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摘        要 
 

船舶碰撞與擱淺時造成的結構破壞有多種模式，本文著重在錐狀物體與船體結構撞擊所造成的剪切撕

裂形態的破壞狀況。先檢討近 20 年來文獻上在分析板結構受錐狀體撞擊狀況時，破壞模式的假設與理論的

思考方式，以及建議的預估板結構的破壞消能與抗撞阻力的簡算式。其次歸納錐狀體撞擊平板的破壞模式

與板塊結構撕裂之力學特性，建立撕裂破壞模式，推導合理的簡化半理論估算方法以推算破壞狀況下的能

量消散與切割阻力。並以有限元素模型分析板塊結構受錐狀體撞擊的撕裂破壞狀況，其結果與不同估算方

式比較，檢討本文推導簡化估算式的精確性。 
最後選擇NSWC 4種不同船舶擱淺撞擊模型中之兩種[18]，以有限元素分析，並採用等效板撞擊撕裂模

型以不同估算方式推估，比較其結果與確認本文應用之可行性。 
 
 

前        言 
依據英國勞氏驗船的統計資料從1995年到1998年

之間[1]，共有674艘船總噸位高達3.26百萬GT發生船
損事件，有關擱淺事故的船隻估17%，總噸則估24%。
如以100米以上船舶來估算則1990年到1999年中的統
計數字顯示約每年每船發生擱淺的比例為2%，其中約
有半數肇因於船舶碰撞。 
船舶碰撞與擱淺的破壞形態大約可分成四大類： 

1. 板殼與樑結構的剪切破壞與局部捲曲。 
船體遭受錐狀體撞擊，造成剪切形態的破壞，如

船殼板被切開而捲曲，樑與肋骨被剪斷而彎曲與扭曲

的破壞模式，為船舶擱淺或觸礁時常見的破壞模式。 
2. 板殼與樑結構的褶皺與破裂。 
以船體迎受鈍形剛體的碰撞為主，破壞的現象為

船殼板與樑結構受壓擠而挫曲不穩定，造成凹陷與褶

皺變形，也可能產生破裂。 
3. 板殼與樑結構的塑化彎曲與面內塑性變形。 
板殼與樑結構受到側向撞擊，造成全塑化彎曲，

面內延展塑性變形。 
4. 船體側面撞擊造成板殼穿透與樑剪斷。 
船側受碰撞時，船殼板可能被穿透，縱樑與垂向

橫樑受撞擊而斷裂。 

船體碰撞與擱淺過程，產生複雜的結構變形與破

壞狀況，為建立有效的評估方法，Minorsky [2]分析26
艘船舶碰撞資料而提出下列估算式： 

7.322.47 += TRE     (MJ)               (1) 

其中E為破損結構的吸收能量，RT為結構損壞材料

體積(單位m3)。式中以破壞結構的材料體積為基準，

估算碰撞後結構吸收能量的大小，雖可概略估算碰撞

後結構破損狀況，但很容易被誤為抗撞能力與結構的

材料使用量成正比。在撞擊過程，複雜的船體結構間

能量的傳導狀況，與結構形態、受力狀況有關，也決

定了損壞機制與損壞狀況。因此過去40年，有不少研

究持續進行不同的碰撞擱淺的理論探討與推導簡化估

算方法，如Amdahl、Abramowicz、Wierzbicki、Simonsen、
Wang et al、Pedersen & Zhang、Peschman等[3~9]。估
算法共通的方式，以運動能量的轉換來估算結構吸能

而受損的狀態。碰撞過程，結構在高能量轉換之下，

結構的力學行為與材料特性的考量比靜態受力的狀況

複雜很多。材料除了彈塑性關係，還需考慮摩擦、不

可逆能量轉換等影響；結構變形狀態需考慮結構件的

損壞、接觸、脫離等現象，故無法以單純的解析方法

來處理。不少人以有限元素法來分析船舶碰撞與擱淺

問題，如Kitamura、Sterndof & Pedersen、Kuroiwa、 
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Kajaste-Rudniski & Kujala、Lehmann et al等研究[10~ 
14]。理論上FEM是可以將結構細分到合理的結構單

元，實際上複雜船體結構的FEM模型若分得太細，則

其元素個數非常龐大，需要龐大的計算資源。此外當

結構件破壞、摩擦、接觸、局部碰撞、應變率改變以

及能量轉換，應力流的疏導等問題在FEM分析過程均
需有特定處理方式，非熟練分析師不易處理完善。尤

其在暫態分析過程要在每一個元素中考慮到多個時步

的變化歷程。元素分細，則所需時步也變小，計算量

變龐大。元素分得太粗則隱藏著較多的模型未確定因

素，處理上也相當複雜。因此船舶的碰撞與擱淺問題

的研究也有藉由半理論推導簡算式，並以試驗來確認

簡化估算式與有限元素模型的可靠性。如Kitamura et 
al [15]、Jones [16]、Pedersen et al [17]、Wierzbicki & 
Thomas [5]、Rodd [18]與Pescheman [9]等。 
 

 

 
圖1  Thomas & Wierzbicki之破壞模型[5] 

 

 
圖2  平板受鍥型體面內方向衝擊而破裂示意圖 

在歐美日等造船界過去15年來持續投下相當多人

力與資源進行船舶碰撞與擱淺的研究，在這個領域的

研究已儼然形成一個跨國研究群，雖無正式國際合作

之名，但各國研究單位在國際組織如ISSC的架構下，
或有志者召集的國際會議上已實質的進行經驗交流與

成果共享，如Ohtsubo et al [19]。相對的，這個領域國

內投入研究的人頗少，只見李雅榮等[20]研究成果。 
本文重點放在船體結構在遭受錐狀體碰撞時所造

成的剪切形態的破壞，其他損壞模式將後續逐次提出

專文。先從檢討剪切破壞模式與理論簡算方法開始，

如Vaughan [21]、Minorsky [2]、Lu & Calladine [22]、
Ohtsubo & Wang [23]、Paik [24]、Pedersen & Zhang [8] 
等研究，其次推導半理論估算式，並以有限元素分析

確認其可靠性。 

船體結構遭鍥型錐體碰撞之理論模型  

1. 基本想法 

Jones & Jouri [16]將板受楔形體撞擊時的能量分

為四類 

fedc WWWWW +++=                   (2) 

其中Wc為為剪切能(板被切開之部份)；Wd為捲曲變形

能(捲曲變形的部份，包含塑性彎曲與剪力影響)；We
為彈性能(包含彈性波效應與支架吸能部份)；Wf為與

摩擦力消耗能量。 
    針對不同破壞模式吸收能量作粗略分類，有助於

分析方式依分類的力學特性發展。 
Thomas於1992年進行了一連串的鋼板切割實

驗，他和Wierzbicki於1993年提出如圖1的鋼板受鍥型
體切割破壞模型[5]，將板的切割破壞分成「切開板的

塑性捲曲」與「裂縫前端的薄膜塑性化」兩種破壞機

制，兩者之間的關係由鋼板的捲曲半徑R來維繫。塑
性捲曲能量和捲曲半徑R成反比，但是塑性張力吸能

則和捲曲半徑R成正比。他們假設在錐形尖端處之鋼
板會產生裂縫延伸的現象，而引進了無因次參數的開

口位移(crack opening displacement (COD))。如圖1顯示
板撕裂深度l包含鍥型錐體穿入深度與裂縫延伸深度。 

2. 估算方法 

平板受鍥形錐壓擠造成撕裂如圖2 ，l為平板撕裂

深度、θ為鍥形之半錐角，α 為板對鍥形錐之傾斜角，
t為板厚，W 為消耗之能量，F為鍥形錐對板之施力。

假設 0σ 為材料之塑流應力(flow stress)。在施力與切割

變形平衡狀態時，板的切割阻力與F相同。 
Akira ＆ Kitamura [25]假設板被切割之範圍所受

之應力等於材料之降伏應力 yσ ，而提出下列估算式 
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αθσ

θσ

cos/tan2

tan2

ltF

ltW

y

y

=

=
                   (3) 

Vaughan [26]結合Akira & Kitamura [25]所提出之
公式和Minorsky [2]所建議之船舶碰撞經驗公式整理

出以下估算式 

( ) αθ
θ
cos/tan19.09.33

tan095.09.33 2

lttF
ltltW

+=
+=           (4) 

其中2θ=60°，t和l之單位為公厘(mm)，F之單位為kN，
W之單位為N·m。                       

Vaughan [21]於1980年針對鍥形锥墜落切割鋼板

試驗研究，提出改良式 

    ( ) αθ

θ

cos/tan0088.05.5

tan/0044.05.5
25.1

225.1

⋅+=

+=

lttF

ltltW
      (5) 

其中α=10°，0.75< t<1.9 mm，2θ=10°、30°、60°。Woisin 
[27]在德國核子動力商船研究中心(GKSS)進行鍥形锥

墜落切割鋼板試驗研究，歸納小角度錐形體撞擊不考

慮錐角度之估算式 

αcos/16.8

8.4
7.0

7.1

ltF

ltW

=

=
                     (6) 

Lu & Calladine [22]把先前的文獻整理後作一總結，提

出鋼板受錐體切割時，會有「切開板的塑性捲曲」與

「裂縫前端的薄膜張力」兩種破壞機制，摩擦力也存

在。在一連串的實驗後，提出下式 

ασ

σ

cos/3.1 3.07.1
03.1

3.17.1
03.1

ltCF

ltCW

=

=
              (7) 

其中α=0°，0.7< t<2 mm，2θ=10°、40°，C1.3為材料在

實驗狀況之參數，軟鋼之C1.3=2.3。他們認為上述兩種

機制會互相影響，不能把它們分開考慮，而只用一個

方程式表示，式(7)無破壞應變項，因其在實驗數據中

修正過而含於係數C1.3中。 
Thomas & Wierzbicki [5]的研究結論指出鋼板之

受鍥形錐切割時，鍥形錐之θ角對切割阻力與開口變位

之影響都很小。他們也提出當鍥形錐之2θ角度很小

時，鋼板之受力行為便會強烈受到摩擦力影響，他們

利用簡單之模型推導出下式  

αδµσ

δµσ

cos/28.3

34.2
4.02.04.06.1

0

4.12.04.06.1
0

ltF

ltW

t

t

=

=
          (8) 

其中：10°≤ θ ≤ 30°，µ為庫倫摩擦係數，δt為裂縫開口

變位， ttt /δδ = ，0.1≤ µ ≤ 0.4。                   
Paik[24]在加強肋板的切割實驗研究，利用最小平

方法回歸出下列估算式 

5.15.1
05.1

5.05.1
05.15.1

ltCW

ltCF

eq

eq

σ

σ

=

=
                     (9) 

其中C1.5=3.760θ2−1.156θ+1.112，teq為將加強肋斷

面積納入板截面積考慮的等效厚度。 
Ohtsubo和Wang [23]利用切割阻力極限值的想法

求出板受錐體切割時之切割阻力與消耗能量估算式 

)
tan

1()sin(0.1

)
tan

1()sin(51.1

5.05.15.1
0

5.05.05.1
0

θ
µθσ

θ
µθσ

+=

+=

ltW

ltF
       (10) 

Zhang [28]改良Thomas & Wierzbicki [5]之破壞模
型，提出圖3的破壞模型，並推導出下列估算式 

)
tan2

1()os(057.1

)
tan2

1()os(586.1

5.025.05.15.1
0

5.00.255.05.1
0

θ
µθεσ

θ
µθεσ

+=

+=

−

−

cltW

cltF
(11) 

Zhang [29]將式(11)為修改為              

)
tan

1()tan(295.1

)
tan

1()tan(942.1

5.025.05.15.1
0

5.025.05.05.1
0

θ
µθεσ

θ
µθεσ

+=

+=

ltW

ltF
   (12) 

板剪切破壞模型與估算式推導  
在圖3鋼板受錐形體切割破壞模型中，鋼板受到錐

形尖端前進壓擠時會產生撕裂，但是裂縫不會自動延

伸，同時塑性變形只在ABCDEF區域裡產生，其他的

區域保持彈性變形。塑性變形區域可以分成兩個部

分；以BE為分隔線的BCDE區，由於板受拉伸會產生

塑性變形，另外一部份ABEF區，板被切成兩邊，各自

產生圓柱形狀的捲曲。BCDE區受拉伸塑性變形以致

撕裂而使切割深度繼續增加，需考慮斷裂應變(rupture 
strain)，因此可以確定板之切割阻力與材料的降伏強度

和斷裂應變有關。 
本文延續Zhang [28]提出的破壞模式進行修正，將

錐體撞擊板時，錐體動能的消散分成全塑化彎曲能、

薄膜塑性能與摩擦能消耗等三項，據以推導板的抗撞

阻力與消能估算式。 
 

 
圖3  Zhang (1999)之板切割破壞模型 
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圖4  BE線受錐體壓擠之變形狀況 

 
1. 彎曲能量消散率 
如圖3，假設板被錐體撞擊撕裂後，撕開部分的塑

性彎曲能量增加量都集中在兩條彎曲移動線AB及
EF，移動線之長度為 lAB=l /cosθ，其中l為切割長度。

彎曲能量消散率可由下式表示 

)
cos

)(sin)(
4
1

3
2(2      

       sin22

2
0

00

θ
θσ

θψ

l
R

Vt

l
R

VMlME ABABb

=

== &&

 
θσ tan

3
1 2

0 V
R
lt=                     (13) 

其中：M0為AB及EF線上的單位長度塑性彎曲力

矩，ψ& 為在AB與EF線上產生捲曲的角速度，V為鍥形
錐前進速度， R為板之捲曲圓柱半徑。 

2. 薄膜能量消散率 
假設鍥形錐體的前端的薄板只在鍥形錐之尖端區

域BCDE面積內發生塑性，當錐體前進時，尖端區域
在平行BE線之方向受拉伸，到CD線時拉伸力為零，

因此薄膜能量消散率可表示為 

dStE
S

m 1103
2 εσ && ∫∫=                    (14) 

其中S為受拉伸塑性變形區域(即BCDE)， 11ε& 為平
行BE線之伸張應變率，點B為移動線AB和BE線的交
點，BC線和鍥形錐之前進方向平行，CD線由AB之延
長線和鍥形錐中線之交點為基準。 

利用幾何關係，在圖3，BC線之長度(H)為：H= 
R/sinθ。BE線之半長度b為：b=R/cosθ。假設BE線的
變形為折線狀，如圖4所示，可求出BE線的平均應變
為 

( ) ( )20
2

00 2
111 b/b/

b
bBO δδε ≈−+=

−
=  (15) 

其中δ0為BE線中點之凹陷深度，其平均應變率為 
2

000 b/δδε && =                           (16) 

假設凹陷深度由BE向CD為線性變化，由δ0逐漸減少至

零，即 
[ ]H,xH

x
x 0   , 0 == δδ  

x為從CD線開始計算之距離，因此在x之平均應變率可

表示為 

( ) V
bH

x
bH

xx 2
02

2
002

11 )()( δδδε ==
&

&           (17) 

把上式代入式(14)後並積分，可得到 

V
b
HtEm 00

33
4 δσ=&                    (18) 

由前述BE線上中央處開始拉裂，則其應變ε0應等於材

料之破壞應變εf，由式(16)可得凹陷δ0與εf之關係為 

fb εδ 20 =                            (19) 

最後式(18)可改寫為 

VRtE fm θ
σε

sin
2

33
4

0=&                 (20) 

3. 塑性變形阻力 
由虛功原理，結構抗撞阻力之功率應與上述之能

量消散率相等，可以下式表示 

mbp EEVF && +=                          (21) 

其中Fp為板結構之塑性變形阻力。將式(13)和(20)代入
式(21)，可得 

   
θ

σεθσ
sin

2
33

4tan
3

1
0

2
0

Rt
R
ltF fp +=    (22) 

令式(21)的功率對板塑性彎曲半徑R分佈為最小，即 

( )
0=

∂

∂

R
VFp  

可得 
θθε sin)(c7282.0 5.025.05.05.0 −−= osltR f       (23) 

把式(23)及代式(22)可得板結構之塑性變形阻力  
)7928.07928.0()cos( 5.025.05.05.1

0 += −θεσ fp ltF  

 5.025.05.05.1
0 )cos(586.1 −= θεσ flt         (24) 

4. 摩擦切割阻力 
在板受切割之實驗中顯示摩擦力的影響是相當重

要的，Astrup [33]由實驗發現板厚愈大，摩擦阻力所

佔之部分也愈大。板在錐體接觸面法線方向所受之力

為 

θsin2
p

n
F

F =                             (25) 

利用庫倫摩擦定理可得鋼板與錐體之摩擦力，其在切

割方向的分量為摩擦切割阻力，可表為 

θ
µθµ

tan
cos2 pnf FFF ==                (26) 

5. 切割阻力與結構破壞消散能量 
把塑性變形阻力及摩擦切割阻力相加，可得板之

切割阻力 

)
tan

1(θ)cos(586.1 5.025.05.05.1
0 θ

µεσ +=

+=

f

fp

lt

FFF
   (27) 
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板的塑性變形及摩擦所消散之能量為 

)
tan

1()cos(057.1 5.025.05.15.1
0

0

θ
µθεσ +=

=

−

∫

f

l

lt

dlFE
    (28) 

6. 切割阻力與結構破壞消散能量之下限值 
式(27)與(28)係假設圖3中之薄板塑性區BEDC為

矩形所導出，在圖1中Thomas & Wierzbicki模型則考慮
塑性區為三角形。在下面數值分析例，檢討FEM分析
錐體撞擊板結構所得之應力分佈，如圖5可見，錐體前

端薄板塑性區BEDC並非矩形如圖3，也非三角形如圖
1，應介於兩者之間，從應力分佈概況，可假設其塑性

邊緣曲線為n次曲線 
( )( ) bHxb n

x ⋅= /-1                     (29) 

當上式次數n為3時，應為塑性區範圍的下限，依前述
的推導可得板塑性彎曲半徑 R為 

θθε sin)(c03.1 5.025.05.05.0 osltR f=         (30) 

對應bx為三次函數之板切割阻力F與結構破壞消
散能量E分別為 

( ) ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +=

θ
µθεσ

tan
1cos121.1 5.025.05.05.1

0 fltF    (31) 

( ) ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ += −

θ
µθεσ

tan
1cos7475.0 5.025.05.15.1

0 fltE    (32) 

 

  
(a)θ =30° 

 
(b)θ =20° 

圖 5  鍥形錐之半角θ為 30°及 20°時平板的應力分佈 

為了和各個估算式相互比較，我們令本文A為式
(27)與(28)，應偏向上界值；而本文B則為式(31)與
(32)，應偏向下界值。下列比較研究可以看到本文A及
本文B和各個估算式結果之比較。 

數 值 分 析 
本文利用LS-DYNA分析鍥形錐體壓擠平板的破

壞狀況，與前述各種不同估算式計算結果比較。 
1. 分析模型 
鋼板： 
鋼板模型之尺寸：15cm × 20cm × 2mm 
楊氏模數E = 2.10×1011 N/m2 

密度= 7800 kg/m3，降伏應力= 1.817*108 N/m2 

破壞應變 = 0.4，塑流應力 0σ ＝ 250MPa，  
波森比= 0.3，摩擦係數 = 0.2  
應變率之影響採用Cowper-Symonds [36]的經驗式 

P

y

d

C

1

)(1 ε
σ
σ &

+=                           (33) 

其中σd為動態降伏應力，σy為靜態降伏應力，ε&為
應變率，應變率參數：C=40.4s-1，P=5 

鍥形錐：  
本文分析例之鍥形錐之半角分成30°及20°兩種，其
三邊長分別為：6cm×6cm×6cm與5.53cm×5.53cm× 
3.78cm。 

令鍥形錐為鋼體  

2. 負載 
施加於鍥形錐之固定力：θ =300時，P =15.5KN；
θ =200時，P=10KN 

3. 接觸模式 
在LS-DYNA中設定 

*Contact_Automatic_Surface_to_Surface 

4. 分析結果 
圖5為半角300及200之鍥形錐衝擊平板以FEM分

析所得之應力分佈，圖中顯示在鋼板裂口尖端區域並

無Thomas & Wierzbicki[5]所提出模型裂縫尖端的裂縫

延伸之現象。另外，由圖5可以發現裂縫前端的BCDE
塑性區是介於三角形與矩型之間。圖6顯示θ =300與

θ =200時，被切開部分鋼板的捲曲半徑與切割深度的

分佈圖。假設式(29)中之n-次函數分別為3、5與7次函
數之捲曲半徑R的變化可見於圖中。式(13)與式(20)分
別顯示，全塑化彎曲能量與R成反比，面內塑性化能
量與R成正比；在有效範圍內切割阻力與破壞結構的

消散能量隨R減小而變大。                  
圖7與圖8分別為FEM分析結果與前述各種估算方

法計算不同切割深度下，板的切割阻力與板的吸收能 
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(a)θ =300 

 
                     (b)θ =200 

圖6  鍥形錐之半角θ為300及200時平板被撞裂部分之

捲曲半徑隨切割長度之變化 

 
(a)θ =300  

 
(b)θ = 200    

圖7  FEM與不同估算法計算切割阻力比較 

 
(a)θ =300 

 
(b)θ = 200 

圖8  FEM與不同估算法計算吸收能量比較 
 

量分佈。板的高度為15cm， FEM分析在切割深度超

過14cm時，裂縫前端之塑性區已觸及邊界不具比較意

義，故圖中之比較應到切割深度14cm為止。FEM模擬
撞擊試驗，故以暫態分析進行，在切割過程切割阻力

呈現振動起伏，估算式係依破壞狀態推導，無振動起

伏現象。在結構吸能方面FEM分析結果雖包含彈性位
能，但其比例較塑性消散能量小很多，故FEM分析之
能量起伏也很小。θ =200時，錐體半角較小，初始切

割速度較快其動態反應也較θ =300時的動態反應大。 
圖中本文A為式(27)與(28)；本文B為式(31)與

(32)。比較結果可見，Paik的估算結果偏高，Thomas & 
Wierzbicki (1993) [5]的估算式偏低。Lu & Calladine 
(1990)[22]、Ohtsubo & Wang(1995)[23]與Zhang(1999) 
& (2002) [31, 32]的結果分佈在本文A與本文B之間。
FEM計算結果，能量分佈與本文A結果較一致。切割

阻力分析結果，在θ =200時，FEM與Lu & Calladine 
(1990)[22]結果較為一致與本文B也頗為接近；在θ=300

時，則FEM計算結果與本文A結果較一致。 

船舶擱淺分析應用  
Rodd [24]提出美國水面武器研究中心 (Naval 

Surface Warfare Center簡稱NSWC) 4種不同船底結構

模型之船舶擱淺撞擊之實驗結果，模型與實體比例為 
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表1  NSWC船體擱淺試驗參數 

試驗車之重量 223 噸 

撞擊前之初始速度 V  12節(=6.2 m/s) 

使用之材料 ASTM A569 

降服強度 yσ  283 MPa 

極限強度 uσ  345 MPa 

塑流應力 ( ) 20 /uy σσσ +=   314 MPa 

破壞應變 0.22 
 
表2  模型NSWC1與NSWC3之主要尺寸 

 NSWC 1 NSWC 3 

長度(m) 7.32 6.09 

寛度(m) 2.54 2.55 

雙層底高(m) 0.38 0.40 

上底板之厚度(mm) 3.0 3.4 

下底板之厚度(mm) 3.0 3.0 

底板縱向加強材(mm)： 

腹板高x面板寬x板厚 

上：5x35x3.0 

下：69x32x3.0 
 

縱向腹板厚度(mm)  3.0 

中心緃桁之厚度(mm) 2.3 3.0 

隔艙壁之厚度(mm) 6.0 3.0 

橫向肋板之厚度(mm) 2.3  

結構體積總和(m3) 0.245  0.277  
 

表3  NSWC1與NSWC3模型的FEM模型資料 

 NSWC1 NSWC3 

節點數 151700 66000 

元素數 124170 57408 

網格大小 3cm x 3cm 4cm× 4 cm  

 
1:5，試驗研究主要目的是模擬30,000至40,000 DWT之
油輪，受到圓錐狀岩石撞擊之破壞情形，探討不同船

底結構擱淺時之能量消散與切割阻力，並比較其抗撞

能力。圖9為擱淺試驗佈置圖，船體結構模型架在軌道
車上，從高處滑行而下，船體以初速度12節撞擊人工
的圓錐狀岩石，模型的相關資訊如表1。 

1. 問題敘述 

本文重點在比較不同估算式與FEM分析結果的異

同，只取四個模型試驗中兩個，即模型NSWC 1及
NSWC 3，如圖10。NSWC 1為傳統式雙層底結構，上
下兩底板設有縱向肋板，以橫向大肋板支撐縱向肋

骨，雙層底有中央縱向肋版。而NSWC 3 設縱向肋板

連接兩底板，無橫向大肋版，船底橫向隔艙壁為雙層

結構。上底板厚度大於下底板。船體以初速度V＝6.174 

 
圖9  NSWC船舶擱淺試驗佈置圖(Simonsen [31]) 

 

 
(a) 模型 NSWC 1 

 
(b) 模型NSWC 3 

圖10  Simonsen [31]船體擱淺比較模型 
 

m/s撞擊錐柱體，為簡化問題將圓錐體視為剛體，船體
以鋼板構成。Simonsen[31]進行NSWC模型船舶擱淺試
驗的主要尺寸如表2所示。 

2. FEM模型 
FEM模型中的設定如下： 

a. 材料：本文採用兩段線性彈塑性材料(bilinear plastic 
kinematic)模型及相關參數設定如下： 
楊氏模數E = 2.05*1011 N/m2 
切線模量(Tangent modulus) = 2.07*108 N/m2 

密度= 7850 kg/m3 ， 降伏應力= 2.83*108 N/m2 
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(a) Simonsen(1997)[31]計算之結果和實驗比較 

 

 

 
(b) LS-DYNA計算之X方向與Y方向剪切阻力 

圖11  本文LS-DNYA計算結果與Simonsen [31]計算和
實驗與之剪切阻力之比較(NSWC 1模型) 

 
破壞應變 = 0.3 ， 摩擦係數 = 0.2  
波森比(Poisson ratio) = 0.3 
Cowper-Symonds [36]應變率參數C=40.4 s-1，P=5 

b. 接觸模式：在LS-DYNA中設定為 
*Contact_Automatic_Single_Surface 

c. 邊界條件：圓錐固定不動，其頂角為900，高為0.76 
m，底半徑為0.76 m 

d. 負載狀況：船體模型以初始速度6.2 m/s前進 
e. 船體與錐體初始位置：船體中心線與錐體中心線在
同一平面，船體上甲板前端比錐體頂端高5.08cm，

上甲板後端比錐頂低38cm(NSWC1模型)與40cm 
(NSWC3模型)，撞擊初始上底板不被切割。 

FEM模型全部採用4節點殼元素，網格的大小，元
素和節點總數等列於表3。 
圖11(a)為Simonsen(1997)[31] 進行NSWC1模型

擱淺試驗，船體撞擊過程的X與Y方向受力總和計算與

試驗結果之比較；圖11(b)為本文採用LS-DYNA分析相
同狀況之結果。Simonsen分階段估算損壞結構件之能
量消散率與切割阻力，故其結果呈現階段線性狀態。

比較圖11(a)與圖11(b)，顯示有限元素分析結果之動態
效應較大，曲線跳動較大且形狀較尖銳，應為FEM分
析結果取樣頻率較高之故。整體而言LS-DYNA計算結
果與試驗結果頗為一致，故以下不同方法計算結果之

比較以LS- DYNA計算結果為基準。 

3. NSWC 1擱淺模型分析結果比較 
NSWC 1試驗當破壞長度為5.46m時，試驗過程算

出船體結構所吸收之能量為3.25 MJ，結構體積總和為
0.245m3，因此每單位體積所吸收之能量為13.3MJ/m3。 
在估算過程將船底板與加強肋骨面積合併而換算

成等效板厚。 
下底板等效厚度為 

  16.5
2540

183)8.319.69(0.3 =
××+

+=t mm 

將船底中心緃肋板併入計算，則其等效厚度為 
2.3×380/2540 = 0.344mm 

上底板的等效厚度為  

488.4
2540

183)3535(
0.3 =

××+
+=t mm 

上底板大約到達模型的一半長度時才開始與圓錐頂接

觸，因此需分兩階段計算： 
a. 當切割長度小於3.66m時，只有下底板與縱向肋板

被切割，其等效厚度為 
teff = 5.16 + 0.344 = 5.504mm 

b. 當切割長度大於 3.66m時，上下底板同時被切割。 

圖12為分成兩階段，分析NSWC 1試驗模型之結果
疊加示意圖。 
船體擱淺破壞的結構件包含橫向隔艙壁與橫肋，

其破壞模式非切割模式，而是板樑受到橫向集中力造

成的大變形拉伸破壞模式，此模式可採用Pedersen & 
Zhang [8]的能量估算式 

Tc RE 077.0 σε=                     (34) 

其中 cε 為破壞應變， 0σ 為塑流應力， TR 為破壞結構
件體積。 

不同方法對NSWC 1試驗模型切割阻力與破壞結

構能量消散對應於切割長度之分佈如圖13與圖14所
示。 
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圖12  兩階段分析NSWC 1試驗模型上下底板切割阻

力叠加示意圖 
 

 
圖13  不同方法分析NSWC 1模型切割阻力結果比較 

 
 

 
圖 14 不同方法分析 NSWC 1試驗模型之結構能量消

散結果比較 

表4  NSWC 1模型中各估算式及LS-DYNA所計算能
量之比較 

 切割長度 
 3.66m 5.46m 

Lu & Calladine (1990) 1.35 MJ 2.28 MJ 
Thomas& Wierzbicki (1993) 1.37 MJ 2.34 MJ 
Paik  (1994) 3.09 MJ 5.95 MJ 
Ohtsubo & Wang (1995) 1.70 MJ 3.07 MJ 
Zhang (1999) 1.71 MJ 3.10 MJ 
Zhang (2002) 1.83 MJ 3.37 MJ 
本文A 1.80 MJ 3.28 MJ 
本文B 1.50 MJ 2.66 MJ 
LS- DYNA 2.22 MJ 4.21 MJ 
NSWC試驗  3.25 MJ 
隔向肋板與艙壁之消能 0.77 MJ 1.156MJ 

 
表5  NSWC 3模型中各估算式之能量及LS-DYNA所

計算能量之比較 

 切割長度 
 3m 5.46m 

Lu & Calladine (1990) 1.62 MJ 3.59 MJ 
Thomas& Wierzbicki (1993) 1.54 MJ 3.60 MJ 
Paik  (1994) 4.72 MJ 12.11 MJ 
Ohtsubo & Wang (1995) 2.09 MJ 5.21 MJ 
Zhang (1999) 2.11 MJ 5.27 MJ 
Zhang (2002) 2.37 MJ 5.85 MJ 
本文A 2.33 MJ 5.70 MJ 
本文B 1.70 MJ 4.21 MJ 
LS- DYNA 2.33 MJ 5.98 MJ 
NSWC試驗  5.34 MJ 
橫向隔艙壁吸收之能量 0.305MJ 0.61MJ 

 

 
圖15  不同方法分析NSWC 3模型切割阻力結果比較 
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圖16  不同方法分析NSWC3試驗模型之結構能量消

散結果比較 
 

切割阻力估算式未包含橫向隔艙壁與橫向肋板大

變形之拉伸阻力，FEM為完整模型。在切割深度3.4~ 
3.9m位置因橫向隔艙壁影響，FEM分析之切割阻力曲

線會突起，在切割深度6.5m前，因結構橫向肋板拉伸

阻力的影響，FEM分析切割阻力大於估算式，到切割

深度6.5m以後已無橫向肋板，FEM分析結果與本文A
與Zhang(2002)之結果較為一致。能量方面FEM因橫向
結構之彈性位能在FEM分析時程內尚未釋出，故FEM
分析之破壞結構總位能偏高。 
將船底切割破壞與橫向肋板衝擊拉伸破壞同時考

慮，以不同估算式與FEM分析得到切割長度為3.66 
m(船舯橫隔艙壁位置)與切割長度為5.46m時之總能量

如表4所示，表中估算之能量包含等效底板之破壞消能

與橫向肋板之破壞能量。整體而言Paik(1994)估算式計
算結果太高。 

4. NSWC 3擱淺模型分析結果比較 
  NSWC 3模型試驗結果在破壞長度為5.46m時，結
構吸收之能量為5.34MJ，結構體積為0.277m3，因此每

單位體積所吸收之能量為19.3MJ/m3，其結構之消能

比NSWC 1模型出許多，其抗撞能力較佳。 
NSCW 3之下底板的厚度為3mm，將船底縱桁

全部併入船底，則縱桁對船底增加之等效厚度為 

425.7
2550

324.2514340014
=

×××+××
=∆ gt mm 

如前述，上底板大約到達模型的一半長度時才開始被

切割，因此需分兩階段計算： 
a. 當切割長度小於3.05m時，只考慮下底板的作用，
因此下底板之等效厚度為3.0+7.425=10.425mm。 

b. 當切割長度大於3.05m時，令上下底板之等效厚度

分別為3.4mm與10.425mm。 

不同估算式與FEM分析得到切割長度為3m(船舯
橫隔艙壁位置)與切割長度為5.46m時之總能量如表5
所切割阻力估算式未包含橫向隔艙壁與橫向肋板大變

形之拉伸阻力，FEM為完整模型。在切割深度2.4~3.2m
以及5.2~5.5m位置因橫向隔艙壁影響，FEM分析之切

割阻力曲線會突起。無橫向肋板影響位置，FEM分析
之切割阻力與本文B式之結果較為一致。能量方面

FEM分析結果則與本文A式較一致。 

5. 分析結果討論 
    由上述分析結果，討論如下： 
a. 由Simonsen [31]對NSWC1模型的擱淺試驗與分
析，與本文FEM分析結果比較，在撞擊過程船體縱
向(X方向)與側向(Y方向)之切割阻力對切割長度之

分佈，三者結果頗為一致。本文LS-DYNA分析結果
之可靠性應可接受。 

b. FEM分析時，為模擬船體擱淺狀態而採用暫態分

析，估算式係先假設破壞模式，以力量與能量平衡

條件推導。實際上，切割阻力可直接顯示動態反

應，因此FEM分析之切割阻力隨切割深度有動態起

伏之現象，如圖11、圖13與圖15。 
c. 切割深度達船舯時，受橫向隔艙壁的阻擋，切割阻

力會提升，如圖13與圖15。切割阻力估算式未包含

橫向隔艙壁與橫向肋板大變形之拉伸阻力，FEM為
完整模型，在橫向隔艙壁影響位置，FEM分析之切

割阻力曲線會升高突起，在橫向肋板影響位置，

FEM分析切割阻力大於估算式。能量方面FEM因橫
向結構之彈性位能在FEM分析時程內尚未釋出，故
FEM分析之破壞結構總位能偏高。 

d. 整體而言Paik(1994)[24]估算式考慮鋼板加強肋骨

的修正，而致計算結果太高，不適用於等效板撕裂

模式。Lu & Calladine (1990) [22]與Thomas & 
Wierzbicki (1993)[5]估算式則因假設裂縫延伸，使

得切割深度略長，以致計算結果則略偏低。 

結        論 
本文檢討文獻對於船體碰撞與擱淺時，有關平板

遭受錐體撞擊時撕裂破壞(tearing damage)模式與估算
式，推導平板受錐體撞擊而撕裂破壞之能量消散與切

割阻力。應用LS-DYNA系統與不同估算法分析錐體撞

擊平板數值例與美國水面武器研究中心(Naval Surface 
Warfare Center簡稱NSWC)之擱淺試驗模型，比較其分
析結果，不同簡算法因考慮的因素與適用範圍略有不

同，分析結果的數值也有差別，但整體趨勢頗為一致。

綜合本文研究結論如下： 
1. 本文推導之「平板受錐體撞擊而撕裂破壞之能量消

散與切割阻力」分兩組：本文A為式(27)與(28)、本
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文B為式(31)與(32)。前者裂縫前端之塑性消能範圍

較大，撕裂部分的捲曲半徑則較後者小。本文A應
為上界值，本文B應為下界值。 

2. 鋼板受鍥型錐體撞擊的破壞狀況 
a. 由不同的方法估算鋼板受鍥型錐體撞擊的破壞

狀況的結果比較可見，Paik(1994) [24]的估算結
果偏高，Thomas & Wierzbicki (1993) [5]的估算式
偏低。 

b. 與FEM計算結果比較，能量分佈與本文A結果較
一致。Lu & Calladine (1990) [22]、Ohtsubo & 
Wang (1995) [23]與Zhang(1999 & 2002) [28~29]
的結果分佈在本文A與本文B之間。 

3. NSWC之擱淺試驗模型分析 
a. Simonsen(1997) [31] 在模型NSWC1擱淺試驗
與，本文採用LS-DYNA分析結果非常一致，本
文LS- DYNA分析結果之可靠性應可接受。 

b. 本文應用估算式分析對船底擱淺撞擊破壞時，以
等效厚度底板遭受錐體撞擊模型處理，分析結果

與FEM結果比較，顯示估算式可得相當不錯結

果。 
c. 錐體切割船底達船舯時，受橫向隔艙壁的阻擋，

切割阻力會提升。切割阻力估算式如能包含橫向

肋板大變形之拉伸阻力模式將較為整 
4. 船體撞擊礁石，縱向結構件斷面積較大，可提高結
構撞擊之消能，較多縱向抵抗構件，可提高抗撞能

力。 
5. 船體碰撞為低速撞擊，撞擊過程結構受力變形雖為

動態反應，但以合理的破壞模式採用擬靜態方式推

估結構能量消散與切割阻力，仍可得相當精確的結

果。 
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ABSTRACT 
 

There are many failure modes of structures while the grounding and collision of ships occurred. This paper focuses on the 
tearing damage of ship structures under impact of wedged body which may be a striking ship bow or a grounding rock. The 
developments of the modeling and methods to solve the tearing modes of plate and structural block subjected to impact of 
wedge-shaped structure in past two decades were reviewed first. Then the approximate formulae to predicate the energy 
dissipation and tearing resistance at given damage status of structures have been derived. An example of the tearing damage 
analysis of plate subjected to impact of wedge shaped body by FEM analysis was performed. The results obtained from FEM 
analysis and different approximated formulae were compared. The accuracy of the different proposed approximate formulae 
was reviewed. 

Finally, two grounding experiment model performed by NSWC [18] were analyzed by FEM and different approximate formulae, the 
results were compared. 
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