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In order to establish a numerical analysis method for appropriately evaluating the impact be-
havior of the RC beams strengthened in flexure with FRP sheet under impact loading, 3D
elasto-plastic impact response analyses of the RC beam were conducted by varying three
different constitutive models for concrete: KCC; CSCM; and proposed model. The applica-
bility of each constitutive model was investigated to compare with the experimental results.
Results obtained from this study were as follows: 1) in the case of the unstrengthened RC
beams, the dynamic impact behavior of the beam can be properly predicted irrespective of
the models; and 2) in the case of the strengthened RC beams, the dynamic response behavior
can be appropriately simulated by applying the proposed model.
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1. はじめに

耐衝撃用途鉄筋コンクリート（RC）構造物の耐力向
上法の一つとしては，軽量で比較的施工が簡易な連続
繊維（FRP）材を用いた工法が挙げられる．この工法
に着目して，Phamら1)は炭素繊維（CFRP）シートを用
いて下面接着補強あるいは U 字補強した RC 梁を対
象に，また，Tang, T.2)らは CFRPあるいはアラミド繊
維（AFRP）ラミネートを用いた下面接着補強 RC梁を
対象に重錘落下衝撃実験を実施し，その耐衝撃性向上
効果を明らかにしている．著者らも，AFRPや CFRP
材を用いた補強法に着目し，種々の低速度重錘落下衝
撃実験を実施している3)-5)．
一方で，合理的な耐衝撃補強設計法を確立するため

には，実験的手法のみでは多大な費用と時間を必要と
することより，数値解析的手法も取り入れて効率的に
実施することが肝要である．

FRPシート曲げ補強 RC梁は，一般にシート破断あ

　† 連絡著者 / Corresponding author
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るいは剥離によって終局に至る．特にシート剥離は，
斜めひび割れ先端部のピーリング作用によって進展す
ることが，実験結果より明らかになっている（写真－
1）．従って，数値解析においてもシート補強 RC梁特
有の梁全体に広がる曲げひび割れや斜めひび割れを適
切に再現することが重要な課題の一つとなる．
このような観点から，本研究では FRP シート下面

接着曲げ補強 RC梁の耐衝撃挙動を適切に評価可能な
解析手法の確立を最終目的として，別途実施した低速
度重錘落下衝撃実験結果5)を対象に，コンクリートモ
デルを著者等が提案しているモデルも含め 3種類に変

写真－ 1 ピーリング作用によるシート剥離
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図－ 1 試験体の形状寸法，配筋および補強状況

表－ 1 AFRPシートの力学的特性値（公称値）

目付量
保証

設計厚
引張 弾性 破断

(g/m2)
耐力

(mm)
強度 係数 ひずみ

(kN/m) (GPa) (GPa) (%)
830 1,176 0.572 2.06 118 1.75

化させ，三次元弾塑性衝撃応答解析を実施して比較検
討を行った．なお，本研究には衝撃・構造解析用汎用
プログラム（以後，解析用汎用コード）LS-DYNA（Ver.
R9）6)を使用している．

2. 実験概要

2.1 試験体概要
図－1には，本研究で対象とした無補強（N）試験体

および AFRPシート下面接着曲げ補強（AS）試験体の
形状寸法，配筋および補強状況を示している．図よ
り，試験体の形状寸法（梁幅×梁高×純スパン長）は，
200×250×3,000 mmである．また，軸方向鉄筋は上
下端に D19を各 2 本配置し，定着長を節約するため
に，梁端面に設置した厚さ 9 mmの定着鋼板に溶接固
定している．さらに，せん断補強筋には D10を用い，
梁中央部から 100 mm間隔で配筋している．

AFRPシート下面接着曲げ補強の場合には，図に示
すように 1枚の AFRPシートを RC梁の下面に支点の
50 mm 手前まで接着した．なお，本実験で使用した
AFRPシートの目付量は 830 g/m2である（表－1）．

写真－ 2 衝撃載荷実験状況

2.2 実験方法および測定項目
重錘落下衝撃載荷実験は，質量 300 kg，先端直径

200 mmの鋼製重錘を所定の高さから一度だけ梁のス
パン中央部に自由落下させることで実施した．また，
写真－ 2に示すように，試験体の両支点部は，回転を
許容し，浮き上がりを防止するため鋼製治具を載せて
ナットで固定したピン支持に近い構造となっている．
表－2には，本研究で対象とした試験体の一覧を示

している．無補強試験体，AFRPシート接着補強試験
体ともに，設定重錘落下高さ H = 2.5 mのみの計 2体
を対象に数値解析を実施した．表中の試験体名のう
ち，第 1項目は補強の有無（N：無補強，AS：AFRP
シート補強）を示し，第 2項目の Hに付随する数値は
設定重錘落下高さ（m）を示している．また，表中の実
測重錘落下高さ H ′（m）は実測衝突速度 V ′（m/s）から
換算した自由落下高さであり，コンクリートの圧縮強
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表－ 2 試験体一覧

補強材の 設定重錘 実測重錘 実測重錘 コンクリート 軸方向鉄筋 せん断補強筋
試験体名 種類 落下高さ 落下高さ 衝突速度 圧縮強度 降伏強度 降伏強度

H (m) H ′ (m) V ′ (m/s) f ′c (MPa) fya (MPa) fys (MPa)

N-H2.5 - 2.29 6.70 32.4 381.7 461.9
AS-H2.5 AFRPシート 2.5 2.49 6.99 33.7 371.0 401.9
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図－ 2 有限要素モデル（AS試験体）

度 f ′c および各鉄筋の降伏強度 fya, fys は別途実施した
材料試験から得られた値である．なお，衝突速度は，
レーザ式センサーを用いて衝突直前における重錘 2点
間の通過時間を測定することにより算定している．
本実験の測定項目は，(1)重錘に内蔵されたロードセ

ルによる重錘衝撃力，(2)支点治具に設置されたロー
ドセルよる支点反力の合計値（以後，単に支点反力），
(3)レーザ式変位計による梁中央部変位（以後，載荷点
変位），および (4) AFRPシートに貼付したひずみゲー
ジによる軸方向ひずみである．重錘衝撃力と支点反力
は，起歪柱型の衝撃荷重測定用ロードセルを用いて計
測し，実験終了後には RC梁の側面についてひび割れ
分布を記録している．

3. 数値解析手法の概要

3.1 有限要素モデル
図－2には，本研究で用いた AFRPシート接着曲げ

補強（AS）試験体に関する有限要素モデルを示してい
る．解析モデルは，対称性を考慮し梁軸方向および桁
幅方向にそれぞれ 2等分の 1/4モデルを採用した．
適用した要素タイプは，せん断補強筋には 2節点梁

要素，それ以外には全て 8 節点固体要素を用いてい
る．なお，軸方向鉄筋は公称断面積と等価な正方形断
面に簡略化している．また，AFRPシートのモデル化
に関しては，より高精度で解析を行うために静的解析
時7)と同様に固体要素でモデル化しているが，Courant
条件を前提に考えると，実形状に即してモデル化した

場合にはシート厚さが非常に薄く，計算コストが過大
になることが想定される．そのため，本研究では質量
及び軸剛性が等価になるように，シート厚を 10倍に
し，密度および弾性係数を 表－1 に示した公称値の
1/10にモデル化することとした．
要素の積分点数に関しては，8節点固体要素に対し

て 1 点積分を，せん断補強筋のモデル化に用いてい
る 2節点梁要素に対して 4点積分とした．コンクリー
ト－重錘間およびコンクリート－支点治具間には，面
と面との接触・剥離を伴う滑りを考慮した接触面を定
義し，接触反力の算定にはペナルティ法を適用してい
る．ただし，摩擦は考慮していない．
コンクリートと軸方向鉄筋およびせん断補強筋要素

間には，滑りなどを考慮せずに完全付着を仮定した．
また，コンクリートと AFRP シート要素間について
も，1）既往の実験結果3)–5)から，シートが剥離する場
合には下縁かぶり部を伴って剥落し，シートとコンク
リートの付着は保たれていること，また，2）ここでは
コンクリート構成則の違いが FRP 補強 RC 梁全体の
耐衝撃挙動に及ぼす影響に着目していることより，鉄
筋の場合と同様に簡易に完全付着を仮定した．
衝撃荷重は，重錘要素を RC梁に接触する形で配置

し，その全節点に 表－2 に示す実測重錘衝突速度 V ′

を付加することで発生させている．また，減衰定数 h
は，既往の研究8),9)を参考に質量比例分のみを考慮す
るものとし，いずれの解析ケースにおいても，鉛直方
向最低次固有振動数に対して 0.5 %と設定した．

3.2 コンクリートの材料構成則
本研究で用いている解析用汎用コード LS-DYNAに

は 30 種類以上のコンクリートモデルが実装されて
おり，それらの妥当性に関しては種々検討が行われ
ている．例えば，Xiangzhenら10)は Karagozian & Case
Concrete モデル（以後，KCC モデル）を用いて，RC
版を対象に鋼製飛翔体が衝突する衝撃応答解析を実
施し，高速載荷時の押し抜きせん断破壊の再現性につ
いて検討を行っている．また，De-Boら11)は Concrete
Surface Capモデル（以後，CSCモデル）を用いて，矩
形 RC梁に関して低速度の衝撃応答解析を実施し，載
荷点変位波形やひび割れ図等の再現性について検討を
行っている．このほか，Muhammad ら12)，YONG ら
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13)，Pavlovicら14)も種々のコンクリートモデルを用い
て，RC版あるいは梁の衝撃応答解析を実施し，耐衝
撃性に関して検討を行っている．しかしながら，これ
らはいずれも RC構造物に着目した検討であり，FRP
シート接着補強 RC部材を対象にしたコンクリートモ
デルの妥当性検討に関しては，未だ十分に行われてい
ないのが現状である．
以上より，本研究では国内外で広く用いられている

2種類のコンクリートモデル（KCCモデル，CSCモデ
ル）と，既往の研究において著者らが提案しているモ
デル（以後，提案モデル）に着目して，低速度衝撃を受
ける FRP シート接着曲げ補強 RC 梁に関する適用性
検討を試みた．
(1) KCCおよびCSCモデル
図－3（a）には，本研究で用いた KCCおよび CSCモ

デルの応力－ひずみ関係を示している．
KCCモデルは密度・ポアソン比・圧縮強度を，CSC

モデルは密度・圧縮強度をパラメータとし，その他の
材料特性値はプログラム内部で自動計算され，決定さ
れる．なお，単位体積質量 ρc，ポアソン比 νc は，そ
れぞれ ρc = 2.35× 103 kg/m3，νc = 0.167を用いるこ
ととし，圧縮強度 f ′c に関しては別途実施した材料試
験から得られた表－2に示す値を用いた．また，軟化
領域は要素体積に依存し，（a）図で示した応力－ひず
み関係は一例として要素体積が 1000 mm3 の場合を示
している．
図のように，いずれのモデルも圧縮・引張強度がほ

ぼ同様な値を示しており，圧縮側・引張側ともに軟化
を考慮したモデルとなっている．しかしながら，その
軟化勾配は両者で異なっている．なお，両者ともにひ
ずみ速度効果を考慮したモデルとなっている．その他
の KCCモデルの詳細については文献 15）を，CSCモ
デルの詳細については文献 16）を参照されたい．
(2) 提案モデル
図－3（b）には，既往の研究8),9)において著者らが提

案している応力－ひずみ関係を示している．
図より，圧縮側は相当ひずみが 0.15%に達した段階

で完全降伏するバイリニア型としている．降伏の判定
には Drucker-Pragerの降伏条件式を採用し，単位体積
質量 ρc，ポアソン比 νc，および圧縮強度 f ′c は前述の
モデルと同様な値を用いることとした．
一方，引張側に対しては線形の相当応力－相当ひず

み関係を仮定し，分割を細かくしてひび割れ分布の精
度を向上させることを前提に引張強度に到達した段階
で引張力を伝達しないモデル（カットオフモデル）を
採用した．また，引張強度には引張破壊エネルギー等
価の概念8),17)に基づく仮想の換算引張強度を導入して
いる．以下に，引張破壊エネルギー等価の概念を概説
する．
本解析のように曲げ破壊型の RC梁の場合には，梁
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図－ 3 コンクリートの材料構成則

幅方向のひび割れは，ほぼ一様に発生すると仮定でき
る．従って，本研究では，図－4（a）に示すコンクリー
ト要素において，分布ひび割れモデルを適用する前段
階として，図－4（b）に示すように要素内に幅方向と梁
高さ方向に貫通するスパン方向に 1つの曲げひび割れ
が発生する状況を想定する．この段階で分布ひび割れ
モデルを適用し，そのひび割れはスパン方向の要素長
にかかわらず同一の引張破壊エネルギー（G f）によって
発生するものと仮定する．このときの要素の G f は，
図－3（b）に示す引張強度 ft0，その時の引張ひずみ εt0

および要素の体積 v0 を用いて次式で定義される．

G f =
ft0εt0

2
v0 (1)

図－4（c），（d）に示されるように，基準要素の各軸
方向の要素長を x0，y0，z0 とし，y軸（スパン）方向に
任意の長さを有する i要素の各軸方向要素長を x0，yi，
z0 とする．ここでは，要素長にかかわらず同一の引張
破壊エネルギーでひび割れが発生すると仮定している
ことから，基準要素の破壊エネルギー G f 0 と i要素の
破壊エネルギー G f i は等しい．この関係より，i要素
の換算引張強度（見かけ上の引張強度）fti は次式で与
えられる．

fti = ft0 ·
√

y0

yi
(2)

ここで， fti：換算引張強度， ft0：材料試験から得ら
れる引張強度（= f ′c/10），y0：基準要素長，yi：任意の
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図－ 4 引張破壊エネルギー（G f）等価の概念図

要素分割長である．
これより，スパン方向の要素長を変化させる場合に

は，式（2）から得られるコンクリートの換算引張強度
ft iを用いることによって，同概念を適用した数値解析
が可能となる．なお，ここでは既往の研究8),9)を踏襲
し，基準要素長を 25 mmとした．
ひずみ速度効果に関しては，1）本解析で対象とした

実験が低速度衝撃荷重載荷実験であること，および 2）
主に工学的に重要となる補強用 FRP シートの剥離・
剥落を伴う梁の変位挙動に着目していることより，本
研究では考慮しないで検討を行うこととした．

3.3 鉄筋やAFRPシートなどの材料構成則
(1) 軸方向鉄筋およびせん断補強筋
図－5（a）には，軸方向鉄筋およびせん断補強筋に

関する応力－ひずみ関係を示している．降伏後の塑
性硬化を考慮したバイリニア型の構成則モデルであ
る．降伏応力 fy は 表－2 に示す値を用いている．ま
た，単位体積質量 ρs，弾性係数 Es およびポアソン比
νs に関しては公称値を用い，それぞれ ρs = 7.85×103

kg/m3，Es = 206 GPa，νs = 0.3とした．降伏の判定は
von Misesの降伏条件に従うこととし，塑性硬化係数
H ′ は弾性係数 Es の 1 %と仮定している．
(2) AFRPシート

AFRPシートは，図－5（b）に示すように弾性体と仮
定し，破断ひずみ εau（=1.75 %）に到達した時点で要素
が削除されるイロージョンを設定している．なお，本
研究の範囲内では実験および数値解析結果ともにシー
ト破断は生じていない．また，前述のようにシート厚
を公称値の 10倍に設定していることより，単位体積
質量 ρa および弾性係数 Ea の入力値は，公称値である
ρa = 1.204× 103 kg/m3，Ea = 118 GPa の 1/10の値を
用いている．
(3) 支点治具，定着鋼板および重錘
支点治具，定着鋼板および重錘の全要素に関して
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図－ 5 鉄筋および AFRPシートの材料構成則

は，実験時に塑性変形が生じていないことより，弾性
体モデルを適用している．要素の弾性係数 Es および
ポアソン比 νs には公称値を用いることとし，それぞ
れ Es = 206 GPa，νs = 0.3と仮定した．単位体積質量
ρs については，支点治具および定着鋼板はともに公称
値である ρs = 7.85×103 kg/m3 を用いているが，重錘
に関しては実重錘質量 300 kgを解析モデルの体積で
除した値を入力している．

3.4 梁軸方向要素長および断面分割
(1) 梁軸方向要素長
一般的に，コンクリート材料を対象に数値解析を実

施する場合には要素寸法依存性を如何に制御するかが
重要となる．本研究で対象とした 3種類のモデルでは
いずれも要素体積あるいは梁軸方向要素長をパラメー
タとして，破壊領域を修正している．ここでは，2次元
部材である RC梁を対象としていることを基本に，梁
軸方向要素長 Lを既往の研究17)と同程度とし，かつ，
純スパン長やせん断筋の配置間隔および骨材の最大寸
法を考慮して L = 25 mmを基準とした．また，図－6
に示すように，各モデルの要素寸法依存性を検証する
ため，その 1/2, 1/4である L = 12.5,6.25 mmに関して
も同様に数値解析を実施することとした．なお，ここ
ではいずれも分布ひび割れモデルを適用していること
より，要素長を小さくすることでひび割れ分布の高精
度化が期待できるのはもちろんのことである．
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図－ 6 要素分割長

(2) 断面分割
図－7には，本研究で用いた数値解析モデルの断面

分割を示している．高さ方向の断面分割は，上・下縁
かぶり部： 5分割（約 6 mm），軸方向鉄筋部： 2分割
（約 8.5 mm），上下縁軸方向鉄筋間： 16 分割（約 9.5
mm）となっている．また，幅方向の断面分割に関して
は，梁軸方向断面中心部と軸方向鉄筋間： 3分割（約
17 mm），軸方向鉄筋部：2分割（約 8.5 mm），側面かぶ
り部： 2分割（約 17 mm）となっている．なお，AFRP
シート補強試験体の場合には，AFRPシートの補強効
果を適切に再現するため，梁軸方向断面中心部と軸方
向鉄筋間： 6分割（約 8.5 mm），側面かぶり部： 4分
割（約 8 mm）と，無補強試験体よりも各要素をさらに
2分割した．

4. 数値解析結果及び考察

4.1 無補強（N）試験体
(1) 各種時刻歴応答波形
図－8には，落下高さ H = 2.5 mにおける N試験体

の各種時刻歴応答波形について，3種類のコンクリー
トモデルを用いた場合の数値解析結果と実験結果を比
較して示している．また，いずれの数値解析結果につ
いても要素分割長 Lを 3種類（赤線： L = 25 mm, 青
線： L = 12.5 mm,緑線： L = 6.25 mm）に変化させた
3ケースの結果を示している．なお，重錘衝撃力はペ
ナルティ法による接触反力から，支点反力は支点治具
下部のロードセル配置箇所における軸方向断面力から
算出している．
図－8（a）より，重錘衝撃力波形に着目すると，実

験結果は継続時間が 1 ms程度の主波動が励起した後
に，3 ms程度の第 2波が励起しており，その最大値は
1600 kN程度である．一方で，KCCモデルでの数値解
析結果に着目すると，最大値を示す第 1波が励起した
後に，継続時間が 3 ms程度の第 2波が後続しており，
その傾向は実験結果とほぼ同様であるものの，最大値
を 1000 kN 程度と過少評価していることも確認でき
る．また，要素長を変化させた場合には，いずれの波
形もほぼ同様の波形形状をしており，要素長の影響が
小さいことが分かる．CSCモデル，提案モデルに着目

CL CL

z
y

(a)無補強試験体 (b)シート補強試験体
図－ 7 断面分割

すると，実験結果と同様な波形形状を確認できるもの
の，いずれも最大値を過少評価する傾向にある．提案
モデルに関しては，15 ms付近の波動の励起時間に要
素長による差異がみられるものの，いずれのモデルに
関しても要素長が衝撃力波形に及ぼす影響は小さいこ
とが分かる．
図－8（b）より，支点反力波形に着目すると，実験結

果は継続時間が 50 ms程度の主波動が励起した後に，
自由減衰振動状態に至っていることが分かる．KCC
モデルによる数値解析結果は，主波動の立ち上がりか
ら，最大値まで，要素長によらず実験結果と概ね一致
していることが分かる．しかしながら，いずれの要素
長においても主波動の継続時間が 10 ms程度実験結果
よりも長くなっている．CSC モデルの場合には，実
験結果と比較して最大値を過大に評価する傾向にある
が，いずれの要素長においても継続時間は実験結果と
等しく，要素長の影響は小さいことが分かる．提案モ
デルに関しても，支点反力立ち上がり直後に高周波成
分が卓越し，最大値を過大に評価する傾向にあるが，
要素長によらず主波動の継続時間は実験結果と類似し
ている．
図－8（c）より，載荷点変位波形に着目すると，実験

結果は 30 ms 付近で最大値を示し，その後自由減衰
振動状態に至り，残留変形が生じている．数値解析結
果に着目すると，いずれのモデルにおいても，波形性
状は実験結果とほぼ同様であり，要素長やモデルによ
り，最大変位あるいは残留変位に実験結果と若干の差
異がみられるものの，いずれのモデルを用いた場合に
おいても無補強試験体の時刻歴応答波形は概ね再現可
能であることが明らかとなった．
(2) ひび割れ分布
図－9には実験終了時あるいは解析終了時における

梁側面のひび割れ分布を示している．なお，各コンク
リートモデルによってひび割れの評価方法は異なる．
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(ii) CSCモデル
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(iii)提案モデル

(a)重錘衝撃力 (b)支点反力 (c)載荷点変位

図－ 8 要素長を変化させた各コンクリートモデルに関する各種応答波形（N-H2.5）

そのため，KCCあるいは CSCモデルの場合には，解
析コードに組み込まれている，弾性状態を青色，引張・
圧縮軟化領域を超過し完全に損傷した状態を赤色とし
て損傷度合を評価する機能を用いて図示している．一
方で，提案モデルの場合には図－3（b）に示すコンク
リートの材料構成則に基づき，引張応力がカットオフ
された状態（第 1主応力が零近傍応力）となる要素をひ
び割れ（赤色）として評価した．また，数値解析結果は
いずれも要素長が L = 25,6.25 mmの場合である．
図－9（a）に示す実験結果に着目すると，載荷点部に

圧壊が生じ，角折れの性状を示している．また，斜め
ひび割れと共に上下縁から進展する曲げひび割れが梁
全体に分布していることも分かる．
次に，数値解析結果に関して要素長を L = 25 mmと

した場合に着目すると，KCCモデルにおいては，実験
結果と同様に載荷点近傍部の損傷が大きく，角折れの
性状を示していることが分かる．しかしながら，全体
的に損傷領域が実験結果よりも広く分布していること
が見て取れる．また，CSCモデルでは載荷点部の圧壊
も含めた損傷領域がほぼ実験結果と一致しているもの

の，支点部近傍では損傷が軽微であり，明確なひび割
れは確認できない．提案モデルでは，載荷点近傍での
斜めひび割れや，梁全体に分布する上下縁から進展す
る曲げひび割れが確認できる．
最後に，数値解析結果に関して要素長を L = 6.25

mmとした場合に着目すると，いずれのモデルにおい
ても L = 25 mm とした場合とほぼ同様な損傷傾向が
確認でき，かつ要素長を小さくしたことにより損傷範
囲が明確になる傾向を示している．
なお，各モデル間でひび割れ分布に差異が現れてい

るものの，応答波形についてはいずれもほぼ同様な性
状を示している．これは，無補強試験体の耐衝撃挙動
については，いずれの場合も要素の破壊エネルギー
が工学的にほぼ適切に評価されているものと推察さ
れる．

4.2 AFRPシート接着曲げ補強（AS）試験体
(1) 各種時刻歴応答波形
図－10 には，落下高さ H = 2.5 m における AS 試

験体の各種時刻歴応答波形について，3種類のコンク
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(a)実験結果
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(ii) L = 6.25 mm

(b) KCCモデル
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(ii) L = 6.25 mm

(c) CSCモデル

(i) L = 25 mm

(ii) L = 6.25 mm

(d)提案モデル

図－ 9 ひび割れ分布（N-H2.5）

リートモデルを用いた場合の数値解析結果と実験結果
を比較して示している．
まず，図－10（a）の重錘衝撃力波形に着目すると，

無補強試験体と同様な波形性状を示しており，最大値
は 1200 kN程度である．数値解析結果に関しては，い
ずれのモデル，要素長による大きな差異はない．これ
は重錘衝突初期には重錘衝突近傍部コンクリートの剛
性のみに依存するためと推察される．
次に，図－10（b）の支点反力波形に着目すると，KCC

モデルの要素長 L = 25,12.5 mmの場合には，実験結
果よりも最大値が小さく，減衰自由振動状態において
も，支点反力が残留している．これは，重錘衝突部や
支点部近傍の損傷が大きく，支点の飛び跳ね防止治具
を上方に押し上げるように梁が過大に変形したためと
考えられる．また，要素長 L = 6.25 mmの場合には，
重錘衝突直後から解析終了時に至るまで支点反力がほ
ぼ励起されていない．これは，重錘衝突直後に支点部
に鉛直方向のひび割れが生じたことで要素が過大に変
形したことによって応力が解放されたことによるもの
と推察される．

次に，CSCモデルに着目すると，要素長 L = 25,12.5
mmの場合には，最大値が実験結果よりも大きいもの
の，作用継続時間は実験結果と同様である．また，自
由減衰振動部の周期は，解析結果が実験結果に比較
して短いことも確認できる．一方で，要素長 L = 6.25
mm の場合には，実験結果と大きな差異が見られる．
この場合には，重錘衝突後約 25 ms 経過時に AFRP
シート要素の削除（破断）が確認されており，KCCモ
デルの L = 25,12.5 mmの場合と同様，支点のリバウ
ンド防止治具を上方に押し上げるように梁が過大に変
形することで，支点反力が大きく残留したものと推察
される．
提案モデルに着目すると，要素長を L = 6.25 mmと

した場合において，最大値を過大に評価する傾向があ
るものの，作用継続時間や自由減衰振動部に関して，
実験結果を概ね適切に再現していることが分かる．
なお，KCC および CSC モデルにおいて，要素長

L = 6.25 mmとした場合に他の要素長の場合と挙動が
異なるのは，応力が局所化し要素が過大に変形したこ
とによるものと推察される．これは，シート補強の場
合にはひび割れ幅やその分布特性の補強効果への感度
が高いことにより，破壊エネルギーを含めた引張側の
構成則などの影響が大きく現れたためと推察される．
また，図－10（c）の載荷点変位波形に着目すると，

KCCモデルの場合には，いずれの要素長においても，
変形が大きく，特に要素長 L = 6.25 mmの場合には，
CSC モデルの場合と同様に要素の異常変形を確認し
ており，変形が過大になっている．CSCモデルの場合
には，要素長 L = 6.25 mmの場合を除き，実験結果と
類似の波形性状を示しているものの，最大変位が実験
結果よりも小さく，残留変位は実験結果よりも大きく
示されている．一方で提案モデルの場合には，要素長
が最も小さい L = 6.25 mmの場合において，3種類の
モデルの中で最も精度よく実験結果を再現しているこ
とが分かる．これは，後述のようにシート補強によっ
て梁全体に広がる実験結果のひび割れ分布を適切に再
現していることを暗示している．これより，提案モデ
ルでは分布ひび割れを前提に，カットオフモデルを用
い要素長を小さくすることで，曲げひび割れはもちろ
んのこと，斜めひび割れの進展に伴うピーリング作用
によるシートの補強効果の消失現象を再現できる可能
性を示唆している．
(2) ひび割れ分布
図－11 にはシート補強試験体に関する実験終了時

あるいは解析終了時における梁側面のひび割れ分布を
示している．なお，KCCモデルの要素長 L = 6.25 mm
のみ，重錘衝突直後から損傷範囲が大きく，解析終了
時に梁の変形が過大となるため，実験結果において最
大変位到達時点である 25 ms 時のひび割れ分布を示
した．
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(ii) CSCモデル
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(iii)提案モデル

(a)重錘衝撃力 (b)支点反力 (c)載荷点変位

図－ 10 要素長を変化させた各コンクリートモデルに関する各種応答波形（AS-H2.5）

図－11（a）に示す，実験結果に着目すると，無補強
試験体と比較し，載荷点直下に微細なひび割れが多数
生じていることが分かる．また，無補強試験体のよう
な角折れの性状は確認できない．
次に，KCCモデルの要素長 L = 25 mmの結果に着

目すると，無補強試験体のようなひび割れ性状を示し
ており，さらに上下縁軸方向鉄筋に沿うようなひび割
れ，および下縁においては FRP シートに沿うような
過度な損傷が確認できる．また，要素長 L = 6.25 mm
とした場合も同様な傾向を見て取れるが，L = 25 mm
とは異なり支点部近傍に大きな損傷範囲が確認でき
る．重錘衝突直後から，この支点部近傍を含めた梁全
体に損傷が一気に進展することにより，実験結果との
大きな差異が生じたものと考えられる．また，いずれ
の要素長においても，下縁鉄筋に沿うように損傷を示
す赤色領域が確認でき，ここで引張応力が解放される
ことで，AFRPシートの補強効果が適切に再現できな
いものと推察される．

CSC モデルの要素長 L = 25 mmの場合には斜めひ
び割れや，支点部近傍のひび割れが明確に確認でき

ず，全体的に実験結果よりも損傷を小さく評価する傾
向にあることが推察される．しかしながら，KCC モ
デルのような下縁鉄筋に沿うようなひび割れが確認で
きないことより，概ねシート補強試験体の耐衝撃挙動
を評価可能であるものと考えられる．要素長 L = 6.25
mmとした場合には，要素長を小さくしたことによる
応力の局所化から，シート要素の削除（破断）が確認さ
れており，それに伴い梁の変形が過大となっている様
子が分かる．
一方で，提案モデルでは，要素長 L = 25 mmの場合

には要素長が大きいことにより，下縁鉄筋に沿うよう
なひび割れが生じており，必ずしも実験結果の再現に
は至っていない．しかしながら，要素長 L = 6.25 mm
の場合には，曲げひび割れは実験結果よりも多く確認
できるが，斜めひび割れや支点近傍部の上縁から下縁
に進展するひび割れ分布を明確に確認でき，かつ下縁
鉄筋に沿うようなひび割れも生じないことから，シー
ト補強 RC梁の耐衝撃挙動を概ね適切に再現可能であ
ることが分かる．
以上より，提案モデルの場合には，要素長を小さく
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(ii) L = 6.25 mm（25 ms時点）
(b) KCCモデル

(i) L = 25 mm

(ii) L = 6.25 mm

(c) CSCモデル

(i) L = 25 mm

(ii) L = 6.25 mm

(d)提案モデル

図－ 11 ひび割れ分布（AS-H2.5）

した場合にも破壊エネルギー等価の概念を適用してい
ることにより，梁全体，特に下縁に広がるひび割れ分
布を最も実験結果を詳細に再現でき，シートの補強効
果も実験結果により近い形で評価することが可能であ
るものと判断される．
(3) AFRPシートの軸方向ひずみ分布
図－12 には，落下高さ H = 2.5 m に関する AFRP

シートの軸方向ひずみ分布について，各モデルの解析
結果と実験結果を時系列的に比較して示している．こ
こでは，シート幅方向中央部各要素の軸方向ひずみを
出力し整理している．なお，ひび割れ分布と同様に，
数値解析結果は KCCおよび CSCモデルに関しては要
素長 L = 25 mmの結果を，提案モデルに関しては要素
長 L = 6.25 mmの結果を示した．
図より，実験結果に着目すると，重錘衝突初期には

衝突部近傍のみに引張ひずみが生じ，載荷点から 0.5
m程度離れた箇所では圧縮ひずみが励起している．ま
た，5 msまでに支点まで曲げ波が伝播していく状況が

見て取れる．それ以降は，静的載荷時とほぼ同様な挙
動を示し，全スパンにおいて AFRPシートには引張ひ
ずみが生じていることが分かる．

KCC モデルに着目すると，重錘衝突初期から衝突
部近傍のひずみが一様に分布しており，実験結果を適
切に再現できていないことが確認できる．これは前述
のひび割れ分布からも分かるように，KCC モデルの
場合には要素長によらず実験結果よりも損傷を過大に
評価する傾向にあり，かつ梁下縁に鉄筋に沿うような
ひび割れが顕著に現れる．この損傷は重錘衝突直後か
らシートのひずみ分布と対応する形で進展していくこ
とを確認しており，これによりシートまで引張応力が
伝達されず，その補強効果を適切再現できないものと
推察される．一方で，CSCモデルの場合には，最大変
位到達付近の 30 ms時点までほぼ実験結果を適切に再
現しているが，自由減衰振動状態である 50 ms時点で
は載荷点直下において 0.5 %程度実験結果との差異が
確認できる．これは， 図－10（c）から分かるように，
自由減衰振動状態における，周期や振幅に関して実験
結果との差異が影響しているものと考えられる．ま
た，提案モデルに着目すると，重錘衝突初期から曲げ
波が支点に伝播していく様子や，自由減衰振動状態に
おいても，全スパンにわたって AFRPシートのひずみ
分布をほぼ適切に再現していることが分かる．

5. まとめ

本論文では，低速度衝撃荷重載荷時における FRP
シート下面接着曲げ補強 RC梁の耐衝撃挙動を適切に
評価可能な解析手法の確立を最終目的として，別途実
施した重錘落下衝撃荷重載荷実験結果を対象に三次元
弾塑性衝撃応答解析を実施した．ここでは，3種類の
コンクリートモデルを用いることで，無補強 RC梁の
他，FRPシート補強 RC梁に関するシートの補強効果
を適切に再現可能なコンクリートモデルの適用性を検
証した．本研究で得られた事項を整理すると，以下の
ように示される．

1) 無補強 RC梁に関しては，軟化領域の有無によら
ず，いずれのモデルも耐衝撃挙動を概ね再現可能
である．

2) シート補強 RC梁に関しては，Karagozian & Case
Concrete（KCC）モデルの場合には，分割数に関わ
らず FRP シートの補強効果を適切評価すること
は困難である．

3) 一方で，Conncrete Surface Cap（CSC）モデルの場
合には，分割数を無補強 RC梁の場合と同程度に
分割することにより，最大変位はある程度評価可
能であるが，除荷後の FRP シートのひずみ分布
や減衰自由振動状態を再現できるには至らない．
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図－ 12 各時系列における AFRPシートの軸方向ひずみ分布の比較（KCCモデル・CSCモデル： L = 25
mm，提案モデル：L = 6.25 mm）

また，要素長を小さくする場合には適切な解を得
ることは困難である．

4) 提案のモデルを適用する場合には，要素長を 6
mm程度まで小さくすることにより精度を向上さ
せることが可能となり，各種時刻歴応答波形やひ
び割れ分布および，時系列の AFRPシートの軸方
向ひずみ分布を適切に再現可能である．

今後は，入力エネルギーを変化させた場合や，シート
の剥離・破断現象の再現を含め，より詳細な構成則の
検証が必要であると考えられる．また，RC梁のみな
らず RC 版や実規模構造物を対象に FRP 材を用いて
補強した場合についても，同様の検討が必要であり，
提案モデルの適用性や汎用性についてさらなる検証を
実施していく予定である．
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