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第 1章 緒論 

 

1.1 研究背景 

1992 年の国連環境開発会議にて議決された気候変動枠組み条約，2020 年までの目標を定めた京

都議定書，2020 年以降の目標を定めたパリ協定に基づき，地球温暖化対策に向けた具体的な対応

が世界で加速している．その一例として，Fig.1.1-1 に示す通り，2020 年頃から温室効果ガス排出

削減目標を定め，Science Based Target(SBT)の認定取得に取り組む企業が急増し続けている[1]． 

 

 

Fig.1.1-1 Changes in the number of SBT certified and committed companies [1]. 

 

これは環境・社会・企業統治に配慮した経営に取り組んでいる企業を重視，選別し投資する ESG

投資が広く認知されたことが要因の一つとなっており，環境問題に積極的に取り組むことで企業

価値の向上を目指す動きが広がっていることを示している．国内の自動車関連企業も同様に，全

サプライチェーンを含め，2050 年に実質の CO2排出ゼロを達成すると明言している．この背景に
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は上記の企業価値向上のための動きだけでなく，CO2 排出量に応じた規制が各国の基準に基づき

実施されることも大きな要因となっている．各国における走行中の CO2排出量の規制の実績とそ

の予測の参考として，ICCT(The international council on clean transportation)のレポート[2]を Fig.1.1-

2 に示す． 

 

 

Fig.1.1-2 Passenger car CO2 emission and fuel consumption values, normalized to NEDC[2]. 

 

2000 年以降，継続して CO2規制は強化されており，特に 2035 年以降は米国の ZEV 規制も一層

強化され，目標を達成するにはガソリンを用いた内燃機関車(Internal Combustion Engine，以降 ICE

と呼称)からモーターとバッテリーを用いた電動車(Battery Electric Vehicle，以降 BEV と呼称)への

移行が必須と考えられている．ただし，自動車の電動化による CO2排出量低減は，発電時の電源

構成に大きく影響を受けることが知られている．エネルギー省の試算結果を基に記述した，各国

の電源構成を踏まえた電動車の CO2低減効果の試算結果を Fig.1.1-3 に示す．  
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Fig.1.1-3 Prediction of CO2 emission reduction effect due to EV conversion based on the power supply 

mix of each country [3]. 

 

欧州のように再生可能エネルギーが主体の国では，電動化による CO2低減効果が最大 94%と見

積もられているのに対し，中国のように発電システムの多くを石炭火力発電に依存する国では，

自動車の電動化による CO2 低減効果は 2040 年時点でも 49%と限られる．一方で，再生可能エネ

ルギー比率の高いドイツにおいても，近年のウクライナ事案による天然ガス不足により，火力発

電の再稼働などにより CO2 排出量が期待通り低減できない事例も発生している[4]．このように，

各国が保有する発電設備や，その時々の世界情勢の影響を受け，発電にかかる CO2は変化するた

め，最適な CO2排出量の低減手段は国や時代により異なることが明らかである．そのため，電動

車だけでなく内燃機関車も含めて走行時の CO2低減が求められている[5] [6] [7]． 

自動車の CO２低減手段は主に，パワーソースのエネルギー効率・タイヤや駆動部品における損

失である転がり抵抗・高速走行時に寄与が高くなる空力・移動に必要な運動エネルギー自体を低

減可能な軽量化である．このうち軽量化は内燃機関車・電動車共に様々な走行シーンにおいて，
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CO2低減に寄与する重要な技術である．その一例として，車両重量と CO2排出量の関係を Fig.1.1-

4 に示す． 

 

 

Fig.1.1-4 乗用車車両重量別 CO2排出量（JC08 モード）[8]. 

 

図の通り，車両質量と CO2排出量には明確な正の相関があることが確認できる．この車両の軽

量化は，走行中の CO2排出量の低減だけでなく，車両製造にかかる原材料の削減への効果も期待

される．そのため，原材料の精錬にかかる CO2低減の効果と，資源問題への波及効果が期待され，

カーボンニュートラル(CN)とサーキュラエコノミー(CE)の両観点からも，軽量化は重要な技術で

ある[9][10][11]． 
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1.2 自動車の軽量化と開発プロセス 

 ICE と BEV を対象に，車両重量に対する各構成部品の質量割合を Fig1.1-5 に示す．車格はとも

に CD セグメントの車両を対象とし，BEV は Tesla Model-Y とした．ICE においては，車両質量に

対する車体部品の質量比が最も高く 38%を占めていることがわかる．また BEV については，２次

電池の質量が 498kg となることでその他の構成部品の質量比は下がっているが，依然として車体

質量の割合が高い事も確認できる．車両の軽量化を考えた場合，２次電池を構成する正極・負極

はその原子の電荷によってバッテリー容量のポテンシャルが決定するため，現在主流となってい

るリチウムイオン電池を前提とした場合には軽量化は困難である．以上から，自動車の質量低減

に寄与の高い車体の軽量化を検討した． 

 

 

Fig1.1-5. Mass ratio of each part in the vehicle. 
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1.2.1 衝突安全性能の各国規制と世界の動向              

車体の軽量化技術の動向と，その要因となっている自動車の置かれている環境を説明する．ま

たこれらを踏まえ，軽量化技術を構築するうえでの前提条件を説明する．車体に関わる主な機能

は，衝突時に乗員を保護するための衝突安全性能と，運転のし易さや走行性能を示す操縦安定性

能，乗り心地の良さや静粛性である NVH(Noise Vibration Harshness)性能の三つがある．その中で

も，衝突安全性能は自動車の各部品のレイアウトや車体のフレームワーク，材料構成に強く影響

を及ぼすため，車両重量に最も影響を与える機能として知られている [12][13] ． 

 この衝突安全性能の評価基準は主に，アメリカの IIHS，欧州の Euro-NCAP，日本の J-NCAP，

中国の C-NCAP などがあり，各国の交通事情に実態に合わせた評価手法が決定され，年々強化さ

れている．これらの動向を踏まえ，各社は自動車の衝突安全性能の強化を積み重ねてきた．その

結果，Fig.1.1-6 に示す通り[14]，世界における交通事故による死亡者は年々低下しており，その社

会的意義は大きい [15][16][17] ． 

 

 

Fig.1.1-6 Estimates of top countries in traffic fatalities per 100,000 population[13]. 
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一方でこうした評価手法の変化は衝突安全性能の開発方針に大きく影響を与えるため，各社は

いち早くその情報を取得するのに合わせ，その変化にいち早く対応するために衝突安全の開発速

度を劇的に高める必要があり，机上設計の高精度化と高度化を支える CAE の役割は重要なものに

なっている． 

この衝突安全性能は Fig.1.1-7 に示すように，乗員への入力を低減するため，車両の前後に設け

られた衝突エネルギー吸収（Energy Absorption 以降，EA と呼称）機能と，乗員の生存空間を確保

するためのキャビン領域におけるエネルギー分散機能の二つから成り立つ．  

 

 

Fig.1.1-7 Crash performance and body functions. 

 

エネルギー分散機能では衝突時の荷重に耐える必要があるため，車体フレームへは高い強度が

求められる．衝突時の入力は車両外部から加わるため，車体フレームは曲げ変形をとることが多

い．そのため，質量の増加を最小限に抑えつつフレーム曲げ強度高めるかが車体軽量化の重要な

課題となる． 
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1.2.2 車体軽量化技術の動向          

 量産車の車体はプレスされた鋼板を組み合わせ，溶接や接着材などを用いて組み上げられるモ

ノコックボディが主流である．そのため，構成材料として最も多い鋼板の材料強度を改善した高

張力鋼板の適用による軽量化が進められてきた[18][19]．その事実を示す例として，車体に用いら

れる鋼板の変遷を Fig.1.2-1 に示す[20]． 

 

 

Fig.1.2-1 Transition of steel plates used for car body[20]. 

 

このように高張力鋼板に置き換えることにより，車体フレームの板厚を低減でき，車体を軽量

化できる．この鋼板の高強度化とそれに伴う板厚の低減，そしてプレス部品を組み合わせたセミ

モノコックボディが組み合わさることにより，車体の衝突安全性能と軽量化の根本的な問題であ

るフレームの座屈現象による損失が発生している． 
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この問題を定量的に示すため，本田らが求めた，フレームの曲げ座屈後の強度を求める式(1),(2)

を引用する[21]．面内方向の曲げ荷重を受ける板を対象とし，各因子は板厚 t，板幅 b，材料の降

伏応力 σYP，比例限度の応力 σPL，塑性断面係数 Zp，座屈係数 k とする．板の耐力を求める式は，

換算幅厚比 λ *と弾性限界幅厚比 λe *の値によって，弾塑性座屈時の耐力を求める式(1)と，座屈

後耐力を求める式(2)に分けられる．λp *は塑性限界幅厚比とし，板厚で無次元化 された有効幅と

考える．座屈が発生せず板内の全ての材料を σTS まで応力を発揮できた状態である全塑性モーメ

ント Mpは， σTSと断面係数の積で求められる．軽量化のためには，質量を増加させずに Mpに近

づけることが理想的である．式(1),(2)ともにαが小さくなるほど全塑性モーメントに対する発生モ

ーメントの比は低下する．そのためσTSとσyの差大きくなるほど損失が大きくなっていることが

分かる．高張力鋼板はその組成や材料構造によりσTSを高めているが，σyは基本的に変化しない．

そのため，ハイテン化が進めば進むほど，座屈による損失が増加することが分かる．  

 

𝜆∗ ≤ 𝜆𝑒
∗の場合，弾塑性座屈の式 

𝑀𝑝＝ 𝑍𝑝𝜎𝑇𝑆 =  
𝑡𝑏2

4
𝜎𝑇𝑆 , 

𝑀

𝑀𝑝
＝(𝛼 − 1) (

𝜆∗

𝜆𝑒
∗ )

2

+ 1   

𝛼 =  
𝜎𝑃𝐿

𝜎𝑌𝑃
 ,  𝜆∗ =

𝑏

𝑡
√

𝜎𝑇𝑆

𝑘𝐸
 , 𝜆𝑒

∗ = √
0.9

𝛼
          (1) 

𝜆∗ ≥ 𝜆𝑒
∗の場合，座屈後耐力の式 

𝑀

𝑀𝑝
＝

𝜆𝑒
∗

𝜆∗ , 𝜆𝑝
∗ =

𝜆𝑒
∗ (3𝛼 − 1)

2𝛼
                               (2)  

 

 

 

フレーム曲げ変形時の最大強度の関係を構造解析にて求めた結果 Fig1.2-2 に示す．フレーム断
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面形状を維持したまま板厚を低減した場合，t/b は減少し，Mp から大きく低下することが分か

る．このように鋼板の高強度化と薄板化に伴う座屈現象により，車体フレームの多くが高張力鋼

板の強度を引き出せておらず，座屈の抑制が車体軽量化の課題となっている． 

 

 

Fig.1.2-2. Loss associated with buckling due to higher strength and thinner steel plates. 
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この課題解決の一つの手段として，車体フレームへのアルミの適用が進んでいる．スチールに

比べて密度の低い材料を用いることで，板厚を高めることができるため，t/b を高くでき，座屈を

抑制できる．その実例として，Fig.1.2-3 にアルミの車体適用の推移を示す [22][23] ． 

 

Fig.1.2-3  Results and forecasts of aluminum application for body[23]. 

 

近年ではこれらの高張力鋼板やアルミ，樹脂複合材などを組み合わせたマルチマテリアル車体な

ども，400 万円を超える一部の高価格帯の車では用いられている[24]．一方で，樹脂複合材などは

その母材や強化繊維，工法により大きくその特性が異なることが知られている．特に部品内にお

ける強化繊維の配置が部品機能に強い影響を及ぼすため，その設計難易度は高い[25]．結果，構造

解析などの机上予測技術の構築が求められている[26]． 
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1.3 本研究の目的 

＜Ⅰ．フレームの断面最適化技術の検討＞ 

車体フレームは，曲げや圧縮といった単一荷重だけでなく，それらが組み合わさる複合的な荷重

を受けており，フレームの断面設計の難度を高めている．その一例として，Fig.1.3-1 に示す車両

前後方向に配置されたルーフレールやサイドシルを挙げる．Fig.1.3-2(a)のとおり，側面衝突時にバ

リアがサイドドアに接触した後，車両中央部に配置されるセンターピラーに大きな荷重が発生し，

ルーフレールとサイドシルに荷重を伝達する．その結果，サイドシルとルーフレールには Fig.1.3-

2(b)に示す様な車両左右方向の曲げ荷重と，Fig.1.3-2(c)に示す様な車両前後方向を回転軸としたね

じり荷重を受ける．このとき，サイドシルはフロアに配置されるクロスメンバーからの反力を受

けるため，クロスメンバー締結端部を回転中心としたねじり変形となるのが一般的である．  

 

Fig. 1.3-1  Side sill and roof rail in the Car body structure. 
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(a) Side crash. 

 

(b)Bending mode.                        (c)Torsional mode. 

Fig. 1.3-2  Side sill and roof rail receives a complex load during a side impact. 

 

これら曲げ荷重とねじり荷重の配分は衝突するバリアの高さにより変化するため，車格によって

断面の最適解は異なる．これらの問題を解決するため，板の座屈や断面形状に関する研究が行わ

れた．青木らは板の支持条件を踏まえた板の有効幅に着目し，有効板幅を小さくすることが座屈

荷重の向上に有効なことを示した[27]．本田らは，フレームを対象に，曲げ座屈が発生する部位に

形状変化点を設け，板に新たな拘束力を付加し，フレームの強度を向上させる断面形状を導出し

た[28]．中澤らは，フレーム軸方向にかかる圧縮荷重に対し，断面形状により座屈周期を小さくす
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ることで，衝突エネルギーの吸収量を向上した[29]．これらハット形状を有した車体フレームの座

屈理論にもとづく研究は，単一の圧縮や曲げを想定したものが多く，曲げとねじりの複合荷重を

想定した事例は少ない．一方，小平らは複数の衝突形態を対象に，逐次計算サンプルを追加する

手法を開発し，少ないサンプル数で複数の衝突モードにおける多目的最適化を行った[30]．こうい

った，多目的最適化を扱う研究では，対象となる目的関数が複数あるため，それらを包含して力

学的説明がなされた例は少ない．以上から，車体フレームを対象としたねじり変形時の強度を取

り扱った事例は少なく，また，曲げとねじりなどの荷重配分が変化した場合の最適解の変化と，

それら複数の最適解の力学的な分析はなされていない．車格の異なる車両や，様々なフレームへ

広く適用するには，これら複合荷重を想定し，それら荷重の配分が変化した場合の最適解の変化

とその力学的要因を明らかにする必要がある． 

 

 

＜Ⅱ．射出成形複合材の成形・構造連成解析技術＞ 

 射出成形複合材を机上設計するために，降伏特性や破断特性の応力 3 軸性を考慮するだけでな

く，hill(1984)や Barlat(2003)の異方性降伏関数といった[31] [32][33]，繊維の配向角により降伏特性

を変化させるモデルが活用されるようになった．これに伴い，射出成形解析から繊維配向角を構

造解析に受け渡す，連成解析技術の開発も進んでいる[34]．自動車開発においても連成解析は用い

られ，その材料モデルのパラメータは試験片から得た材料物性を用いている．そのため，任意の

領域において，どの程度繊維の方向が揃っているかを示す繊維配向度は，試験片と部品のあらゆ

る領域において同一であり，尚且つ一定であるという仮定のもと解析されている．しかし，Fig. 1.3-

3 に示すとおり，一般的に部品内の各部位毎に配向度は異なる．また同一部位であっても，成形時

のファウンテンフローによりスキン・コア層といった，板厚方向に配向角や配向度の分布を有す

ることが知られている[35][36]． これら部品内や，板厚方向における配向角・配向度の分布が衝突

性能の予測精度に及ぼす影響について，検証された事例は少ない． 
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Fig. 1.3-3  Distribution of fiber orientation in in-plane and out-of-plane. 

 

自動車の衝突現象において，多くの部材は曲げ変形となるため，曲げ変形時の剛性と強度の予

測精度が重要となる．曲げ変形時の強度を正確に予測するには，破断起点となる部材表面の縁応

力を高精度に予測することが必要である．これに対し，従来手法では板厚方向に均質な材料とし

て扱うため，その物性は引張試験等の面内物性を元に決定されることが多い[37][38]．即ち，スキ

ン層とコア層を纏めて均質体と仮定した場合の物性が用いられる．これに対し，Fig. 1.3-4 に示す

通り，実際の部品では表面のスキン層は配向度が高く，従来手法では実現象より低い縁応力[39]で

破断判定することとなる． 
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Fig. 1.3-4  Difference between modeling the characteristics of thickness direction as a homogeneous body 

and heterogeneous body. 

 

本研究では，配向度が材料物性に及ぼす影響を実験で明らかにしたうえで，自動車開発への適用

を想定し，面内方向と板厚方向における配向度と配向角の分布を考慮可能な連成解析プロセスを

構築し，解析精度を検証する．そのため，新たなマッピングシステムを構築し，配向度を考慮可

能な材料モデルと組み合わせた連成解析を検討した．  
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第 2章 実験結果ならびに解析結果の考察 

 

Ⅰ．複合荷重を受ける車体フレームの断面最適化技術の検討 

Ⅰ.1 緒言 

曲げとねじりの複合荷重を受ける車体フレームを対象に，多目的最適化を用いて，断面を拡大

することなく強度向上と軽量化を実現する断面形状を導出する．また，曲げ荷重とねじり荷重の

配分が変化した場合の最適断面の変化を明らかにし，その要因について薄板の座屈理論の視点か

ら考察する． 

 

Ⅰ.2 車体フレームの座屈と強度の関係 

 複合的な荷重に対する最適化を行うにあたり，曲げ荷重とねじり荷重の各条件下における車体

フレームの荷重特性と変形挙動の関係性を確認するため，各荷重条件の解析を行った． 

 

Ⅰ.2.1 曲げ荷重条件における車体フレームの変形挙動 

 曲げとねじりの各荷重条件下における薄板中空フレームの特性と挙動の関係性を確認するため，

車体の代表的なフレームとして 100×100 mm，板厚 1.2 mm，980 MPa 級鋼板を用いたダブルハッ

トフレームを対象に解析を行った．ソルバーは LS-Dyna Ver971 R11.1.0 を用い，要素長 2 mm の四

角形シェル要素を用いた．曲げ荷重条件での解析条件を Fig.2.1-1 に示す．境界条件は 4 点曲げと

した．座屈による断面崩壊部位がフレーム長手方向に変動するリスクを想定し，車体のクロスメ

ンバー間の距離を踏まえつつ，座屈の腹がフレーム長手方向の中央に発生するようフレーム長を

決定した．治具は剛体としたが，慣性力の影響を無視できるよう，質量密度をスチールの 100 分

の 1 とした．   
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Fig. 2.1-1  Analysis condition of the frame under bending force. 

 

Fig.2.1-2(a)に荷重変位特性を，Fig.2.1-2(b)に最大荷重時の変形状態を示す．フレームを構成する

板のうち，圧縮荷重が負荷される板が大きく面外方向に座屈し，最大荷重を示していることがわ

かる．面外変形を拘束し，座屈が発生しないと仮定した場合の全塑性状態の荷重特性（図中破線）

と比較すると，最大強度は 65%も低下しており，板の座屈による損失が大きいことがわかる． 

 

 

 (a) Bending moment characteristics.  
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(b) Deformation at maximum moment.  

Fig. 2.1-2  Relationship between bending moment and deformation behavior. 

 

Ⅰ.2.2 ねじり荷重条件における車体フレームの変形挙動 

 ねじり荷重条件下における薄板中空フレームの特性と挙動の関係性を確認するため，Fig.2.1-3

に示すようにフレームの断面中心にねじりモーメントを負荷し，解析した．入力面の端部は剛体

とし，強制変位を与えた．剛体部の質量は曲げ荷重条件の解析と同一条件とした． 

 

 

Fig.2.1-3  Analysis condition of the frame under torsional load.  
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Fig.2.1-4(a)に荷重変位特性を，Fig.2.1-4(b)に最大荷重時の変形状態を示す．フレームを構成する

板の対角線上に引張と圧縮の応力場が生じ，せん断座屈した．フレームの幅は 4 面とも 100mm で

あるが，上下面はフランジにより板幅が 50mm に分割されているため，板幅の大きな左右の板に

せん断座屈が発生した．このせん断座屈による断面崩壊により最大強度が決定していることがわ

かる．面外変形を拘束し，座屈が発生しないと仮定した場合の荷重特性と比較すると，最大強度

は 73%低下しており，曲げ同様に座屈による損失が大きいことがわかる． 

 

 

(a) Torsional moment characteristics. 

 

(b) Deformation at maximum moment.  

Fig. 2.1-4  Relationship between torsional moment and deformation behavior.  
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以上から，曲げ荷重は圧縮の縁応力が発生する板の座屈により，全塑性状態に対し荷重が低下

していることを確認した．ねじり荷重ではせん断応力が高く面剛性の低い板がせん断座屈し，全

塑性状態に対し荷重が低下していることを確認した．すなわちフレームの強度を上げるためには，

これら板の座屈をいかに抑制するかが課題であり，先行研究に示す様に，断面形状により板の境

界条件を制御するため，本研究ではその際の断面形状を最適化により探索する． 

 

Ⅰ.2.3 フレームのねじり強度の予測精度の検証と初期断面形状の決定 

 車体フレームの軸圧縮や曲げ変形は先行研究[40][41]から構造解析の精度は十分検証されてい

るが，ねじり変形については検証された事例が少ない．そのため，座屈後耐力まで含めて，構造

解析の予測精度を確認した．検証には一般的なサイドシルを想定したダブルハット形状の試験片

を用いた．フレーム長はセンターピラーとクロスメンバー間距離を踏まえつつ，曲げ変形時の座

屈部位がフレーム長手方向に変動することを避けるため，フレーム中央部が座屈の腹となるよう

決定した．試験片の仕様と試験条件を Table 2.1-1 に，実験状況を Fig. 2.1-5 に示す． 

 

Table 2.1-1  Test piece spec and molding condition． 

 

 

Test condition

Test speed 0.03rad/min

Force control Forced displacement

Jig

Material SS400

Thickness 15mm

Test Piece

Material of outer frame TS980MPa

Thickness of outer frame 1.2mm

Material of inner frame TS980MPa

Thickness of inner frame 1.4mm

Pich of spot welding 50mm

Nugget diameter of spot welding φ6mm
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Fig. 2.1-5  Test condition. 

 

実車状態と合わせ，強制変位の回転中心を断面端部へ偏心させている．試験片固定部は評価部

以外の変形を最小化するため，フレームと締結治具は全周をアーク溶接し，治具は 15mm の厚板

とした．また，支持部にスライド構造を用い，ねじり変形によるフレーム軸方向の拘束を最小化

している．試験機にはプロペラシャフトの破断強度を評価する大型ねじり試験機を代用した．こ

の実験を模した解析条件を Fig. 2.1-6 に示す． 

 

 

Fig. 2.1-6  Analysis condition of the frame under torsional moment. 
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解析ソルバーには，自動車の衝突開発に用いられている LS-Dyna の陽解法を用いた．Ver は 971 

R11.1.0 とし，1 次の四角形の Mindlin シェル要素を用い，要素長は 2mm とした．また実験時のフ

レーム長手方向の抵抗の影響を検証するため，解析ではフレーム長手方向の並進拘束を設けた条

件と，並進方向を拘束しない条件の２ケースにて解析した．これら実験と解析の荷重変位特性と，

変形挙動を比較した結果を Fig. 2.1-7 に示す． 

 

 

(a) Characteristic of torsional moment 

 

(b) buckling behavior 

Fig. 2.1-7  Analysis condition of the frame under torsional moment. 
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フレーム長手方向の拘束有無での解析結果を比較すると，回転角が 5 度以降から荷重特性に差

が発生している．但し，最大荷重発生後でありフレームのねじり強度を検討するうえでは無視で

きることを確認した．これはせん断座屈が発生する回転角が極めて小さく，フレーム長手方向の

実長が短くなる前に座屈したためと考えられる．次に，実験と解析の荷重変位特性と座屈挙動を

比較した．実験と解析ともに回転中心から最も離れたアウターレインの板において，対角線状に

面外変形が発生しており，せん断座屈により最大荷重を迎えていることが分かる．荷重変位特性

も良好に一致しており，最大発生荷重は実験が 13,517[N・m]に対し，解析が 12,914[N・m]とその

誤差は 4.5%であった．以上から，車体フレームのねじり特性について十分な解析精度を確保でき

ていることを確認した． 

本モデルを活用し，最適化に用いる初期断面形状の検討を行った．設計空間が限られる車体フ

レームは，断面を拡大し断面係数を高める手段は取れない．よって，先行研究と同様に，断面形

状により，フレームを構成する板の座屈を緩和し，最大荷重の向上を図る．そこで，本田らにて

曲げ強度に対する優位性が示されている片ハットフレームの断面形状[21]をもとに，本試験片の

ダブルハットフレームの断面形状を変更した．先ほどの検討から，ねじり荷重の回転中心から最

も遠くせん断座屈が発生したアウターレインの側面部へ稜線部を設けた．またアウターレインの

上下面についてもせん断座屈が発生していたため，稜線を追加した．これら変更を加えたダブル

ハットフレームを対象に荷重変位特性を予測した．断面形状と評価結果を Fig.2.1-8 に示す． 
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Fig. 2.1-8  Analysis condition of the frame under torsional moment. 

 

断面形状に稜線を付与することで，最大発生荷重が 20%向上した．同一のねじり角で変形挙動を

比較すると，せん断座屈を抑制できていることが分かる．以上から，せん断座屈の緩和により，

ねじり強度を向上可能な断面形状を確認できたため，この断面形状を対象に最適化を行う．これ

は，座屈抑制に有効な設計変数を織り込むこと狙いとする． 
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Ⅰ.3 最適化問題の設定と実施 

Ⅰ.3.1 最適化に用いるモデルと設計変数の設定 

Ⅰ.2.3 にてその有効性を確認済みである断面形状を最適化の初期断面形状とした．Fig.2.1-9 に

示す通り，この初期断面形状の頂点部の XY 座標を設計変数（Design Variable）とした．また設

計変数を最小化するため，上下対象条件とすることで 13 変数とした．この断面形状における曲

げ強度とねじり強度を構造解析にて予測する．最適化にあたっては 2000 ケースを超える解析を

実施するため，それぞれ Fig.2.1-10 と Fig.2.1-11 に示すモデルとした．ねじり荷重のモデルにつ

いては，Fig.1.3-2 に示した実車の境界条件に合わせ回転中心を断面中心から断面の左端の中心に

オフセットしている． 

 

 

Fig.2.1-9  Cross-sectional shape and design factor.  
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 Fig.2.1-10 Analysis condition of the frame under bending load for optimization. 
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Fig.2.1-11 Analysis condition of the frame under torsional load for optimization. 

 

Ⅰ.3.2 最適化プロセスの設定 

Fig.2.1-12 に示すプロセスを用いて最適化を行った．目的関数はねじり強度の最大化と曲げ強度

の最大化，質量最小化とし，３目的の多目的最適化とした．設計変数の組み合わせによっては，

断面を構成する板同士が貫入し，断面として成立しないサンプルも発生するため，それらは除外

した．  

従来は，実験計画法等を用い設計変数の組み合わせを決定し，構造解析した後に，応答局面法

[42][43]にて設計変数に対する応答，ここでは曲げ強度とねじり強度を推定し，遺伝的アルゴリズ

ム[44][45]を用いて最適解を探索する．その後，推定した最適解の設計変数にて再度構造解析を行

い，初期の構造解析と追加した構造解析の結果を用いて，再度応答局面を予測する．このプロセ

スを繰り返し，世代を重ねて最適解を探索する．しかし，一般的に座屈を伴う構造最適化は非線

形性が強いため応答局面の精度が低くなり，最適解の探索が困難になる．そこで，本研究では応



 

                                            

29 

 

答局面法に３層からなるニューラルネットワークの一種である Radial Basis Function (RBF)[46][47]

を用いるだけでなく，新たに二つの手法を加え，最適化の世代を複数回更新した．いずれも増補

式空間充填法(Incremental Space Filler: ISF) [48][49]を用いるが，一つ目の手法は，既に設定した設

計変数全てと設計空間を対象に，疎な設計空間に設計変数を設定した．これにより，最適化を繰

り返すことで局所解に陥るリスクの低減を狙った．もう一つの手法は，構造解析から得られた曲

げ強度とねじり強度のパレートフロントの設計変数の組み合わせを対象に，増補式空間充填法を

用いることで，フロンティアラインに類似した設計変数の組み合わせを得た．これら三つの手法

を用い最適化の世代を更新し，最終サンプル数が 2554 個になった時点で終了した． 

 

 

Fig.2.1-12  Optimization flow. 
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Ⅰ.4 解析結果 

上記に示した設計変数とプロセスを用い，車両適用を想定した設計空間と，最適解の遷移とそ

の力学的妥当性の検証を目的に設定した設計空間の二つの最適化結果を示す．また軽量化に対す

る有効性を確認するため，式(3)に示すように，フレームの強度を質量で除した強度質量効率 α を

評価した． 

𝛼＝ 
𝐹𝑚𝑎𝑥

𝑚𝑎𝑠𝑠𝑢𝑛𝑖𝑡
      (3) 

 

 

 

 

 

Ⅰ.4.1 車両適用を想定した最適化の結果 

周辺部品との関係や他の機能から，車体フレームの断面の拡大は難しいことが多い．そのため，

Fig.2.1-13 のように XY 方向の設計空間の最大値が初期の断面形状より大きくならないよう，設計

空間に制約を設けた．本設計空間における計算結果を，曲げ強度とねじり強度で表したものを

Fig.2.1-14 に示す．最もねじり強度の高い断面を X，最も曲げ強度の高い断面を Y，最適化する前

の断面を Base とすると，断面 X は断面 Base 比でねじり強度は 25％向上し，ねじり強度質量効率

でも 18.2%向上した．断面 Y の曲げ強度は 12.2%，曲げ強度質量効率は 8.7%向上し，初期値を上

回る解を導出できた．次に，曲げ強度とねじり強度のパレートライン上で，断面形状がどのよう

に遷移するのか，またそこにおける力学的意味を検証するため，次に設計空間を大きく変えた最

適化結果を示す．  
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Fig.2.1-13  Design area of vehicle application. 

 

Fig. 2.1-14  Optimization results for actual vehicle application.  
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Ⅰ.4.2 力学的検証のための最適化の結果 

曲げ強度とねじり強度の機能配分の変化による最適解の遷移と，その力学的妥当性を確認する．

従来の XY 座標の最大値を規定する設計空間では，断面係数を最大化するためには断面積を最大

化する必要があり，X 軸 Y 軸と平行な板となる．その結果，回転中心の同心円となるねじり荷重

の面内方向とは背反するため，最適化結果を見ても，ねじり荷重に対して板を面内方向に配置し

ているのか，断面係数を高めることを狙っているのか，力学的な意味を推定することが難しい．

そこで，Fig.2.1-15 に示す通り，設計空間をねじり荷重の回転中心から半径 140mm とすることで，

断面係数の向上と，ねじり荷重に対する板の面内方向の配置が背反しない設計空間とした．これ

により，板が曲げ荷重の面内方向と，ねじり荷重の面内方向のどちらに近い角度で配置されてい

るかを容易に判断できるようにした．最適化後の全解析結果と，一意に劣っていると判定できな

い解である，パレートライン上における断面形状を Fig.2.1-16 に示す．ねじり強度の最も高い断面

A，曲げ強度の最も高い断面 C，その中間である断面 B を比較すると，断面 A,B,C の順に，半円

状の設計空間に張り付くような形状から設計空間内部に頂点が移動するように徐々に遷移してい

ることを確認できた． 

 

Fig. 2.1-15  Design area of vehicle application. 
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Fig. 2.1-16 Transition of cross-sectional shape on Pareto line in constraint R-140.  
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Ⅰ.5 考察 

Ⅰ.5.1 車両適用を想定した最適化結果の考察 

2 章で示した通り，曲げ強度は圧縮応力が発生する板の座屈抑制，ねじり強度はせん断応力が発

生する板のせん断座屈抑制が課題である．これらの課題に対し，最適化結果の断面形状の位置づ

けを分析する．そのため，曲げ負荷については圧縮縁応力発生部の座屈挙動を，ねじり負荷に対

してはせん断縁応力発生部の座屈挙動を，それぞれ Fig.2.1-17 と Fig.2.1-18 に示す．曲げ負荷環境

下では Base，X，Y の順に，ねじり負荷環境下では Base，Y，X の順に縁応力が高い．また変形挙

動を見ると，曲げ応力が作用する上下板と，圧縮応力が作用する板が座屈し，稜線部が崩壊する

ことで最大荷重を迎えていることを確認した．このことから，最適化により変化した稜線部の位

置により，座屈が緩和され曲げ強度を向上できたと考えられる． 

 

Fig. 2.1-17  Edge stress and buckling behavior of each cross section under bending at unenlarged cross 

section. 
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Fig.2.1-18  Max shear stress and buckling behavior of each cross section under torsion at unenlarged cross 

section. 

 

Ⅰ.5.2 力学的検証のための最適化結果の考察 

設計空間を R140 とした場合のパレートライン上の最適解を Fig.2.1-19 に示す．この最適解に対

し，ねじり荷重と曲げ荷重に対する面内方向を緑と青の破線で示す．また各面内方向と±15 度以

内の面を緑と青の網掛けで示す．ねじり荷重が最大となる断面 A では，フレームを構成する面の

多くが，ねじり荷重の面内方向に沿っている．これに対し，曲げ荷重が最大となる断面 C では圧

縮応力が作用する部位の板が，曲げ荷重の面内方向に沿っていることを確認できた．加えて，曲

げとねじり強度をバランスさせた断面 B では，曲げとねじり荷重のそれぞれの面内方向に板が配

置していることも確認できた． 

これら結果の構造的妥当性を確認するため，曲げモードについては，最大曲げモーメントに影

響する圧縮縁応力の変化と座屈挙動を Fig.2.1-20 に，ねじりモードについては，最大ねじりモーメ

ントに影響する回転中心から最も遠い面である側面に発生する最大せん断応力と座屈挙動を
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Fig.2.1-21 に示す．曲げ負荷環境下での圧縮縁応力は断面 C,B,A の順に高いことを確認した．変形

挙動を見ると，断面 A,B は圧縮縁応力発生部の側面と，曲げ応力作用部の側面が座屈しているの

に対し，断面 C は圧縮縁応力発生部の側面の座屈は抑制できているが，曲げ応力作用部の側面が

座屈している．このことから，断面形状により曲げ応力が発生する板の座屈抑制ができ，曲げ強

度を向上できているものと考えられる．次に，ねじり負荷環境下でのせん断縁応力は断面 A,B,C

の順に高く，その面積も広いことがわかる．変形挙動については各断面ともせん断縁応力発生部

で座屈していることが確認でき，断面形状による座屈抑制の緩和がせん断縁応力の向上に繋がっ

ていると考えられる．このことから，曲げ荷重については断面 C が，ねじり荷重については断面

A が最も座屈を抑制でき，最大荷重が向上していることがわかる． 

 

Fig.2.1-19  Cross section transitions on Pareto line under constraint R140.   
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Fig.2.1-20  Edge stress and buckling behavior of each cross section under bending at constraint R140.  

 

Fig.2.1-20  Max shear stress and buckling behavior of each cross section under bending at constraint 

R140.  
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Ⅰ.6 結言 

車体フームの軽量化に向け，複合荷重を受けるフレームの最適断面の導出と，荷重配分の変化

による最適断面の変化，および，その力学的要因を明らかにすることを目的に，曲げ強度とねじ

り強度の最大化，および，質量最小化の多目的最適化を行い，以下二つの結果を得た． 

1. 初期形状に対して設計空間を拡大することなく，曲げ強度の質量効率を 18.2%，ねじり強度の

質量効率を 8.7%向上可能な各断面形状を導出した．これら断面形は稜線により板幅を低減し，圧

縮座屈とせん断座屈を緩和できていることを確認した． 

2. 曲げ強度とねじり強度の機能配分の変化により，各負荷に対して面内方向の板を有するように，

最適解が遷移することを明らかにした．以上から，自動車のサイドシルやルーフレールといった，

曲げとねじり荷重の様に複合的な荷重を受ける車体フレームの軽量化を実現する断面設計の考え

方を得た． 
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Ⅱ．射出成形樹脂材の成形・構造連成解析技術 

Ⅱ.1 構造解析に用いる配向角と配向度に応じた材料物性の取得 

Ⅱ.1.1 緒言 

本論文で提案する連成解析では，構造体内の各部位・板厚方向毎に異なる繊維配向角と配向度

を踏まえた物性の表現が必要となる．一方で，そのような局所的な物性を，任意の配向角と配向

度毎に実験的に取得することは試験片製作の都合から困難である．そこで，本研究では配向度の

異なる試験片を複数評価したのち，それらを表現可能な材料パラメータを同定することにより，

物性の表現を試みる． 

 

Ⅱ.1.2 連成解析の全体像 

 射出成形複合材の強度と剛性を高精度に予測することを目的に，板厚方向の不均質性を考慮可

能な成形解析と構造解析の連成プロセスを構築する．本研究で目指す連成解析の全体像を Fig.2.2-

1 に示す．自動車の衝突性能の開発では，車 1 台をモデル化するため，１モデルあたり数百万の要

素数が必要となる．加えて，100msec を超える現象を対象とする事例も多いため計算コストが問

題となりやすい．そのため，自動車開発の現場で一般的に用いられる 1 次のシェル要素を用いた

陽解法を構造解析の前提とした．成形解析には Moldex-3D，構造解析には LS-Dyna を用いた．成

形解析では Folgar-Tucker 繊維配向式を用い，樹脂の流動と対流流動から繊維配向を推定する．成

形解析のソリッド要素の積分点毎に，2 階のテンソルで示される３次元の繊維配向を得る[50]．こ

の配向テンソルから，繊維の整列する主方向として固有ベクトルを，その方向に整列している繊

維の統計的な比率として固有値を得る．この固有値と固有ベクトルで定義される配向楕円体を，

構造解析のシェル要素の平面に投影し，2D の繊維配向を示す平面楕円を得る．この平面楕円から

ベクトルの固有値を配向度として得る．次に，シェル要素の第一節点と第二節点により決定され

る要素の基準角と，平面楕円のベクトルのなす角を配向角として得る．これを全てのシェル要素

の各積分点を対象に行うことで，部品の面内方向と板厚方向における配向角と配向度の分布を再
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現した構造解析モデルを得る． 

 

 

Fig.2.2-1  Process of co-analysis for injection molded composite.  
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Ⅱ.1.2.1 複合材の剛性の表現 

 複合材は強化繊維の配向により現れる弾性率などの異方性だけでなく，応力状態によって降伏・

損傷・破断のメカニズムが変わるため，降伏特性と破断特性の応力 3 軸性の表現も必要となる．

そのため，LS-Dyna で解析する場合，MAT54, 58,157,215,261,262 等を用いるのが一般的である

[51][52][53]．今回は，繊維と母材樹脂の物性から複合材の特性を予測可能な MAT215 を用い，配

向度と応力状態により物性が変化することを表現する．本モデルは複合材物性の予測に Mori-

Tanaka モデルを用いている[54]．複合材の平均応力と平均ひずみは，式(4)，(5)のように定義され，

繊維含有率φに基づき，繊維と樹脂の応力とひずみに分解される．添え字は対象を示しており，

Composite は複合材，Fiber は繊維，Matrix は母材を示す． 

 

𝜎𝐶𝑜𝑚𝑝𝑜𝑠𝑖𝑡𝑒 = 𝜑 𝜎𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟 + (1 − 𝜑) 𝜎𝑀𝑎𝑡𝑟𝑖𝑥       (4) 

𝜀 ̅𝐶𝑜𝑚𝑝𝑜𝑠𝑖𝑡𝑒 = 𝜑 𝜀 ̅𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟 + (1 − 𝜑) 𝜀 ̅𝑀𝑎𝑡𝑟𝑖𝑥         (5) 

 

集中テンソル B を導入し，繊維と樹脂の平均応力と平均ひずみの関係は式(6)(7)の通り定義され

る． 

 

𝜎𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟 =  𝐵𝜎  𝜎𝑀𝑎𝑡𝑟𝑖𝑥                                            (6) 

𝜀 ̅𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟 =  𝐵𝜎  𝜀 ̅𝑀𝑎𝑡𝑟𝑖𝑥                                             (7) 

 

集中テンソル B は剛性 S とコンプライアンステンソル C を用い，式(8)，(9)，(10)に示すように

定義される． 
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𝜎𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟 =  𝑆𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟  𝜀 ̅𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟                                           (8) 

𝐵𝜎 =   𝑆𝐹𝑖𝑏𝑒𝑟  𝐵𝜀  𝐶𝑀𝑎𝑡𝑟𝑖𝑥                                        (9)  

𝐶𝑀𝑎𝑡𝑟𝑖𝑥 = (𝑆𝑀𝑎𝑡𝑟𝑖𝑥) −1                                         (10) 

 

Ⅱ.1.2.2 複合材の損傷と破断の表現        

今回用いた MAT215 は樹脂の降伏と損傷，及び繊維の引張破断を表現している．樹脂の損傷に

ついては塑性ひずみ・塑性変位に応じた剛性低下を考慮した Damage Initiation and Evolution 

Model[55]が用いられている．以下にモデルの概要を記述する． 

ダメージパラメータ D を導入し式(11)に示すようにダメージと応力の間に線形関係が定義さ

れ，損傷に伴い応力を低下させる． 

0 ≤ 𝐷 < 1                                                    

𝜎 = (1 − 𝐷) �̃�                                   (11) 

D の進展は塑性変位 upを導入し，式(12)の様に定義される．upが臨界塑性変位 up
fに到達すると

D は 1 となり，破断判定され要素が削除される． 

�̇� =
𝑢�̇�

𝑢𝑓
𝑝                                                 (12) 

upは式(13)のように定義される．損傷発生パラメータ ωDを導入し，ωDが 1 以上になる時，要素

代表長 l と塑性ひずみεPから upが定義される． 

𝑢�̇� = {
0          𝜔𝐷 < 1

𝑙𝜀𝑝̇        𝜔𝐷 ≥ 1
                       (13)  
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損傷の発生を決める ωDは式(14)の通り定義され，各応力状態における塑性ひずみ εpの総和が臨

界塑性ひずみ εp
Dに到達すると ωDは 1 となり，損傷開始と判定される． 

𝜔𝐷 = ∫
𝑑𝜀𝑝

𝜀𝐷
𝑝

𝜀𝑝

0

                                    (14) 

 

臨界塑性ひずみ εp
Dは式(15)と(16)に示す通り，応力 3 軸度 η 毎に定義され，応力状態によって異

なる破断ひずみを表現可能とする．η は平均応力 p を相当応力 p で除したものである． 

𝜀𝐷
𝑝 = 𝜀𝐷

𝑝(𝜂 , 𝜀𝑝̇ )                                    (15) 

𝜂 = −𝑝/𝑞                                           (16) 
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Ⅱ.1.3 供試材の仕様と成形条件 

 構造解析に用いる材料物性を取得するため，平板から試験片を切り出し，材料試験を行う．用

いる平板の成形条件と仕様を Table 2.2-1 に示す．本研究では，繊維配向の不均質性による物性差

の表現と，その結果が構造解析精度に及ぼす影響を検証することが目的である．そのため，強化

繊維による物性への影響が顕著な材料が適している．そのため，自動車適用の実績がある繊維強

化樹脂複合材の中で，繊維含有率が高く，繊維の機械特性が高い材料という観点から，耐熱性ポ

リアミドを母材とし，炭素繊維を 40wt%含有している Polyplastics社製のPA9T-CF40[56]を用いた． 

 

Table.2.2-1  Test piece spec and molding condition 

 

 

 

 

Ⅱ.1.4 供試材の繊維配向の計測           

試験片の切り出し位置を決定するため，平板の繊維配向情報を入手する．従来の研究ではマイ

クロ X 線 CT のみを用いた計測例が多い[57][58][59]．その場合，数ミリ四方の限られた部位にお

ける繊維配向の差を取得することとなる．その場合，切り出し位置における繊維配向の差を有意

な差と判断するのか，試験片間のバラツキや，CT 像から画像処理する過程における計測誤差と

するのか判断が難しくなる．そのため，本研究では局所的な繊維配向はマイクロ X 線 CT を用い

て板厚方向の分布まで計測しつつ，同時にタルボ・ロー撮像[60][61]を用いることで，平板全域

の繊維配向の情報も得た．これにより，マイクロ X 線 CT で得た各切り出し位置における配向度

の変化が，なぜ起きているのかを推察可能な状態にすることで，得られる局所的な繊維配向情報

の妥当性やその切り出し位置における傾向を推定可能にし，モデルの同定や精度検証における考

察を可能にした．  

Equipment TOYO MACHINERY & METAL CO.,LTD. Si-180-6

Material PA9T-CF40

Fiber length after molding 700μm

Temperature (Mold, Resin) 168℃, 315℃

Injection condition (Speed, time) 50mm/sec, 1.14sec

Keeping Pressure 150MPa

Cavity size 150 × 150 × 3mm
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Ⅱ.1.4.1 タルボ・ロー撮像による，巨視的な配向情報の取得        

 射出成形複合材のタルボ・ロー撮像には，吉村らの先行論文に示される技術[62]を用いた．原理

を Fig.2.2-2 に示す．X 線の等価像を得る際に回折格子を設け 0,45,90,-45 度と傾けて撮像すること

で，繊維の配向情報を得ている． 

 

 

Fig.2.2-2  Principle of Talvo-Low interference measurement. 

 

これは格子などの周期的な構造を持つ物体が，波面の揃った光を照射されたとき，格子から特

定の距離をとった位置において，格子の周期構造に対応した強度分布像が観察されるタルボ効果

と，X 線の光源前に複数のスリットを持つ格子を配置し，スリットを通過した各光が可干渉性を

有するロー効果を用いている．これらの効果により，投影像が生じる位置に第 2 の格子を配置す

ることで発生するモアレ縞[63]から，物質の内部構造を把握する．タルボ・ロー撮像により得られ

る画像は以下の三つである．一つは従来の X 線計測と同様の物質による X 線の吸収率により描か

れる吸収画像，二つ目は物質による X 線の可干渉性により描かれる小角散乱画像で繊維状の物質

の描写に適していると言われる．三つめは，物質による X 線の屈折角により描写される微分位相

画像で，構造の輪郭などを抽出するのに適していると言われている．今回の計測では 0,45,90,-45

度の格子角度毎の小角散乱画像における輝度差を用いて繊維配向角を得た．繊維の局所的な凝集

の有無を確認するため，吸収像より相対的な繊維量を可視化している．繊維配向角を定量的に定
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義するために用いる小角散乱強度を式(17)に示す． 

 

𝐷𝐹(𝜃) = 𝑒𝑥𝑝 −[𝑎0 + 𝑎1・ 𝑐𝑜𝑠(2(𝜃 + 𝜑))]        (17) 

 

a0はサンプルの平均散乱強度，a1は散乱強度の異方性を，θ は格子角度，φ は実際の繊維配向角を

示す．各格子角を対象に式(17)を適用し，最小二乗近似を用いて a0，a1，φ を求め，φ を繊維配向

角とし，異方性を示す a1を配向度として定義した．  
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相対繊維量を輝度で示した結果を Fig.2.2-3 に示す．流動末端は輝度が高く，相対繊維量が高く

なっていることが分かる．試験片切り出し可能な中央部近傍と比べると，繊維含有率が高く，物

性が異なることが予測される．これらは構造部材においても特異的な点と考えられるため，物性

評価から除外した． 

 

 

Fig.2.2-3  Relative fiber contents in a plate.  
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 次に，板厚方向に平均化した配向度を輝度，配向角をカラーコンタで示した図を Fig.2.2-4(a)

に，切り出した試験片の平行部に該当する部位を重ねたものを Fig.2.2-4 (b)示す．Fig.2.2-4(a)か

ら，平板の中央よりも側面の輝度が高く，図の左右方向において配向度が変化していることが分

かる．MD 方向の試験片であれば，Fig.2.2-4(b)の通り，切り出し位置を左右方向に振ることで，

配向度の異なる試験片が得られることが想定される．一方で，図の上下方向では輝度の変化は少

なく，TD 方向の試験片では切り出し位置を上下方向に変えても，配向度を大きく振ることは難

しいことが想定される． 

 

 

(a) 
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(b) 

Fig.2.2-4  Distribution of fiber orientation angle and strength of orientation averaged in the plate thickness 

direction.  
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配向角をより定量的に評価するため，試験片の評点部と同一の範囲となる Area 1 から Area 5 の

範囲を対象に，画素ごとのカラーコンタを対象に画像分析を行った．対象の領域における，板厚

方向に平均化した繊維配向角の頻度を求めた結果を Fig.2.2-5 に示す．基準として，平板全域の配

向角の頻度を示したものを黒色の実線で示す．全域に対し，Area 1, Area 5 は多くの繊維が 0 度に

配向しているのに対し，Area 3 は±45 度までの範囲で繊維配向角が分布しており，配向度が低い

ことが分かり，Fig.2.2-4 に対する分析が妥当であることが確認できた． 

 

 

Fig.2.2-5 Frequency distribution of averaged fiber orientation angle in each evaluation area. 
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Ⅱ.1.4.2 マイクロ X線 CTによる，微視的な繊維配向情報の取得    

タルボ・ロー撮像では板厚方向の情報は重ね合わされるため，板厚方向の繊維配向の分布を評

価できない．そこでマイクロ X 線 CT を用いて，局所的な繊維配向情報を計測した．評価条件を

Table.2.2-2 に示す．評価領域は後述の材料試験片の平行部寸法と揃えている．撮像した投影像を

対象に，Table.2.2-3 に示す条件にて 3D 像の構築と，2 値化の画像処理を行い，各領域における繊

維を可視化した．3D 像と可視化した繊維の像を Fig.2.2-6 に示す． 

 

Table.2.2-2  Measurement conditions of micro x-ray CT 

 

 

Table.2.2-3  Condition of image analysis 

 

 

 

(a-1) CT image of center                      (a-2) Binarized image of center 

Equipment Yamato Scientific Co., Ltd. TDM1000H-II(2K)

Sample area Area3,4,5

Sample size 3.4 × 3.4 × 3.4mm

3D analysis soft TRI/3D-VOL-FCS64

Fiber mesurement soft TRI/3D-FBR-DT

Image processing binarization

Number of area divisions

Thickness direction 10 (0.313x3.4mm)

In plane direction 1(3.4x3.4mm)
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(b-1) CT image of intermidiate                 (b-2) Binarized image of intermidiate 

 

 

(c-1) CT image of outside                 (c-2) Binarized image of outside 

Fig.2.2-6  CT Image and binarized image of fiber. 

 

板厚中央部の断面 A と，板表層付近の断面 C を各領域で比較してみると，Center や Intermidiate

の断面 C は MD 方向に配向しながらも，断面 A は TD 方向に配向しており，スキンとコア層で配

向角が変わることが分かる．一方，Outside は断面 A,C ともに MD 方向に配向していることが確認
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できる． 

これらの２値化した繊維の 3D 像を対象に，繊維配向テンソルを求めた．繊維配向テンソル Aij

の A11を MD 方向の配向度として示した結果を Fig.2.2-7 に示す．評価範囲は Fig.2.2-4 と同一であ

る．Area 1, 2, 3 に相当する，Outside, Intermediate, Center の 3 点で評価した．想定通り，板厚方向

において配向度は変化しており，コア層に対しスキン層は配向度が高く，Center に対し Outside は

板厚全域で配向度が高いことを確認できた．後者についてはタルボ・ロー撮像結果とも合致して

おり，妥当な結果と考える． 

 

 

 

Fig.2.2-7  Orientation tensor from image analysis of micro x-ray CT. 

 

 タルボ・ロー撮像とマイクロ X 線 CT の計測結果から，樹脂の流動方向に対し，幅方向に切り

出し位置を振ることで，同じ樹脂流動方向でありながら，繊維配向度の異なる物性が得られる見

込みを得た．一方で，流動末端を除くと，樹脂の流動方向には配向度の大な変化はないため，90

度方向の物性を得る試験では，異なる配向度での試験が困難なことが想定される． 
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Ⅱ.1.4.3 繊維長の分布の確認 

モデル表現するうえで，繊維配向以外に繊維長も物性に寄与することが知られている[64][65]．

そのため，解析対象の部材内で繊維長が大きく分布する場合には，配向度と同様に繊維長の分布

による物性の変化をモデル上で表現する必要が出てくる．そのため，各切り出し位置における繊

維長の分布についても確認した．今回モデルでの表現は剛性や強度などの力学特性の変化を捉え

ることが目的のため，長い繊維ほど物性に寄与する効果を考慮した長さ加重平均繊維長を用いて

検討した．各切り出し位置における繊維長の分布はマイクロ X 線 CT により得た繊維の３D 像を

対象に画像処理にて求めている．各計測位置における長さ荷重平均繊維長を求めた結果を Fig.2.2-

8 に示す． 

 

 

Fig.2.2-8  Difference of fiber length depending on cutting position.  

 

Center に対し，0.1mm 程度 Intermidiate と Outside の方が繊維長は長い結果となったが，物性差

を考慮しなければならないほどの大きな繊維長の差や分布は見られなかった．以上から，今回の

モデルでは繊維長分布は考慮しないこととした． 
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Ⅱ.1.5 引張・せん断特性の取得  

Ⅱ.1.5.1 試験片サイズによる引張特性への影響検証         

 複合材のような強化機構に大きく物性が影響される材料では，試験片の評点部の面積を大きく

とることで，試験結果のバラツキを低減するのが一般的である[66][67]．これは，評点部の面積が

大きくなることで欠陥の存在確率が高くなるためである．しかし，本研究では局所的な繊維の配

向の変化を捉えたモデル化が必要であり，評点部の面積が大きいと，異なる配向度を含んだ平均

的な物性となるリスクがある．そのため，評点部の面積の大きさが物性に与える影響を検証した．  

評点部面積の小さな試験片は ASTM D 1822 Type L を用いた．評点部の面積を大きくとった試験

片は，原版からの切り出し可能な範囲で最大となるよう設計した．それぞれの試験片形状と切り

出し条件を Fig.2.2-9 に示す．0 度方向試験片の評点部とマイクロ X 線 CT の計測部位は同一部位

とした．試験条件は Table 2.2-4 に，0 度方向と 90 度方向の引張弾性率を引張強度の計測結果を

Fig.2.2-10 に示す． 

 

 

Fig.2.2-9  Conditions for cutting out test pieces from a flat plate.  
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Table.2.2-4 Test condition of tensile test 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) Modulus 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(b) Strength 

Fig.2.2-10  Effect of test piece size about tensile test. 

 

Equipment Shimadzu corporation AG-50TB

Strain rate 0.01[1/s]

Gauge length 2.1mm

Direction 0,45,90deg
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エラーバーは最大値と最小値を示す．弾性率については 0 度方向と 90 度方向ともに，評点部

の面積が大きい Original の方がばらつきが低い結果となった．強度については，0 度方向におい

ては Original の方がばらつきは小さく，平均値も低い結果となった．以上から，ASTM D 1822 

Type L を用いてもバラツキは±10%程度である一方，Original 試験片では 90 度方向の強度を低く

見積もるリスクがあることが分かった．以上から，本研究では評点部面積が小さく，局所的な物

性が取得できると考えられる ASTM D 1822 Type L を用いることとした． 

 

Ⅱ.1.5.2 配向角と配向度に応じた引張特性の取得         

 配向による特性の変化をモデルで表現するため，配向度の異なる条件にて物性を取得する必要

がある．タルボ・ロー撮像結果とマイクロ X 線 CT の計測結果から，TD 方向に試験片の切り出し

位置を振ることで，配向度の異なる試験を行える見込みをえている．Fig.2.2-11 に切り出し位置と

物性の関係を示す． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) Relationship between cut out position and properties on 0deg tensile test.  
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(b) Relationship between cut out position and properties on 90deg tensile test. 

Fig.2.2-11  Experimental results of tensile strength in ASTM and Original specimen 

 at 0 ° and 90° of cut angle. 

 

Fig.2.2-11 に示す通り，0 度方向の引張特性は切り出し位置により明確に異なることが分かる．

平板端部に近い Outside から切り出した試験片は弾性率，強度ともに高く，平板中央部の Center に

近づくにつれて，剛性と強度が低下している．これはタルボ・ロー撮像の結果やマイクロ X 線 CT

の結果から，試験片端部ほど配向度が高いためと考えられる．一方，90 度方向の弾性率は切り出

し位置により大きな差はない．タルボ・ロー撮像結果から，流動方向においては位置が異なって

も，配向度の変化が少ないことがわかっており，90 度方向試験片は切り出し位置による配向度の

差が小さいためと考えられる． 
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Ⅱ.1.5.3 速度依存性の取得         

 一般的な樹脂材料は，異方性や応力三軸性だけでなく，一般的にひずみ速度によって降伏特性

や破断特性が変化する．そのため，動的な現象を解析対象とする場合は，ひずみ速度依存性を材

料モデルに反映することが必要となる．そのため，対象とする PA9T-CF40 のひずみ速度依存性を

動的試験にて取得した．試験条件を Table.2.2-5 に示す．試験機はハイドロショット試験機を用い

ているが，油圧にて錘に初期速度を与えたのち，ヘッドを介して試験片に荷重を加える構造とな

っている．そのため，必ずしも狙いの初期速度が出ているは限らない．試験片の剛性や強度が高

ければ，破断に至るまでに消費されるエネルギー量は増加するため，狙いの試験速度に対して実

際の試験速度は低下する．そこで，任意のひずみ速度を狙い，チャック間距離から試験の初期速

度を決定したのち，計測時のヘッドの速度から実際のひずみ速度を求めなおした． 

 

Table.2.2-5  Measurement conditions of high speed test 

 

 

0 度方向と 90 度方向の引張試験における，ひずみ速度による引張強度の変化を Fig.2.2-12 に示

す．各プロットは N1 の試験結果出ある．ここでは切り出し位置の影響を除外するため，比較的に

配向度が近しい Area2,3,4 の試験結果のみを対象に行った．  

 

 

 

Equipment Shimadzu corporation HITS-T10

Gauge size 8×3.18×3mm

Cut out angle 0,90deg

Gauge length 2.1mm

Pitch of chack 8mm

Strain rate 0.02, 0.6, 1, 2 [1/s]
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(a) 0deg tensile test 

 

 

(b) 90deg tensile test 

Fig.2.2-12  Strain rate dependency. 
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0 度と 90 度方向ともにひずみ速度によって最大引張強度は変化しなかった．今回対象とした複

合材料は曲げたわみ温度が 270 度であり，一般的な PA6 などよりも非常に耐熱性が高いことが確

認されている．同種の母材樹脂間において耐熱温度が高いということは，時間温度換算側が成立

すると考えると，ひずみ速度依存性が低いことが考えらえる．すなわち母材樹脂のひずみ速度依

存性は低いと考えられる．また，繊維含有率は Wf40%であり，射出成形複合材としては上限に

近い．以上から，母材樹脂のひずみ速度依存性が低く，繊維含有率も高いことにより，複合材の

ひずみ速度依存性が低かったと想定される．以上から，今回対象とする PA9T-CF40 はひずみ速

度依存性が小さいため，材料モデル上では考慮しないこととした． 
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Ⅱ.1.6 圧縮特性の取得  

Ⅱ.1.6.1 圧縮試験手法の検討         

 圧縮試験は負荷時の面外力を排除することが難しく，座屈抑制を検討した様々な試験手法が試

されている[68][69]．本研究においても，Fig.2.2-13 に示す三つの試験手法にて評価を行った．切り

出し位置は引張試験と同一とし，各手法の比較検討には，繊維配向が安定している平板中央部 3

点の試験結果を用いた．Type-A は樹脂材料の圧縮試験規格である JIS_K7172 をベースとし，Type-

B は引張試験片と同一規格である ASTM D 1822 Type L の試験片形状を平行部までチャックした．

Type-C は評点部面積の影響を確認するため，平行部エリアを拡大しつつ，面外変形を拘束する治

具を用いて評価した．Type-B のチャック部はユニバーサルジョイントを除いた高剛性のものを用

いた．  

 

 

Fig.2.2-13  Method of compression test and results.  
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各試験手法の公称応力と相当ひずみの関係をそれぞれ Fig.2.2-14 に示す．また，Type-A と Type-

B については，試験片の表面と裏面に張り付けたひずみゲージの値を破線で，それらの平均値を

実線で示す． 

 

 

(a) Type-A  
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(b) Type-B 

 

 

(c) Type-C 

Fig.2.2-14  Stress strain curve. 
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Type-Aでは変形初期から表面と裏面のひずみが乖離しており面外変形が発生していることが分

かる．結果，圧縮ひずみが 1.2％前後で試験片が座屈により破断した．試験片端面が拘束されてお

らず座屈係数が低いのに加え，試験片端面の平行度が低く，面外力が発生したためと考えられる．

これに対し Type-B は表面と裏面のひずみの差が小さく面外変形を低減できており，圧縮破断ひず

みは 1.8%まで大きく上昇し，圧縮強度は 280MPa となった．また 1.2%までの弾塑性特性は Type-

A の平均値と同等であることから，Type-B がチャックにより端部を拘束している影響も無視でき

ることを確認した．Type-Cは評点間距離が 42mmと大きいため， Digital Image Correlation (DIC)[70]

にてひずみを算出した．拘束治具により座屈は抑制できているが，最大圧縮強度は 265MPa 程度

であり，Type-B の 285MPa に比べ低いことが分かる．これは平行部が大きく，欠陥の存在確率が

上がったためと考えられる．一方で，破断点までの弾塑性特性は Type-A,B,C とも合致しており，

適切な特性が得られていることも分かる． 

 以上から，局所的な圧縮強度を適切に取得できていると考えられる Type-B の計測結果を用いる

事とした．  
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Ⅱ.1.6.2 配向角と配向度に応じた圧縮特性の取得         

 3.6.1 にて決定した試験手法を用い圧縮特性を取得する．評価条件を Table 2.2-6 に示す．MD 方

向の圧縮特性の計測結果と，試験片切り出し位置の関係を Fig.2.2-15 に示す．引張試験同様に，配

向度が高い Outside の弾性率・圧縮強度が高く，配向度の低い Center は弾性率・圧縮強度が低い．

一方で，引張特性と比較すると圧縮弾性率と圧縮強度ともに，切り出し位置による物性の変化量

は小さいことが分かる．これは引張と圧縮における破壊機構の差が要因と考えられる．一般的に

引張破断における破断起点が繊維端部における微視的な応力集中に起因すると言われている[71]．

これに対し，ローゼン[72]や上田[73]らは，圧縮時の破断の起点は繊維の座屈により引き起こされ

るとし，母材樹脂のせん断剛性が複合材の強度を決定すると考えた．その後，圧縮破断時の現象

を考察した論文は多いが，根本となる破壊機構の考え方はローゼンらの記述の範疇である．以上

から，引張破断が繊維に起因するのに対し，圧縮破断は母材樹脂に起因すると考えられ，以上か

ら配向度による変化は引張強度の方が寄与が高いことは妥当と考えられる．以上から，引張特性

よりも感度は下がるが，配向度により圧縮特性が変動することを確認できた． 

 

Table.2.2-6  Conditions for compression test 

 

 

 

 

 

Equipment Shimadzu corporation AG-50TB

Gauge size 8×3.18×3mm

Cut out angle 0,90deg

Gauge length 2.1mm

Pitch of chack 8mm

Test speed 0.08mm/s
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Fig.2.2-15  Relationship between cut out position and properties on 0deg compression test. 
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Ⅱ.2 板厚方向における繊維配向の不均質性を考慮した成形-構造連成解

析の検討 

Ⅱ.2.1 緒言 

第３章にて取得したデータを対象に，連成解析に用いる構造解析用の材料モデルを構築する．

構築した材料モデルを面外３点曲げ試験を対象に精度検証したのちに，構造部材へ適用し，提案

する連成解析手法の有効性を検討する． 

 

Ⅱ.2.2 材料モデルの構築 

 材料モデルのパラメータは各引張と圧縮試験が再現できるよう同定する．同定に用いる試験片

を模擬した構造解析モデルは，試験片の切り出し位置に応じた繊維配向情報を成形解析から受け

渡す必要がある．そのため，成形解析による繊維配向の予測精度が，材料パラメータの同定精度

に影響を及ぼすため，成形解析の精度検証が重要となる． 

 

Ⅱ.2.2.1 試験片の成形解析と精度の確認 

成形解析の粘度モデルは一般的な Cross-WLF モデル[74][75]を用いた．定義式を(14)に示す．η

は粘度，T は温度，�̇�はせん断速度，p は圧力，η0はゼロシェア粘度，n は流れ指数，T0は基準温

度，D3は圧力依存係数，τ*, D1, A1, A ̃
2はフィッティング係数を示す． 
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本モデルにより設定した粘度特性を Fig.2.2-16 に，解析条件を Table.2.2-7 に示す．繊維配向の

予測精度を検証するため，Center/Intermediate/Outside の各範囲における繊維配向テンソルの予測

結果と３章にて取得したマイクロ X 線 CT の計測結果を比較したものを Fig.2.2-17 に示す．実験

では板厚最表層よりも板厚中央部へ 0.3mm 程度内側に入った点が最も配向度が高く，成形解析

結果と傾向が合致している．Center から Outside に行くほど配向度が高い傾向も表現できてい

る．ただし，TD 方向の配向度については，マイクロ X 線 CT の計測結果よりも成形解析の方が

低く予測する傾向を確認した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.2-16 Pressure dependence of viscosity.  

 

Table.2.2-7 Molding analysis condition 

 

 

 

 

  

Analysis solver Moldex-3D

Temperature (Mold, Resin) 168℃, 315℃

Mesh size (In plane,Out of plane) 1.0mm, 0.1mm

Injection condition(Speed, time) 50mm/sec, 1.14sec

Keeping  pressure 150MPa

Plate size 150×150×3mm
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(a) Center 

 

 

(b) Intermidiate 
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(c) Outside 

Fig.2.2-17 Comparison of experimental of micro x-ray CT and molding analytical results. 
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Ⅱ.2.2.2 材料モデルのパラメータ同定 

Ⅱ.1 章に示した引張と圧縮試験結果をもとに，MAT215 のパラメータ同定を行った．また，板

厚方向を均質体として捉えた従来手法との比較のため，切り出し位置を Center のみに絞った試験

結果を用い，一般的な直行異方性弾塑性モデルである MAT157 でも同定した[7]．同定の手順を

Fig.2.2-18 に示す．同定に用いた解析モデルは代表として引張試験を模擬したものを Fig.2.2-19 に

示す． 

 

 

Fig.2.2-18 Material model correlation procedure considering the fiber orientation strength of the material 

test pieces. 
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Fig.2.2-19 Structural analysis model assuming tensile test. 

 

各モデルは試験片形状を模擬し，チャック部に相当する部位を剛体とした．剛体に発生した反

力と，評点部の接点の変位量から応力とひずみを求め，試験状態を模擬した．圧縮試験は剛体範

囲をチャック位置に合わせて修正した．接点間距離は実験時のひずみゲージのゲージ長と同じ 2.1 

mm とした．X 線マイクロ CT の配向計測結果に合わせ，シェル要素の板厚方向の積分点数は 10

点とした．材料パラメータは，繊維特性はメーカ公称値[76]を，樹脂特性は P.Reithofer らの PA6-

GF45 の値[77]を初期値とした．原板の流動解析結果から繊維配向情報を取得し，切り出し位置毎

に材料試験を模擬した解析を行い，材料モデルのパラメータを同定した．材料モデルの各パラメ

ータを Fig.2.2-20,2.2-21 に示す． 

物性試験や実測から一義に決定可能なパラメータは灰色の網掛け，上述の調整したパラメータ

は青色の網掛けで記す．各パラメータの定義は下記の通り．MAT215 の Wf は繊維含有率，length

は代表繊維長，φは繊維径，ρmは樹脂の密度，Emは樹脂の弾性率，νmは樹脂のポアソン比，ρ

fは繊維の密度，Exxは繊維の軸方向弾性率，Eyyは繊維直行方向の弾性率，Gxyは繊維のせん断弾性

率，νxyは繊維の縦方向ポアソン比，νyyは繊維の直行方向のポアソン比，σxxは繊維の軸方向強
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度を示す．MAT157 の Cijは複合材の剛性マトリックスを示し，R0R45R90は Hill1948 の降伏関数の

Hill 定数[32]を示す．破断特性の定義には，応力三軸性を考慮する際に一般的に用いられる

GISSMO モデル[78][79]を用いた． 

 

 

 

 

 

(a) Linear characteristics 

 

 

(b) Plastic properties            (c) Damage parameter 

Fig.2.2-20 Material parameter of MAT215.  

MAT215 Note:       Tuned parameter 
Composite Resin Fixed parameter 

Wf [-] length[μm] φ[μm] ρm Em [GPa] νm [-]

0.4 700 7 1.10E-06 2.5 0.35
Fiber
ρF Exx [GPa] Eyy [GPa] Gxy [GPa] νxy [-] νyy[-] σxx [GPa]

1.80E-06 300 210 88 0.265 0.39 1.5
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(a) Linear characteristics 

 

 

(b) Plastic properties           (c) Damage parameter 

Fig.2.2-21 Material parameter of MAT157[4]. 

 

各材料試験モードの再現性を Fig.2.2-22 に示す．異方性だけでなく，切り出し位置による特性差

も表現できていることを確認した．但し，90 度方向の剛性を再現するには，繊維の直交方向弾性

率を本来の物性よりも高める必要があった．これは TD 方向の配向度の予測精度が低いことが要

因の一つと考えられる． 

MAT157  [GPa]

C11 C12 C13 C14 C15 C16 36.57 16.96 16.96 0 0 0
C22 C23 C24 C25 C26 26.91 15.48 0 0 0

C33 C34 C35 C36 26.91 0 0 0
C44 C45 C46 5.7 0 0

C55 C56 5.7 0
C66 5.7

ρC R0 [-] R45 [-] R90 [-] Note:       Tuned parameter 
1.50E-06 1.1 1.6 0.48 Fixed parameter 

SYM SYM
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(a) 0deg. 

 

 

(b) 90deg. 
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(c) 45deg. 

Fig.2.2-22 Results of confirmation of the material test. 

 

Ⅱ.2.3 連成解析手法の精度検証 

 パラメータを同定した材料モデルを用い，平板の３点曲げ試験を対象に解析精度の検証を行う．

引張と圧縮の面内特性を基に予測しながらも，面外特性である３点曲げ試験の結果を予測できれ

ば，板厚方向における繊維の不均質性を精度良く再現できていると考えられる． 

 

Ⅱ.2.3.1 供試材の仕様と評価方法 

 ３点曲げ試験は JSI K7171 に準拠し，Fig.2.2-23 に示す試験条件にて評価した．試験片は引張と

圧縮試験に用いた平板と同一仕様の物から切り出している．３点曲げ試験時に最大応力が発生す

る圧子直下に該当する部位を，引張と圧縮試験の評点間と同一になるよう，試験片の切り出しと

位置調整をしている．また，せん断応力による破壊を避けるため，支持ピッチ L と板厚 h の比率

L/h が 16 以上になるよう決定した． 
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Fig.2.2-23 Condition of 3point bending test. 

 

Ⅱ.2.3.2 強度特性の評価 

３点曲げ試験にて取得した荷重変位特性を Fig.2.2-24 に示す．引張試験と同様に，0 度方向では

切り出し位置により，剛性は最大で 10%，強度は最大で 11%変化していることを確認できた．こ

れらの要因も引張試験と同様に，強化繊維の配向の分布によるものと考えられる． 

 

 

(a) 0deg.  
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(b) 90deg. 

Fig.2.2-24 Results of three-point bending test at plate.  
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Ⅱ.2.3.3 平板の３点曲げ試験を対象とした，連成解析手法の精度検証 

新たに構築した連成解析プロセスの解析精度を確認するため，3点曲げ試験を対象に解析した．

従来手法との比較のため，板厚方向に均質と仮定した MAT157 を用いた解析結果を Fig.2.2-25(a)

に，MAT215 を用いた本手法の解析結果を Fig.2.2-25 (b)に，それぞれの解析誤差を Table 2.2-8 に

示す．MAT215 を用いた提案手法では切り出し位置と角度による剛性と強度の変化を予測出来て

おり，最大荷重値の解析誤差は最大 5.4%，破断ひずみは 3.4%であった．一方，MAT157 では最

大荷重値の解析誤差は最大 33.2%，破断変位は 20.8%であり，予測精度において提案手法の優位

性を確認した． 

 

 

(a) 0deg bending. 
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(b) 90deg bending. 

Fig.2.2-25 Verification of analysis accuracy. 

 

 Table.2.2-8 Analysis error at 3 points bending. 

 

 

 

 

解析精度が向上した要因を分析するため，板厚方向の応力の分布を確認する．Fig.2.2-26 に板厚

方向の積分点 10 点毎の最大主応力と最小主応力の分布示す．  
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Fig.2.2-26 Comparison results of edge stress on 0deg. three point bending at generate maximum force.  
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Center 位置において，従来手法の最大応力は 292MPa に対し，新手法の最大応力は 429MP とな

っており，スキン層の高い配向度による強度の上昇を表現できていることが分かる．新手法の

Outside 位置においては，最大応力は Layer2,9 に発生しており，これは Fig.2.2-7 に示した板厚方向

の配向度分布において，最表層から約 0.3mm 板厚中央部に寄った層の配向度が最も高い傾向とも

合致している．この点からも，板厚方向の不均質性を考慮することが解析精度の向上に寄与して

いることを確認できた． 
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Ⅱ.2.4 構造部材への応用 

 Ⅱ.2.2.2 にて精度検証したモデルを構造部材に適用し，連成解析手法の妥当性を検証する．  

 

Ⅱ.2.4.1 供試材の仕様と評価方法 

自動車の衝突現象を模擬する観点と，試験の安定性の観点からフレームの 3 点曲げ試験を用い

た．3 点曲げ試験と，射出成形にて試作可能な条件から，Fig.2.2-27 に示す H 形状の断面を有する

試験片を製作し評価した．フランジは型の抜き勾配のため 1 度の傾斜を設けている．材料はⅡ.2.3

章と同様に，PA9T-CF40 を用いた．成形解析の精度を確認できるよう，構造体内の繊維配向の分

布を確認したのち，3 点曲げ試験にて荷重変位特性を取得した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.2-27  Shape of specimen. 

 

Ⅱ.2.4.2 供試材のタルボ・ロー撮像による，巨視的な繊維配向の評価 

試験片全域の繊維配向の分布を評価するため，第 3 章と同様に，吉村らの先行論文に示される

タルボ・ロー撮像技術[62][63]を用いた．相対繊維量を輝度で示した結果を Fig.2.2-28に，板厚方

向に平均化した繊維の配向角をカラーで，配向度を輝度で示した結果を Fig.2.2-29 に示す．  
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Fig.2.2-28  Relative fiber contents in simplified structure. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.2-29  Distribution of fiber orientation angle and strength of orientation averaged in thickness 

direction. 

 

試験片長手方向の端面，特に流動末端は相対繊維量が高いことが確認できる．一方，試験片中

央部は流動末端のような大きな輝度変化はなく繊維含有率が安定していることが分かる．材料モ

デルは流動末端等の相対繊維量が大きく変化する部位は避けてモデル化していることから，連成

解析の精度検証では，試験片中央部を負荷する 3 点曲げ試験で問題ないことを確認した．繊維配

向角についてはウェブ中央部が 45 度方向に配向しているのに対し，フランジ部は 0 度方向に強

く配向していると考えられる．より詳細に分析するため，領域を細分化し，各領域における配向

角の頻度をまとめたものを Fig.2.2-30 に示す． 
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Fig.2.2-30  Frequency distribution of fiber orientation angle in each evaluation area. 

 

フランジは±15 度以内に多くの繊維が配向し，0 度付近に急峻なピークを有しているのに対

し，ウェブは±45 度以内に広く分布していることが確認できる．また外側フランジと内側フラ

ンジを比較すると外側フランジの方がより 0 度方向に強く配向していることも分かった．これは

成形に用いた型の中心側と外側で温度分布が発生し，流動条件が変化したためと推定した．以上

から，連成解析では試験片中央部の Area2 を対象に，フランジ部の 0 度方向の高い配向度を表現

する必要があることが分かった． 
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Ⅱ.2.4.3 供試材の X線マイクロ CT撮像による，局所的な繊維配向の評価 

板厚方向の繊維配向を得るため，試験片長手方向におけるフランジの中央部を対象に，マイク

ロ X 線 CT による評価を行った．評価条件を Table.2.2-9 に，繊維配向テンソル Aijの A11を MD

方向の配向度として，A22を 90 度方向の配向度として示した結果を Fig.2.2-31 に示す． 

 

Table.2.2-9 Measurement conditions of micro x-ray CT. 

 

 

 

 

Fig.2.2-31  Orientation tensor from image analysis of micro x-ray CT. 

 

フランジの端面はウェブ近傍の中央部に対し，0 度方向の繊維配向度が板厚方向全域で高く，

縁応力作用部であるフランジ端部は 0 度方向の高い配向度を表現する必要があることが分かっ

た．またこれらマイクロ X 線 CT の結果は Fig.2.2-4 のタルボ・ロー撮像結果とも合致する傾向で

あることを確認できた．  

Measuring equipment Yamato Scientific Co., Ltd. TDM1000H-II(2K)

Sample area Area3,4,5

Sample size 3.4×3.4×3.4mm

Analysis soft TRI/3D-VOL-FCS64, FBR, FBR-DT
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Ⅱ.2.4.4 構造体の強度特性の評価 

連成解析の予測精度の検証のため，簡易構造体での静的 3 点曲げ試験を実施した．試験条件を

Table.2.2-10 に示す．負荷子の反力と変位の荷重変位特性と変形挙動を Fig.2.2-32 示す．負荷によ

り全体が僅かに撓んだのち，負荷子直下のフランジ端面において，損傷が発生した．これにより

約 7kN の最大荷重を迎えたのち，損傷発生部の対面から破断した．損傷は曲げ変形による圧縮

縁応力，破断は引張縁応力により発生しているものと考えられる． 

 

Table.2.2-10 Conditions for three-point bending test. 

 

 

 

 

 

Fig.2.2-32  Force-displacement curve of three point bending test.  

Equipment YONEKURA CATY2010S

Test environment 23±2℃

Radius of indenter / supporter R50 / R25

Pitch of supporter 220mm

Test speed 5mm/min
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Ⅱ.2.4.5 構造部材の成形解析と精度検証 

連成解析に必要な構造体内の繊維配向情報を得るため，射出成形解析にて繊維配向を予測し

た．解析条件を Table.2.2-11 に示す．粘度式はⅡ.2.2.1 と同一の Cross-WLF モデルを用いた．解

析結果と，第 4.4.3 章で計測したマイクロ X 線 CT の計測結果を比較したものを Fig.2.2-33 に示

す．配向度の最大値はともに 0.6 前後で，板厚方向における変動の傾向も合致していることを確

認した． 

 

Table.2.2-11 Molding analysis condition. 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.2-33 Comparison of experimental of micro x-ray CT and molding analytical results. 

  

Analysis solver Moldex-3D

Temperature (Mold, Resin) 170deg, 320deg

Mesh size (In plane, Out of plane) 2.5mm, 0.26mm

Injection condition(Speed, Time) 30mm/sec, 1.7sec

Keeping pressure 80MPa

Gate position End face of the web
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Ⅱ.2.4.6 構造部材を対象とした連成解析手法の精度検証  

Ⅱ.2.2.2 で述べた解析手法を用い，繊維配向角と配向度の不均質性を考慮した連成解析を行っ

た．構造解析の条件を Table.2.2-12 に，解析モデルを Fig.2.2-34 に示す．材料モデルは 2 章に記

述した MAT215 のモデルと，従来手法として，板厚方向を均質化して取り扱う MAT157 を用い

た．解析結果を Fig.2.2-35 に示す． 

 

Table.2.2-12 Structure analysis condition. 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.2-34 Analysis model of three-point bending test.  

Analysis solver LS-Dyna

Indenter speed 300mm/sec

Indenter control Forced displacement 

Mesh size 2.0mm

Radius of indenter / supporter R50 / R25

Material of indenter / supporter Rigid body

Pitch of supporter 220mm
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Fig.2.2-35  Comparison of predicted results of force displacement curve of MAT157 and MAT215.  

 

MAT157 では 1.7mm 変位時点で治具との接触に伴う振動が発生している．MAT215 でも損傷の

発生に伴い振動が発生しているが，破断変位や最大荷重値には大きな影響はないため，今回は無

視する．最大荷重値と破断変位の予測値とその誤差を Table 2.2-13 に示す． 

 

 Table.2.2-13 Comparison of predicted results of maximum force and braking displacement of MAT157 

and MAT215. 

 

 

 

 

MAT215 は最大荷重値と破断変位ともに解析誤差は±4%以内であるのに対し，MAT157 の最大

荷重値の解析誤差は-28.4%，破断変位の解析誤差は-30.3%となった．今回の材料と構造において

は，従来手法の MAT157 よりも，提案手法の MAT215 の方が荷重変位特性の予測精度に優位性

があることを確認できた．また破断起点の予測精度を確認するため，最大荷重発生後の要素削除

Value Error Value Error

Previous model (MAT157) 5.06kN -28.4% 3.5mm -30.3%

New model (MAT215) 7.32kN 3.5% 4.8mm -3.4%

Braking DispMaximum force
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された状態を Fig.2.2-36 に示す． 

 

 

Fig.2.2-36 Distribution of maximum and minimum principal stresses of three point bending test by 

MAT157. 

 

MAT157・MAT215 ともに，圧縮応力作用部が破断起点となっており，実験と解析でフレーム

の挙動が一致していることを確認した．  
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Ⅱ.2.4.7 考察  

最大荷重値の解析誤差が向上した要因について考察するため，最大荷重発生時の最大主応力と

最小主応力の分布をコンタ表示したものを Fig.2.2-37 と Fig.2.2-38 に示す．10 層ある積分点のう

ち，板厚中央部に該当する 5 層目の応力を示している． 

 

 

Fig.2.2-37 Distribution of maximum and minimum principal stresses of three point bending test by 

MAT157. 
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Fig.2.2-38 Distribution of maximum and minimum principal stresses of three point bending test by 

MAT215.  
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フランジ端部の縁応力は，MAT157 は最大主応力（σ1）231MPa，最小主応力（σ3）-259MPa で

あるのに対し，MAT215 はσ1は 371MPa，σ3は-428MPa であった． 

MAT157 の圧縮縁応力が-259MPa 程度となっている要因は，一般的なモデル化手法と同様に，

物性が安定する平板中央部の物性を用いてモデル化しており，Fig.2.2-11 に示す通り，圧縮強度

は 260MPa 程度となっているためである．一方，MAT215 では，板厚方向の平均配向度が 0.45 程

度の Outside の圧縮試験では，Fig.2.2-11 に示す通り，圧縮強度は 300MPa 程度である．H 型材の

フランジ端部の配向度は 0.6 以上と高いため，400MPa を超えたと考えられる．その結果，より

低い縁応力で破断判定した MAT157 は破断変位も低くなった． 

 

Ⅱ.2.4 結言 

 射出成形複合材の曲げ強度特性を予測するには，曲げ変形時の縁応力を正しく予測する必要

があり，そのために面内方向だけでなく，板厚方向の繊維配向の不均質性を考慮可能な成形と構

造の連成解析手法を前報にて提案し，平板を対象とした面外方向の 3 点曲げにてその優位性を示

した．本報では，構造設計における本手法の有効性を確認するため，構造端部で配向度が高く均

一になる部位や，面内方向の曲げ荷重が大きく寄与する構造を対象に解析精度の検証を行った．  

解析対象には，自動車部品を想定した H 型材を用いた．成形解析から得た繊維配向テンソル

の精度を確認するため，タルボ・ロー撮像とマイクロ X 線 CT 撮像にて構造全体と，強度に寄与

が高いフランジ端部の繊維配向テンソルの精度を担保したうえで，3 点曲げ試験を想定した構造

解析を行った．最大発生荷重・破断変位ともに従来手法の解析誤差が 30%前後であるのに対し，

新手法は 4%以内であり，面内方向の荷重や板厚方向の配向度に大きな分布を有さない状態にお

いても，提案手法に優位性があることを確認した．これらは，フランジ端部において，物性取得

した材料試験片を上回る高い配向度を有した結果，縁応力発生部の許容応力が向上したためと考

えられる．その結果，破断変位の解析精度も向上したと考えられる． 
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第３章 結論 

自動車の軽量化に向けては，スチールから樹脂複合材まであらゆる材料を効率的に活用するた

めの構造設計技術と，それを支える机上予測技術が必要である．本研究では，構造設計について

はスチールを想定した車体フレームの断面を対象に，曲げとねじりの複合的な荷重条件における

最適断面と，その機能配分が変化した場合の最適解の変化を明らかにした．また，その最適解の

優位性を座屈理論から説明した． 

また机上予測技術については射出成形複合材を対象にその解析精度の向上を検討した．破断さ

せないことを前提に車体適用されているスチールやアルミといった延性材は，降伏特性を再現す

ることで車体開発において実用上十分な解析精度が確保できているのに対し，車体適用時に破断

まで想定される脆性的な複合材は，破断現象までを高精度に予測する必要があり，実用上の解析

精度が未だ十分には確保できていない．特に強化繊維の微視的な不均質性により部品内の材料物

性が変動する射出成形複合材はその難易度が高い．そのため，構造体の破断メカニズムから縁応

力とその許容応力の予測精度が重要であることを述べ，その解決手段として，射出成形解析と構

造解析を連成する過程で，要素内の積分点毎に，繊維配向角だけでなく配向度も考慮すること

で，面内方向と板厚方向の物性の不均質性を考慮可能な解析プロセスを提案した． 

試験片を切り出す原板からの切り出し位置を振ることで，配向度の異なる複数の面内方向の材

料試験を実施し，それら配向度による物性の変化を考慮可能なことを示した．さらに面外方向の

３点曲げ試験にて，最大荷重値と破断変位の予測精度において有効性を示した．また自動車開発

における有効性を確認するため，自動車部品を想定した H 型の断面を有したフレームを対象

に，その効果を検証し，破断ひずみと破断起点についてその有効性を示した．
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