𝑒 + 𝑘𝑈 cos𝛽を適用すると，次のように書き表せる． 

{
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 𝐸1

𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)
2 (𝑢1𝑇11

(0) + 𝑢3𝑇13
(0)+𝑢5𝑇15

(0)
)

𝐸3
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2 (𝑢1𝑇31
(0) + 𝑢3𝑇33

(0)+𝑢5𝑇35
(0)
)

𝐸5
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2 (𝑢1𝑇51
(0) + 𝑢3𝑇53

(0)+𝑢5𝑇55
(0)
) − 𝑈(𝑖𝜔𝑒) (𝑢1𝑇31

(0) + 𝑢3𝑇33
(0)+𝑢5𝑇35

(0)
) − 𝑈2𝑢5𝑇33

(0)

𝐸2
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2 (𝑢2𝑇22
(0)+𝑢4𝑇24

(0) + 𝑢6𝑇26
(0)
)

𝐸4
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2 (𝑢2𝑇42
(0)+𝑢4𝑇44

(0) + 𝑢6𝑇46
(0)
)

𝐸6
𝑆 = (𝑖𝜔𝑒)

2 (𝑢2𝑇62
(0)+𝑢4𝑇64

(0) + 𝑢6𝑇66
(0)
) + 𝑈(𝑖𝜔𝑒) (𝑢2𝑇22

(0)+𝑢4𝑇24
(0) + 𝑢6𝑇26

(0)
) + 𝑈2𝑢5𝑇22

(0)

 (C.2.10) 

アンダーラインで示した項は𝑂(𝜔𝑒
3)以上の高次項であり，𝐸𝑖

𝑆の漸近値としては省略しても問題ない項であ

るが，運動方程式において対応する項が現れるため残している．式(C.2.10)の導出において，𝑢5, 𝑢6に関す

る項では𝑑, 𝐵 ≪ 𝐿を，𝑢4に関する項では𝑑 ≪ 𝐵を根拠にした近似が施されている．一般的な船舶では𝑑, 𝐵 ≪

𝐿が成り立ち，通常のストリップ法でもこれを前提とした定式化が行われているが，𝑑 ≪ 𝐵は必ずしも良い

近似にならないことに注意が必要になる． 

式(C.2.10)の両辺を𝜌𝑔𝜁𝑎𝜖𝑖で除し，無次元表記で表しておく：  

{
 
 
 
 

 
 
 
 �̅�1

𝑆 = −(�̅�1�̅�11
(0) + �̅�3�̅�13

(0) + �̅�5�̅�15
(0))

�̅�3
𝑆 = −(�̅�1�̅�31

(0) + �̅�3�̅�33
(0) + �̅�5�̅�35

(0))

�̅�5
𝑆 = −(�̅�1�̅�51

(0) + �̅�3�̅�53
(0) + �̅�5�̅�55

(0)) − 𝑖�̅�(�̅�1�̅�31
(0) + �̅�3�̅�33

(0) + �̅�5�̅�35
(0)) − �̅�2�̅�5�̅�33

(0)

�̅�2
𝑆 = −(�̅�2�̅�22

(0) + �̅�4�̅�24
(0) + �̅�6�̅�26

(0))

�̅�4
𝑆 = −(�̅�2�̅�42

(0) + �̅�4�̅�44
(0) + �̅�6�̅�46

(0))

�̅�6
𝑆 = −(�̅�2�̅�62

(0) + �̅�4�̅�64
(0) + �̅�6�̅�66

(0)) + 𝑖�̅�(�̅�2�̅�22
(0) + �̅�4�̅�24

(0) + �̅�6�̅�26
(0)) + �̅�2�̅�5�̅�22

(0)

 (C.2.11) 

ここに，�̅� = 𝑈/𝜔𝑒𝐿 = 𝐹𝑛/√𝐾𝐿，�̅�𝑗 = 𝑢𝑗𝜖𝑗/𝜁𝑎と無次元化されている． 

 


