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This paper investigates the effect of the span of cantilevered RC wall, the in-plane stiffness of the roof, the layout of friction damper support on both 

the response control of cantilevered RC walls in RC gymnasiums with metal spatial roofs and the proposed response evaluation method. According 

to the response history analysis results, the proposed method was proved to be available on various RC gymnasiums and the evaluation formula of 

the column base moment of the cantilevered RC walls was modified following the appropriate moment diagram. 

 

Keywords: Out-of-plane Response, Cantilevered RC Wall, Metal Spatial Roof, Roller Support, Friction Damper, Spatial Structure 

構面外応答，RC片持架構，鉄骨屋根，滑り支承，摩擦ダンパー，空間構造

 

1．序 

 支承を介して下部 RC 造躯体に鉄骨造屋根が支持される体育館は，

鉄骨置屋根体育館 1)と呼ばれる。鉄骨置屋根体育館では，アリーナ

床から片持で支持される RC 架構(RC 片持架構)が地震時に構面外に

振動(構面外応答)すると，鉄骨造屋根を支持する支承部が強制変形

を受けて支承部の敷モルタルのひび割れやアンカーボルトの引張降

伏が生じ，次に過大な支承部反力を受けて支承部が載る RC 部材の

側方破壊，支承部に接続する屋根部材の座屈や破断が生じ，さらに

は天井材の落下，屋根の陥没，部材の落下などの被害が生じる 2)~4)。 

 RC 片持架構の構面外応答に起因する諸問題について，(a)現象の

解明 5)~7)，(b)支承部・屋根部材の性能評価 7)~11)，(c)RC 片持架構の応

答評価 12)~15)，(d)有効な新築・改修方法 16)~19)，に関する研究が精力

的に行われてきた。例えば(a)について，成田ら 5)，寺澤ら 6)，渡辺・

山下ら 7)は，実在する被災体育館の再現解析から地震被害の原因を

詳細に分析した。(b)について，山田ら 8), 9)，伊藤・山下ら 10)は，支

承部の載荷実験を行い，支承部の性能評価法や適切な支承部収まり

を明らかにした。寺澤ら 11)は，部分模型の載荷実験を行い立体トラ

スの屋根トラス部材の座屈耐力評価法を提案した。(c)について，成

田・稲葉・寺澤ら 12)~15)は，各種支承部で鉄骨造屋根に接続される RC

片持架構の応答評価法を提案した。(d)について，成田・寺澤・稲葉

ら 16)~19)は，エネルギー吸収型支承を用いた制振型改修法を提案し，

屋根メーカーにより摩擦ダンパー支承として実用化された 20)。加藤

ら 21)は，曲げ部材や平鋼を挿入する強度型改修法を提案した。 

 RC 片持架構の構面外応答に起因する諸問題の検定は，保有水平

耐力計算法など建築基準法が指定する現行の耐震設計法に未だ含ま

れていない。しかし，体育館は避難施設として災害後も継続使用が

求められるため，法規の不足を補う設計法として上述の研究成果を

社会に還元する活動 1), 22)が行われている。これに対して筆者らは，

多くの試行錯誤 6), 12)~19)の末に，摩擦ダンパーを含む滑り支承で鉄骨

造屋根に接続される RC 片持架構の構面応答制御設計法 15)を提案し

た。同設計法は，法規・規準類との対応関係を明示しつつ，設計ク

ライテリア，地震荷重，モデル化，設計式の手順を詳細に指定し，

実務設計者が利用できるよう簡便で直接的な手続きとしている。特

にその設計用変位・応力の評価法には，RC 片持架構を棒または板に

置換した力学モデルと古典的な連続体の振動理論を採用し，被災体

育館の数値解析と振動大実験を通して妥当性が示された。一方で，

前報 15)では，同評価法について，(1)異なる体育館への適用性は不明，

(2)力学モデルは RC 片持架構のみがモデル化され支承部相対変位に

与える屋根面内変形の影響は未検証，(3)曲げ降伏時の割線剛性で線

形評価される変位・応力と剛性劣化など RC の復元力特性を考慮し

た数値解析結果との対応関係が未検証，(4)摩擦ダンパーを一部の支

承に集中配置する設計への適用性が不明，などの課題が残った。 

 そこで本研究では，鉄骨置屋根体育館の各種諸元が RC 片持架構

の構面外応答制御と上述の評価法の適用性に与える影響を数値解析

的に検証する。まず 2 章では想定建物の数値解析概要を述べる。次

の 3 章と 4 章では RC 片持架構スパン，屋根半開角，屋根面内剛性，

摩擦ダンパー支承配置が RC 片持架構の構面外応答と評価法の適用

性に与える影響を分析する。最後の 5 章では正確な RC の復元力特

性を考慮した数値解析結果と評価法を比較検証し，摩擦ダンパー導

入時の柱脚曲げモーメントの評価法を修正する。 

*1 東京工業大学 建築学系 助教・博士(工学) Assist. Prof., Dept. of Arch. and Build. Eng., Tokyo Institute of Technology, Dr. Eng. 
*2 元 東京工業大学 大学院生 修士(工学) Former. Grad. Student, Tokyo Institute of Technology, M. Eng. 
*3 東京工業大学 建築学系 教授・博士(工学) Prof., Dept. of Arch. and Build. Eng., Tokyo Institute of Technology, Dr. Eng. 
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2．数値解析概要 

2.1 検討対象建物とモデル化の共通事項 

 Fig. 1(a)に検討対象建物の概要を，Table 1 に主要部材諸元を示す。

検討対象は 1996 年に建設された実在する高等学校の鉄骨置屋根体

育館 1)であり，円形鋼管部材で構成される複層円筒シェル(システム

トラス)が支承を介して RC 躯体に支持されている。同体育館は，地

上 4 階建てであり，1F~2F が特殊教室を有する壁付き RC ラーメン

構造，3F~屋根部が桁行方向(x 方向，屋根円筒方向)45.8m，梁間方向

(y 方向，屋根円周方向)34.4m を有する 2 層吹抜けのアリーナとなっ

ている。また，鉄骨造屋根は 4 隅と妻面のピン支承と，円筒アーチ

のスラスト力を解放するように梁間方向に滑動可能なピンローラー

支承(滑り支承)で支持されている。2016 年熊本地震では，同体育館

は，アリーナフロア(3FL)から支持される桁面 RC 片持架構(Y1，Y6

構面)の梁間方向構面外応答により序文に示した地震被害を生じ，筆

者らの既往研究 6), 11), 15), 19)によりその損傷メカニズムの解明や摩擦

ダンパー支承による改修効果の検証が行われてきた。本研究では，

同建物を標準的な鉄骨置屋根体育館として一般化して用いる。 

 Fig.1(b)に数値解析モデル 23)の概要を示す。本研究の 3 章~4 章で

は，筆者らの既往研究 6)と同様に，広範なパラメータ検討を行うた

めに同体育館を簡略化した立体モデルを用いる。下部 RC 構造では，

RC 片持架構の構面外応答に影響が小さい特殊教室は省略し，アリ

ーナ床の該当節点は回転を固定して簡易的な剛床 6)とする。柱梁の

RC 部材は曲げ降伏時の割線剛性に相当する劣化剛性 Bilinear 型の

復元力特性を適用した一次元有限要素でモデル化する 6)。耐震壁は

せん断変形が等価な弾性ブレースとしてトラス要素でモデル化する。

鉄骨造屋根部では，原設計の複層円筒シェル(Fig.1(a))からグリッド

数を半減し，大梁と小梁が屋根支承と妻面柱位置に直接接続される

ような単層円筒シェルに簡略化する。Table 2 に鉄骨造屋根部のみの

卓越固有振動特性の比較を示す。この簡略化においては，滑り支承

部変形に寄与する屋根部面内振動モード(Table 2 の Sway モード)を

正確に再現できるように単層円筒シェル屋根の部材諸元(Table1(c))

を試行錯誤により決定した。Table 2 に示すように，単層と複層の屋

根モデルの卓越固有振動特性は概ね一致している。単層円筒シェル

屋根の大梁 S1，小梁 S2，妻面柱 S3 は一次元有限要素でモデル化し，

水平ブレース B1~B8 はトラス要素でモデル化する。また屋根部材は

全て弾性を維持するものとする。支承部は xyz 各並進方向の長さの

ないバネ要素としてモデル化し，ピン挙動を示す方向は支承部を固

Level of
roof stiffness

Brace section
(mm)

T RI

(s)
B1 〇-21.7×2.0 0.43
B2 〇-27.2×2.0 0.38
B3 〇-34.0×2.3 0.32
B4 〇-42.7×2.3 0.29

B5 (Base model) 〇-48.6×2.5 0.26
B6 〇-89.1×2.8 0.17
B7 〇-139.8×3.6 0.12
B8 〇-216.3×4.5 0.09

Mode shape

Mode 2
0.260 s
20.2 % 3.77 % 1.94 % 0.362 % 0.300 %

0.196 s 0.085 s 0.073 s 0.050 s
Mode 4 Mode 16 Mode 21 Mode 46

O1Sway

Number
Period (s)

Mass ratio (%)

Mode 5
0.261 s
29.5 % 3.11 % 2.50 % 1.84 % 1.20 %

0.199 s 0.087 s 0.016 s 0.016 s
Mode 8 Mode 27 Mode 87 Mode 85

O1Sway

Double Single Double Single Double Single Double Single Double Single

Sway

Sway

Lx

Qd

Ly
= 34.4 (m)

A

A’

O

3.8
(m)

3.2
4.1

Arena F.L.

5.8

θ

S1

B1~B8

S3

S2

Input
direction

Single
layer
roofFriction

damper
zone

Y6

xy
z

Roller
support

Pin
Elastic

RC wall
Elastic

RC beam & column
Degradation bilinear

Fricton
damper

Steel roof
Elastic SL-Lx46-A30

-B5-nd6-Qd600
⓪

③

②

④ ⑤

①

⓪

③ Level of roof stiffness
B : 1, 2, 3, 4, 5, 6, 7, 8

②

④ Number of friction damper
    nd : 1, 2, 3, 4, 5, 6, 7, 8

⑤ Damper capacity above a wall
∑Qd : 0 ~ 1200 (kN)

SL : Single Layer roof
DL : Double Layer roof

Half subtended angle
    θ : 20, 30, 40 (°)

① Span of ginder direction
    Lx : 34, 40, 46, 52, 57 (m)

Cantilevered RC wall

(b) Numerical models (c) Models name rules

RC wall

Pin
support

Roller
support

Double-layer roof

RC frame
X1

1C4

3C3
4C3

3C2

Y1

Y6
X9

or
Friction damper

support

xy
z

RG2

45.8 m34.4 m

1FL
2FL
3FL
4FL

RFL

(a) Target building

2C14

3C8

Out-of-plane response

No.
CHS
D ×t
(mm)

Upper
chord

Lower
chord

Web
member

D1 60.5×3.2 ○

D2 76.3×3.2 ○

D3 89.1×4.2 ○ ○ ○

D4 101.6×4.2 ○ ○ ○

D5 114.3×4.5 ○ ○

D6 139.8×4.5 ○ ○

No.
RC section

B ×H
(mm)

Young's
modulus
(N/mm2)

Cracking
M c

(kNm)

Yield
M y

(kNm)
RG2 500×1000 207 224
4C3 700×1000 385 932
3C8 700×1000 367 733
3C3 700×1000 424 1043
3C2 700×1000 367 733

2C14 700×1000 510 1155
1C4 700×1000 543 1246

21682
F c =21

No. Section (mm)
Girder

S1 H-700×300×13×24

Beam
S2 H-350×175×7×11

Gable column
S3 H-200×200×8×12

Brace
B5 〇-48.6×2.5

Fig.1 Target building and numerical model 
Table 1 Member specifications 

(a) RC substructure (b) Double layer roof member  

(c) Single layer roof member (B5) (d) Single layer roof member (Lx = 46m) 

Table 2 Comparison of predominant modes between the double-layer roof model and the equivalent single-layer roof model 
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定するアンカーボルトのせん断剛性 6)を与え，滑動する方向は十分

小さい剛性を与える。摩擦ダンパー支承には，耐力 Qd，初期剛性 100 

kN/mm，2 次剛性比 p=0.001 の Bilinear 型復元力特性を設定する。こ

の他にモデル各部が負担する節点質量は，屋根部重量 0.55kN/m2，下

部構造重量 23.5kN/m3 より換算して設定する。なお，上記の RC 部

材の簡略モデルは実被害との比較から妥当性が確認されている一

方，5 章では，従来型の復元力特性を考慮したモデルを用いて初期

剛性や繰返しの剛性劣化挙動が RC 片持架構の変位・応力状態に与

える影響を別途検証する。 

2.2 検討パラメータ 

 Fig.1(c)に検討パラメータに基づくモデル名称を，Fig.2 に摩擦ダ

ンパーの配置例を示す。本研究では，2.1 節で述べたモデル(Lx = 46m，

θ=30°，B5)を標準として，①桁行方向の RC 片持架構スパン Lx(柱間

を固定してグリッド数を変動させる)，②屋根部半開角 θ，③屋根面

内剛性レベル B1~B8(Table 1(c)に示す屋根面水平ブレース断面によ

り調整)，④片側の RC 片持架構に配置する摩擦ダンパー支承数 nd 

(配置位置は Fig.2 に示す通り)，⑤片側の RC 片持架構に配置する摩

擦ダンパー耐力合計値 ΣQd の異なるモデルを作成し，広範なパラメ

ータ検討を行う。ここで RC 片持架構スパン Lx は RC 片持架構の構

面外応答割線周期 Tw と屋根面内振動モード周期 TRI に影響し，屋根

部半開角 θと屋根面内剛性レベル B1~B8 は TRI に影響する。後述す

る通り，RC 片持架構の構面外応答に対する屋根面内振動の励起が，

滑り支承部変位(両者の相対変位)に与える影響が大きく，本研究で

は，その割線周期比 RTI = Tw/TRI を比較分析の指標として定義す

る。3~4 章で議論する摩擦ダンパーの無い全てのモデルの固有振動

特性は Table 3 にまとめて示す通りである。なお，屋根部のみのモデ

ルの静的解析のみで大凡の TRI を推定する方法は付録 A に示す。 

2.3 数値解析手法と入力地震動特性 

 本研究は Newmark β法(β=1/4)による時刻歴応答解析を用いる。時

刻歴応答解析では幾何剛性および大変形を考慮する。比例減衰行列

は初期の質量行列と剛性行列に比例するレーリー型とし，1 次と 2

次モードに 3%の初期減衰比を設定する。Fig.3 に入力地震動の加速

度応答スペクトルを示す。本研究では，前報 15)と同様に，保有水平

耐力計算法の振動特性係数相当の設計用スペクトルに位相適合した

観測 5 波を入力地震動とする。 

2.4 前報 15)にて提案した RC 片持架構の構面応答評価法 

 前報 15)にて提案した RC 片持架構の構面応答評価法を要約する。

Fig.4 と Table 4 に応答評価の力学モデルと諸元を示す。提案手法で

は，RC 片持架構を単位荷重下における歪エネルギーが等価な 1 本

の棒(Fig. 4(a))または 1 枚の板(Fig. 4(b))の力学モデルに置換し，この

力学モデルに古典的な連続体の振動理論を適用して応答評価する。 

 まず，RC 片持架構の諸元を計算する。アリーナ床から数えて 1 層

目と 2 層目の RC 柱の断面 2 次モーメント I1
(i)，I2

(i)と屋根レベルの

RC 梁の断面二次モーメント Ig
(j)は，該当する長方形断面の断面二次

モーメント I0，鉄筋による増大率 ϕ24)，曲げ降伏時の剛性低下率 αy
24)

を乗じた割線剛性として式(1)で計算し，さらに i 通り RC 柱の断面

二次モーメントは式(2)で 1 つの断面二次モーメント Ic
(i)に統合する。 

 I1
(i)，I2

(i)，Ig
(j) = αyϕI0 (mm4) (1) 

 
( ) ( ) ( ) 3

( ) 1 2
( ) ( ) ( ) ( )3 ( ) 3
1 2 2 2

( )
( )( ) ( )

i i i
i

c i i i i i
I I h

I
I I h I h


 

 (mm4) (2) 

ここに i は柱の通り芯番号，j は梁の通し番号，h1
(i)は i 通り 1 層の

階高，h2
(i)は i 通り 2 層の階高，h(i)=h1

(i)+h2
(i)である。 

 次に応答評価に用いる等価棒と等価板の諸元を計算する。RC 片

持架構を代表する柱の等価断面二次モーメント Iceq，梁の等価断面二

次モーメント Igeq，柱の代表高さ hc，梁の代表高さ hg は式(3)~式(6)

で計算し，さらに等価棒の断面二次モーメント Ic
center と質量 mc，等

価板の曲げ剛性 Dx と Dy と質量 mwは式(7)~式(11)で計算する。 

 Iceq = Ic
(i)の平均値 (mm4) (3) 

 Igeq = Ig
(j)の平均値 (mm4) (4) 

 hc = h(i)の最大値 (mm) (5) 

Span L x

(m)
Angle θ

(°) B
Substructure period

T w  (s)
Roof period T RI

(s)
Period ratio

R TI
1 0.33 1.37
2 0.30 1.53
3 0.25 1.78
4 0.23 1.93
5 0.18 2.53
6 0.13 3.46
7 0.09 4.76
8 0.07 6.34
1 0.38 1.28
2 0.34 1.44
3 0.28 1.70
4 0.26 1.88
5 0.24 2.04
6 0.15 3.25
7 0.11 4.47
8 0.08 5.98
1 0.41 1.23
2 0.37 1.38
3 0.31 1.65
4 0.27 1.85
5 0.25 2.04
6 0.16 3.09
7 0.12 4.22
8 0.09 5.71
1 0.43 1.19
2 0.38 1.33
3 0.32 1.58
4 0.29 1.77
5 0.26 1.94
6 0.17 3.05
7 0.12 4.16
8 0.09 5.58
1 0.45 1.13
2 0.40 1.27
3 0.34 1.50
4 0.31 1.66
5 0.28 1.80
6 0.17 2.99
7 0.13 4.03
8 0.09 5.36
1 0.48 1.10
2 0.42 1.24
3 0.36 1.48
4 0.32 1.65
5 0.29 1.82
6 0.18 2.92
7 0.14 3.88
8 0.10 5.22
1 0.53 1.02
2 0.47 1.15
3 0.39 1.37
4 0.35 1.54
5 0.32 1.70
6 0.23 2.31
7 0.15 3.63
8 0.11 4.89

46 0.51

34 30 0.45

40 30 0.48

52 30 0.52

57 30 0.54

20

40

30

Friction damperPin Roller

(a) nd = 2 (b) nd = 4 (c) nd = 6
Fig. 2 Friction damper layouts 

Table 3 Summary of modal characteristics without friction dampers 

Design spectrum
El Centro
Hachinohe
JMA-Kobe
Kumamoto
Taft

Fig. 3 Acceleration response spectra 
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 hg = h2
(i)の平均値 (mm) (6) 

 Ic
center = RC 片持架構中央に最も近い Ic

(i) (mm4) (7) 

 mc= 柱の負担幅 lc(両側半スパン和)の全負担質量 (kg) (8) 

 Dx = EIceq(nc+1) / L (Nmm) (9) 

 Dy = EIgeq / hg (Nmm) (10) 

 mw= アリーナ床梁と境界柱より内側の全負担質量 (kg) (11) 

ここに nc は境界柱を除いた柱の通り総数，E はコンクリートのヤン

グ率 24)，L は RC 片持架構全体の幅(本研究では Lx)である。 

 最後に構面外応答を評価する。滑り支承のピーク相対変位 ulと RC

片持架構の柱脚曲げモーメント Ml は式(12)~式(15)で計算する。地震

荷重 SA は保有水平耐力計算法相当の式(16)を用いる。式(12)~式(15)

は，連続体の振動方程式に所定の境界条件を満足する形状関数を定

め，応答スペクトル法を適用して導出できる 15)。q と qp は板の固有

値解析から決定される係数であり，図表 15)から読み取る形式で与え，

棒と板の支承部相対変位が等価となる q=0.409 を力学モデルの場合

分けの閾値としている。なお，式(12)の 1.2 は安全率である。 

 
2

0 2
2.066 / ( 0.409)1.2
1.566 / ( 0.409)

A w
l l

A c

S qu u
S q




    
 (mm) (12) 

 
2 2

0 2 2
7.265 / ( ) ( 0.409)
5.506 / ( ) ( 0.409)

x c A c w
l l center

c A c c

D l S h qM M
EI S h q




    
 (Nmm) (13) 

 3312 / ( )w x w cq D L m h   (rad/s) (14) 

 3111 / ( )center
c c c cEI m h   (rad/s) (15) 

 SA = Z·Rt·C0·g = 9.81·Z·Rt (m/s2) (16) 

ここに Z は地域係数，Rt は振動特性係数，C0 は標準せん断力係数(C0 

=1.0)，g は重力加速度である。本研究では SA = 9.81m/s2 = 1g となる。 

 さらに摩擦ダンパー支承を導入して RC 片持架構の構面外応答制

御を行う場合では，滑り支承 1 台辺りの必要ダンパー耐力 Qd は，滑

り支承部のルーズホール長さ δl (本研究で検討する被災体育館では

±50mm)，必要応答低減率 Rd，代表台数 n，希望する摩擦ダンパー支

承部数 nd と代表剛性 Keq より式(17)~式(20)で計算し，応答低減後の

ul と Ml は式(21)~式(23)で計算する。式(17)は，ある摩擦ダンパー耐

力合計値 ΣQd を与えたときの，等価線形化法の収斂計算で評価され

る応答低減率 Rd の多項式近似式である。実際の設計では，δl と Rd と

nd は実務者が任意に設定する値である。なお，前報 15)における設計

クライテリアは ul≦δl かつ Ml≦My としていた。 

 Qd = nKequl0(-0.279Rd
3+0.653Rd

2-0.725Rd+0.351)/nd (N) (17) 

 Rd ≤ δl / ul0 (無次元) (18) 

 1 ( 0.409)
( 0.409)c

qn n q
   (台) (19) 

 
4 2

4 2
4.23 10 ( 0.409)
6.13 10 ( 0.409)

w w
eq

c c

m qK
m q







     

 (N/mm) (20) 

 ul = Rd ul0 (mm) (21) 

 Ml = max{Rd Ml0, Mlp} (Nmm) (22) 

 
2 2

0
0

4.798 ( / ) ( 0.409)
0.248 ( 0.409)

l plp
l

M q q qM
M q

   
 (Nmm) (23) 

 以上に示すように，支承部相対変位は屋根を剛と考え RC 片持架

構柱頭部の変位で評価され，屋根部面内変形の影響が含まれていな

い。これは，筆者らが屋根部を考慮した応答評価法 13), 16), 18)も検討し

たことはあるものの，実務設計者を含む有識者から，手続きが複雑

過ぎる，多種多様な屋根の架構形式への汎用性を証明することが難

L x

(m)
L

(mm)
h c

(mm)
h g

(mm)
E

(N/mm2)
I ceq

(mm4)
I geq

(mm4)
I c

center

(mm4)
D x

(Nmm)
D y

(Nmm)
m w

(kg)
m c

(kg)
q q p

ω
(rad/s)

u l 0

(mm)
M l 0

(kNm)
M lp

(kNm)
R d n c

K eq

(N/mm)
ΣQ d

(kN)
34 34310 1.67E+10 1.12E+10 1.67E+10 6.32E+10 4.23E+10 252500 45465 0.456 1.607 13.5 133.3 1462.8 566.1 0.375 5 19472 405
40 40060 1.67E+10 1.12E+10 1.67E+10 6.32E+10 4.23E+10 294500 45465 0.427 1.588 12.6 152.2 1616.0 560.5 0.328 6 19884 525
46 45810 1.67E+10 1.12E+10 1.67E+10 6.32E+10 4.23E+10 331834 45465 0.409 1.576 10.1 178.9 1960.5 486.2 0.279 7 2868 695
52 51560 1.67E+10 1.12E+10 1.67E+10 6.32E+10 4.23E+10 378500 45465 0.397 1.568 10.1 178.9 1922.4 476.8 0.279 8 2868 794
57 57310 1.67E+10 1.12E+10 1.67E+10 6.32E+10 4.23E+10 420500 45465 0.389 1.563 10.1 178.9 1960.8 486.3 0.279 9 2868 893

9850 5750
21682
F c =21

X coord.
(mm)

h 1
(i )

(mm)
h 2

(i )

(mm)
Section
(mm)

I 0

(mm4)
α y φ

I 1
(i )

(mm4)
I 2

(i )

(mm4)
I g

(i )

(mm4)
3C3 5960 1000×700 5.83E+10 0.239 1.171 1.63E+10
3C3 11710 1000×700 5.83E+10 0.239 1.171 1.63E+10
3C3 17460 1000×700 5.83E+10 0.240 1.171 1.64E+10
3C3 23210 1000×700 5.83E+10 0.240 1.171 1.64E+10
3C3 28960 1000×700 5.83E+10 0.239 1.171 1.63E+10
3C3 34710 1000×700 5.83E+10 0.239 1.171 1.64E+10
3C3 40460 1000×700 5.83E+10 0.238 1.171 1.63E+10
4C2 5960 1000×700 5.83E+10 0.281 1.114 1.82E+10
4C3 11710 1000×700 5.83E+10 0.282 1.114 1.83E+10
4C4 17460 1000×700 5.83E+10 0.282 1.114 1.83E+10
4C3 23210 1000×700 5.83E+10 0.282 1.114 1.83E+10
4C4 28960 1000×700 5.83E+10 0.282 1.114 1.83E+10
4C3 34710 1000×700 5.83E+10 0.282 1.114 1.83E+10
4C2 40460 1000×700 5.83E+10 0.280 1.114 1.82E+10
RG2 1000×500 4.17E+10 0.272 1.061 1.20E+10
RG3 1000×500 4.17E+10 0.251 1.061 1.11E+10
RG2 1000×500 4.17E+10 0.251 1.061 1.11E+10
RG3 1000×500 4.17E+10 0.251 1.061 1.11E+10
RG2 1000×500 4.17E+10 0.251 1.061 1.11E+10
RG3 1000×500 4.17E+10 0.251 1.061 1.11E+10
RG2 1000×500 4.17E+10 0.251 1.061 1.11E+10
RG3 1000×500 4.17E+10 0.249 1.061 1.10E+10

4100 - - -

- 5750 - -

- - - - -

Table 4 Summary of the out-of-plane response evaluation results 
(a) Specifications of the equivalent single beam model or equivalent single plate model 

(b) Member specification of the target building (Lx=46m, θ=30°, B5) 

EIgeq

EIceq
hg

L
nc+1

mw

x

y

teq

ρw

lc

Dy

Dx

hc

ul0

Ml0

L

Arena
F.L.

lc
mc

I2
(i)

I1
(i)

hc
EIc

(i)

ρc
(i)

Ml0

ul0

y

x

o

m2

m1h(i)

h2
(i)

h1
(i)

h2
(i) 2

h2
(i) 2

h1
(i) 2

h1
(i) 2

(a) Translation from frame model to equivalent beam model

(b) Translation from frame model to equivalent plate model

Fig. 4 Schematic of the simple evaluation models (Ref. 15)) 
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しいといった意見を受け，明解な手続きで単純に応答評価する方法

の構築を意図したからである。本研究では，3~4 章で屋根部面内変

形が支承部相対変位に与える影響を分析し，提案手法の安全率に補

足を設けることを目標とする。また，力学モデルと設計用変位は RC

部材の曲げ降伏時の割線剛性(割線周期)で安全側に評価しており，

初期剛性や剛性劣化が変位・柱脚曲げモーメントに与える影響は 5

章にて分析する。 

 

3．主架構諸元が RC 片持架構構面外応答制御と評価法に与える影響 

 初めに鉄骨造屋根が滑り支承のみで支持される状態について，主

架構諸元が RC 片持架構の構面外応答制御と 2.4 節の評価法に与え

る影響を分析する。Fig. 5 に標準的な屋根面内剛性レベル B5 を有す

るモデルの支承部最大相対変位分布を RC 片持架構スパン Lxと入力

地震動で整理して示す。また，Fig.6 に屋根面内剛性レベルの異なる

モデル (B1~B5)について，入力地震動 5 波の平均応答 (Fig.5 の

Average)ピークを生じる支承部の RC 片持架構側(Column)と屋根側

(Roof)の絶対変位と両者の差分である支承部相対変位(Support)を，

RC 片持架構の構面外応答に対する屋根面内振動の割線周期比 RTIと

RC 片持架構スパン Lx で整理して示す。同図らの Evaluation は支承

部設計用変位である。なお，Fig. 6 における RC 片持架構側(Column)

と屋根側(Roof)の変位符号の逆転は，両者が支承部内で逆位相振動

していることを表している。さらに，Fig. 7 には標準的な RC 片持架

構スパン(Lx=46m)を有するモデルを対象に，屋根部半開角と屋根面

内剛性レベルが支承部相対変位に与える影響を示す。 

 Fig.5 と Fig.6 に示すように，割線周期比 RTI が 1.0 に近づくに連れ

て，RC 片持架構の構面外応答(Column)に対する逆位相の屋根面内振

動(Roof)が励起され，結果的に支承部相対変位(Support)が増大する。

Table 3 にも示すように，RC 片持架構スパン Lx と屋根面内剛性レベ

ルは割線周期比 RTI への影響が大きく，この結果は標準よりスパン

が大きな RC 片持架構や面内剛性が柔らかい鉄骨造屋根(B5→B1)を

採用することがRC片持架構の構面外応答制御の観点で不利(滑り支

承部により大きなルーズホール長が求められる)であることを示す。

また，変位は周期自身にも影響を受けるため，Table 3 や Fig. 5，Fig. 6

に示すように，RC 片持架構と屋根部周期に影響する RC 片持架構ス

パン Lx が大きなモデルほど，全般的に支承部相対変位が大きい傾向

にある。一方，Fig.7 に示すように，同じ割線周期比 RTI で比較する

と，屋根部半開角が支承部相対変位に与える影響は RC 片持架構ス

パン Lx や屋根面内剛性レベル程大きくないことも分かる。 

 2.4 節で述べたように，提案評価法では，支承部の設計用変位(式

(12))は RC 片持架構柱頭変位評価値に安全率 1.2 を乗じて算出して

いる。安全率 1.2 を除いた RC 片持架構柱頭変位の評価値は 111.1mm 

(Lx =34m)と 149.1mm (Lx ≧46m)であり，Fig. 6 に示す RC 片持架構柱

頭変位の解析結果(Column)と概ね対応する。この結果は RC 片持架

構を 1 枚の棒または 1 枚の板にモデル化する提案評価法の妥当性を

改めて裏付けていると考えられる。さらに，Fig. 6 に示すように，安

全率 1.2 を乗じた設計用変位(Evaluation)は，広範な範囲の割線周期

比 RTI に対して，支承部相対変位(Support)を安全側評価できており，

この結果は前報 15)において入力地震動特性のバラツキを包絡するた

めに設定した安全率が，結果的に支承部相対変位に対する屋根面内

変位の影響を包絡していることを示している。ただし，特に RC 片

持架構スパン Lx≧50m かつ割線周期比 1.0≦RTI≦1.5 の範囲では，設

計用変位が解析結果を 10%以上危険側評価するため，この範囲の安

Evaluation
: 133.3 mm

Evaluation
: 152.2 mm

Evaluation
: 178.9 mm

Evaluation
: 178.9 mm

Evaluation
: 178.9 mm

AverageEl Centro Hachinohe JMA-Kobe Kumamoto Taft

(a) Lx=34m (RTI=2.53) 

Fig. 5 Maximum relative displacements of roller supports without friction dampers (B5, θ=30°) 

(b) Lx=40m (RTI=2.04) (c) Lx=46m (RTI=1.94) (d) Lx=52m (RTI=1.82) (e) Lx=57m (RTI=1.70) 

Evaluation : 133.3 mm Support

Column

Roof

Evaluation : 178.9 mm
Support

Column

Roof

Support

Column

Roof

Evaluation : 178.9 mm

(a) Lx=34m (b) Lx=46m (c) Lx=57m 

Fig. 6 Peak displacement - RTI relationships without friction dampers (θ=30°) 

B1 
B1 

B1 B7 B8 B8 B5 
B5 

B5 

Fig. 7 The effect of half subtended angle on the relative 
displacement (Lx=46m) 
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0
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全率は約 1.5(設計用変位 1.5×149.1=223.6mm)必要と考えられる。 

 

4．摩擦ダンパー支承の配置が構面外応答制御効果に与える影響 

4.1 全ての支承部位置に摩擦ダンパー支承を配置する場合 

 次に全ての支承部位置に摩擦ダンパー支承が配置された状態につ

いて，摩擦ダンパー耐力合計値 ΣQd と主架構諸元が RC 片持架構の

構面外応答制御に与える影響を分析する。Fig. 8 に標準的な RC 片持

架構スパン(Lx=46m)を有するモデルを対象に，摩擦ダンパー耐力合

計値 ΣQdがピーク応答を生じる支承部位置の各種変位に与える影響

を屋根面剛性レベルで整理して示す。また，Fig. 9 に支承部相対変位

をルーズホール長さ±50mm に収めるために必要な摩擦ダンパー耐

力合計値 ΣQd 解析値を，RC 片持架構スパン Lx と屋根部半開角，割

線周期比 RTI で整理して示す。Fig. 8 に示すように，摩擦ダンパー耐

力合計値 ΣQd が増大するに連れて，支承部相対変位は 0mm まで低

減される一方，RC 片持架構に対する屋根面内変位は逆位相から同

位相の振動モード(RC 片持架構と屋根が一体となって建物全体で振

動する)に移行する。Fig. 8(a)に示すように，この傾向は屋根面内剛

性レベルが低いほど顕著であり，屋根面内振動が同位相に移行する

と，RC 片持架構の構面外応答低減は頭打ちとなる。ただし，屋根面

内剛性レベルに関わらず，提案評価法の必要 ΣQd を導入すれば，支

承部相対変位はルーズホール長さ±50mm 範囲内に十分収まる。ま

た，Fig. 9 に示すように，割線周期比 RTI によって必要 ΣQd 解析値は

変動するものの，RC片持架構スパンLxや屋根部半開角に関わらず，

提案評価法の必要 ΣQd は必要 ΣQd 解析値を安全側で評価する。 

4.2 摩擦ダンパー支承を集約配置する場合 

 摩擦ダンパー支承は耐力量より台数が導入コストに影響するため，

Evaluation
∑Qd = 695 kN

Support

Column

Roof

Evaluation
∑Qd = 695 kN

Support

Column

Roof

Evaluation
∑Qd = 695 kNSupport

Column

Roof

(a) B1 (RTI=1.19) (b) B5 (RTI=1.94) (c) B8 (RTI=5.58) 

Evaluation
: 50.0 mm

nd = 4
nd = 2

Friction damper
Roller support

Evaluation
: 50.0 mm

nd = 5
nd = 3
nd = 1

Friction damper
Roller support

Evaluation
: 50.0 mm

nd = 6
nd = 4
nd = 2

Friction damper
Roller support

Evaluation
: 50.0 mm

nd = 7
nd = 5
nd = 3

Friction damper
Roller support

Evaluation
: 50.0 mm

nd = 8
nd = 6
nd = 4
nd = 2

Friction damper
Roller support

(a) Lx=34m (RTI=2.53) (b) Lx=40m (RTI=2.04) (c) Lx=46m (RTI=1.94) (d) Lx=52m (RTI=1.82) (e) Lx=57m (RTI=1.70) 

Fig. 10 Maximum relative displacements of roller supports with/without friction dampers (B5, θ=30°) 

ΣQd = 405kN 
ΣQd = 525kN ΣQd = 695kN ΣQd = 794kN 

ΣQd = 893kN 
L/2 L/2 L/2 L/2 L/2 

Evaluation
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Evaluation
∑Qd : 695 kN
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Fig. 11 ΣQd -- RTI relationships with friction dampers (θ=30°) 
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Fig. 9 ΣQd – RTI relationships with fully located friction dampers 

(a) Effect of Lx (b) Effect of θ 

Fig. 8 Peak displacement - ΣQd relationships with fully located friction dampers (Lx=46m, θ=30°) 
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実際の設計では導入台数を減らせると望ましい。そこで摩擦ダンパ

ー支承が集約配置された状態について，摩擦ダンパー耐力合計値

ΣQd と主架構諸元が RC 片持架構の構面外応答制御と提案評価法に

与える影響を分析する。Fig. 10 に標準的な屋根面内剛性レベル B5

を有するモデルに提案評価法の必要 ΣQdを導入したときの支承部最

大相対変位分布(入力地震動 5 波平均)を，RC 片持架構スパン Lx と

摩擦ダンパー支承台数 nd で整理して示す。同図の✕マーカーは摩擦

ダンパー支承，■マーカーは滑り支承を示す。Fig.2 に示すように，

摩擦ダンパーはより大きな構面外応答変位を受ける RC 片持架構中

央に優先して配置するものとする。また，Fig. 11 に摩擦ダンパー支

承台数 nd に対する必要 ΣQd 解析値を割線周期比 RTI，RC 片持架構ス

パン Lx で整理して示す。Fig. 10 に示すように，Lx や RTI に関わらず，

摩擦ダンパーを集約配置しても支承部相対変位はルーズホール内に

収めることが可能である。ただし，Fig. 10 と Fig. 11 に示すように，

摩擦ダンパーを集約配置すると，摩擦ダンパーの無い滑り支承への

変形集中が起こり，RTI に対して必要 ΣQd 解析値が提案評価法の必要

ΣQd を特異的に上回り，支承部相対変位を設計クライテリアに収め

るためには相当大きな ΣQd が要求されるため，提案評価法を用いて

摩擦ダンパー支承の集約配置を検討する場合では，RC 片持架構中

央から L/2 の範囲には摩擦ダンパーを配置する必要がある。 

5．RC の復元力特性を考慮した RC 片持架構の構面外応答の検証 

 3~4 章では，提案評価法と同様な曲げ降伏時の割線剛性を RC 部

材に設定した簡略モデルを用いて各種諸元が RC 片持架構の構面外

応答制御と提案評価法の適用性に与える影響を検証した。続いて 5

章では，RC 部材に従来型の復元力特性を設定した詳細モデルを用

いて，RC 部材の初期剛性や剛性劣化が各種の変位応答や RC 片持架

構柱脚曲げモーメントに与える影響を分析する。 

5.1 解析概要 

 Fig. 12 に 5 章の解析モデルを示す。5 章では，Fig.1(a)に示す標準

的な鉄骨置屋根体育館(Lx=46m，複層円筒シェル屋根)のみを検討対

象とする。RC 部材は材端に単純な塑性回転バネを有する梁要素と

Arena F.L.

Input
direction

Earthquake
wall

Friction
damper
support

Roller
support

Pin
support Double layer roofor

xy
z

C
Y

C
Y

(a) Takeda (b) Takeda slip

Fig. 12 Numerical model in Section 5 (Lx=46m) 
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Evaluation : 178.9 mm
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Taft
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θc = 1/89

Evaluation
θc = 1/62.5

μ = 9.67
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: 547.8 kNm

nd = 6

nd = 6 (Elastic)
nd = 4

θc = 1/204

Evaluation
θc = 1/197

nd=4

nd=6
μ = 2.00

nd=4
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Fig. 15 Summary of seismic responses with friction dampers (Lx = 45m, B5, θ=30°, Takeda RC hysteresis) 

(a) Mean support displacement (b) Mean column base moment (c) RC column hysteresis 1 (JMA-Kobe) (d) RC column hysteresis 2 (JMA-Kobe) 

Fig. 14 Summary of seismic responses without friction dampers (Lx = 45m, B5, θ=30°, Takeda-slip RC hysteresis) 

(a) Maximum support displacement (b) Column base moment (c) RC column hysteresis 1 (JMA-Kobe) (d) RC column hysteresis 2 (JMA-Kobe) 

Fig. 13 Summary of seismic responses without friction dampers (Lx = 45m, B5, θ=30°, Takeda RC hysteresis) 

(a) Maximum support displacement (b) Maximum column base moment (c) RC column hysteresis 1 (JMA-Kobe) (d) RC column hysteresis 2 (JMA-Kobe) 
Ductility ratio μ 

Ductility ratio μ 

Ductility ratio μ 
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してモデル化し，断面諸元は Table 1(a)の通りとする。鉄骨置屋根体

育館を想定した片持 RC 長柱の実験結果 25)を参考に，この塑性回転

バネには武田モデル(Fig. 1(a))を設定するが，スリップ挙動が生じる

場合を想定して武田スリップモデルも比較する。摩擦ダンパー支承

には提案評価法による必要 ΣQd=695kN を与える。その他のモデル化

の条件は 2 章と同様とする。数値解析には SNAP26)を用いた。 

5.2 解析結果 

 Fig. 13~Fig.15 に支承部最大相対変位分布，RC 片持架構の柱脚曲

げモーメント分布，RC 片持架構の柱脚曲げモーメント-柱頭変形角

関係(柱頭変位を RC 片持架構高さ hc で除した変形角)，RC 片持架構

の柱脚曲げモーメント-部材塑性率関係を示す。Fig.13 と Fig.14 は滑

り支承のみを配置した場合の解析結果，Fig. 15 は摩擦ダンパー支承

を配置した場合の解析結果(nd=6 が全配置，nd=4 が集約配置)である。 

 滑り支承のみ配置した場合の変位応答では，RC 部材の繰返しの

剛性劣化より初期剛性の影響が大きく，支承部相対変位(Fig. 13(a)と

Fig. 14(a))は曲げ降伏時割線剛性を適用した解析結果(Fig.5(c))と評

価値(Evaluation)を下回り，提案評価法による設計用変位・応力は支

承部相対変位と柱脚部曲げモーメント(Fig. 13(b)と Fig. 14(b))を安全

側で評価できることが示された。また，Fig. 13(c)(d)と Fig. 14(c)(d)に

示すように，スリップ挙動の有無が RC 片持架構の構面外応答の最

大値に与える影響は大きくないことも示された。 

 Fig. 15(a)に示すように，RC 部材の正確な復元力特性を考慮した

場合でも，支承部相対変位は摩擦ダンパー支承によりルーズホール

長さ±50mm(設計用クライテリア)範囲まで低減する結果となった。

一方，Fig. 15(b)(c)(d)に示すように，RC 柱脚部の荷重変形関係は剛

性劣化も殆どなく，耐震診断基準 27)に示される内法高さの高い曲げ

柱の弾性範囲内(層間変形角 1/150rad)にあるものの，柱脚曲げモーメ

ントは降伏し，摩擦ダンパー導入時の設計用応力は解析結果を危険

側評価する。この危険側評価の原因は，提案評価法では屋根部を剛

な境界条件(水平移動しないピン支点)と想定して応答低減後の柱脚

曲げモーメントの下限値を評価するが，4.1 節の Fig. 8(a)の例に示す

ように，実際の屋根部は剛ではなく，支承部相対変位が十分低減さ

れた後も RC 片持架構は屋根部と一体で水平振動するためである。 

5.3 摩擦ダンパー支承導入時の柱脚曲げモーメント評価法の修正 

 ピーク応答を生じる片持 RC 柱の曲げモーメント分布の分析に基

づいた評価法の修正を試みる。まず，Lx=46m の RC 片持架構に適用

される棒モデルの曲げモーメント M は，境界条件に対応した形状関

数 w(x)と無次元化振動数 λ (固定端-自由端：1.875，固定端-ピン

端：3.927)，刺激係数 Γc，固有円振動数 ω，曲げ剛性 EIc，地震荷重

SA より式(24)~式(28)で計算される。 
 wf (x) = + (cosλ+ coshλ)(sinλx/hc-sinhλx/hc)  
 wc(x) = - (sinλ + sinhλ)(cosλx/hc-coshλx/hc)  ※固定端-自由端 (24) 
 wp (x) = - (cosλ + coshλ)(cosλx/hc - coshλx/hc)  
       + (sinλ + sinhλ)(sinλx/hc - sinhλx/hc)  ※固定端-ピン端 (25) 
  2

0 0( ) / ( )c ch h
cΓ w x dx w x dx    ※定数となる (26) 

 

2
2

03
c

c c c

EIω
h m h
λ λ ω

 
  
 

 (27) 

 
2 2

2 2 4 2 2
0

( ) ( )c c AA
c c

Γ EI SS d w x d w xM Γ EI
ω dx λ ω dx

   (28) 

 Fig. 16 に曲げモーメント分布の解析結果を，Fig. 17 に提案評価法

の曲げモーメント分布を示す。Fig.16(a)と Fig.17(a)の比較に示すよ

うに，滑り支承時の片持 RC 柱の曲げモーメント分布形状の解析結

果は提案評価法の力学モデル上の想定(固定端-自由端)と一致して

おり，柱脚曲げモーメント評価値は解析値を安全側で捉えられてい

る。しかし，Fig. 16(b)(c)と Fig. 17(b)の比較に示すように，摩擦ダン

パー支承時の曲げモーメント分布の解析結果は，力学モデルが想定

する固定端-ピン端の曲げモーメント分布形状と概ね対応するもの

の，柱頭が屋根に従って水平移動できる分だけ反曲点位置が高く，

Fig. 17(c)に示すように，無次元化振動数 λは固定端-自由端(Fig. 17(a))

と固定端-ピン端(Fig. 17(b))の概ね中間(λ = (3.927+1.875)/2 = 2.901)で

あることが分かる。この時の柱脚曲げモーメント Mlcp は，固定端-ピ

ン端の形状関数 wp と上記の λ= 2.901 より式(29)で計算される。この

評価値は 1235kNm となり，RC 部材の復元力特性を弾性とした場合

の解析結果(Fig. 15(b)の Elastic)と対応する。 

  2

04 2 2
0 0

0.630pc c A
lcp l

x

d w xΓ EI SM M
λ ω dx



   (29) 

同様に板モデルの曲げモーメント Mlwp は，桁行方向の形状関数 wc(y)，

刺激係数 Γw より式(30)~式(32)で計算される。特に Table 4(a)に示す

Lx=46m の場合では，Mlwp は 0.613Ml0 となり棒モデルと同等となる。 
 wc(y) = + (cosλ - coshλ)(cosλy/L-coshλwy/L)  
 ww(y) = + (sinλ + sinhλ)(sinλy/L-sinhλy/L)   ※固定端-固定端 (30) 
 2

0 0 0 0( , ) / ( ( , )) 0.00213c cL h L h
wΓ w x y dxdy w x y dxdy      (31) 

 

22

02
, 0,0.5

2( , ) 3.612A
lwp w x c l

px y L

qS w x yM Γ D l Mq qω x 

      
 (32) 

以上より，摩擦ダンパー支承時の柱脚曲げモーメントは式(23)から

式(33)に修正する。 

16 16119
(kNm)
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608
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Fig. 16 Peak moment diagram (Lx=46m, B5, θ=30°, JMA-Kobe) 

(a) Without friction dampers (b) With friction dampers 
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(c) With friction dampers 
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(λ = 3.927) 

(c) Clamp-Pin 
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Fig. 17 Moment diagram by shape functions 
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6．結 

 本論の検討範囲で得られた結論を以下に示す。 

1) RC 片持架構スパン Lx と屋根面内剛性により各々の周期が近接(割

線周期比 RTI→1.0)すると，RC 片持架構の構面外応答に対して逆位

相の屋根面内振動が励起されるため支承部相対変位は増大する。

提案評価法による RC 片持架構柱頭変位の評価値は解析結果と概

ね対応し，同変位に安全率 1.2 を乗じた支承部設計用変位は広範

な RTI 範囲において入力地震動のバラツキだけでなく屋根面内変

位の影響も安全側で評価する。ただし，Lx≧50mかつ割線周期比 1.0

≦RTI≦1.5 の範囲では，設計用変位が解析結果を 10%以上危険側

評価するため，この範囲の安全率は約 1.5 必要である。 

2) 摩擦ダンパー支承の耐力合計値 ΣQd に比例して支承部相対変位

は 0mm まで低減される一方，RC 片持架構に対する屋根面内振動

は逆位相から同位相に移行し，RC 片持架構柱頭変位の応答低減は

頭打ちとなる。ルーズホール範囲に支承部相対変位を収めるため

の必要 ΣQd 評価値は，RC 片持架構スパン Lx や割線周期比 RTI に関

係なく必要 ΣQd 解析値を安全側で評価する。摩擦ダンパー支承は

一部の支承位置に集約して配置しても支承部相対変位は設計クラ

イテリアを満たすまで応答低減できるが，提案評価法を用いて摩

擦ダンパー支承の集約配置を検討する場合では RC 片持架構中央

から L/2 の範囲に摩擦ダンパー支承を配置する必要がある。 

3) RC 部材の曲げ降伏時の割線剛性で評価した支承部設計用変位は，

RC 部材の初期剛性や繰返しの剛性劣化を考慮した解析結果を安

全側で評価する。また，RC 部材のスリップ挙動の有無が RC 片持

架構の構面外応答に与える影響は大きくない。 

4) 提案評価法では屋根部を水平移動しないピン支点と仮定して摩擦

ダンパー導入時の RC 片持架構の柱脚曲げモーメントを評価して

いるが，実際には摩擦ダンパー導入後も RC 片持架構は屋根部と

一体で水平振動するため，柱脚曲げモーメント評価値は解析値を

危険側で評価した。同様な場合の RC 片持架構の曲げモーメント

分布形状は，固定端-自由端と固定端-ピン端の中間的な性状であ

り，同様な曲げモーメント分布を仮定した修正評価値は解析結果

と概ね対応する。 

 なお，以上の数値解析結果と評価法の修正より，RC 片持架構の構

面外応答制御設計法 15)の設計クライテリアは，支承部相対変位がル

ーズホール範囲内に収まる(ul≦δl)かつ，RC 片持架構の柱脚曲げモ

ーメントが降伏曲げモーメント以下(Ml≦My)または柱頭層間変形角

ul /hc≦1/150rad. 27)が適当と考えられる。 
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付録 A. 屋根部面内振動周期 TRIの簡易推定法  

 Fig. A1 に手法概要を，Table A1 に評価結果を示す。屋根モデル各節点質量

に適当な加速度(例えば 1g)を水平方向に乗じた静的線形解析を行い，与えた

水平荷重合計値をピーク応答を生じる支承部節点の水平変形 ur で除すことで

仮の屋根水平剛性 KRI を算出し，KRI と屋根部層質量 Σmi から屋根部面内振動

周期 TRI=2π√Σmi/KRIを算出する。Table A1 に示すように，同手法による TRI の

推定値(Approximate)は，固有値解析結果(Exact)に対して 0.02s~0.04s 程度の誤

差で一致する。また，同手法を 2.4 節に示す RC 片持架構の構面外応答周期の

評価値と併用することで，屋根面内振動の励起を判断する程度の割線周期 RTI

も簡易推定可能である。 
 

 

Fig. A1 Overview of linear static analysis to obtain approximate TRI 

Table A1 Comparison of TRI and RTI 
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Exact Approximate Exact Approximate
B1 〇-21.7×2.0 0.43 0.47 1.19 1.09
B2 〇-27.2×2.0 0.38 0.41 1.33 1.23
B3 〇-34.0×2.3 0.32 0.34 1.58 1.47
B4 〇-42.7×2.3 0.29 0.31 1.77 1.66
B5 〇-48.6×2.5 0.26 0.27 1.94 1.85
B6 〇-89.1×2.8 0.17 0.19 3.05 2.68
B7 〇-139.8×3.6 0.12 0.13 4.16 3.86
B8 〇-216.3×4.5 0.09 0.09 5.57 5.50
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