
1/10

静的地震荷重に対する単層ラチスドームの座屈耐力

BUCKLING STRENGTH OF SINGLE LAYER LATTICE DOMES
UNDER STATIC SEISMIC LOAD

小 河 利 行＊ 1， 山 岡 幸 介＊ 2， 箕 輪 健 一＊ 3， 竹 内 　徹＊ 4

Toshiyuki OGAWA, Kousuke YAMAOKA, Ken’ichi MINOWA and Toru TAKEUCHI

1.　序

　単層ラチスドームは面外剛性が小さく座屈荷重が設計のクライテ

リアとなるため，座屈荷重を適切に評価することが重要である。座

屈荷重は荷重条件により異なり，様々な荷重分布に対して研究がな

されている。固定荷重や積雪荷重を想定した静的荷重に対する単層

ラチスドームの座屈荷重に関する研究の成果は文献 1-3) にまとめ

られ，ラチス構造を有効剛性を用いて連続体に置換することにより

座屈荷重を推定する手法や，特定部材の座屈応力度と正規化細長比

Λ e より単層ラチスドームの座屈荷重を推定する手法が提案されて

いる。この正規化細長比に用いた評価方法の適用性については，荷

重不整，形状初期不整等を有する場合においても検討され，複層ラ

チスシェルや HP ラチスシェルのような構造物に対しても適用可能

であることが明らかにされている 4-5)。一方，地震荷重に対するラ

チスドームの耐力に関しては以下のような研究が挙げられる。加藤

ら 6)，村田 7) は鉛直および水平地震動に対する崩壊加速度について

考察している。加藤ら 8)，熊谷・小河 9) はステップ波，単一パルス

波のような周期特性の明確である動的荷重に対して崩壊加速度の分

析をしている。また，加藤・中澤ら 10-12) は 100 ｍスパンの単層ラチ

スドームを対象に時刻歴応答解析により最大応答値を示す時刻での

応答加速度分布に基づき静的地震荷重を設定し，これを固定荷重に

加えて増分させた際の静的座屈荷重を時刻歴応答解析による動的座

屈荷重と比較するとともに，修正ダンカレー式による評価を試みて

いる。しかし，入力位相に依存するラチスドームの動的座屈性状は

形状規模に依存し，これらのパラメータの影響を把握することが難

しい。筆者らは文献 13) で種々のラチスドームに対して提案された

静的地震荷重 14-15) に着目し，静的地震荷重の鉛直成分に比例した

逆対称分布荷重を受ける際の座屈性状について検討している。しか

し，上記検討は複数のパラメータを変化させて行われているものの，

ドーム形状について一般化された表現とはなっていない。

　そこで本研究では上記検討をより一般化し，単層ラチスドームを

対象として，既往の研究で提案されている静的地震荷重 14-16) に比

例した分布荷重に対する座屈耐力を連続体置換法による線形座屈荷

重から誘導することを試みる。連続体置換法による線形座屈荷重

式の誘導に関する研究には，坪井 17) による偏平シェルを対象とし

たもの，加藤・山下ら 18-20) による 2 方向格子シェルやブレース補

剛 2 方向格子シェルを対象としたもの，山田（聖）21) による単層

円筒ラチスを対象としたもの，著者ら 22-23) による鞍型 HP ラチス

シェルを対象としたもの等がある。しかし，これらは固定荷重を模

した鉛直等分布荷重に対して座屈荷重式を誘導したものであり，地

震荷重を模した逆対称分布荷重に対して誘導したものは見あたらな
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い。なお通常，構造物は地震時に固定荷重を受けている状態で地震

荷重を受けるものの，地震時の座屈荷重に対する固定荷重の影響は

常時・積雪時等の条件によっても異なる。また，これらの荷重を受

けない状態は，地震時の座屈荷重の上界になると考えられる。この

ため，まずはこれらの影響を除いて座屈荷重をとらえることが研究

の端緒となる。そこで本研究では，静的地震荷重に対する座屈に関

する第一段階の検討として，固定荷重を受けない状態での逆対称分

布荷重による座屈性状を分析し，鉛直等分布荷重に対する座屈性状

との比較を行う。まず，静的地震荷重の水平成分の分布形状の違い

が座屈荷重に与える影響について分析する。次に，連続体置換法に

よる線形座屈荷重の評価を行い，幾何学的非線形性を考慮した弾性

および弾塑性座屈解析による座屈耐力との比較を行い，ノックダウ

ンファクターおよび正規化細長比 Λ e を用いた修正ダンカレー式に

よる換算を試みる。さらに，より簡易な評価手法として固定荷重に

対する座屈耐力と静的地震荷重に対する座屈耐力の関係の評価式を

提案し，時刻歴応答座屈解析と比較することでその有効性を確認す

る。なお，座屈評価式の誘導は固定荷重および静的地震荷重を分離

して行うが，最終的な動的座屈解析時には固定荷重（常時）の影響

も確認する。

2.　解析モデルおよび解析概要

　解析モデル　対象とする解析モデルは，図 1 および表 1 に示す

スパン約 80m のパラレルラメラドームである。半開角 θ は 20°, 30°, 

40° の 3 種類とする。節点 A, O, A' を通る円弧を稜線と呼ぶ。部材

接合部は剛接合とする。稜線上の部材長さ l0 は 5.2m とする。境界

条件は全外周節点をピン支持，または図 1 に示すような放射方向に

移動可能なピン・ローラー支持（以下，ローラー支持）とする。表

2 に部材諸元を示す。部材は円形鋼管とする。ラチス材は稜線上の

部材 l0 における部材細長比 λ が 42, 56, 79 となる単一断面とする。

ラチス材の材料特性は図 3 および表 3 に示すような bi-linear 型を仮

定する。テンションリングはラチス材に対して 6 倍程度の断面積

を有するよう設定する 24)。なお，テンションリングは弾性とする。

モデル名は表 1 の右に示すように，D( または FD)[ 境界条件 ][ 半開

角 ]λ[ 細長比 ] と表す。なお，FD は屋根モデル (D) に下部構造を付

加したモデルである。ここで，下部構造は文献 14) と同様に，柱脚

はピン支持，柱頭とテンションリング間はピン接合とする。

　解析概要　解析方法は静的座屈解析，動的応答解析である。静的

座屈解析では，線形固有値解析，幾何学的非線形を考慮した弾性

および弾塑性座屈解析の 3 種類を行う。座屈解析における釣合経路

の探索には弧長増分法を用いる。動的応答解析では，モード間の

相関を考慮する CQC 法を用いた応答スペクトル解析（以下，CQC

法）と時刻歴応答解析を行う。時刻歴応答解析における数値積分法

に Newmark β 法 (β =1/4) を用い，解析時間刻みは 1 次固有周期の約

1/100 となる 0.005 秒とする。解析モデルの減衰は Reyleigh 型とし，

減衰定数 h は 1 次と 2 次のモードに対し 2% とする。部材要素は，

文献 25-27) と同様の線材要素とし，文献 23) と同様に軸方向に 2 点，

周方向に 16 点の積分点を設け，これらの点において応力−歪み関係

の追跡および弾塑性判定を行う。ラチス材には材軸方向の中央に節

点を設け，一部材を二要素に分割することで部材座屈を考慮する。

　載荷荷重　静的座屈解析での載荷荷重分布は，固定荷重に比例し

た鉛直等分布荷重または静的地震荷重に比例した分布荷重 ( 逆対称

+ 水平荷重 ) である。静的地震荷重は半開角 40° 以下で提案された

x 方向水平地震動を入力時の応答加速度 14-15) と各節点の質量の積よ

り算出される荷重 ( 表 4) とする。なお，この荷重は下部構造を付

加した面外剛性の比較的大きなラチスドームに対して主要モードに

よる応答加速度分布を正弦波型の形状で包括するように定められ，

この荷重を載荷した時の部材応力は誤差はあるものの地震時の最大

応力を概ね評価できることが示されている。つまり，このような荷

重を静的に載荷することにより座屈耐力を評価することが可能であ

ると考えられる。静的地震荷重の鉛直成分は，鉛直応答増幅率 FV

によらず図 1 に示すような正弦波 1 波型の分布形状となる逆対称荷

重である。水平成分は水平応答増幅率 FH により異なる分布荷重と

なる ( 図 3)。逆対称 + 水平荷重の水平成分の最大値に対する鉛直成

分の最大値の比 pVmax/pHmax は応答増幅率の比 FV/FH と同値である。

図 4 に応答増幅率を示す。図に示すように水平応答増幅率 FH およ

び応答増幅率の比 FV/FH は周期比 RT に依存する。なお，屋根部と

下部構造の共振を考慮した応答増幅率 FV'，FH' は質量比 RM にも依

表 1　形状諸元

半開角θ (°) 20 30 40
ドームのスパン L (cm) 8153 7946 7663

ドームの曲率半径 RD (cm) 11918 7946 5961
ドームのライズ HD  (cm) 719 1065 1395
稜線上の部材長さ l0 (cm) 520

モデル名

① FD : 下部付加モデル
　 D   ： 屋根モデル
② p    ： ピン支持
　 r     ： ローラー支持
③半開角 (°)
④稜線部材細長比

①②③ ④

FDp30λ56

図 1　解析モデル（単層ラチスドーム）

(a) 平面図 ( ローラー支持，θ =40°） (b) 立面図 (θ =40°）

参照節点
N1 :等分布荷重
N2 :逆対称+水平荷重 ,
　    台形 + 水平荷重

放射方向移動可能

xy 平面移動可能

x

A'OA

N2 N1

R
L

テンションリング

ラチス材 pHmax

pVmax

pVmax

θ

z

y

逆対称荷重 (AOA' 上 )

台形型荷重 (AOA' 上 )

表 2　部材諸元

ラチス材の部材細長比λ 42 56 79

ラ
チ
ス
材

外径 d0 (cm) 35.56 26.74 19.07
厚み t (cm) 0.95 0.70 0.53

断面積 A (cm2) 103 57 31
断面 2 次モーメント I (cm4) 15478 4857 1327

テ
ン
シ
ョ
ン

リ
ン
グ

外径 d0 (cm) 70.00 55.00 40.64
厚み t (cm) 3.20 2.20 1.60

断面積 A (cm2) 672 365 196
断面 2 次モーメント I (cm4) 375435 127391 37449

表 3　材料特性

ヤング係数

E (N/mm2) 2.06×105

ひずみ硬化勾配

Et (N/mm2) 2.06×103

降伏応力度

σ y (N/mm2) 295
図 2　ラチス材の材料特性

−σ y

σ y
Et

E
ε y

− ε y ε

σ
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x 方向水平地震動を入力時の応答加速度 14-15) と各節点の質量の積よ

り算出される荷重 ( 表 4) とする。なお，この荷重は下部構造を付

加した面外剛性の比較的大きなラチスドームに対して主要モードに

よる応答加速度分布を正弦波型の形状で包括するように定められ，

この荷重を載荷した時の部材応力は誤差はあるものの地震時の最大

応力を概ね評価できることが示されている。つまり，このような荷

重を静的に載荷することにより座屈耐力を評価することが可能であ

ると考えられる。静的地震荷重の鉛直成分は，鉛直応答増幅率 FV

によらず図 1 に示すような正弦波 1 波型の分布形状となる逆対称荷

重である。水平成分は水平応答増幅率 FH により異なる分布荷重と

なる ( 図 3)。逆対称 + 水平荷重の水平成分の最大値に対する鉛直成

分の最大値の比 pVmax/pHmax は応答増幅率の比 FV/FH と同値である。

図 4 に応答増幅率を示す。図に示すように水平応答増幅率 FH およ

び応答増幅率の比 FV/FH は周期比 RT に依存する。なお，屋根部と

下部構造の共振を考慮した応答増幅率 FV'，FH' は質量比 RM にも依

表 1　形状諸元

半開角θ (°) 20 30 40
ドームのスパン L (cm) 8153 7946 7663

ドームの曲率半径 RD (cm) 11918 7946 5961
ドームのライズ HD  (cm) 719 1065 1395
稜線上の部材長さ l0 (cm) 520

モデル名

① FD : 下部付加モデル
　 D   ： 屋根モデル
② p    ： ピン支持
　 r     ： ローラー支持
③半開角 (°)
④稜線部材細長比

①②③ ④

FDp30λ56

図 1　解析モデル（単層ラチスドーム）

(a) 平面図 ( ローラー支持，θ =40°） (b) 立面図 (θ =40°）

参照節点
N1 :等分布荷重
N2 :逆対称+水平荷重 ,
　    台形 + 水平荷重

放射方向移動可能

xy 平面移動可能

x

A'OA

N2 N1

R
L

テンションリング

ラチス材 pHmax

pVmax

pVmax

θ

z

y

逆対称荷重 (AOA' 上 )

台形型荷重 (AOA' 上 )

表 2　部材諸元

ラチス材の部材細長比λ 42 56 79

ラ
チ
ス
材

外径 d0 (cm) 35.56 26.74 19.07
厚み t (cm) 0.95 0.70 0.53

断面積 A (cm2) 103 57 31
断面 2 次モーメント I (cm4) 15478 4857 1327

テ
ン
シ
ョ
ン

リ
ン
グ

外径 d0 (cm) 70.00 55.00 40.64
厚み t (cm) 3.20 2.20 1.60

断面積 A (cm2) 672 365 196
断面 2 次モーメント I (cm4) 375435 127391 37449

表 3　材料特性

ヤング係数

E (N/mm2) 2.06×105

ひずみ硬化勾配

Et (N/mm2) 2.06×103

降伏応力度

σ y (N/mm2) 295
図 2　ラチス材の材料特性

−σ y

σ y
Et

E
ε y

− ε y ε

σ
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存する。

　また，加藤ら 16) が提案した静的地震荷重に比例した分布荷重 ( 台

形 +水平荷重 )に対しても静的座屈解析を行い座屈荷重を分析する。

この分布荷重の鉛直成分は図 1 に示すような台形型の逆対称荷重

である（以下，台形型荷重）。なお，この台形型荷重は下部構造を

付加していない面外剛性の小さい単層ラチスドーム（RT=0 に相当）

を対象に高次振動モードの影響も考慮することで鉛直応答加速度分

布が台形型になることに着目して定められ，半開角毎に補正係数を

設けるとともに水平荷重と鉛直荷重の位相を考慮することで地震時

の軸力分布を評価できることが示されている。

　座屈荷重　鉛直分布荷重の最大値に対応した節点を参照節点と

呼ぶ。参照節点は等分布荷重においてはドーム頂部の節点 N1，逆

対称 + 水平荷重および台形 + 水平荷重においては節点 N2 となる

( 図 1)。本研究では，座屈時の参照節点における鉛直方向の荷重値

を座屈荷重と定義する。

3.　水平荷重の分布形状の違いが座屈荷重に与える影響

　x 方向水平地震動を受ける単層ラチスドームでは，応答加速度の

水平成分の分布が屋根部と下部構造の周期比により異なることが既

往の研究 14-15) で明らかにされている。図 4 に示すように水平応答

増幅率 FH がとる範囲は 1~3 であり，水平応答増幅率 FH を 1, 2, 3 と

した際の逆対称 + 水平荷重の水平成分は図 3 に示す分布形状とな

る。水平荷重は FH が 1 の場合では等分布となり，FH が 1 より大き

い場合では節点 O で最大となる分布となる。そこで本章では，こ

のような分布形状の差が座屈荷重に与える影響を分析する。

　線形座屈性状　図 5 に逆対称荷重下または +x 方向に水平荷重を

載荷した際の 1 次座屈モードを示す。水平荷重下の 1 次座屈モード

は水平荷重の分布形状によらず逆対称荷重下と類似した座屈モード

形状を示す。これは，図 6 に示す水平荷重下での軸力分布が逆対称

荷重下と同様の分布となるためである。言い換えれば，+x 方向に

水平荷重を載荷した場合に，軸力分布が逆対称荷重下と同様の分布

となるため，静的地震荷重に対する座屈に関して危険側の位相とな

る。以降，水平荷重の載荷方向は，文献 14-15) において提案され

ているとおり +x 方向とする。

　弾塑性座屈荷重　逆対称 + 水平荷重の水平成分に対する鉛直成

分の比 pVmax/pHmax が等しいものの，水平成分の分布形状が異なる場

合（周期比 RT=0, 1.25）について弾塑性座屈荷重を分析する。なお，

RT=0 は下部構造の剛性が十分高く屋根部が地震動を直接受ける状

態を，RT=1.25 は屋根部に比べ下部構造の剛性が低く RT=0 に比べ屋

根部が地震動を直接受けにくい状態を想定している。以下にそれぞ

れの応答増幅率を示す。

 RT=0 ：FV=3CVθ，FH=3，比 FV/FH=CVθ　 ( 図 3(c))

 RT=1.25 ：FV=CVθ，FH=1，比 FV/FH=CVθ　 ( 図 3(a))

　RT を 0 または 1.25 とした逆対称 + 水平荷重下での弾塑性座屈解

析による鉛直荷重−鉛直変位関係を図 7 に示す。図中の△は初期降

伏荷重であり，最初に部材降伏が発生した時の荷重とする。部材降

伏は 2 章において説明した積分点が 1 点でも降伏応力度に達した場

合として定義する。図中の○は弾塑性座屈荷重であり，荷重−変位

関係における最初の極大点となる荷重とする。荷重−変位関係は RT

によらず同じ推移を示す。水平等分布荷重である RT=1.25 における

表 4　静的地震荷重 14-15)（逆対称 + 水平荷重）

Aeq：等価 1 質点系の応答加速度，x,y：ドーム頂部を原点とする xy 座標，

FV , FH：鉛直，水平応答増幅率，FV', FH'：屋根部と下部構造の共振を考慮した鉛直 , 
水平応答増幅率の修正値，TR：屋根部の逆対称 1 波型の振動モードの固有周期，

Teq：等価 1 質点系の固有周期，RT：周期比 (RT=Teq/TR)，MR：屋根部の質量，

Meq：等価 1 質点系の質量，MR'：振動に関与する屋根部の質量 (MR'=0.55･MR)，
RM：質量比 (RM=Meq/MR')，CV：係数 (CV=1.85)，θ：半開角 (rad)

鉛直方向 水平方向

静的地震荷重

pV (x,y), pH (x,y)
π
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+
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図 5　1 次座屈モード（線形座屈時，Dp30λ56）
(a) 逆対称荷重

(i) アイソメ (i) アイソメ (i) アイソメ

(ii) 立面図 (ii) 立面図 (ii) 立面図

(b) 水平荷重 (FH =1) (c) 水平荷重 (FH =3)

y
z

y xz

0

50

100

150

0 10 20 30 0 10 20 300 10 20 30

図7　鉛直荷重−鉛直変位関係（逆対称+水平荷重 (RT =0, 1.25)，弾塑性座屈解析）

(a) Dp20λ56 (b) Dp30λ56 (c) Dp40λ56
δN2
(cm)

P
 pl
N2

(kN)

δN2
(cm)

δN2
(cm)

RT=0

RT=0

RT=0

RT=1.25

RT=1.25
RT=1.25

弾塑性座屈荷重
初期降伏荷重

弾塑性座屈荷重
初期降伏荷重

弾塑性座屈荷重
初期降伏荷重

図 6　軸力分布（線形座屈時，Dp30λ56）
(a) 逆対称荷重 (b) 水平荷重 (FH =1) (c) 水平荷重 (FH =3)

y

x

圧縮軸力 引張軸力

RT

図 4　応答増幅率 14-15)( 半開角 θ=30°)
(a) 鉛直応答増幅率 FV (b) 水平応答増幅率 FH (c) 応答増幅率の比 FV/FH
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FHFV 
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FV' 15)
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FV'/FH' 15)
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14)

FH' 15)

図 3　逆対称 + 水平荷重の水平成分の分布形状 ( 稜線 AOA' 上 )
(a)水平応答増幅率FH=1 (b) 水平応答増幅率 FH=2 (c)水平応答増幅率FH=3
A A'O A A'O A A'O

pHmax
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水平方向
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弾塑性座屈荷重は等分布でない RT=0 に比べて若干小さい値となり，

水平荷重の分布形状が座屈荷重に与える影響は小さい。そこで以降

では，逆対称 + 水平荷重および台形 + 水平荷重の水平成分は水平

等分布荷重として扱う。

4.　静的地震荷重に比例した分布荷重に対する座屈性状

　応答増幅率の比 FV/FH（=pVmax/pHmax）は，図 4(c) に示すように，

屋根部と下部構造の周期比により 0~2程度の範囲をとる。このため，

対象とする単層ラチスドームを包括的に分析するために，逆対称 +

水平荷重および台形 + 水平荷重の水平成分と鉛直成分の大きさの

関係について以下に示すようなパラメータを設ける。

 pVmax : pHmax = 1:0, 1:0.3, 1:0.5, 1:1, 1:2

4.1.　単層ラチスドームの線形座屈荷重評価

4.1.1.　連続体置換法による線形座屈荷重式の導出

　本研究で扱う分布荷重を受ける単層ラチスドームの線形座屈荷重

を連続体置換法により導出する。ここでは，ドーム形状を次式で表

し，ねじり率 ∂2z/∂x∂y が 0 である EP シェル形状で近似する。

 = − −z x R y R/ (2 ) / (2 )2 2  (1)

ここに，x, y, z は xyz 座標，R は曲率半径である。

文献 17-23) と同様に，シェルが偏平であると仮定して微分方程式

の固有値として座屈荷重式を導出する。微小要素における釣り合い

式 ( 式 (2))，ひずみと変位の関係式 ( 式 (3))，応力とひずみ，曲げ

およびねじりモーメントと変位の関係式 ( 式 (4)) を示す。
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ここに，X, Y, Z は x, y, z 方向に対する外圧力，u, v, w は x, y, z 方向に

対する変位，ε x, ε y は x, y 方向のひずみ，γ xy はせん断ひずみ，N, Nxy, 

M, Mxy はそれぞれ軸応力，せん断応力，曲げモーメント，ねじりモー

メント，K, Kxy, D, Dxy はそれぞれ板の伸び剛性，せん断剛性，曲げ

剛性，ねじり剛性，ν はポアソン比，kx, ky は曲率 ∂2z/∂x2,∂2z/∂y2 である。

なお，座屈前は完全な膜応力状態が成立していると仮定し，膜応力

による変形は座屈による変形に比べ非常に小さく，座屈前後におい

て微小要素に作用する各応力は次のように変化すると仮定する。

　　

  座屈前　　　   座屈後

　Nx0   →　  Nx0+Nx

　Ny0   →　  Ny0+Ny

　Nxy0(=0)   →　 　 Nxy

  座屈前　　　   座屈後

　Mx0(=0)   →　　 Mx

　My0(=0)   →　　 My

　Mxy0(=0)  →　　 Mxy

式 (2) より座屈前後の釣り合いの方程式をたて，座屈により生じる

応力の応力関数 φ を次式で定義する。
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∂
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式 (3) より求まる適合条件式と座屈前後の釣り合い方程式より次式

を得る。
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ここに， ν= −K K(1 )2 である。

座屈モード w は，座屈荷重式の算出が容易な上に安全側の評価と

なるように，境界条件を周辺単純支持として式 (7) により仮定する。

 π π{ }( ){ }( )= + +w B m x L L n y L Lsin ' 2 / sin ' 2 /mn x x y y  (7)

ここに，m', n' は x, y 方向の座屈モードの半波の個数，Lx, Ly は x, y

方向のスパンである。

ここで，外圧力と膜応力の関係を示す。本研究で扱う鉛直外圧力

pV に対する座屈前の応力は，pV による曲げ応力が局所荷重の場合

のようには大きくないと考えられるため，文献 17) を参考に鉛直荷

重の分布を局所的に等分布な荷重と近似して，次式で表される pV

と同様の分布を有する膜応力として仮定する。
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なお，これらの応力 Nx0', Ny0' の分布は，図 6 (a) に示す軸力分布と

概ね良い対応を示す。また，水平外圧力 pH（等分布）に対する座

屈前の応力は，周辺ピン支持の場合を想定し，式 (2) を満たすよう

に次式で表現する。

= − = − =N x y p x N x y
k
k
N

k
k
p x''( , ) , ''( , ) ''x H y

x

y
x

x

y
H0 0 0  (9)

ここに，L はドームのスパンであり，x, y の領域はドーム頂点を原

点とし -L/2 から L/2 とする。

なお，本研究のローラー支持もテンションリングの存在のために周

辺ピン支持の条件に近いと考えられる。次に，ドームの面外剛性

が小さいことと図 6 に示すように水平荷重下の軸力分布が逆対称荷

重下と類似した分布であることを考慮して，応力 Nx0', Nx0'' および

Ny0', Ny0'' を逆対称荷重が最大となる位置（(x,y) = (-L/4,0)）で重ね合

わせる。
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ここに，pVmax，pHmax は pV(x,y)，pH(x,y) の最大値であり，pHmax/pVmax

はモデルの半開角および周期比により定まる定数である。

式 (6)~(10) より，線形座屈荷重式は次式で表せる。

Ee：等価ヤング係数（Ee=EA / (3l0 rg)），te   ：等価シェル厚（te =2√3rg）

rg  ：ラチス材の断面 2 次半径（rg= I A/ ），E  ：ラチス材のヤング係数

A   ：ラチス材の断面積，  I    ：ラチス材の断面 2 次モーメント，l0  ：ラチス材の基準長さ

表 5　有効剛性（等方性）3,18-19,28)

伸び剛性 K せん断剛性 Kxy 曲げ剛性 D ねじり剛性 Dxy ポアソン比ν

ν( )−

E t

1
e e
2 ν( )+

E t
2 1

e e

ν( )−

E t

12 1
e e
3

2 ν( )+
E t

12 1
e e
3

1/3

－ 1526 －
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弾塑性座屈荷重は等分布でない RT=0 に比べて若干小さい値となり，

水平荷重の分布形状が座屈荷重に与える影響は小さい。そこで以降

では，逆対称 + 水平荷重および台形 + 水平荷重の水平成分は水平

等分布荷重として扱う。

4.　静的地震荷重に比例した分布荷重に対する座屈性状

　応答増幅率の比 FV/FH（=pVmax/pHmax）は，図 4(c) に示すように，

屋根部と下部構造の周期比により 0~2程度の範囲をとる。このため，

対象とする単層ラチスドームを包括的に分析するために，逆対称 +

水平荷重および台形 + 水平荷重の水平成分と鉛直成分の大きさの

関係について以下に示すようなパラメータを設ける。

 pVmax : pHmax = 1:0, 1:0.3, 1:0.5, 1:1, 1:2

4.1.　単層ラチスドームの線形座屈荷重評価

4.1.1.　連続体置換法による線形座屈荷重式の導出

　本研究で扱う分布荷重を受ける単層ラチスドームの線形座屈荷重

を連続体置換法により導出する。ここでは，ドーム形状を次式で表

し，ねじり率 ∂2z/∂x∂y が 0 である EP シェル形状で近似する。

 = − −z x R y R/ (2 ) / (2 )2 2  (1)

ここに，x, y, z は xyz 座標，R は曲率半径である。

文献 17-23) と同様に，シェルが偏平であると仮定して微分方程式

の固有値として座屈荷重式を導出する。微小要素における釣り合い

式 ( 式 (2))，ひずみと変位の関係式 ( 式 (3))，応力とひずみ，曲げ

およびねじりモーメントと変位の関係式 ( 式 (4)) を示す。
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ここに，X, Y, Z は x, y, z 方向に対する外圧力，u, v, w は x, y, z 方向に

対する変位，ε x, ε y は x, y 方向のひずみ，γ xy はせん断ひずみ，N, Nxy, 

M, Mxy はそれぞれ軸応力，せん断応力，曲げモーメント，ねじりモー

メント，K, Kxy, D, Dxy はそれぞれ板の伸び剛性，せん断剛性，曲げ

剛性，ねじり剛性，ν はポアソン比，kx, ky は曲率 ∂2z/∂x2,∂2z/∂y2 である。

なお，座屈前は完全な膜応力状態が成立していると仮定し，膜応力

による変形は座屈による変形に比べ非常に小さく，座屈前後におい

て微小要素に作用する各応力は次のように変化すると仮定する。

　　

  座屈前　　　   座屈後

　Nx0   →　  Nx0+Nx

　Ny0   →　  Ny0+Ny

　Nxy0(=0)   →　 　 Nxy

  座屈前　　　   座屈後

　Mx0(=0)   →　　 Mx

　My0(=0)   →　　 My

　Mxy0(=0)  →　　 Mxy

式 (2) より座屈前後の釣り合いの方程式をたて，座屈により生じる

応力の応力関数 φ を次式で定義する。
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式 (3) より求まる適合条件式と座屈前後の釣り合い方程式より次式

を得る。
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ここに， ν= −K K(1 )2 である。

座屈モード w は，座屈荷重式の算出が容易な上に安全側の評価と

なるように，境界条件を周辺単純支持として式 (7) により仮定する。

 π π{ }( ){ }( )= + +w B m x L L n y L Lsin ' 2 / sin ' 2 /mn x x y y  (7)

ここに，m', n' は x, y 方向の座屈モードの半波の個数，Lx, Ly は x, y

方向のスパンである。

ここで，外圧力と膜応力の関係を示す。本研究で扱う鉛直外圧力

pV に対する座屈前の応力は，pV による曲げ応力が局所荷重の場合

のようには大きくないと考えられるため，文献 17) を参考に鉛直荷

重の分布を局所的に等分布な荷重と近似して，次式で表される pV

と同様の分布を有する膜応力として仮定する。
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なお，これらの応力 Nx0', Ny0' の分布は，図 6 (a) に示す軸力分布と

概ね良い対応を示す。また，水平外圧力 pH（等分布）に対する座

屈前の応力は，周辺ピン支持の場合を想定し，式 (2) を満たすよう

に次式で表現する。

= − = − =N x y p x N x y
k
k
N

k
k
p x''( , ) , ''( , ) ''x H y

x

y
x

x

y
H0 0 0  (9)

ここに，L はドームのスパンであり，x, y の領域はドーム頂点を原

点とし -L/2 から L/2 とする。

なお，本研究のローラー支持もテンションリングの存在のために周

辺ピン支持の条件に近いと考えられる。次に，ドームの面外剛性

が小さいことと図 6 に示すように水平荷重下の軸力分布が逆対称荷

重下と類似した分布であることを考慮して，応力 Nx0', Nx0'' および

Ny0', Ny0'' を逆対称荷重が最大となる位置（(x,y) = (-L/4,0)）で重ね合

わせる。
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 (10)

ここに，pVmax，pHmax は pV(x,y)，pH(x,y) の最大値であり，pHmax/pVmax

はモデルの半開角および周期比により定まる定数である。

式 (6)~(10) より，線形座屈荷重式は次式で表せる。

Ee：等価ヤング係数（Ee=EA / (3l0 rg)），te   ：等価シェル厚（te =2√3rg）

rg  ：ラチス材の断面 2 次半径（rg= I A/ ），E  ：ラチス材のヤング係数

A   ：ラチス材の断面積，  I    ：ラチス材の断面 2 次モーメント，l0  ：ラチス材の基準長さ

表 5　有効剛性（等方性）3,18-19,28)

伸び剛性 K せん断剛性 Kxy 曲げ剛性 D ねじり剛性 Dxy ポアソン比ν
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ここに，Anode は節点あたりの支配面積，cmn=(n'/Ly)/(m'/Lx) である。

ここで，式 (11) の 2 行目に相加相乗平均の関係を用い，表 5 で表

される有効剛性 3,18-19,28) を代入すると，線形座屈荷重式は次式で表

される。

P A
c

c c p p
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l r R

1

1 1 / sin
2 6
/cr

lin
node

mn

mn mn Hmax Vmax g

2

2 2
0

2θ( ) ( )( )
=

+

+ + −
⋅  (12)

ここに，θ は半開角 (rad) である。

さらに，静的地震荷重の場合には cmn が 0 より大きい値から無限大

までをとることを考慮して式 (12) の下界を抑えると，線形座屈荷

重式は次式で表される。

θ ( )( )=
+

⋅P A
p p
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l r R

1
1 / sin

2 6
/cr

lin
node

Hmax Vmax g0
2  (13)

なお，これは等分布荷重下においても成立する式である。ただし，

等分布荷重下において下限値を与える cmn は 1.0 である。一方，静

的地震荷重下の場合，式 (11) の下界を抑える過程に伴い， 座屈モー

ドの半波数 n' は式 (12) の極小値をとる cmn から無限大になると推

測でき，m' は相加相乗平均の等号が成り立つ場合の条件から推測

できる。しかし，式 (10) による座屈前の応力は逆対称荷重が最大

となる位置（(x,y) = (-L/4,0)）でのみしか成り立っていないため，こ

のときの半波数 m'，n' は実際の座屈モードと対応しない。なお，パ

ラレルラメラドームの各節点あたりの支配面積Anodeは√3l02/2とする 3)。

また以降では，式 (13) より算出される座屈荷重を理論値と呼ぶ。

4.1.2.　線形座屈モードの分析

　本項では線形座屈モードを分析する。図 8 に線形固有値解析にお

ける 1 次座屈モードを示す。等分布荷重下での 1 次座屈モードは全

(B) 逆対称荷重 (pVmax:pHmax=1:0)
図 8　1 次座屈モード（線形座屈時）

(A) 等分布荷重

(a) Dp30λ42 (a) Dp20λ56 (b) Dp30λ56 (c) Dp40λ56 (a) Dp30λ56 (a) Dp30λ56
(ii) 立面図 (ii) 立面図 (ii) 立面図 (ii) 立面図 (ii) 立面図 (ii) 立面図

(i) アイソメ (i) アイソメ (i) アイソメ (i) アイソメ (i) アイソメ (i) アイソメ

(C) 逆対称 + 水平荷重 (1:1) (D) 台形 + 水平荷重 (1:1)
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図 9　線形座屈荷重

(A) 等分布荷重 ( 節点 N1)
半開角θ  (°) 分布荷重の比 pHmax /pVmax 分布荷重の比 pHmax /pVmax 分布荷重の比 pHmax /pVmax 分布荷重の比 pHmax /pVmax

(B) 逆対称 + 水平荷重 (λ=42, N2) (C) 逆対称 + 水平荷重 (λ=56, N2) (D) 逆対称 + 水平荷重 (λ=79, N2) (E) 台形 + 水平荷重 (λ=56, N2)
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図 10　ノックダウンファクター α0

(A) 等分布荷重 (B) 逆対称 + 水平荷重

ピン支持 鉛直:水平
λ=42
λ=56
λ=79

1:0 (逆対称荷重)
1:0.3, 1:0.5, 1:1
1:2

ローラー支持

α0α0

θ (°) θ (°)
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λ=56
λ=79

ピン ローラー支持

ピン :Uα0=0.7

ローラー :
Uα0=0.5

体に変位が見られ，概ねのモデルにおいてモード形状は頂点を中心

に同心円状に変位の見られる全体座屈モードを呈する。一方，逆対

称荷重，逆対称 + 水平荷重および台形 + 水平荷重下では鉛直下向

き荷重を受ける部分に変位が見られ，y 方向に座屈半波数を複数持

つモード形状を呈する。このとき，変位の大きい y 方向の座屈半波

数は 3~5 程度であり，x 方向の座屈半波長に比べ y 方向の座屈半波

長は短い。なお，パラレルラメラドームでの逆対称荷重下での座屈

モード形状は 3 方向グリッドドーム 13) と同様の形状となる。

　図 9 に参照節点での線形座屈荷重 Plin
cr を示す。各分布荷重下での

線形座屈荷重は，半開角が大きく，細長比が小さくなるに伴い大き

くなる。同一モデルにおいて各分布荷重下での線形座屈荷重を比較

すると，等分布荷重，逆対称荷重および台形型荷重下で概ね等しい

ことがわかる。また，逆対称 + 水平荷重および台形 + 水平荷重下

での線形座屈荷重は分布荷重の水平成分が鉛直成分に比べ大きくな

るに伴い低下する。なお，各分布荷重下での線形座屈荷重は式 (13)

より算出される理論値と概ねよい対応を示す。

4.2.　単層ラチスドームの弾性および弾塑性座屈荷重

4.2.1.　単層ラチスドームの弾性座屈荷重

　線形座屈荷重に対する弾性座屈荷重の比α0（ノックダウンファ

クター）を分析する。図 10 に各荷重下でのノックダウンファクター

α0 を示す。各荷重下でのノックダウンファクターは半開角および

細長比が小さくなるに伴い小さくなる。ピン支持の場合，ノックダ

ウンファクターの最小値は等分布荷重下で 0.7，逆対称 + 水平荷重

(pH/pV=0)

－ 1527 －
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下で 0.6 程度であり，後者の方が幾何学的非線形性の影響を受けや

すい。なお，時刻歴応答解析において最大応答値を示す時刻での応

答加速度分布に基づく静的地震荷重について同様な検討をしている

文献 11-12) の結果と比較すると，ほぼ同様な傾向を示すものの 0.5

程度と少し値が小さい。これは，本研究では固定荷重の影響を考慮

していないことが影響していると考えられる。一方，ローラー支持

の場合，逆対称 + 水平荷重下ではピン支持モデルと同程度であるが，

等分布荷重下では 0.5 程度に低下するため，等分布荷重下の方が幾

何学的非線形性の影響を受けやすい。なお，逆対称 + 水平荷重下で

のノックダウンファクターは逆対称荷重下に比べ若干大きくなる。

4.2.2.　単層ラチスドームの弾塑性座屈荷重

　図 11 に弾塑性座屈解析による参照節点での鉛直荷重−鉛直変位関
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勾配が緩やかになり，弾塑性座屈荷重が低下する。また，半開角が

大きくなるに伴い水平荷重による弾塑性座屈荷重の低下量が大きく

なる。これは，半開角が大きくなるに伴い水平荷重がシェルに対し

て面外方向に作用するために水平荷重による座屈荷重へ影響が大き

くなるためである。なお，このためライズの高いドームに対して線
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る必要があると考えられる。逆対称 + 水平荷重下での荷重−変位関
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パン L の 1/250 という基準より変形が概ね小さいため，本研究では

限界変形について詳しい分析は行わない。図には示していないが，
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生する。分布荷重の水平成分が鉛直成分に比べ大きくなるに伴い部

材降伏数が増大し，図 12(B) の で示す位置にも部材降伏が発生す

る。図には示していないが，これらの特徴は台形 + 水平荷重下で

も見られる。

4.2.3.　形状初期不整を有するモデルに対する座屈荷重

　ピン支持で細長比 56 で構成されたモデルを対象に逆対称 + 水平
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相似な形状とし，最大不整振幅 d0 は等価シェル厚 te の 0.2 倍とする。

　図 13 に弾塑性座屈解析による参照節点の鉛直荷重−鉛直変位関係
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小さく，弾塑性座屈荷重も小さい。一方，逆対称荷重下では完全形
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5.1.　修正ダンカレー式による弾塑性座屈荷重の評価

　既往の研究 2-3,13) において単層ラチスドームを対象として用いら

れる正規化細長比Λ e を用いた修正ダンカレー式による評価法を本

研究においても援用する。正規化細長比Λ e は次式で与えられる。

 Λ α= ⋅N N/ ( )e y cr
lin

0  (14)

ここに，Ny は降伏軸力，Nlin
cr は線形座屈解析において最大圧縮応力

－ 1528 －
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5.1.　修正ダンカレー式による弾塑性座屈荷重の評価

　既往の研究 2-3,13) において単層ラチスドームを対象として用いら

れる正規化細長比Λ e を用いた修正ダンカレー式による評価法を本

研究においても援用する。正規化細長比Λ e は次式で与えられる。
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度を示す部材の線形座屈軸力，α0 はノックダウンファクターである。

　図 14 に正規化細長比Λ e による軸力に換算した弾塑性座屈荷重の

評価を示す。縦軸は座屈軸力 Npl
cr を降伏軸力で無次元化したもので

ある。Npl
cr は次式で与えられる座屈軸力である。

 = ⋅N N P P( / )cr
pl

cr
pl

0 0  (15)

ここに，N0 は微小変形仮定のもとで，単位荷重P0 に対して計算され

る最大圧縮応力度を示す部材の軸力，Ppl
cr は弾塑性座屈荷重である。

図中に示す修正ダンカレー式は次式で与えられる。

 N N N N/ / 1.0e cr
pl

y cr
pl

y
2 2

Λ ( ) ( )+ =  (16)

各分布荷重下において修正ダンカレー式が弾塑性座屈荷重の下限値

となり，安全側に評価できる。ここで，ノックダウンファクター

α0 は，ピン支持，ローラー支持の両場合ともに，本研究では図 10

より等分布荷重下で 0.7，逆対称 + 水平荷重および台形 + 水平荷重

下で 0.6 とする。なお，ローラー支持の場合，等分布荷重下でのノッ

クダウンファクターは 0.5 程度であるものの，ピン支持同様に 0.7

としても安全側に評価可能である。ただし，初期不整を考慮した場

合には文献 2) に示されているように 0.5 を用いる必要があると考え

られる。また，時刻歴応答解析において最大応答値を示す時刻での

応答加速度分布に基づく静的地震荷重について検討した文献 11-12)

においても，ノックダウンファクターは 0.5 程度で評価できている。

ただし，この値は本研究における逆対称 + 水平荷重および台形 +

水平荷重下に用いた 0.6 に比べ小さい。このため，固定荷重を考慮

した場合，ノックダウンファクターには 0.5 程度の値を用いる必要

があると考えられる。

5.2.　連続体置換法による座屈荷重係数の評価

　修正ダンカレー式による評価手法は安全側に評価できるものの，

載荷荷重毎に線形固有値解析を行う必要があり計算コストが高い。

そこで，本項では連続体置換法を用いて簡易に座屈荷重係数の評価

を試みる。まず水平荷重による座屈荷重の低下を評価するために，

連続体置換法により逆対称荷重，台形型荷重下での座屈荷重 APcr に

対する逆対称 + 水平荷重，台形 + 水平荷重下での座屈荷重 SPcr の比

SPcr/APcr を導出する。

　ここで，線形弾性の理論に基づく連続体置換法により弾塑性座屈

荷重の評価を行う準備として，線形座屈荷重に対する弾塑性座屈荷

重の比α1（弾塑性座屈荷重の低減係数）を分析する。図 15 に弾塑

性座屈荷重の低減係数α1 を示す。図の横軸は逆対称 ( 台形型 ) 荷重

に対する弾塑性座屈荷重の低減係数 Aα1，縦軸は逆対称 ( 台形 )+ 水

平荷重に対する弾塑性座屈荷重の低減係数 Sα1 を示す。これらの低

減係数はモデル毎に概ね等しい。これより，水平荷重による幾何学

的非線形および材料非線形性の影響が小さいといえる。また，逆対

称 ( 台形型 ) 荷重下に対する逆対称 ( 台形 )+ 水平荷重下での座屈荷

重の比は，線形固有値解析と弾塑性座屈解析で等しいといえる。こ

の関係および線形座屈荷重式 ( 式 (13)) に基づき座屈荷重の比 SPcr/

APcr は次式で表される。

 
P
P

P
P p p
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ここに，添え字 lin，pl はそれぞれ線形および弾塑性を表す。

ここで，式 (17) の有効性について分析するために，図 16 に逆対称

荷重下での座屈荷重に対する逆対称 + 水平荷重下での座屈荷重の

比 SPcr/APcr と，台形型荷重下での座屈荷重に対する台形 + 水平荷

重下での座屈荷重の比 SPcr/APcr を示し，座屈解析値と式 (17) の対応

関係を分析する。式 (17) は座屈解析による線形および弾塑性座屈

荷重の比と概ね良い対応を示す。

　このように式 (17) の右の等号も解析結果を評価できているため，

固定荷重に対する弾塑性座屈荷重の荷重係数 ηU (=UPpl
cr/mg) と静的

地震荷重に対する弾塑性座屈荷重の荷重係数ηS (=APpl
cr'/mAeqFV) の比

は式 (17) を用いると次式のように展開される。
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ここに，APpl
cr', SPpl

cr' は節点 N2 の荷重値を用いて式 (19) により算出し
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た xy 座標 (-L/4,0) における逆対称荷重および逆対称 + 水平荷重下で

の弾塑性座屈荷重である。分布荷重の最大値の比 pHmax/pVmax は表 4

に示すように応答増幅率の比 FH/FV と同値である。

式 (18) の未知数である APpl
cr'/UPpl

cr の値を分析するために，図 17 に等

分布荷重に対する弾塑性座屈荷重 UPpl
cr と，逆対称荷重および台形

型荷重に対する弾塑性座屈荷重 APpl
cr' の関係を示す。ここで，(A) で

は，等分布荷重下での弾塑性座屈荷重を弾塑性座屈解析より求め，

(B) では，線形座屈荷重式（式 (13)）および修正ダンカレー式（式 (16)）

を用いて算出する。この (B) において修正ダンカレー式を用いるに

あたりノックダウンファクター α0 には，本研究の結果（図 14）が示

すように初期不整を考慮していない 0.7 と，文献 2) に示されている

ように初期不整を考慮した 0.5 を用いる。また，逆対称荷重下にお

ける APpl
cr' は式 (19) に節点 N2 における鉛直方向の荷重値を代入す

ることにより算出する。なお，(A) には 3 方向グリッドドームにお

ける弾塑性座屈荷重 13) を併せて示す。図より，等分布荷重と逆対

称荷重下での弾塑性座屈荷重の関係は半開角によらず概ね比例関係

にあることがわかる。そこで完全形状のピン支持のみを対象に同関

係を最小二乗法により表すと，弾塑性座屈解析の結果 (A) に対して

は APpl
cr'=0.86･UPpl

cr となる。また，下限値は，弾塑性座屈解析の結果 (A)

に対しては APpl
cr'=0.80･UPpl

cr で，修正ダンカレー式の結果 (B) に対し

ては APpl
cr'=1.12･UPpl

cr で表すことができる。なお，台形型荷重下のプ

ロットはこの下限値付近に得られる。ローラー支持モデルおよび初

期不整を有するモデルにおいてもこの下限値より評価できる。3 方

向グリッドドーム 13) においてはピン支持でラチス材が断面設計さ

れたモデルにおいてこの下限値を下回ることがあるが，概ね上側に

プロットされる。以上より，評価式 (18) と APpl
cr'/UPpl

cr の下限値であ

る 0.80 程度（弾塑性座屈解析）および 1.12 程度（修正ダンカレー式）

を用いることで静的地震荷重に対する座屈耐力の下限が得られると

いえる。

6.　単層ラチスドームの動的座屈性状

　本章では，本研究で採用した静的地震荷重 ( 表 4) を質量で除し

た応答加速度と動的応答解析による応答加速度について分析すると

ともに，式 (18) の有効性について分析する。ここでは，屋根部に

おいて逆対称 1 波型の振動モードが卓越するように，逆対称 1 波型

の振動モードの固有周期に対する等価 1 質点系に置換したモデルの

固有周期の比 RT が 1.0 程度となる下部構造を付加したモデル ( 下部

付加モデル FD) についても検討を行う。なお，下部構造の柱は弾性

とし，梁は剛とする。固定荷重は構造材重量，仕上げ材重量，吊り

荷重等を考慮し，屋根部では 1.18kN/m2，下部構造では 0.98kN/m2，

及びテンションリングでは自重からなる。下部付加モデルでの振動

に関与する屋根部の質量 MR' に対する等価 1 質点系の質量の比 RM は

2.1 程度である。

6.1.　地震応答特性

　図 18 に屋根モデル Dp30λ56 と下部付加モデル FDp30λ56 での卓

越振動モードを示す。屋根モデルでは高次のモードが卓越し，逆

対称 1 波型の振動モードの有効質量比が小さい。一方，下部付加

モデルでは屋根部が逆対称 1 波型の振動モードとスウェイを伴う

図 19　最大応答加速度分布（稜線 AOA' 上）
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図 18　x 方向の卓越振動モード（半開角 30°）
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図 20　入力地震動倍率 −最大鉛直応答変位
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た xy 座標 (-L/4,0) における逆対称荷重および逆対称 + 水平荷重下で

の弾塑性座屈荷重である。分布荷重の最大値の比 pHmax/pVmax は表 4

に示すように応答増幅率の比 FH/FV と同値である。

式 (18) の未知数である APpl
cr'/UPpl

cr の値を分析するために，図 17 に等

分布荷重に対する弾塑性座屈荷重 UPpl
cr と，逆対称荷重および台形

型荷重に対する弾塑性座屈荷重 APpl
cr' の関係を示す。ここで，(A) で

は，等分布荷重下での弾塑性座屈荷重を弾塑性座屈解析より求め，

(B) では，線形座屈荷重式（式 (13)）および修正ダンカレー式（式 (16)）

を用いて算出する。この (B) において修正ダンカレー式を用いるに

あたりノックダウンファクター α0 には，本研究の結果（図 14）が示

すように初期不整を考慮していない 0.7 と，文献 2) に示されている

ように初期不整を考慮した 0.5 を用いる。また，逆対称荷重下にお

ける APpl
cr' は式 (19) に節点 N2 における鉛直方向の荷重値を代入す

ることにより算出する。なお，(A) には 3 方向グリッドドームにお

ける弾塑性座屈荷重 13) を併せて示す。図より，等分布荷重と逆対

称荷重下での弾塑性座屈荷重の関係は半開角によらず概ね比例関係

にあることがわかる。そこで完全形状のピン支持のみを対象に同関

係を最小二乗法により表すと，弾塑性座屈解析の結果 (A) に対して

は APpl
cr'=0.86･UPpl

cr となる。また，下限値は，弾塑性座屈解析の結果 (A)

に対しては APpl
cr'=0.80･UPpl

cr で，修正ダンカレー式の結果 (B) に対し

ては APpl
cr'=1.12･UPpl

cr で表すことができる。なお，台形型荷重下のプ

ロットはこの下限値付近に得られる。ローラー支持モデルおよび初

期不整を有するモデルにおいてもこの下限値より評価できる。3 方

向グリッドドーム 13) においてはピン支持でラチス材が断面設計さ

れたモデルにおいてこの下限値を下回ることがあるが，概ね上側に

プロットされる。以上より，評価式 (18) と APpl
cr'/UPpl

cr の下限値であ

る 0.80 程度（弾塑性座屈解析）および 1.12 程度（修正ダンカレー式）

を用いることで静的地震荷重に対する座屈耐力の下限が得られると

いえる。

6.　単層ラチスドームの動的座屈性状

　本章では，本研究で採用した静的地震荷重 ( 表 4) を質量で除し

た応答加速度と動的応答解析による応答加速度について分析すると

ともに，式 (18) の有効性について分析する。ここでは，屋根部に

おいて逆対称 1 波型の振動モードが卓越するように，逆対称 1 波型

の振動モードの固有周期に対する等価 1 質点系に置換したモデルの

固有周期の比 RT が 1.0 程度となる下部構造を付加したモデル ( 下部

付加モデル FD) についても検討を行う。なお，下部構造の柱は弾性

とし，梁は剛とする。固定荷重は構造材重量，仕上げ材重量，吊り

荷重等を考慮し，屋根部では 1.18kN/m2，下部構造では 0.98kN/m2，

及びテンションリングでは自重からなる。下部付加モデルでの振動

に関与する屋根部の質量 MR' に対する等価 1 質点系の質量の比 RM は

2.1 程度である。

6.1.　地震応答特性

　図 18 に屋根モデル Dp30λ56 と下部付加モデル FDp30λ56 での卓

越振動モードを示す。屋根モデルでは高次のモードが卓越し，逆

対称 1 波型の振動モードの有効質量比が小さい。一方，下部付加

モデルでは屋根部が逆対称 1 波型の振動モードとスウェイを伴う

図 19　最大応答加速度分布（稜線 AOA' 上）

(B) 下部付加モデル，FDp30λ56(A) 屋根モデル，Dp30λ56
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図 18　x 方向の卓越振動モード（半開角 30°）
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図 20　入力地震動倍率 −最大鉛直応答変位

(A1) 屋根モデル，Dp20λ56 (B1) 下部付加モデル，FDp30λ56(A2) 屋根モデル，Dp30λ56 (A3) 屋根モデル，Dp40λ56

入
力
地
震
動
倍
率

dλ
E

最大鉛直応答変位δ  (cm)

0

1

2

3

4

5

6

7

0 10 20 30 40

入
力
地
震
動
倍
率

dλ
E

最大鉛直応答変位δ  (cm)

0

1

2

3

4

5

6

7

0 10 20 30 40

入
力
地
震
動
倍
率

dλ
E

最大鉛直応答変位δ  (cm)

0

1

2

3

4

5

6

7

0 10 20 30 40

入
力
地
震
動
倍
率

dλ
E

最大鉛直変位δ  (cm)

0

1

2

3

4

5

6

7

0 10 20 30 40

動的解析
入力地震動倍率−変位
部材降伏発生

固定荷重考慮 弾塑性座屈解析による評価（APpl
cr'/UPpl

cr=0.80）弾塑性座屈時
初期降伏時固定荷重非考慮 修正ダンカレー式 (α0=0.7) による評価（APpl

cr'/UPpl
cr=1.12）

静的解析 評価式 (18) による評価値

Aeq=356(cm/s2)
FV =1.94
FH =3.00

Aeq=356(cm/s2)
FV =2.91
FH =3.00

Aeq=356(cm/s2)
FV =3.87
FH =3.00

Aeq=1407(cm/s2)
共振を考慮した応答増幅率
FV' =1.89　，FH' =1.65

FH', FV' による評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=0.80)

評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=0.80)

評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=1.12)

評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=0.80)

評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=1.12)

評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=1.12)

評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=0.80)

FH', FV' による評価式 (18)
(APpl

cr'/UPpl
cr=1.12)

9/10

振動モードが卓越する。図 19 に CQC 法による最大応答加速度分布

を示す。CQC 法で採用する振動モードは x 方向の有効質量比の和

が 90% 以上となるよう採用する 14-15)。入力地震波の応答スペクト

ルには BRI-L231-32) を用いる。図中には表 4 に示す応答加速度の評

価値を併せて示す。屋根モデルおよび下部付加モデルでの鉛直応答

加速度は節点 O でほぼ 0 であり，節点 O を軸に左右対称の文献 16)

で提案されている台形状に近い分布となる。屋根モデルにおいて，

評価値は水平方向で過大評価となるものの，鉛直方向では概ねの節

点において安全側に評価できている。このため，逆対称 + 水平荷重

下では最大応答変位を安全側に評価できると考えられる。また，下

部付加モデルの鉛直方向の最大応答加速度は共振を考慮した評価値

が若干過大評価となるものの，評価値と概ね良い対応を示す。

6.2.　動的増分解析による動的座屈耐力

　最後に，入力地震動強さを変化させて時刻歴応答解析を行うこと

で評価式 (18) の有効性について分析を行う。BCJ-L2 の原波を入力

地震動倍率 d λE =1 と定義し，この倍率により入力地震動強さを変

化させて解析を行う（動的増分解析）。図 20 に動的増分解析による

入力地震動倍率−最大鉛直応答変位関係を示す。屋根モデルにおい

ては静的地震荷重に比例した分布荷重に対する弾塑性座屈解析によ

る推移を併せて示す。静的解析による入力地震動倍率は次式に示す

ように静的地震荷重に対する荷重係数として換算する。

 λ ( )= −P P P/d E D S0 0  (20)

ここに，P は参照節点における載荷荷重，DP0 は固定荷重，SP0 は静

的地震荷重である。

図中には評価式 (18) により算出した座屈荷重係数を併せて示す。

なお，固定荷重に対する弾塑性座屈荷重の荷重係数ηU を弾塑性座

屈解析より算出した場合は APpl
cr'/UPpl

cr=0.80 とし，ηU を線形座屈荷重

式 (13) および修正ダンカレー式 (16) を用いて算出した場合は APpl
cr'/

UPpl
cr=1.12 とする。ただし，ここでは初期不整を考慮していないため，

ノックダウンファクター α0 は 0.7 とする。屋根モデルにおいては，

動的解析における入力地震動倍率−変位関係と静的解析における荷

重−変位関係の初期降伏までの勾配は概ね等しく，動的解析におけ

る部材降伏発生時と静的解析における初期降伏時も概ね等しい。詳

細に比較すると，動的解析における入力地震動倍率−変位関係に比

べ静的解析における荷重−変位関係の勾配は若干小さく，最大応答

変位を安全側に評価可能であるといえる。また，評価式 (18) によ

る値は，部材降伏が発生した入力地震動倍率と同程度となり，静的

解析における弾塑性座屈荷重を安全側に評価できている。なお，図

には修正ダンカレー式を用いた評価式 (18)（APpl
cr'/UPpl

cr=1.12）とし

てノックダウンファクター α0 を 0.7 とした場合を示しているが，α0

を 0.5 として評価式 (18)（APpl
cr'/UPpl

cr=1.12）を算出することで初期不

整を考慮したことになり，より安全側に評価することができる。ま

た，固定荷重を考慮した場合には，固定荷重を考慮していない場合

に比べ初期降伏および弾塑性座屈荷重が低下し，評価式 (18) によ

る弾塑性座屈荷重の評価は若干危険側となる。このため，評価式 (18)

に固定荷重の影響を考慮することが今後の課題となる。下部付加モ

デルにおいても，下部と屋根部の共振を考慮した応答増幅率を用い

ると，評価値に比べ動的解析よる部材降伏が発生した入力地震動倍

率が大きい。これより，評価式 (18) は地震荷重に対する耐力の下

限をとらえることができるといえる。

7.　結論

　本研究では半開角 40° 以下の単層ラチスドームを対象とし，静的

地震荷重に対する座屈耐力を明らかにすることを目的とし，正弦

波 1 波型の分布荷重（逆対称荷重）または台形型の分布荷重（台形

型荷重）と水平荷重を同時に受ける場合の座屈荷重について分析し

た。また，連続体置換法により座屈荷重係数を評価することで，時

刻歴応答解析を用いない地震荷重に対する耐力評価手法を提案し

た。さらに，座屈荷重係数による評価式の有効性を動的増分解析を

行うことで示した。以下に得られた知見を示す。

1） 静的地震荷重に比例した分布荷重を受ける場合，鉛直方向の荷重

が最大となる節点における線形座屈荷重は連続体置換法により

評価できる。また，線形座屈荷重に対する弾塑性座屈荷重の比は

逆対称荷重下と同程度である。そのため，逆対称荷重下における

弾塑性座屈荷重に対する静的地震荷重に比例した分布荷重を受

ける時の弾塑性座屈荷重の比は連続体置換法により評価できる。

2） 等分布荷重，逆対称荷重と水平荷重，台形型荷重と水平荷重下

における弾塑性座屈荷重は線形座屈荷重に対する弾性座屈荷重

の比であるノックダウンファクターを用いた修正ダンカレー式

により安全側に評価できる。ただし，評価に用いたノックダウン

ファクターは，ピン支持，ローラー支持の両場合ともに，等分布

荷重下で 0.7，その他の分布荷重下で 0.6 である。なお，ローラー

支持の場合，等分布荷重下でのノックダウンファクターは 0.5 程

度であるものの，ピン支持同様に 0.7 で安全側に評価可能である。

3） 等分布荷重下での弾塑性座屈荷重 UPpl
cr と逆対称荷重下での弾塑

性座屈荷重 APpl
cr' は半開角によらず比例関係にあり，APpl

cr'/UPpl
cr の

下限は等分布荷重下での弾塑性座屈荷重を弾塑性座屈解析によ

り求めた場合 0.80 程度であり，修正ダンカレー式により求めた

場合には 1.12 程度である。この下限値に加え連続体置換法を援

用することで静的地震荷重に対する座屈耐力を固定荷重に対す

る座屈耐力より評価でき，この評価の有効性を動的増分解析によ

り確認した。

　このように本研究の分析により，鉛直等分布荷重と静的地震荷重

下の座屈性状の関係が明らかとなった。しかし本研究では，地震時

の上界になると考えられる座屈荷重をとらえ，鉛直等分布荷重に対

する座屈性状との比較を行うことを主目的としたために，固定荷重

の影響は考慮していない。このため，座屈評価式の誘導は固定荷重

を考慮せずに行っている。また，固定荷重の影響は，固定荷重を考

慮して静的地震荷重を扱った加藤・中澤らによる研究 11-12) との比

較と 6.2 節の動的座屈解析時においてのみでしか分析していない。

しかし，地震時の固定荷重の影響を分析することも設計上重要であ

り，固定荷重を考慮した状態における静的地震荷重に対する同様の

評価は今後の課題である。
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BUCKLING STRENGTH OF SINGLE LAYER LATTICE DOMES
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1.　Introduction
　Although large numbers of attempts have been made to evaluate buckling strength of single layer lattice domes under equally-distributed vertical 
loads, stability under seismic loads has not been studied enough yet. In this paper, evaluation method on buckling strength of single layer lattice 
domes based on continuum shell analogy under equivalent static seismic loads proposed in the previous studies is investigated. First, the buckling 
behavior under distributed loads proportional to the static seismic loads is researched taking shape parameters into account. Next, the buckling 
strength for vertical loads and the buckling strength for static seismic loads is evaluated using continuum shell analogy, and converted to elasto-
plastic buckling strength using knockdown factors and Dunkerley formulation. The effectiveness of the proposed evaluation is discussed against the 
results of time-history response analyses.
2.　Analysis models and numerical static analyses　
　The studied models are single layer parallel lamella domes with 80 m span and half subtended angles of 20, 30, 40 degrees. The slenderness ratios 
of the lattice members are set as 42, 56, 79 respectively, and static buckling analyses and dynamic response analyses were carried out on these models. 
Load distributions for the static analysis are set as uniformly-distributed vertical loading or equivalent seismic loading combining anti-symmetrically and 
horizontally distributed loadings proposed by authors.
3.　Buckling strength under different horizontal loads
　The horizontal component in the proposed seismic loads varies depending on horizontal amplitude factor FH. The effect of the horizontal compo-
nent on the buckling strength is discussed based on the above static analyses.
4.　Theoretical buckling loads under equivalent static seismic loads
　To evaluate the theoretical buckling strength under seismic loading, the equations for the linear buckling strength under anti-symmetrical loads and 
horizontal loads are derived based on the continuum shell analogy and combined to express the various loading proportions. The obtained linear buckling 
strengths are compared with the elastic buckling strength by numerical analyses including geometrical non-linearity, and knockdown factors to express these 
effects are evaluated.
5.　Evaluation of elasto-plastic buckling strength
　Evaluation methods of elasto-plastic buckling strength under the equivalent seismic loads are proposed using Dunkerley formulation on the ob-
tained elastic buckling strength. Further, another simple evaluation method converting the buckling strength under the vertical loads to the buckling 
strength under the equivalent seismic loads are proposed.
6.　Dynamic buckling strength compared with the proposed methods
　In order to confirm the validity of the proposed evaluation method, incremental dynamic analyses (IDA) using an artificial seismic wave BCJ-L2 
are conducted. The dynamic buckling strengths obtained by the numerical analyses are compared with those by the proposed method, and their valid-
ity is discussed.
7.　Conclusions
　By above studies, the following results are obtained.
1) The theoretical linear buckling strength under equivalent seismic loads can be derived using continuum shell analogy, by combining the buckling 

strength under anti-symmetrical loads and horizontal loads.
2) The elasto-plastic buckling strength under equivalent seismic can be evaluated from the theoretical linear buckling strength using the knockdown 

factors and Dunkerley formulation. 
3) The elasto-plastic buckling loads under uniformly distributed loads and anti-symmetric loads are confirmed to have a proportional relationship. 

Consequently, buckling strength under the equivalent static seismic loads can be evaluated from the buckling strength under the equally-distrib-
uted vertical loads using continuum shell analogy. The validity of the proposed evaluation method was confirmed by IDA analyses including 
geometrical and material non-linearity.
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