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Study on Strain Rate Dependence of Fracture on Thin Steel 

Sheet 

 

Tomohiro Kamiura 

 

 

In order to reduce the burden on the global environment, regulations on the discharge of 

carbon dioxide have been strengthened. Along with that, improvement of fuel efficiency of 

automobiles has become a big issue. It is known that fuel consumption is affected by the 

weight of a vehicle, and weight reduction is an important design task. In the total weight of 

vehicles, the weight ratio of seat is about 4%. Even if the weight ratio of seat is small, ultra 

high tensile steel sheet is applied. The tensile strength of the steel is 980MPa. It is 

important to reduce the development period of automotive parts. For that purpose, 

numerical simulation using FEM is applied. In order to obtain accurate solutions using 

FEM, understanding material properties with high strain rate is very important.  

 Therefore, in this research, the main object was to clarify the relationship between strain 

rate and ductility during tension for high tensile strength steel sheets applied as members 

of seat frames. In addition, by utilizing the result of the obtained material properties, we 

evaluate and analyze the strain rate by the finite element method (FEM) at high speed and 

low speed, and describe the problem for improvement of analysis accuracy. 

  First, a new tensile specimen is proposed for measuring not only displacement and 

load but also temperature during test. It was found by experimental results with high 

strain rate that the occurrence of local elongation occurred simultaneously with the 

occurrence of maximum stress.  

  Second, it is possible to reproduce the stress drops for each strain rate by FEM 

analysis with considering the strain rate dependency of work hardening, the temperature 

dependence of material softening and the temperature dependency of the rupture limit.  

  Finally, FEM analyses of using obtained knowledge were performed for clarifying 

the problems. It can be said that in order to obtain more accurate results, more 

sophisticated breakage limit surface is required. 

 



 

 

 緒言 

 研究の背景 

1.1.1 自動車を取り巻く環境 

地球環境の悪化より，二酸化炭素の排出量規制が強化されている．それに伴い，

自動車の燃費向上が大きな課題になっている．燃費は車両の重量に影響される1)こと

が知られており，軽量化が重要な設計課題となっている．一般的な乗用車の総重量に

おいて，シート重量の占める割合はFig. 1-1に示すように５％程度である2)．ボディー等

の大型部品においては従来から引張応力が980MPaを超える超高張力鋼板等の使用

が進んでおり，現在では更なる軽量化を行うため，重量比率の低いシート部材にも

980MPa級の超高張力鋼板が採用されている3)． 

 

Fig. 1-1Weight ratio of vehicle components 3) 
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1.1.2 自動車用シートを構成する部品 

一般的な自動車用シートの構成4)を 

Fig. 1-2に示す．薄鋼板材やパイプで構成されたシートフレームにシートスライドアジ

ャスタやリクライニングアジャスタといった機能部品が取り付けられている．それらの上

にウレタンフォーム等で成形されたクッションパッドが取り付けられ，最表面には意匠性

のためにカバーが取り付けられる構造となっている．超高張力鋼板は薄板化による軽

量化効果を得るために，フレームやスライドアジャスターに採用されている3)． 

 

 

 

Fig. 1-2 General composition of automotive seat4) 
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 自動車用シートに用いる鋼板に要求される性能 

1.2.1 製品機能からの要求 

自動車用シートの評価には，実際の車両衝突を模擬した動的評価，限界強度を評

価する静的評価および機能部品等を構成部品単位で評価するコンポーネント評価が

ある．評価基準は法律で定められている保安基準のほかに，NCAP(New Car 

Assessment Program)等の自主評価がある．動的試験は実際の車両をバリヤに衝突さ

せる実車衝突試験の他に，スレッド（台車）にシートやエアバッグ等の評価対象部品の

みを取り付けて行われる模擬試験がある．この試験では，乗員に加わる衝撃から求め

られた障害値で製品の性能が判断される．現在は安価な乗員拘束装置としてシートベ

ルトが広く普及している．ECE16やFMVSS208では乗用車のすべての座席に３点式シ

ートベルトの装着を義務付けている．一般的な乗員拘束措置の構成をFig. 1-3に示す．

ウエビングに通した金具をアンカープレート，アンカープレートが固定される側をアン

カレッジそして固定に使用されるボルトはアンカボルトと呼ばれる．３点式シートベルト

では，肩口のアンカレッジは車体側に，また腰側のアンカレッジは車体フロアおよびシ

ートフレームに取付けられる．シートフレームに取り付けられたアンカレッジによる荷重

は，最終的にはシートスライドアジャスタを通じて車体フロアに伝達される事となる．保

安基準では自動車用シートの場合はFig. 1-4に示すような装置を用いて静的試験で評

価するように定められている．動的強度試験は，その代替評価として適応することが認

められている5)．そのため車両衝突による高速変形時の材料強度は，静的な材料強度

を上回っている必要がある．製品強度評価の判断方法として，保安基準では「取付装

置又は周囲の区域の部分的破裂又は破損を含む恒常的変形は，必要な力が所定の

時間持続されるならば，故障にはならない」と規定されている．しかし，車両メーカーで
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は安全性を重視して破裂および破損を許容しないことが一般的である．そのため，超

高張力鋼板を使用する製品では延性の不足による材料破損が問題となっている． 

 

 

Fig. 1-3 Component of occupant protection device 4) 

 

 

 

 

Fig. 1-4 Summary of belt anchorage test 4) 
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1.2.2 部品製造からの要求 

シートを構成する部品の多くはプレス加工により製造される．プレス機はその機構に

よりFig. 1-5に示すように加工の速度が異なり6)，被加工材のひずみ速度も種々の速度

を取る．近年ではサーボスレスの登場により，加工速度を任意に制御することが可能と

なった．一般的にプレス加工時のひずみ速度は0.1から100s-1と言われている7)．超高

張力鋼板において発生する成形不良は従来鋼と比較しても，不具合に大きな差異は

ない．大きな引張強度を得るために降伏応力も上昇しており，弾性回復量もその絶対

値が増加している．そのためスプリングバックに伴う寸法不良が課題となっている．また

超高張力鋼板は一般鋼材と比較して延性に乏しい．引張変形時の板厚減少が小さい

ため脆性破壊のようにも見えるが，延性破壊が生じることが確認されている．成形品に

破断が生じていると，設計通りの性能を満足することができなくなる．曲げ成形や伸び

フランジ成形の際には加工限界が低いことが知られており，様々な加工方法が提案さ

れている．破断不良は弾性変形に起因する寸法不良と異なり，手直し修正を行うこと

ができないため，製造した部品は廃棄処分となり生産コストの上昇を招く．そのため，

量産の現場では最も避けるべき不具合である． 

 

Fig. 1-5 Motion curve of press machine slide 6) 
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 不具合の予測 

これまでに述べたように自動車用シートを構成する鋼板において強度と延性は重要

な評価指標となっている．自動車開発の現場では多様化する消費者ニーズに対応す

るべく，商品企画の開始から発売までのリードタイム短縮が求められている．さらには

最終的な車両価格の低減の他に，開発にかかる費用を削減する必要がある．これらに

対応するため，開発の現場ではFEMを用いたCAEが広く用いられている．そこで種々

のひずみ速度での製品強度および破壊をFEMで予測するために，過去の研究を調

査した． 

1993年に改訂された「道路運送車両の保安基準」により，それ以降の新型車両には

前面衝突試験が義務付けられた．これを受け1990年代後半より材料のひずみ速度依

存による強度変化に関する研究が多くなされた．1997年には日本鉄鋼協会で「自動車

用材料の高速変形挙動に関する共同研究会」が発足し，7大学，鉄鋼会社6社，自動

車会社8社が参加した8)．ここでは衝突安全性の向上を目的とし，高速変形時のエネ

ルギー吸収性能9)が研究の対象とされた．そのため加工硬化特性の調査が中心であ

り，延性の変化に対する調査を行った研究は少ない． 
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1.3.1 ひずみ速度に依存した加工硬化特性の変化 

鋼板は変形速度が速くなるに従い降伏応力と最大引張り応力が増加する．現在の

自動車シート用には，軟質なフェライト組織と硬質なマルテンサイト組織から成るDual 

Phase鋼板が広く利用されている．Dual Phase鋼板の応力の速度依存性は軟質相に支

配されており，単相鋼ほどの依存性はない10),11)が，速度により降伏応力および引張強

度が増加することが明らかにされている．一般的に鋼板は強化機構による差異はある

が，準静的な変形下でFig. 1-6に示す通り，引張強さが上昇すると延性が低下する12)．

変形速度により増加する応力はCowper-Symondsモデルとして従来から定式化がなさ

れ汎用のFEMソフトに広く採用されている．鉄鋼板ではひずみ速度により加工硬化も

変化するとされ，これに対応した構成式も提案されている．加工硬化特性のひずみ速

度依存性は従来の手法でFEM計算を行うことが可能である． 

 

Fig. 1-6 Relations of strength and elongation12) 
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1.3.2 ひずみ速度に依存した延性の変化 

延性は一般的には全伸びで表される．巨視的には塑性変形を受けた材料が変形

の限界を迎え，亀裂の進展により分断されるまでの変形量のことである．微視的には，

材料内の介在物や結晶粒界に発生したボイド（空洞）が，成長および合体することで

亀裂が進展する．転位の移動により生じる加工硬化とはその発生原理が異なるため，

加工硬化特性とは区別して考える必要がある．Dual Phase鋼板においては，フェライト

相とマルテンサイト相との硬度差が大きいため，粒界でボイドが発生しやすいために早

期に破断に至ると考えられている．金属材料に塑性変形が生じる際，内部摩擦により

塑性変形仕事の90%が熱に変わると言われている．一般的な金属材料は温度が上昇

すると変形抵抗が低下する．塑性変形が転位の運動による場合，変形時の応力は転

位運動の熱活性化機構に影響される．転位が障害を乗り越える時に必要なエネルギ

ーとして熱エネルギーが機能することで，小さな応力で変形が進行し材料は軟化挙動

を示す．転位による加工硬化が進行している間は，ボイドの発生は少なく13)延性が向

上する．温度の上昇に伴う延性の増加はDual Phase鋼板においても発生する14)ことが

報告されている． 

温度による延性への影響として，水沼らは水中で引張試験を行うことで，局部延性

に塑性発熱の影響がある15)ことを明らかにしている．また奥村らは600MPa級の構造用

鋼板を室温+20℃～-70℃の環境下で引張試験を行い，一様伸びの延性は温度の影

響を受けないが，局所伸びは温度の低下に従って減少する16)ことを明らかにしている．

これらの研究より，局所延性には温度が影響していると考えられる．津山らはIF鋼板に

おいてひずみ速度が0.0001から1s-1の範囲で引張試験を行い，延性が引張速度により

変化する17)ことを明らかにしている．この時，熱電対を用いてひずみ速度0.14s-1までの
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速度で発熱量の計測を行った結果，延性に変化が生じる熱量は発生しないと結論付

けている．一方で菅沼はプレスによる加工速度が速くなると，成形品の温度が高くなる

18)ことを明らかにしている．加工速度が遅い場合，塑性仕事や摩擦により発生した熱

は塑性変形部周辺の材料や空気中に拡散する．しかし加工速度が速くなると，発生し

た熱が拡散する時間が短いため，発熱部に熱が留まっている間に材料が破断すると

考えられる．これらの事より，速いひずみ速度での変形時には，材料には高速変形に

よる強度上昇と温度上昇による強度低下の相反する現象が生じると考えられる．しかし

各種の鋼板で温度とひずみ速度が強度や延性におよぼす影響を調査した報告19)20)

があるが，いずれも恒温環境下での実験であり，変形中の温度変化を調査した例は少

ない． 
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1.3.3 FEMによる延性破壊の予測 

割れの評価には従来からFLD（Forming Limit Diagram：成形限界線図）が広く用い

られてきた．成形限界線を求めるためには中島法などの張出成形を行う方法が広く用

いられる．FLDはひずみを受ける経路によっても限界線が異なることが知られており，

高張力鋼板も同様の挙動を示す21)ことが報告されている．近年では板金加工品にお

いても高精度化による切削加工の廃止や，機能部品の複合化などの高付加価値化を

実現するために板鍛造成形が注目されている．これに伴い高張力鋼板にもしごき加工

や潰し等の加工が施されるようになった．しかしFLDはその測定方法から，平面応力

状態を仮定できるものに対してのみ適応できると考えられ，伸びフランジ成形に代表さ

れる板厚の増減肉の成形限界を予測することはできない．そこで延性破壊条件式を

板材の成形に適応する試みが注目されている．FLDやS-R限界がくびれの発生や板

厚減少をもって成形限界とするのに対し，延性破壊条件式は破壊そのものを取り扱う

ため，鍛造などのバルク材を加工する際の破壊判断基準として用いられてきた． 

FEMを用いて延性破壊の評価を行うために，種々の延性破壊条件式22)–24)が提案さ

れている．延性破壊条件式には変形履歴に沿って損傷値が蓄積されていく積分型の

条件式，履歴によらず時々刻々の応力状態から損傷の状態を評価する分岐理論型の

式などが提案されている．積分型の破壊条件式としてCockcroft and Lathamによる破

壊条件式を式(1-1)に示す． 
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∫ 𝜎𝑚𝑎𝑥
�̅�𝑓

0
𝑑𝜀̅ = 𝐶1      (1-1) 

 

𝜀�̅� :破壊が生じる際の相当ひずみ 

σmax :最大主応力[MPa] 

𝜀 ̅ :相当応力[MPa] 

C1 :材料定数 

 

宅田らは高張力鋼班のプレス成形において，各種の破壊条件式の詳細な比較25)を

行なっている．破壊条件式は材料定数も少なく，引抜き加工におけるシェブロンクラッ

クの予測やプレス成形における伸びフランジ割れの予測など，破壊形態が既知である

場合には精度よく予測することができるため，工業的に広く用いられている．破壊条件

式は一般的には準静的な状態で取り扱われる25)–30) ことが多く，破壊の評価にひずみ

速度や，温度の影響を考慮した例は報告が少ない．ひずみ速度に応じた延性破壊予

測を行うためには，すべての速度で破壊試験を行う必要がある．そこで本研究では延

性破壊に対し，ひずみ速度による加工硬化の変化と，塑性発熱による温度変化の影

響を明らかにし，ひずみ速度の変化に応じた延性破壊予測を実現することを目的とし

た．  
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 本論文の構成 

以上より，本研究では変形により発生する温度上昇が引張特性に与える影響に着

目し，薄鋼板における材料破壊のひずみ速度依存性を明らかにし，FEM解析により延

性評価を行うことを目的とした．本論文は全6章からなり，その概略を以下に示す． 

第1章「緒言」では，本研究の背景を整理し，研究の必要性を解説すると共に本論

文の構成を説明した． 

第2章「塑性変形による温度上昇が延性へ及ぼす影響」では，高張力鋼板の延性が，

ひずみ速度により変化を生じることを実験で確認した．異なるひずみ速度による実験

結果を直接比較するため新たな試験片形状の設計を行った．また鋼板の延性は温度

により変化するため，塑性変形により発生する発熱量の測定を実施するため高速引張

に対応可能な温度計測の方法を検討した．温度の影響を明らかにするため，恒温環

境での材料特性の取得を行った． 

第3章「FEMによる延性挙動の検証」では，第2章で得られた実験結果より，加工速

度および材料温度により材料延性に変化が生じるメカニズムについてFEMを用いて分

析を行った．各実験の再現性を確認すると共に，延性に影響を与える要因を検証した． 

第4章「破壊限界の同定」では，ひずみ速度毎に延性が異なる原因を分析した．速

度に依存した応力‐ひずみ関係，静的な試験により求められたMohr-Coulomb則によ

る破壊限界値および温度に依存した破壊限界値がひずみ速度による延性の変化に

及ぼす影響を検討した． 

 



 

 

 

- 13 - 

第5章「自動車用シート部品解析への適応」では，自動車衝突を模擬したスレッド試

験およびプレス加工による伸びフランジ成形を用い，実際の車両開発において第4章

で得られた破壊限界値による破壊予測を実施した．  

第6章「結言と今後の展望」では，第2章から第5章から得られた知見を総括すると共

に，今後に解明が望まれる課題について示した． 
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 塑性変形による温度上昇が延性へ及ぼす影響 

 実験条件の検討 

2.1.1 予備試験 

実験条件を検討するにあたり，静的引張試験を実施した．試験片形状は，JIS5号と

した．供試材は冷間圧延により製造されたDual Phase鋼板であるSPFC980Yとした．試

験片は圧延方向に対し0，45および90°とした．試験片は各1本とし，ひずみ速度

0.01s-1とした．応力とひずみの関係をFig. 2-1に示す．また各引張方向における機械的

特性をTable 2-1に示す． 

 

 

Fig. 2-1 Stress - strain curves in each rolling direction 
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Table 2-1 Mechanical properties of SPFC980Y in different tensile direction 

Angle from 
rolling 

direction [°] 

Yield stress 
[ MPa ] 

Tensile stress 
[ MPa ] 

Elongation 
[ % ] 

0 869 1040 13.0 

45 863 1055 11.7 

90 856 1024 10.5 

 

 

降伏応力は0.2%耐力で評価した．延性は全伸びで評価した．圧延方向により降伏

応力および最大応力に大きな差は見られない．一方で伸びには差が生じており，

90°方向が最も伸びが小さい結果となった．これは圧延時の組織伸長が影響している

と考えられる．延性を過大に見積もった場合，FEMで評価される製品強度も過大とな

る．そのため最も全伸びの小さい圧延直行方向である90°を評価対象とした．  
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2.1.2 引張試験方法 

準静的な変形状態から，自動車の衝突速度までを想定し，ひずみ速度は，0.001，

0.1，5，100，1000s-1の5水準を選定した．高速での引張試験の方法としては，一般的

にHopkinson-Bar試験法やOne-Bar試験法31)–33)が用いられているが，これらの試験は

大型設備が必要となる．本研究では簡便に実験を行うためにISO26203-2に示される，

小型の油圧サーボアクチュエータを用いた試験を採用した．引張治具はFig. 2-2に示

す通り，ISO26203-2に準じており油圧シリンダーで治具を所定速度まで加速させた後

に試験片に引張荷重が作用する構造となっている．引張荷重の作用後の治具は減速

するが，引張開始時の速度を初期ひずみ速度と定義した． 

 

Fig. 2-2 Accelerator of test specimen   

Actuator 

Slider 

Not moving 

Set up 
Set up End of approach Pull up 
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2.1.3 温度測定方法の検討 

発熱量の測定機器を選定するため，変形時の発熱量の見積もりを行った．津山らは

IF鋼板において単軸引張試験を行い，熱電対を用いて破断時の温度計測を行ってい

る17)．ひずみ速度0.14s-1の試験において，破断時の温度上昇は120K程度考えられる．

ひずみ速度が早い場合でも170K程度になると予測をしている．温度計測機器の選定

にあたり，FEMを用いてひずみ速度1000s-1時の温度予測を行った．試験片形状は評

点間距離50mm，板厚1mmのJIS5号試験片を仮定した．試験時間は0.05sとなるため，

断熱境界となると仮定し，材料内の熱伝導および大気への熱拡散は考慮しないとした．

ソルバーはLivermore Software Technology Corporation製 LS-DYNA Ver R9を使用し

た．材料はSPFC980Yとし，材料特性はFig. 2-1で得られた90°方向の特性値を使用

した．引張量は試験で材料が破断した全伸び11%までとした．塑性仕事の90%が熱量

に変換されると仮定した．加工硬化の速度依存性および温度依存性は考慮せず，静

的な試験結果から得られた特性値を使用した．降伏条件は等方性と仮定し，Misesの

降伏条件を適用した．材料の初期温度は296Kとした．要素はシェル要素およびソリッ

ド要素とし，メッシュサイズは2.5mmとし，ソリッド要素板厚方向は0.3mmとした．計算結

果をFig. 2-3に示す． 

 

 
 

a) Solid element 

 

b) Shell element 

 Fig. 2-3 Estimation of temperature from FEM  
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破断部の温度はシェル要素では533K，ソリッド要素では443Kまで上昇した．ソリッド

要素での発熱量は，津山らとの推定と同程度となった．シェル要素はひずみ量が過大

に計算されたため，発熱量も過大となったと考えられる．440K付近の温度は，軟鋼で

あれば青熱脆性で延性が低下する温度となる34)ため，延性に変化が生じる可能性が

十分に考えられる．この結果より，温度計測機は443K以上の温度が計測可能な計測

器が必要と判断した． 

高速度の引張試験では，破断が発生するまでの時間が非常に短く，熱電対等の接

触式機器を使用した場合，塑性変形により生じた熱が，温度計測部に到達する前に

材料破断が生じることが考えられるため温度の計測が困難となる．そこで．応答速度が

0.001sと高速なJAPAN SENSOR社製の非接触式放射温度計TMHX-CHE(Fig. 2-4)を

使用した．センサーの諸元をTable 2-2に示す．計測温度はφ3.5mm内の平均温度と

なる．  

 

Table 2-2 Specification of radiation thermometer 

 

 

Measuring range 
[K] 

Wave length 
[μm] 

Distance form 
target specimen 

[mm] 

Target diameter 
[mm] 

Response time 
[s] 

273～773 2.0～6.8 100 3.5 0.001 
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Fig. 2-4 Appearance of radiation thermometer 

 

放射温度計で黒体以外の物体の温度を測定する場合は，放射率を用いて測定値

を補正する必要がある．放射率は表面性状の影響を受ける．試験片毎の差異を低減

するため#240のエメリー紙で研磨し面粗度をRa0.6μmに調整した．放射率を決定する

ために，高周波加熱機を用いて試験片を473Kまで加熱し，熱電対の計測温度と差異

が無い様に放射率を0.195と決定した．熱電対と放射温度計による計測結果をFig. 2-5

に示す．室温に近づくほど熱電対との差が大きくなるのは，温度が低いほど測定物か

ら放出される赤外線量が少なくなるためである．  
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Fig. 2-5 Measurement accuracy of radiation thermometer 
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引張変形による新生面の露出により放射率が変化すると測定温度に誤差が生じる

ことが考えられる．そこで引張試験を行い，温度上昇の差異を観測した．ひずみ速度

0.001s-1で試験結果をFig. 2-6に示す．どちらの温度計も破断と同時に最大温度を記

録した．最大温度は放射温度計313K，熱電対317Kとなった．放射温度計による計測

結果は，最大応力の発生以降に温度低下する傾向を示した．新生面の露出により放

射率に変化が生じたと考えられる．しかしその差は1.6Kであり，計測結果に影響を及

ぼさないと判断した．  

 

 

Fig. 2-6  Temperature measurement result for thermocouple - radiation 

thermometer 
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2.1.4 試験片形状の設計 

放射温度計は温度計測の範囲が狭いので，破断部位の温度を計測するためには，

安定して同じ部位で破断させる必要がある．一般的な準静的引張試験においても破

断部位が試験片中央部から逸脱する場合がある．高速引張試験における試験片形状

については広瀬ら35)が詳細に検討を行なっている．本研究ではこの結果を参考にして

単軸引張に用いる小型の試験片形状を設計した．放射温度計の測定範囲はφ

3.5mmである．測定範囲が必ず試験片内となるように幅寸法は5mmとした．一様変形

中の応力状態が単軸引張状態とするために，平行部長さは幅方向の2倍の10mmとし

た．つかみ部は塑性変形が生じないように十分な面積を確保するために，幅方向を

25mmとした．つかみ部と平行部の間の肩Rが大きすぎると平行部の応力分布に影響

が生じる．応力集中による破断が生じない程度に小さくするためにR1とした．設計した

小型試験片形状をFig. 2-7に示す． 

 

 

Fig. 2-7 Test piece shape for tensile test 
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試験片形状の妥当性を確認するため，平行部長さ75mm幅12.5mmのJIS13B試験

片による引張試験結果との比較を行った．ゲージ長さは50mmとした．引張速度は両

試験片共に0.01mm·s-1とした．その時の提案試験片とJIS１３B試験片のひずみ速度は

それぞれ0.001s-1，0.005s-1となる．引張試験においては試験片の寸法により計測され

る伸びが異なることが知られており，JIS G0202-115136)では破断伸びの推定方法とし

てBarbaの式やOliverの式が記載されている．本研究では，変形中の伸びも破断伸び

と同様の寸法効果があると仮定して伸びの換算を行った．換算には式(2-1)に示す

Oliverの式を用いた．Barbaの式は試験片の断面積の差が考慮されないため採用しな

いこととした． 

 

ε = kε0 ( 
√S

L
 )

n

      (2-1) 

ε  :換算伸び [%] 

ε0  :換算前の伸び [%] 

L   :ゲージ長さ [mm] 

S   :平行部の原断面積 [mm2] 

k , n  : 材料定数 

 

JIS13B 試験片の実験結果を基準とし，最小二乗法を用いてkおよびnの値を決定し

た．Fig. 2-8に変換後の真応力－真ひずみ線図を示す．JIS13B試験片の引張強度に

到達するまでは両結果は良い一致を示しており，小型試験片を用いても単軸の引張

試験として妥当な応力ひずみ特性を得られると判断した．小型試験片は一様伸び，全

伸び共にJIS13B試験片よりも大きくなった．幅方向寸法が小さいことで，相対的に板

厚が厚くなり形状剛性が向上したため，くびれの発生が遅くなり一様伸びが向上したと
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考えられる．全伸びは，ゲージ長さが短いことで平行部に占める局所伸び部の割合が

多くなるため，見かけ上の局所伸びが増加したと考えられる．これらから，ひずみ速度

により伸びに変化が生じた場合は検出が容易になると考えられる． 

以上の結果より，すべてのひずみ速度で同一の試験片形状を使用することにした．

平行部長さを10mmとしたため引張速度はそれぞれ0.01，1，50，1000，10,000mm·s-1 

となる．土田らの実験結果11)より高速引張時の破断までの材料伸びを25％と仮定した

場合，ひずみ速度1000s-1時の試験時間は0.00025s程度となる．この試験時間は，温

度計の応答時間未満となるため温度計測が出来ないと判断し，温度測定はひずみ速

度100s-1までとした． 

 

 

Fig. 2-8 Comparison of true stress – true strain curves                                 

with different specimen size 
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2.1.5 荷重測定 

引張速度が速い場合は，試験機に備え付けられたロードセルまで応力波が到達す

る前に材料が破断することが考えられる．これによりひずみ計測と荷重計測の時間に

ずれが生ずる．また計測される荷重は反射波の影響を受けるためノイズが大きくなる．

そこで初期ひずみ速度0.1s-1以上の試験では，ひずみゲージを利用した荷重測定37)

を採用した．ひずみゲージはゲージ長2mmの共和電業製KFG-2-120-C1を使用した．

測定用のひずみゲージはFig. 2-9に示すようにR端部より25mmの位置を中心に貼付

けた．引張速度1mm·s-1で引張試験を行い，ひずみゲージによる計測結果がロードセ

ルと同等の荷重となるように校正した．初期ひずみ速度0.001s-1の試験は100kNのロー

ドセルを使用して計測した． 

 

 

 

Fig. 2-9 Position of strain gauge for load measurement 
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2.1.6 ひずみ測定 

単軸引張試験では変形の進行に伴い一様伸びを経て局所伸びに進展する．一様

伸びは主として加工硬化能力に支配されている．延性破壊に影響を与えるボイドは，

くびれが発生した以降の伸びである局所伸びの間に発生，成長すると言われている．

この2つの伸びを区分するために2つの異なるゲージ長を用いる方法を用いた16)．はじ

めにネッキング部を挟む，長さの異なる2種類のゲージを設定する．平行部全体が一

様伸びの間は，どちらのゲージ長のひずみも同じ値を示す．局所伸びが進展するとゲ

ージ内に占める一様伸び部と局所伸び部の割合に変化が生じるため，ゲージが長い

方が測定されるひずみは小さくなる．よって，両ゲージのひずみが乖離する点が一様

伸びの終了点と判断できる．本研究ではゲージ長をそれぞれ7.5mm，5mmとし，ひず

み速度毎に一様伸びと引張荷重の関係を観察した． 

高速引張試験においてひずみを測定するには，装置の取外しが必要ない非接触

式の計測器が必要となる．そこでビデオカメラで撮影した画像の解析を行うDigital 

Image Correlation (DIC)法を用いた．試験後の実際の破断部位を中心とした位置で各

ゲージ長さを設定した．単一のカメラにより撮影した画像を用いる場合には，被写体と

カメラの画角位置により測定に誤差が発生する．正確な測定のためには複数のカメラ

を使用した三次元計測を行うことが望ましいが，データ処理時間の増加等の弊害が生

じる．そこで実験を簡便にするために，単一カメラを使用し，その測定精度を検証した．

画像解析ソフトにはCorrelated Solutions 社製VIC-2Dを使用した．DICに用いるランダ

ムパターンはスプレー塗装によりFig. 2-10に示す様に付与した． 
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Fig. 2-10 Random pattern for DIC to test piece 

 

DICによる計測精度は試験片を剛体移動させた時の伸び量で評価した．試験片の

片方のみを引張治具に固定した状態として試験機のスライドを上昇させた時のひずみ

量を測定した．試験片は変形しないので，検出されるひずみは0になるべきである．試

験片とカメラの距離は550mmとした．測定部位は試験片中央部とし，ゲージ長は5mm

とした．引張速度は低速0.001mm·s-1 ，高速5000mm·s-1の2種類とした．画像の取得に

は低速はPoint Gray社製CCDカメラGrasshopper GRAS-50S5M-C，高速はフォトロン

社製CMOS高速度カメラFASTCAM SA-X2を使用し，解像度はそれぞれ2000×2500，

208×512，フレームレートは2fpsおよび105fpsとした．測定した結果をFig. 2-11に示す．

低速で移動させた場合は，移動距離の増加と共にわずかにひずみが増加しており

5mm移動させた時のひずみは0.0001となった．高速で移動させた場合は周期的な変

化を生じているが，ひずみの最大値は0.0004程度であった．試験片の自重や治具の

質量によりゲージ長が弾性変形の範囲内で伸縮しているためと考えられる．どちらの

結果も誤差は非常に小さく実験に影響は無いと判断し，ひずみの計測には単一カメラ

式を採用可能と判断した．  

10mm 
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Fig. 2-11 Measurement error for mono camera DIC 

 

上記の結果より，試験速度毎の画像解像度および撮影速度をTable 2-3に示すよう

に設定した． 

 

Table 2-3 Photographing conditions for DIC 

Strain 
rate 

[ s-1 ] 

Frame rate 
[fps] 

Resolution 

[pixel] [mm/pixel] 

0.001 2 2000×2500 0.01 

0.1 125 1024×1024 0.02 

5 5000 1024×1024 0.02 

100 50000 328×768 0.02 

1000 100000 208×512 0.03 
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 供試材 

供試材には自動車シート部品に使用される鋼板である，フェライト組織をマルテンサ

イトで強化したDual Phase鋼板SPFC980Y，板厚1.2mmを用いた．化学成分をTable 

2-4に示す． 

 

 

Table 2-4 Chemical composition of SPFC980Y 
(wt. %) 

Material C Si Mn P S 

SPFC980Y 0．17 1．32 1．98 0．013 0．001 
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 実験機器の構成 

ひずみ速度0.001s-1の試験には島津製作所製の万能試験機AG-X100kNを使用し

た．ひずみ速度0.1s-1以上の試験は島津製作所製EHF-U2H-20Lを使用した．高速引

張試験の装置をFig. 2-12に示す．装置配置の都合上，高速度カメラと放射温度計を

同時に設置することが困難だったため，温度計測とひずみ計測は別々の試験片で実

験を行った．高速度カメラによる撮影は高輝度の照明が必要なためハロゲンランプ使

用した．照明による試験片温度の上昇は5K程度だった．本実験では影響ないと判断

した．試験は各2回実施した．  

 

 

 

 

Fig. 2-12 High speed tensile test apparatus 
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放射温度計と試験片の距離は100mmとした．温度計測位置はFig. 2-13に示す平行

部中央とした． 

 

 

 

 
 

Fig. 2-13 Position of temperature measurement 
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 実験結果 

各引張速度での２回の実験結果はほぼ同等であった．以降の図表は１回の実験結

果を示す．動的試験においては，試験片に引張荷重をさせる機構にスライダーを用い

ているため，実際に試験片に作用するひずみ速度を一定に制御することは困難であ

る．本研究においては平行部が一様変形を生じている間のひずみを用いて平均ひず

み速度と定義した．応力が降伏点を越えた後から一様伸びの限界点までのひずみ量

を時間で微分した値を用い平均ひずみを求めた．ひずみはゲージ長7.5mmの値を用

い，降伏点は0.2%耐力とした．試験後の試験片をTable 2-5に示す．すべての速度で，

試験片中央部で破断が発生した． 

 

Table 2-5 Fracture position at each strain rate 

Strain 
rate 

 [ s-1 ] 
0.001 0.1 5 100 1000 

Test 
piece 
shape 
after 

experi-
ment 

 

   

 

 

  



 

 

 

- 33 - 

2.4.1 ひずみ速度による一様伸びの変化 

ひずみ測定の結果をFig. 2-14に示す．グラフは公称応力，2種類のゲージ長による

公称ひずみ，およびこれらの差を表す．ひずみはいずれの速度においても変形初期

にはゲージ長によらず同一の値が観測された．変形の進行に伴い応力が最大値に達

するとその差は曲線的に増加し，その後は直線的な増加に変化した．ゲージ長により

異なるひずみが計測される原理が，ゲージ長に占める一様伸び部と局所伸び部の割

合の差であることから，変形の終期において，差異が直線的な増加となるのは，両ゲ

ージ内で一様伸びの増加が終了し，局所伸びだけが増加するためと考えられる．引

張強度の発生直後には局所伸びと共に一様伸びも同時に成長していると考えられる．

局所伸びの発生点を決定するためには，両ゲージの差異の発生点を特定する必要が

あるが，初期の差は曲線的に増加するため一意に特定することは困難である．そこで

本研究では終期の直線的な差の増加部を直線近似し，ひずみ0の軸との交点を一様

伸びの限界点と定義した． 
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a) 0.001 s-1 d) 60 s-1 

  
b) 0.1 s-1 e) 1260 s-1 

  

c) 9.5 s-1  

Fig. 2-14 Time variations of stress and strain at various strain rates 
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2.4.2 ひずみ速度による温度変化 

温度測定位置と破断位置はFig. 2-15に示すように一致しており，破断部の温度を計

測することが出来た．Fig. 2-16に平均ひずみ速度毎の公称応力と平行部中心の温度

変化（⊿T）を表す．計測したすべてのひずみ速度で，材料の破壊時に最高温度が発

生し，ひずみ速度が速いほど高温になった．ひずみ速度9.5s-1と60s-1の温度上昇は共

に約240Kであった．ひずみ速度9.5s-1以下では破断直前の荷重の急激な低下と反比

例するように，温度の急速な上昇が見られるがひずみ速度60s-1ではこの上昇が観測さ

れていない．応力の低下速度から，ひずみ速度60s-1では破断部の温度上昇は1ms未

満の短時間で生じていると考えられる．放射温度計の応答時間未満での温度変化の

ため，ピーク温度が計測出来ていないと推察される．いずれの速度でも最大引張強度

が発生する時の温度上昇は小さく，ひずみ速度60s-1時でも15K程度だった． 

  

 

 

Fig. 2-15 Position of temperature measurement at strain rate 100s-1 
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a) 0.001 s-1 c) 9.5 s-1 

  

b) 0.1 s-1 d) 60 s-1 

Fig. 2-16 Time variations of stress and temperature rise at various strain rates 
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2.4.3 ひずみ速度による引張強度および延性の変化 

平均ひずみ速度毎の応力-ひずみ曲線をFig. 2-17に示す．ひずみはゲージ長

7.5mmの値を使用した．全伸びはひずみ速度9.5，60，0.1，0.001，1260の順で大きく

なり，速度の順にならなかった． 

 

Fig. 2-17 Effect of strain rate on stress-strain curves from 

specimens with 7.5-mm gauge length 
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機械的特性の変化をFig. 2-18に示す．結果は2回の試験の平均値とした．ひずみ

速度は平均ひずみ速度を用いた． 

 

a) Yield stress, tensile strength and n value from tensile test 

 

b) Elongation and temperature rise 

Fig. 2-18 Effect of strain rate on mechanical properties 
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局所伸びは，全伸びから一様伸びを引いた値とした．計測できた範囲の温度測定

結果も併記する．降伏応力（YS）は0.2%耐力とした．加工硬化は式（2-2）に示すSwift

のべき乗硬化則に従うとしn値で評価を行なった．評価範囲はひずみ0.05から引張強

さ（TS）発生時のひずみまでとし，最小二乗法を用いてn値の同定を行なった． 

 

σ = A(ε+ε0) n        （2-2） 

σ   : 応力 [MPa] 

ε   : ひずみ 

A , n , ε0 : 材料定数 

 

ひずみ速度の増加に伴い YSとTSは増加傾向を示した．n値は，ひずみ速度60s-1ま

ではわずかな増加だが，ひずみ速度1260s-1では0.27と大きく増加した．一様伸びもひ

ずみ速度60s-1までは0.08程度でほとんど変化しないが，ひずみ速度1260s-1では0.14と

大幅に増加しておりn値の変化と傾向が一致する．局所伸びは，ひずみ速度0.001で

は0.25であるがひずみ速度9.5s-1では0.2まで減少する．ひずみ速度60s-1では0.23と増

加に転じ，ひずみ速度1260s-1 では大きく増加し0.4に達した． 
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 ひずみ速度による伸びへの影響 

ひずみ速度による一様伸びの変化はn値の速度依存性と考えられるが，局所伸び

の変化を説明することはできない．そこで局所伸びが一様伸びと異なる挙動を示す要

因を考察する．塑性変形が転位の運動による場合，変形時の応力は転位運動の熱活

性化機構に影響されると言われている．転位が障害を乗り越える時に必要なエネルギ

ーとして熱エネルギーが機能することで，小さな応力で変形が進行し材料は軟化挙動

を示す．塑性加工により発生したエネルギーは90%が熱に変換されると言われている．

変形速度が遅い場合，熱エネルギーは材料内部や大気中へ拡散されるが，拡散する

よりも速く塑性変形が進行することで，変形部の材料は高温となり機械的性質に影響

をおよぼすと考えられる．今回計測したひずみ速度60s-1の変形では，一様変形時の

温度上昇は約20Kであった．n値の変化が小さかったことからも，この温度では転位運

動には顕著な影響をおよぼしていないと考えられる．一方で破断直前の応力低下と同

時に発生する温度上昇により，ひずみ速度が9.5s-1の時には材料温度は約500Kにま

で達している．熱エネルギーにより材料に軟化が生じるが，温度が上昇するのは局所

くびれによるひずみの集中部のみであると考えられる．そのためくびれ部には局部的

な板厚減少による形状的な応力集中に加え，温度に起因する応力差によるひずみの

集中も加わることになり，早期の破断に繋がり局所伸びが低下したと考えられる． 
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 機械的特性の温度依存性 

Fig. 2-16よりよりDual Phase鋼板の伸びは温度により影響を受けていると考えられる．

そこで温度が引張特性（降伏応力，引張強度，n値）におよぼす影響を観察するため

恒温環境下で引張試験を実施した．試験温度は296，373，473，523，573，623Kの6

水準とした．高速引張試験に用いた小型試験片は体積が小さく，温度変化により軟化

が生じた場合に荷重の計測誤差が大きくなると考えられる．そこで体積を大きくするた

めに試験片形状はJIS13B号を用いた．試験機にはInstron社製万能試験機5982を用

いた．初期ひずみ速度は0.005s-1とした．296K以上の試験ではInstron社製の恒温槽

3119-408により試験片を加熱した．試験機の外観をFig. 2-19示す．  

 

 

Fig. 2-19 Appearance of high temperature tensile test 
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試験片の温度を熱電対で測定し，所定温度で10min間保持した後に引張試験を開

始した．ひずみ計測にはInstron社製のビデオ伸び計AVE2を使用した．ビデオ伸び計

の精度JIS1級相当である．試験数は各温度1本とした．降伏応力およびn値は高速引

張試と同様の方法で求めた．温度毎の引張試験の結果をFig. 2-20に示す．機械的特

性の変化をFig. 2-21に示す．温度の上昇に伴い降伏応力は大きく低下した．引張強

度の変化は降伏応力の変化と比較すると変化量は小さかった．n値は373Kまではほと

んど変化していないが473K以降に大きく増加する傾向がみられた．加工硬化が増加

することでくびれの発生が遅れたため，引張強度の低下量が小さくなったと考えられる．  

 

 

Fig. 2-20 Stress-strain curves with different temperatures 
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Fig. 2-21 Effect of temperature on yield stress, tensile strength and n value 
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 局所伸びの温度依存性 

温度の変化による引張試験結果の変化を，加工硬化の特性と区別するために，局

所延性の比較を行なった．試験片は一様変形が終了してからくびれが発生しているた

め，体積一定条件による断面積の計算が成立しない．そこで評点距離の変位を伸び

量の変化と定義した．Fig. 2-20を用い，最大応力の発生点を局所伸び開始点，引張

荷重が0になった点を破断点と定義した．局所伸びは式(2-3)と定義し，各温度での局

所伸びを296K時の伸びで除算して無次元化して整理した．結果をFig. 2-22に示す．

473K時に最も延性が低下しており，一般的な青熱脆性の温度と一致している．Fig. 

2-21の結果より473K時にはn値には変化が見られないことより，加工硬化特性の変化

とは別に，局所延性が変化したと考えられる． 

𝑒𝑙𝑡  ≡  (𝑑𝑓𝑡 − 𝑑𝑙𝑡) / 𝑒𝑙296     (2-3) 

 elt ：局所伸び量 [ mm ] 

dft ：破断点の変位量[ mm ] 

dlt ：局所伸び開始点の変位量[ mm ] 

  ここで添字tは各試験温度とする 

 

Fig. 2-22 Change in local elongation from 296 K  
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 結果の考察 

引張変形中の材料の温度はひずみ速度9.5s-1以下の変形においては，破断の直前

を除き，局所伸び進行中は400K以下であった．この温度では熱エネルギーによるn値

の増加は発生せず，温度上昇による軟化のみが生じていると考えられる．破断部には

低ひずみ部との温度の差に起因する応力集中が生じるため，ひずみ速度が上昇する

ほどに早期に破断に至ったと考えられる．ひずみ速度60s-1では局所伸びの進行中に，

材料の温度が473Kを超えている．そのため，温度上昇によるn値の増加が生じ，ひず

みの集中が緩和されることで局所伸びが向上したと考えられる．ひずみ速度が1260s-1

に達すると，TSの発生前に広範囲で材料の温度が上昇することで，温度起因の応力

低下と加工硬化の増加，並びにひずみ速度の増加による加工硬化の増加により一様

伸び，局所伸び共に向上したと考えられる．  
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 結論 

高張力鋼板における延性がひずみ速度により変化することを実験で確認することが

できた．新たに設計した小型試験片により，従来試験片よりも一様伸び，全伸びを広

範囲で計測することが可能となった．DICを用いたひずみの測定においては，単眼カ

メラで十分な測定精度を得られることが検証できた．これにより２種類のゲージ長を用

い，局所伸びの発生が最大応力の発生と同時に生じていることを実験で確認すること

ができた．塑性変形が生じている間の温度上昇は最大応力の発生以降に生じ，破断

の直前に急速に上昇することを確認できた．FEMで破断を予測する場合，温度による

応力変化および局所伸びの変化を考慮することで精度の高い計算結果が得られると

考えられる． 
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 FEMによる延性挙動の検証 

小型試験片を用いた実験により，塑性変形により生じた温度の変化により，延性が

変化することが確認された．ひずみ速度による延性の違いをFEMで再現できるかを評

価すると共に，延性に影響を与える要因を検証する． 

 FEM計算の目的と計算条件 

FEMを用いて加工速度による加工硬化および温度による影響を確認することを目

的とした．計算にはLivermore Software Technology Corporation製の汎用コード LS-

DYNA Ver R9を用いた．計算はすべてニュートンの運動方程式を用いた動的陽解法

とした．計算対象は試験片のみとし接触は考慮しないものとした．鉄鋼材料は高速で

変形する際は粘性挙動を示すと言われるが，本研究においては産業界での実用性を

考慮し，計算時間を短縮するために弾塑性体として取り扱う事にした．降伏条件は等

方性とした． 
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解析精度の目標値を設定するため，量産材料の特性値を調査した結果をFig. 3-1

に示す．SPFC980の場合，全伸びを表すEL値は14%，標準偏差は1%だった．工程能

力を3σと仮定した場合ELは±20%のバラツキを生じていることになる．計算精度はバ

ラつき量の1/4以内を目標とし±5%以内と設定した． 

 

Fig. 3-1 Distribution of EL values from mass-produced  
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 応力ひずみ関係の定義 

入力に用いる応力‐ひずみ曲線は第2章の単軸引張試験で得られた結果を用いた．

最大応力発生以降の応力ひずみ曲線は式（2-2）で示したSwift式により外挿を行なっ

た．Swift式は同定に用いる範囲によって材料定数が異なってしまう．本研究では0.2%

耐力を降伏点として定義した．その後，最大応力発生点と降伏点の間の測定点のうち，

後半の50％を用いて最小二乗法によりn値を同定することにした．同定はExcelによる

自動マクロにより実施した．JIS38)では直線回帰を求める区間は2%以上の塑性ひずみ

範囲を持たなければならないと規定されている．一様伸び限界までの伸びが4%以上

の材料であれば同マクロで同定することが可能である．ひずみ速度は2.4で求めた平

均ひずみ速度で整理を行った．同定した特性値をTable 3-1に示す．外挿により得られ

た応力−ひずみ曲線をFig. 3-2に示す．ひずみ速度0.001と0.005s-1の試験時の引張速

度は両方とも0.01mm·s-1である．両試験の動的な影響は小さいものと考えられるため，

計算では全てひずみ速度0.001として取り扱うことにした．  
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Table 3-1 Material constants for Swift law at each test conditions 

Strain rate 
 [ s-1 ] 

Temperature 
[ K ] 

n A ε0 

0.001 296 0.12 1404.2 0.07 

0.1 296 0.10 1404.6 0.06 

9.5 296 0.11 1411.8 0.12 

60 296 0.11 1473.6 0.06 

1260 296 0.27 1572.8 0.40 

0.005 373 0.11 1356.6 0.04 

0.005 473 0.11 1408.9 0.01 

0.005 523 0.14 1385.8 0.06 

0.005 573 0.19 1471.0 0.15 

0.005 623 0.18 1238.0 0.25 
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a) Stress - srain cuve at each strain rate 

 

b) Stress - srain cuve at each ambient temperature 

Fig. 3-2 Stress - strain curve form swift law  
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3.2.1 メッシュサイズによる計算精度への影響 

FEM計算はメッシュの大きさにより計算結果が影響を受ける．そこでメッシュサイズ

による計算結果への影響を確認した．計算にはソリッド要素を用い積分点が要素中心

の一点のみとなる低減積分要素を使用した．最大メッシュサイズは供試材の板厚であ

る1.2mmとし，0.4，0.2，0.1mmの４水準とした．試験片形状は高速引張試験に使用し

たものと同様とした．分割したメッシュをFig. 3-3に示す．計算時間の短縮のため，掴み

のモデル化は省略した．静的引張を仮定し，応力のひずみ速度依存性および塑性発

熱および応力の温度依存性は考慮しないものとした．材料は等方性を仮定し降伏条

件はMisesの降伏条件とした．加工硬化則はSwiftとし，ひずみ速度0.01s-1，温度293K

のものを使用した．最大応力以降の値はTable 3-1の値を用い外挿した．境界条件を

Fig. 3-4に示す．試験片の一方の端面を完全拘束とし，反対側の端部に速度条件を付

与した．試験片の中央部を挟む7.5mmの距離をゲージ長として公称ひずみを求めた．

引張荷重は実験と同様にSEC A-Aに生じる垂直荷重を引張荷重と定義し，初期断面

積で除することにより公称応力を求めた． 
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a) Minimum mesh size 1.2mm b) Minimum mesh size 0.4mm 

 
 

c) Minimum mesh size 0.2mm d) Minimum mesh size 0.1mm 

Fig. 3-3 Mesh discretization 

 

 

 

Fig. 3-4 Boundary conditions 
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計算結果をFig. 3-5に示す．最大応力の発生まではメッシュサイズに関わらず同一

の結果となった．その後はメッシュサイズによる差が生じており，メッシュが小さいほど

実験の結果に近い値となった．最もメッシュサイズの大きい1.2mmでは，板厚方向の分

割数が１層となるため局所くびれを再現することが出来ないことから，応力集中による

引張荷重の低下を表現できなかったと考えられる．メッシュサイズ0.4，0.2mmおよび

0.1mmではひずみ0.17付近からの応力低下に違いが見られる．ひずみ0.23の時の応

力を用い，メッシュサイズによる計算精度の比較を行なった．FEMによる計算値を実験

の値で除した値を計算精度と定義した．Fig. 3-6にメッシュサイズ毎の計算精度を示す．

メッシュサイズの縮小と共に計算精度が向上することが確認できた． 

   

Fig. 3-5 Calculate results of stress - strain curves at each mesh size 
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Fig. 3-6 Calculation accuracy for each mesh size 
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3.2.1.1 結果の考察 

メッシュサイズを小さくするほど，発生応力が実験値に漸近する傾向を確認すること

ができた．一方でメッシュサイズが0.2mmと0.1mmでは大きな差は見られない．そこでメ

ッシュサイズによる計算精度への影響を考察した．ひずみ0.23時のメッシュサイズ毎の

板厚方向の変化量をFig. 3-7に示す．メッシュサイズが大きいほど板厚変化が少ない． 

その結果，断面積が減少しないため応力を過大評価したと考えられる．断面積減少を

引き起こすには，くびれ部の幾何形状の変化を表現できるだけのメッシュの細かさが

必要になる．メッシュサイズが0.2mmから0.1mmへの変化では，くびれ形状に対し十分

にメッシュ形状が小さいため，メッシュサイズによる計算精度の向上効果が飽和したと

考えられる．  

 

  

 

a) Minimum mesh size 1.2mm b) Minimum mesh size 0.4mm  

  

 

c) Minimum mesh size 0.2mm d) Minimum mesh size 0.1mm  

Fig. 3-7 Thickness distortions by FEM calculation at strain 0.23  
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しかしメッシュサイズ0.1mmの場合でも，依然として実験結果との乖離が見られる．

そこで最大応力発生以降に材料に内部に生じるボイドに着目した．Fig. 3-8は延性破

壊が生じるメカニズムの模式図39)である．塑性変形が進展することで，転位の集積や

析出部周辺に微細な空孔（ボイド）が生成される．変形の進行により，この空孔の成長

および空孔同士の合体が生じることで最終的には材料の分断が生じる．Landronら13) 

はX線画像撮影を用いることで，600MPa級Dual-phase 鋼板の塑性変形中に生じたボ

イドの体積を測定しており，破断前にはボイドの体積が急速に増加することを明らかに

している．またKadkhodapourら40) は800MPa級Dual-phase 鋼板を用いた静的単軸引

張試験を行い，最大応力の発生と共にボイドが発生し，その後，ひずみの進行ととも

に成長する様子を観察している．ボイドの発生により材料は見かけ上は体積が増加す

る．そのため体積一定則に従ったFEM計算においては，発生応力が大きく計算された

と考えられる．ボイドの発生を考慮した構成則23),41)–44)も提案されているが，ひずみ速

度や温度への依存性などが十分検討されているとは言えない．本研究においてはボ

イドの発生は考慮せず，誤差として取り扱うことにした．以上により本研究ではソリッドメ

ッシュサイズは0.2mmとした． 

 

Fig. 3-8 Stages of ductile fracture39)  
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3.2.2 温度による計算精度への影響 

材料温度の変化によるFEMの計算精度への影響を確認した．静的引張試験とする

ため加工硬化特性の速度依存性は考慮しなかった．材料は等方性を仮定しMisesの

降伏条件を使用した．塑性発熱は考慮せず変形中の温度は一定と仮定した．応力-

ひずみ関係はTable 3-1の値を使用した．試験片形状は恒温引張試験で用いた

JIS13B試験片を用いた．計算要素にはソリッドの一次要素を使用した．メッシュサイズ

はFig. 3-6の結果より0.2mmとした．計算時間短縮のため，くびれの発生する中央部の

みを0.2mmメッシュとし，他部は1.4mmとした．ゲージ長は引張試験と同様に50mmとし

た．境界条件をFig. 3-9に示す． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3-9 Mesh discretization and boundary conditions for tensile test in 

constant temperature  
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296Kから523Kまでの変位と応力の関係を Fig. 3-10に示す．いずれの温度におい

ても破断を除き，実験と良い一致を示している． 

 

  

a)296K b)373K 

  

c) 473K d) 523K 

Fig. 3-10 Relationship between load force and displacement at temperature 

between 296K to 523K   
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一方で573K以上の結果は，実際よりも早く応力の低下が生じており，最大荷重の発

生を再現することができなかった． 

 

  

a) 573K b) 623K 

Fig. 3-11 Relationship between load force and displacement at temperature 

between 573K and 623K 
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3.2.2.1 結果の考察 

Fig. 3-11 に示した573Kおよび623KでのFEMの結果は，実験と比較して荷重の低

下が早期に発生している．そこで加工硬化則の見直しを検討することにした．Fig. 3-12

に示す通り試験温度の上昇とともに，降伏比（YS / TS）が小さくなっていることが確認

された．加工硬化特性を表すためにはSwift式による外挿では不適切な可能性が考え

られる．  

 

 

Fig. 3-12 Changes in yield ratio depending on temperature 

 

降伏比が小さい材料としてアルミニウムが知られている45)．アルミニウムの加工硬化

特性を表現するためには式3-1に示すVoceの式46)が広く用いられている．そこでVoce

の式による外挿を行い，再計算を行うことにした．623K時の材料定数を最小二乗法に

より同定した．得られた材料定数をTable 3-2に示す．Fig. 3-13にSwift式とVoce式によ

る応力-ひずみ曲線の外挿結果を示す．Swift式と異なり高ひずみ域での加工硬化に

よる応力上昇が生じない結果が得られた． 
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𝜎 = 𝑎 − 𝑏 exp(−𝑐𝜀)    (3-1) 

 σ : 相当応力 [ MPa] 

 ε ： 相当ひずみ 

 a ,b ,c ： 材料定数 

 

Table 3-2  Material constants in Voce law 

Temperature 
[ K ] 

a b c 

623 1071.00 275.20 26.29 

 

 

Fig. 3-13 Comparison of extrapolation results by Swift and Voce law 
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Fig. 3-14 Comparison of calculated results of relationship between load force 

and elongation by Swift and Voce law 

 

Voceの式より得られた応力‐ひずみ曲線を用い，623K時の再計算を行なった結果

をFig. 3-14に示す．Voceの式を用いることでSwiftの式よりも応力低下が生じ難い結果

となったが，試験結果を十分に再現することは出来なかった．FEMでは実際の試験片

と比較して，早期に局所くびれが発生すると考えられる．高温環境において，局所くび

れの発生が遅くなる理由として，動的再結晶の発生が考えられる．動的再結晶はアル

ミニウム，マグネシムやそれらを含む合金ならびにフェライト系の鉄鋼でその発生が確

認47)されている．動的回復が生じる温度は約0.5Tm(Tm : 融点)48)以上といわれているが

高ひずみ状態の銅では0.14Tmという低温で加工硬化が見られなくなる47)．包ら49) はマ

ルテンサイト合金において，673Kで再結晶が生じるとこを実験で明らかにしている．
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結晶が生じると考えられる．573K以上の引張試験では，加工硬化による応力上昇と動

的回復による軟化が釣り合うことで，くびれの発生が遅れたものと考えられる．FEMで

はひずみの増加により応力が一様に進展することを仮定した加工硬化則を使用したた

め，くびれの発生時期を正しく計算することができないと考えられる． 

動的再結晶は材料の温度が高く，ひずみ速度が遅いほどその進行が速くなる．本

研究で対象としている現象は，高速変形時に生じる発熱による影響である．引張試験

のように低ひずみ速度の場合は塑性変形による発熱は空気中および材料内に拡散さ

れ，温度が上昇することはない．温度上昇が生じる部位は，すでに応力集中によるく

びれが生じた部分となる．また破壊予測の点からはFEMによる予測の方が早期に破

断を生じる結果となるため，実用上は安全側の予測を行うことになり，安全側の予測と

なる．これらのことより本研究ではすべての加工硬化特性にSwift則を使用することとし

た． 
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 予測精度の評価 

応力のひずみ速度依存性および，応力の温度依存性が延性に与える影響を分析

するためFEM計算を行った．塑性発熱による温度変化を求めるため，材料モデルに

Johnson-Cookモデル50)を使用することにした．材料定数の同定はソフトウェア内部の

同定機能を利用した．実験データにはFig. 3-2の値を用いた．塑性発熱による影響を

確認するため，応力の温度依存性を考慮したモデルと考慮しないモデルによる計算を

実施した．温度依存性を評価するモデルにおいては塑性発熱による温度上昇を計算

した．塑性変形に使用されたひずみエネルギーの90%が熱に変換されると仮定した．

温度に依存する材料特性はTable 3-3に示す軟鋼の物性値で代用した．環境温度を

296Kと設定し，空気中への熱放出を考慮した．引張速度は2.4.2で求めた平均ひずみ

速度となるよう，それぞれ0.01，0.1，9.5，60，1260s-1とした．陽解法では計算の時間増

分量は，材料内を通過する応力波の速度により決定される．そのため，静的な計算を

行う場合は計算時間が膨大になる．本研究では引張速度95mm·s-1以下の計算にお

いては，引張速度1000mm·s-1として計算を行い計算時間の短縮を図った．応力のひ

ずみ速度依存性および熱伝達は速度項を速度増加量で除して，実時間と等価とした． 

 

Table 3-3 Material property dependent on temperature 51) 

Temperature 
[K] 

Specific 
heat  

[J/(kg・K)] 

Thermal 
conductivity 
[W/(m・K)] 

Young's 
modulus 
[ GPa ] 

Density 
[kg/m3] 

296 405 33.4 200 

7860 
373 452 34.0 195 

473 504 33.8 190 

673 608 31.8 175 
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3.3.1 シェル要素による予測精度の評価 

FEM解析においてソリッド要素は計算精度が良いが，計算時間が長くなる特徴があ

る．自動車開発の現場ではリードタイム短縮のためシェル要素が用いられることが多い．

そこでソリッド要素と予測精度比較するため，シェル要素による計算を行った．シェル

要素は平面応力状態を前提としている．そのため要素サイズが板厚以下にすることは

出来ない．要素サイズは板厚と同じ1.2mmとした．要素は完全積分要素を用い，板厚

方向の積分点数は５点とした．メッシュ分割をFig. 3-15に示す．その他の境界条件は

Fig. 3-3に示すソリッドでのモデルと同様とした． 

 

 

Fig. 3-15 Calculate mesh for shell element 
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 計算の結果と考察 

ひずみ速度0.001s-1の計算結果をFig. 3-16に示す．ソリッド，シェル共に温度を考慮

することで僅かな応力低下が生じた．シェル要素は実機よりも高い応力を示した．3.2.1

で示したようにボイドの影響と考えられる．この速度では温度の影響は少なく，ボイドの

成長および合体が応力の低下を支配していると考えられる． 

 

 

Fig. 3-16 Calculation results by difference of boundary condition at strain rate 
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ひずみ速度0.1s-1の計算の結果をFig. 3-17に示す．ひずみ速度0.01s-1と同様にシェ

ル要素はソリッド要素と比較して高い応力を示した．ソリッド要素では，温度による応力

への依存性を考慮することで，ボイドの影響を考慮せずとも，応力の低下が実験値と

良い一致を示した．ひずみ速度に応じた応力の上昇よりも，温度上昇による材料軟化

の影響が支配的であったと考えられる． 

 

Fig. 3-17 Calculation results by difference of boundary condition at strain rate 
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ひずみ速度9.5s-1の計算結果をFig. 3-18に示す．ひずみ速度0.001s-1および0.1s-1と

同様にシェル要素はソリッド要素と比較して高い応力を示した．ソリッド要素，シェル要

素共に温度考慮の有無にかかわらず同様の応力状態を示している．ひずみ速度

0.001s-1と同様に温度の影響が少ないが，ひずみ速度上昇による加工硬化の増加と，

加工発熱による軟化が同程度に生じていると考えられる．  

 

 

Fig. 3-18 Calculation results by difference of boundary condition at strain rate 
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ひずみ速度60s-1の計算結果をFig. 3-19に示す．ソリッドおよびシェル要素の両方で

温度による応力低下が生じている．ソリッド要素ではシェル要素と比較して，温度の影

響による応力の低下が小さい．シェル要素では，発熱による軟化のため，応力集中が

促進されたため応力の大幅な低下に繋がったと考えられる．ひずみ速度の上昇による

加工硬化の増加よりも，温度上昇による軟化が優位となっていると考えられる． 

 

 

Fig. 3-19 Calculation results by difference of boundary condition at strain rate 
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ひずみ速度1260s-1の計算結果をFig. 3-20に示す．ソリッド要素は実験値から大きく

逸脱している．他の速度と異なり，シェル要素の方が実験値に近い結果となった．ソリ

ッド要素では3.2.2.1で述べた動的再結晶による応力均衡を再現できないため，過大な

応力低下が生じたと考えられる．局所くびれが発生しないまま加工硬化が進展するシ

ェル要素の計算結果が実験の応力に近いことからも，くびれ発生の遅れが生じたこと

が推察される． 

 

Fig. 3-20 Calculation results by difference of boundary condition at strain rate 
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塑性発熱による材料温度の計算結果をFig. 3-21に示す．計算では破断が生じない

ため，温度は上昇を続ける．そこで，実験により破断が生じたみずみ時の温度を破断

温度と定義した．実験のひずみは突合せ伸びとした．シェル要素による温度はソリッド

用と比較し低温となった．ひずみ速度によらず温度の変化が少ない．応力低下と同様

に，局所くびれが発生しないためと考えられる．ソリッド要素ではひずみ速度が60s-1ま

では一様に温度が上昇しているが実験より低温となった．Fig. 2-16に示した破断直前

の急速な温度上昇が再現されていないためと考えられる．1260s-1では60s-1時よりも温

度が低下している．Fig. 3-20に示した応力低下を引き起こした動的回復現象を再現で

きていないため，ひずみ量が過少評価され，塑性エネルギーが小さくなった結果であ

る． 

 

Fig. 3-21 Temperature at each strain rate by FEM  
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温度上昇によって生じる材料軟化による計算精度への影響を評価した．評価対象

は破断発生直前の引張応力とし，全伸びが90％終了した点での引張応力と定義した．

Fig. 3-21の結果よりシェル要素による計算は，ソリッド要素と比較して温度の予測精度

が低いためソリッド要素のみを評価した．結果はFEMによる計算値を実験値で除し，

無次元化して評価を行った．結果をFig. 3-22に示す．いずれの速度においても温度を

考慮することで計算精度が向上している．ひずみ速度0.1s-1時が最も効果が大きい． 

  

 

Fig. 3-22 Accuracy of calculation of stress at total elongation 0.9                   

for each strain rate 
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 結論 

加工硬化特性のひずみ速度依存性および温度依存性を導入したFEM解析により，

ひずみ速度による軟化挙動の違いを明らかにすることが出来た．最大応力の発生以

降から破断に至るまでの応力低下機構はひずみ速度により異なる．ひずみ速度

0.001s-1では温度の影響は少なく，最大応力発生以降の応力低下はボイドの成長およ

び合体機構が支配している．ひずみ速度0.1s-1では温度上昇による材料軟化の影響

が支配的である．ひずみ速度9.5s-1ではひずみ速度上昇による加工硬化の増加と，加

工発熱による軟化が同程度に作用している．ひずみ速度60s-1では加工硬化の増加よ

りも，温度上昇による材料軟化が優位となっている．ひずみ速度1260s-1の大幅な延性

向上はFEMでは再現できなかったが，動的再結晶による応力均衡が生じ延性が大幅

に向上する． 

FEM計算においてシェル要素を用いた場合，平面ひずみを仮定できる要素サイズ

では局所くびれによる応力集中を再現することができなかった．ソリッド要素を用いる

場合，メッシュサイズが小さいほど計算精度は向上する．ボイドの生成による体積の変

化を考慮しない場合は，破断前の応力低下を再現することはできない． 

以上より，変形速度に応じた高張力鋼板の延性予測には，ひずみ速度による加工

硬化の変化と，温度上昇による材料軟化の両方を考慮することが必要であると考えら

れる． 
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 破壊限界の同定 

第3章では変形速度に応じた高張力鋼板の延性には，ひずみ速度による加工硬化

の変化と，温度上昇による材料軟化の両方が作用していることが明らかとなった．本章

ではFEMを用いて材料延性の速度依存性の再現を試みる． 

 FEMによる延性破壊の予測 

延性破壊は応力三軸度の影響を強く受けると言われている28),52),53)．同一の材料で

あっても，応力状態により破壊限界ひずみは異なる．車両衝突等の解析を行う場合，

破壊部の応力状態を事前に予測することは困難である．応力三軸度により破壊基準

が影響を受けるという理論は，Mohr-Coulombの破壊基準として地盤・地質の評価で用

いられてきた．Baiらはこれを金属材料に適応できる式を提案54)している．材料がMises

の降伏関数およびSwiftの加工硬化則に従う場合，式(4-1)となる． 

 

𝜀�̅� = {
𝐴

𝑐2
[√

1 + 𝑐1
2

3
cos (

�̅�𝜋

6
) + 𝑐1 (𝜂 +

1

3
sin (

�̅�𝜋

6
))]}

−
1
𝑛

 (4-1) 

𝜀�̅� ：破壊が生じる時の限界ひずみ 

�̅� :Load角 [rad] 

η :応力三軸度 

C1，C2 ：材料定数 

A，n ：Swiftの加工硬化則の材料定数 
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Load角はFig. 4-1に示すように主応力空間上の応力のπ平面上における最大種応

力方向からの角度を示す．応力三軸度は三軸平均応力を相当応力で除したパラメー

タである．Mohr-Coulombの破壊基準の未知数はC1，C2の２つである．応力三軸度お

よびLoad角の異なる，２つの実験から求めることが出来る．そこで単軸引張試験とは異

なる応力状態となる試験を実施した．応力三軸度は評価対象が軸対称形状であれば

Bridgmanの式52)から求めることが出来る．しかし自動車シートは薄鋼板で構成されて

いるため,幾何形状より応力状態を推定することは困難である．そこで応力状態はFEM

から推定することにした． 

 

 

Fig. 4-1 Definition of load angle parameter 

  

σ
1
 

σ
2
 

σ
3
 

σ
1 
=σ

2 
=σ

3
 

Load angle 



 

 

 

- 77 - 

 平面ひずみ状態での引張試験 

4.2.1 試験片形状 

試験片形状をFig. 4-2に示す．中央部が平面ひずみ変形となるようにR部を設けた．

断面積が単軸引張試験と同様となるよう，R間の距離は5mmに設定した．試験片の全

幅およびつかみ部の長さも単軸引張試験片と同一に設定した． 

 

 

 

Fig. 4-2 Test piece shape for R type plate 
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4.2.2 試験条件 

4.2.2.1 試験機 

引張速度は0.01mm·s-1および10,000mm·s-1と設定した．試験機は単軸引張試験と同

様とし，引張速度0.01mm·s-1の試験には島津製作所製の万能試験機AG-X100kNを

使用した．引張速度1,000mm·s-1の試験は島津製作所製のEHF-U2H-20Lを使用した． 

 

4.2.2.2 荷重測定 

引張速度0.01mm·s-1の試験は100kNのロードセルを使用して計測した．荷重計測に

はひずみゲージを利用した荷重測定を採用した．ひずみゲージはゲージ長2mmの共

和電業製KFG-2-120-C1を使用した．測定用のひずみゲージはFig. 4-3に示すように，

R端部より25mmの位置がひずみゲージの中心となるように貼付けた．引張速度1mm·

s-1で引張試験を行い，ひずみゲージによる計測結果がロードセルと同等の荷重となる

ように校正した． 

 

 

Fig. 4-3 Position of strain gauge for load force measurement 
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4.2.2.3 ひずみ測定 

破断時の応力およびひずみの測定はFEMにより実施するため，ひずみ計測は行わ

ないことにした．破断伸びは試験片中央部の10mmの切欠きを利用し，突合せ伸びで

評価することとした． 

4.2.3 実験結果 

引張試験後の試験片をTable 4-1に示す．どちらの試験片も中央部で破断が生じて

いる．荷重計測の結果をFig. 4-4に示す．ひずみ計測を行っていないため，横軸は試

験機のクロスヘッド移動量で表す．引張方向の断面積の変化が一様でないため，応

力の算出は行わなかった．最大引張荷重はそれぞれ7kN，7.4kNとなり，引張速度が

速いほど高い荷重となった．初期断面積を同一に設定した単軸引張試験において，

引張荷重が1.2倍となったことと比較すると，荷重の上昇が少ない結果となった．以上

より単軸引張とは異なる応力状態が得られたと判断した． 

 

Table 4-1 Fracture position for R type plate at each strain rate 

Strain rate 
 [ s-1 ] 

0.001 1000 

Test piece 
shape after 
experiment 
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Fig. 4-4 Experimental results of load force and displacement in tensile test 
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4.2.4 平面ひずみ試験のFEM計算 

応力三軸度およびLoad角を取得するためFEM解析を行った．材料モデルは3章の

結果よりひずみ速度による応力変化および温度上昇による軟化を考慮したモデルとし

た．計算要素はソリッド要素およびシェル要素を用いた．メッシュ分割をFig. 4-5に示す．

ソリッド要素は中央の応力集中部のみを0.2mmとし，他部は1.2mmとして計算時間の

短縮を図った． 

 

 

   

a) Solid element     b) Shell element 

Fig. 4-5  Mesh discretization for R type plate 
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FEM計算より求めた荷重及び変位をFig. 4-6に示す．引張試験と同等の引張荷重

を得ることが出来た．実験により得られた突合せ伸びから求めた破断位置を図中に●

で示す．  

 

 

Fig. 4-6 Relationship between load and displacement from FEM analysis 
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 Mohr-Coulombパラメータの同定 

FEMの結果から得られた相当塑性ひずみをFig. 4-7に示す．Fig. 2-7に示した単軸

試験片による引張試験の結果をBar type， Fig. 4-2に示した平面ひずみ試験片による

引張試験の結果をR typeとした．ソリッド要素を使用した単軸試験片は，速度の上昇に

より相当塑性ひずみが小さくなっている．一方でシェル要素を使用した場合は速度に

よる変化が少ない．平面ひずみ試験片はソリッド，シェル共に変化は見られない．応力

三軸度の計算結果をFig. 4-8に示す．相当塑性ひずみと同様に，単軸試験片ではソリ

ッド要素による計算結果にひずみ速度の影響が見られる． 

 

 

Fig. 4-7 Plastic strain at fracture for each strain rate 
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Fig. 4-8 Triaxiality at fracture for each strain rate 
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Fig. 4-9にLoad角の計算結果を示す．単軸試験片ではひずみ速度の増加と共に

Load角が増加が生じている．R付き試験片も僅かな増加が見られる．シェル要素では

平面応力状態を仮定しているためσ3=0となり，破壊限界ひずみ𝜉は式(4-2)で計算さ

れる線分となる． 

 

 

Fig. 4-9 Load angle at fracture for each strain rate 
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以上の結果をもとにMohr-Coulomb式のパラメータ同定を行った．同定には最小二

乗法を用いた．得られた材料定数をTable 4-2に示す．可視化した破壊限界をFig. 

4-10およびFig. 4-11に示す． 

 

Table 4-2 Material constant of Mohr-Coulomb law for  SPFC980Y 

Element C1 C2 

Solid 0.015 692.9 

Shell 0.189 745.0 
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Fig. 4-10 Fracture criterion surface for solid element of Mohr-Coulomb law 

 

 

Fig. 4-11 Fracture criterion line for shell element of Mohr-Coulomb law   
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 延性の予測 

Mohr-Coulomb則による成形限界を用いて，材料延性の予測を行った．局所延性の

温度依存性はFig. 2-22の値で破壊限界値を除算することで反映させた．破壊基準以

外は3.3で求めた境界条件を使用した．計算結果より作成した応力−ひずみ曲線をFig. 

4-12に示す．定性的に試験結果を再現することができた．ひずみ速度0.001よりもひず

み速度0.1の延性が低くなる現象を再現することができた．一方でひずみ速度9.5およ

び60s-1の延性が0.001s-1を下回る現象を再現することはできなかったが．その差は0.02

程度であり実用上は十分な精度が得られた．ひずみ速度1260s-1の延性のみが他速度

と比較して大きくなる現象は表現されたが，ひずみには0.1の差異が生じた． 

 

a) Calculation    b) Experiment 

Fig. 4-12 Comparison of stress-strain curve by calculation and experiment 
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4.4.1 温度に依存した特性値の変化が延性予測におよぼす影響 

温度に依存した物性値が延性の評価結果に与える影響を確認するため，FEMを用

いて分析を実施した．破壊限界は4.3で求めたMohr-Coulombの破壊基準を用いた．

境界条件および材料モデルは3.3と同様に設定した． 

加工硬化の速度依存性のみを考慮した結果をFig. 4-13に示す．実験と異なり，ひ

ずみ速度 0.001s-1と0.1s-1の延性に差異が見られない．また9.5s-1と60s-1の延性が過大

となった． 

 

 

Fig. 4-13 Calculation result of included only strain rate dependence to stress 
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加工硬化の速度依存性と共に，塑性発熱による材料軟化考慮した場合の計算結果

をFig. 4-14に示す．破壊限界に対する温度の異存性は考慮していない．発熱を考慮

することで各速度ともに延性が実験値に近づいた．ひずみ速度0.1が0.001より早期に

応力低下する挙動が再現されたが，ひずみ速度9.5s-1と60s-1は延性が過大評価されて

いる．破壊限界値にも温度の依存性を考慮する必要が有ることが確認できた． 

 

 

 

Fig. 4-14 Calculation results of stress - strain curves considering strain rate 

dependence to stress and softening by temperature 
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引張応力へのひずみ速度依存性，塑性発熱による材料軟化および破壊限界への

温度依存性による計算精度の差をFig. 4-15に示す．結果はFEM計算による全伸びの

値を実験値で除し，無次元化して整理を行った．破壊限界をひずみ速度0.001s-1時の

試験結果を基に導出したにもかかわらず，予測精度は0.92となった．ひずみ速度9.5s-1

の場合，応力のひずみ速度依存性のみを考慮した従来型の計算を行った場合，実験

値のおよそ1.5倍の値を示す．温度による影響を考慮することで精度が向上しているが

依然としておよそ1.2を差異が大きい．Fig. 3-21に示したように，ひずみ速度9.5s-1時の

材料温度は530Kに達するがFEM上は460Kまでしか上昇しておらず，温度の影響が

十分考慮されていないためだと考えられる． 

 

 

Fig. 4-15 Various effect on calculation accuracy of elongation                       

for each strain rate 
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 結論 

FEMを用いた材料延性の速度依存性の再現を試みた．破壊限界値は多軸応力状

態に対応したMohr-Coulomb則を採用した．加工硬化のひずみ速度依存性，材料軟

化の温度依存性および破断限界の温度依存性を考慮した計算を行うことで，第3章で

確認された，ひずみ速度毎に異なる応力の低下機構を再現することが出来た．従来

から実施されてきた，応力のひずみ速度依存性のみを考慮した計算では，破壊まで

の予測精度向上は困難なことが確認された． 
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 自動車用シート部品解析への適応 

FEMによるひずみ速度依存性を考慮した破壊予測が自動車開発へ適応可能かを

確認した．ひずみ速度が高速となる評価として，車両衝突に関わる評価であるスレッド

評価試験を選定した．低速での評価はプレス成形性を対象とした． 

 衝突試験 

スレッド評価は，自動車が衝突した際の変形を模擬するため，台車に乗せたシート

を高速で打ち出すことにより荷重を加える試験である．シートは車両への積載時と同じ

方法で台車に固定され，ダミー人形がシートベルトでシートへ拘束される．打ち出し速

度はおよそ10000mm·s-1となる． 

 

Fig. 5-1 General composition of automotive seat4) 

 

評価対象の部品は，スレッド試験においてFig. 5-1に示すシートサイドフレームの車

両前方側で材料の破断が生じた．自動車シートは構成部品が多いため，計算時間が

シートサイドフレーム 

シートスライドアジャスタ 

シートバックパッド 

シートクッションパッド 

シートバックフレーム 
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長いソリッド要素での計算は，開発リードタイムの観点から実施することができない．そ

のためシェル要素での計算が必要となる．本研究で得られた結果を用い，破壊発生の

予測を実施した．計算モデルをFig. 5-2に示す．評価対象はシートサイドフレームであ

る．材質はSPFC980Y 1.2mmである．計算要素はシェルとし破断発生部周辺はメッシ

ュサイズを1.2mmとした．材料モデルはJohnson-Cookモデルとし破壊基準はFig. 4-11

で求めたMohr-Coulombとした． 

計算結果をFig. 5-3に示す．破壊部位は一致したものの，進展量を再現することが

できなかった．シェル要素を使用しているため，応力集中の再現に課題があると考えら

れる．GISSMO44),55),56)などのダメージカップリングモデルの適応によるひずみ集中の

再現が必要となると考えられる．またFEMによる破壊表現は，破壊基準に到達した要

素を除去することで実現している．シェル要素はメッシュサイズが大きいため，破壊部

では実際の亀裂よりも広範囲で要素が除去されることになる．そのため，き裂先端部の

応力集中によるエネルギーも同時に消失し亀裂進展量が過少評価されたものと考えら

れる．節点分離法の使用が望ましいと考えられる．また破断は，プレスによるせん断加

工面から破断に進展している．せん断面に存在するマイクロクラックを起点とする破壊

の場合，リーマー加工や機械切削面よりも破断限界が低下することが知られている．

精度向上のためには，せん断加工による初期ダメージの導入方法を確立する必要が

あると考えられる．  
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Fig. 5-2 Calculation model for thread test 

 

 

 

 

 

 

a) Experiment b) Result of FEM 

Fig. 5-3 Comparison of fracture area in thread test 
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 プレス成形 

プレス加工において，破断現象はせん断加工のように意図的に利用する場合もあ

るが，その多くは成形不具合である．なかでも伸びフランジ部の破断は，近年の材料

の高張力化に伴い問題視されることが多くなった不良である57),58)． 

評価対象はFig. 5-4に示す４つの伸びフランジ部を持つ成形品とした．材質は

SPFC980Y t=1.2mmである．加工は一般のメカプレスを使用した．加工サイクルは

30SPMであり，加工速度およそは50mms-1である．実際の成形品をFig. 5-5に示す．破

断はR10部のみに生じている．計算要素はソリッド要素とし，メッシュサイズは0.4mmと

した．材料モデルはJohnson-Cookモデルとし破壊基準はMohr-Coulombとした．  

 

 

 
 

 

a)  Tools b) Blank 

Fig. 5-4 Forming conditions of press forming 
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Fig. 5-5 Fracture occurred at stretch flange 

 

 

 

Fig. 5-6 Calculation result using Mohr-Coulomb fracture criterion 

 

 

計算結果をFig. 5-6に示す．曲げ部の外側から材料が破断する現象が発生した．延

性に乏しい材料を小R曲げした際に生じる破断と酷似している．実際に破断が生じた

部位では破断基準に到達しなかった．  
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Mohr-Coulombによる破断基準は，破断限界が曲面として評価される．本研究では

実験値が２つしかないため，局面の予測精度が不足していたと考えられる．そこで伸

びフランジ部の応力三軸度およびLoad角をFEM結果より算出し，曲面の再同定を行

なったが，単軸引張，平面ひずみおよび伸びフランジの３つのひずみ限界を満足する

曲面を得ることは出来なかった．Mohr-Coulombによる破断基準は曲面を二次方程式

で表すため，複雑な形状を表現することができない．Basaran44)らはノッチ付き試験片

を用い様々な方向へ引張，もしくは圧縮試験を行うことで多様な応力状態での限界曲

面の導出を行なっている．DP600での限界曲面をFig. 5-7に示す．Mohr-Coulomb則で

は表現できない複雑な曲面となっている． 

 

 

 

 

Fig. 5-7 Criterion surface of DP600 44) 
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そこでFig. 4-10の曲面に伸びフランジ割れに対応した限界点を追加した曲面を作

成した．新しい限界曲面をFig. 5-8に示す．Fig. 4-10と異なり応力三軸度が小さい時に

Load角の影響が大きくなる局面とした． 

 

 

Fig. 5-8 Added criteria at stretch flange to Mohr-Coulomb law 

 

再設定した破壊限界面により計算を行なった結果をFig. 5-9に示す．実機と同様に

伸びフランジ部のみが破断する結果を得ることができた．Fig. 5-8の限界面を用い，単

軸引張試験の再計算を行い，破壊延性に影響がないことを確認した． 
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計算された破壊限界をCockcroft and Latham式による破壊予測59)と比較をした．

Cockcroft and Latham 式の破壊限界は800MPaとした．Fig. 5-10に結果を示す．図は

破壊限界までの比を示し1.0で破断が生じる．どちらの結果も同様の分布を示している．

Cockcroft and Latham式を用いた過去の解析結果を，破壊限界面の作成に転用する

ことが可能と考えられる． 

 

Fig. 5-9 Calculation result by modified fracture plane 

 

  

a) Cockcroft and Latham criterion59) b) Modified Mohr-Coulomb 

Fig. 5-10 Comparison to Cockcroft and Latham criterion 

 

Fracture criterion 
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結論 

第4章で導出したMohr-Coulombの破壊限界を用いて自動車シート製品の破断予

測解析を実施した．シェル要素を使用した場合，破断の進展量が過少評価された．シ

ェル要素を使用しているため，応力集中の再現に課題があると考えられる．また要素

除去法による破壊表現のため，き裂先端部の応力集中が過少評価された． 

ソリッド要素を使用したプレス成形解析においては，導出した限界面では実機の破

断を再現することができなかった．Mohr-Coulomb則では曲面の追従性が不足してい

ると考えられる．車両開発で使用するためには多様な応力状態で破壊限界ひずみを

測定した上で，最適な破壊限界曲面を表現可能な数式を用いた同定が必要になると

考えられる． 
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 結言と今後の展望 

 本研究による成果 

薄鋼板における破壊のひずみ速度依存性を明らかにし，FEM解析により延性評価

を行うことを目的として研究を行なった． 

第２章では新たに設計した小型試験片を用いることで，従来試験片よりも一様伸び，

全伸びを広範囲で計測することが可能となった．DICを用いたひずみの測定において

は，単眼カメラで十分な測定精度を得られることを検証した．これにより２種類のゲージ

長を用い，局所伸びの発生が最大応力の発生と同時に生じていることを実験で確認

することができた．塑性変形が生じている間の温度上昇は最大応力の発生以降に生

じ，破断の直前に急速に上昇することを確認できた．  

第３章では加工硬化特性のひずみ速度依存性および温度依存性を導入したFEM

解析により，最大応力の発生以降から破断に至るまでの応力低下機構が，ひずみ速

度により異なることを明らかにすることができた．ひずみ速度1260s-1の大幅な延性向上

はFEMでは再現できなかったが，動的再結晶による応力均衡が生じ延性が向上して

いる可能性が示唆された． 

第４章においてFEMを用いて材料延性の速度依存性の検証を行ない，ひずみ速

度毎に異なる応力の低下機構を再現することが出来た．その結果，実機の引張試験

の結果を精度よく計算することが可能となった．従来の応力のひずみ速度依存性のみ

を考慮した計算では，破壊までの予測精度向上は困難なことが確認できた． 

第５章では第4章で導出したMohr-Coulombの破壊限界を用いて自動車シート部品

の破断予測解析を実施した．シェル要素を使用した場合，要素除去法による破壊部

の応力集中が過少評価された．節点分離による破壊表現の必要性が示唆された．ソリ
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ッド要素を使用したプレス成形解析の結果Mohr-Coulomb則では破壊限界曲面の追

従性が不足していることが明らかとなった．車両開発で使用するためには多様な応力

状態で破壊限界ひずみを測定した上で，最適な曲面を表現可能な数式を用いた同

定が必要になると考えられる． 

総括 

以上の結果より，本研究によって薄鋼板の破壊はひずみ速度の影響により変化を

生じることを明らかにすることができた．加工硬化の速度依存性，加工硬化の温度依

存性，局部延性の温度依存性を考慮することで静的試験から求めた破壊限界を用い

てひずみ速度に応じた延性破壊予測が可能である．以下にそのメカニズムを示す． 

• 延性の変化はひずみ速度上昇による加工硬化による応力の増加，塑性発熱に

よる材料の軟化および局所くびれ部の材料温度による破断限界の変化の複合

現象である． 

• ひずみ速度0.01s-1から60s-1までの延性の変化は，最大応力発生以後の局部伸

びの変化の影響が大きい． 

• 局部延性の変化は材料温度の変化により生じる．材料温度は加工発熱により

上昇する． 

• SPFC980Yは青熱脆性の発生する473K付近までは延性が低下するが，それ以

上に温度上昇が生じることで延性が向上する． 

• ひずみ速度1260s-1で生じた大幅な延性増加は，動的再結晶の効果と考えられ

る． 
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 今後の展望 

破壊までの延性が変化するメカニズムが明らかになった一方で，破壊限界の予測

には課題が残る結果となった．Mohr-Coulomb則に変わる破壊限界曲面を検討する必

要が示唆された．多軸応力状態での破壊限界調査のため，多数の実機試験が必要

になる．簡便な試験による実験方法を模索していく必要がある．さらなる精度向上のた

めに，破断直前の体積減少を引き起こすボイドの発生，成長ならびに，それらの温度

依存性を再現したFEM計算手法の開発が期待される．本研究において確認された動

的再結晶と思われる応力緩和現象の解明は，近年取り上げられることの多いホットスタ

ンピングによる成形解析にも必須であると考えられる．FEMにおける計算はマルチスケ

ール解析が不要な簡便な解析手法の開発が望まれる． 
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