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Study on design method using response surface mathematical model 

for CFRP corrugated structure under axial crushing 

 

Tetsuya Gomi 

 

 

The development of a carbon-fiber-reinforced plastic (CFRP) part is carried out by utilizing many 

experimental results in deciding the design. For this reason, the development period of a CFRP 

structure is long and an obstacle for commercialization. In this paper, multiple regression analysis 

is used to derive a response surface that estimates the generated load using the shape parameters 

of a corrugated collision energy absorbing structure to shorten the development period. To obtain 

the response surface, we conducted a quasistatic crushing experiment by using the length of linear 

portions (pitch) and the number of stacks (thickness) of a corrugated shape as parameters. When 

progressive crushing mode is observed, specific energy absorption (SEA） decreases with the 

increase in pitch, and increases with the increase in the number of stacks. To discuss how energy 

absorption efficiency changes, a comparison examination is conducted using the derived response 

surfaces. Results indicate that specifications with high energy absorption efficiency can be 

accurately selected using the response surface of primary expression. In addition, differences in 

deformation mode were due to the influence of the stress at the corner portion of a part. Dynamic 

testing changed the failure mode and the dynamic mean crushing force decreased by up to 50.1% 

against the quasi-static mean crushing force. Furthermore, SEA was not statistically significant. 

However, the dynamic CFL is effective and can be accurately represented by a linear response 

surface. In the dynamic test, the generated load increased when it fell below 1.93m/s. From this 

result, it was shown that the area sandwiched between the response surface obtained by the 

dynamic test and the two planes obtained by the quasi-static test is the design space. This 

eliminates the need for additional tests within the range of the response surface interpolated by 

this test. As a result, the decision of specifications for design changes was speeded up. A formula 

for predicting the mean crushing force of a CFRP corrugated structure subjected to dynamic axial 

compression was also presented. As a result, even if a new material is proposed, it is possible to 

predict the generated load based only on the limited coupon test results. 
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第１章 背景と目的 

1.1 本研究の背景 

 

1.1.1 自動車の環境対応における車体構造の課題 

 

地球規模の環境問題に対応するために，CO2 削減の取り組みが継続的に行われている．CO2 排
出の約 14％を占める運輸部門において，自動車の走行時に排出される CO2 の低減要求から，電動
化や走行抵抗低減が行われている[1-4]．今後適用が拡大する電動車において，電動化に必要な
部品重量の増加と走行抵抗低減に対応するために車体の軽量化が検討されている．衝突性能も重
要であるので，軽量化と衝突安全性能を考慮した効率の高い構造適用が課題である[5-8]． 

衝突安全性能を考慮した軽量化のために，鋼板の高強度化，アルミニウムの適用及び繊維強化プ
ラスチック（Fiber Reinforced Plastic.以下 FRP）の適用が検討されている[6-9]．衝突エネルギ吸
収を高めるために，鋼板やアルミニウム等の金属材料の場合は，座屈や曲げなどの塑性変形を利用し
た構造が一般的である．FRP を使用した部品は、ミクロレベルで生じる樹脂と繊維の破壊を利用した構
造が一般的である．以下に，衝突時におけるこれら部品の変形及び破壊について概要を述べる． 

 

1.2 車体部品の衝突エネルギ吸収における主な変形モードの種類 

 

1.2.1 金属性チューブの軸圧縮変形 

 

軸方向の圧縮荷重がかけられた円筒やハット型断面構造では，次の３つ異なるモードのいずれかによ
って変形もしくは破壊する．変形モードはオイラー座屈とシェルの座屈があり，破壊モードは脆性破壊が
ある．多くの構造部品はシェルの座屈の Progressive folding と呼ばれる変形モードとなる．ハット型
断面構造の Progressive folding モードの例を Fig. 1.1 に示す．(a)は，試験前の試験体を示し，
(b)は落錘試験後の試験体を示す．本試験はスポット溶接の間隔を 30mm 一定で接合したハット型
断面を，落錘衝突速度を時速 50 km/h で軸方向に圧縮した物である． 
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(a) Specimen before crushing (b) Specimen after crushing 

Figure 1.1 Comparison before and after drop weight impact test 
 

Fig. 1.2 に金属製チューブの変形過程の模式図を示す．折り畳まれた領域は、座屈によってチュー
ブの一端で開始され、変位した Sf の後に 1 つの折り畳み形状が作られる．Fig. 1.3 に荷重-変位線
図を示す．変位は負荷終了位置を 100％とした．荷重-変位線図は、２つの領域に分割できる．領
域 I では、負荷 F が急速に増加し、最大荷重 Fmax に達した後に荷重が低下する． 領域Ⅱでは、連
続的に一連の折り目がチューブ内で形成されるため、領域Ⅱ内の平均荷重F̅前後で振動する．尚，領
域Ⅰが終了した変位を Si として，試験終了時の変位を Sb とした．折り畳まれたゾーンはチューブの下
に向かって徐々に成長する．この構造は Fig. 1.2 (d)に示すように，折りたたまれた変形部が衝突スト
ローク内に潰れ残るので，チューブ全長の全てを使って衝突エネルギを吸収できない． 

Figure 1.2   Conceptual diagram of shell buckling 
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Figure 1.3 Load-Displacement curve of steel structure (Typical) 

 

エネルギ吸収(Energy absorption)は EA として，荷重・変位曲線から得られる総エネルギは式
(1.1)で表される． 𝐸𝐴 =  ∫ 𝐹𝑑𝑆𝑆𝑏

0  (1.1) 

これには、領域Ⅰの座屈プロセスが含まれるため，これを除いた領域Ⅱでのエネルギ吸収を EAf とし
て，Progressive folding は領域Ⅱの平均荷重を𝐹とすると式(1.2)で表される． 

そして，エネルギ吸収構造の効率は， EAf を発生するのに費やした試験体質量 m で除した値を比
エネルギ吸収（Specific energy absorption 以降 SEA と表す) と定義して評価する．尚，
Progressive folding の場合潰れ残りの質量も含まれる．これは式(1.3)で表される．SEA はエネル
ギ吸収における質量効率が高ければ大きな値を示す． 𝑆𝐸𝐴 =  𝐸𝐴𝑓𝑚  (1.3) 

自動車で利用される高張力鋼鈑 JSC590R で作られた板厚 1.4 mm，70 mm x 50 mm の
ハット断面の SEA は 14.3 J/g であった．近年は Progressive folding の SEA を高めるために，高
強度鋼鈑やアルミニウム等の利用が増加しており，Computer-aided engineering (以降 CAE と
表す)を活用した技術開発が行われている[16-19]．山下ら[21]は高張力鋼鈑を等方硬化材として
材料の機械的特性を扱い，準静的及び動的圧壊荷重の実験値と CAE 予測値を比較して同等の特
性を示した．高田らの研究によれば，ハット型断面を折りたたむ時に稜線の移動により発生する

𝐸𝐴𝑓 =  ∫ 𝐹𝑑𝑆𝑆𝑏𝑆𝑖 =   𝐹̅(𝑆𝑏 − 𝑆𝑖) (1.2) 
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Bauschinger 効果を考慮する事で，CAE の予測精度を高めている[22]． 

 

1.2.2 金属性チューブの曲げ変形 

 

自動車の衝突エネルギ吸収において，曲げモードも重要である．Fig. 1.4 は客室開口部の断面一覧
を示す．Fig. 1.4 に示すように，自動車は閉断面形状で四方を取り囲み客室を構成している．車両
側面からの入力は断面側面方向の入力となり，曲げモードとなる． 

Figure 1.4 Typical cross-sectional structure of a passenger car cabin 

 

曲げモードの円筒や閉断面構造では，曲げ荷重に起因する塑性変形によって衝突エネルギを吸収す
る．曲げ変形の初期に発生する荷重が最も高い値を示し，設計において重要な性能目標になる．村
瀬らの研究において，薄板ハット断面における軸圧縮荷重と曲げ荷重を比較している．軸圧縮と曲げ
変形のピーク荷重を比較すると曲げ変形は軸圧縮の 1/10 まで低下している．この問題に対応するため
に断面内の充填剤の効果を検証している[23-25]．エネルギ吸収特性において，金属断面内に発泡
剤を充填する事による相乗効果は観測されず，構成部材単独のエネルギ吸収量であった．高田らは，
高張力鋼鈑を用いて最大荷重を高めエネルギ吸収を高めている．この研究では，試験と CAE を用い
て変形モードと荷重特性を比較し軽量化の効果を検証している [26,27]．富士本らはハット断面にお
ける溶接フランジ部のウェルドボンドによる軽量化の効果を検証している．軸圧縮においてウェルドボンド
は有効に機能しているが，曲げ変形においてはウェルドボンドの効果は見られなかった[28]．中出らの
研究においては，動的三点曲げ試験の最大荷重に影響を及ぼすパラメータについて，軽量化の効果
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検証と解析を行っている[29]．試験速度 50 km/h の動的三点曲げ試験において，部材のある点に
おいて曲げ変形が始まると，塑性ひずみが集中する事で局部変形モードになり，最大荷重以降は大き
く荷重が減少しエネルギ吸収が減少した．試験体の支持点間の距離を 500 mm， 1000 mm, 
1500 mm の３水準で検証したが，最大荷重への影響は見られなかった．この事から，曲げ変形にお
ける問題点は圧縮応力下における局部変形であるため，高速曲げ試験において支点反力よりも内部
エネルギ換算で整理する方が，目標値設定として妥当としている． 

これらの先行研究から曲げ破壊によるエネルギ吸収は，軸圧縮よりも効率が低く重量増加の要因に
なると言える． 

 

1.2.3 FRP 部材の軸圧縮破壊 

 

FRP 製品の軸圧縮破壊では繊維破断や層間剝離などの破壊時に多くのエネルギを必要とすることか
ら，優れたエネルギ吸収性能を示すことが知られている．特にチューブなどの閉断面構造では連続的に
破壊が進行する「Progressive crushing」 と呼ばれる形態が知られている[30-38]. Fig. 1.5 に代
表的な Progressive crushing の破壊モードの全体図と端部拡大図を示す. Loading plate に接
触する断面端部は破壊され，壁面が折り畳まれる事なく進行している．断面端部の破壊モードは，
Splaying モードと Fragmentation モードに分類される．これらのモードで層間剝離やせん断曲げ破
壊などが起きている．又，断面コーナ部においては表面せん断破壊が起こるなど，複数の破壊モードが
組み合わさりエネルギを吸収している事が観察される． 

(a) Perspective view (b) Enlarged view of the end 

Figure 1.5 Progressive crushing destruction of 
FRP structure for splaying mode 

 

Fig. 1.6 に Progressive crushing の破壊モードで得られる荷重・変位曲線の典型例を示す．
変位は負荷終了位置を 100％とした．領域Ⅰでは最大荷重 Fmax が発生した後に変位 Si で荷重が
降下し，続いて領域Ⅱでは連続的に破壊が進行する．Fig. 1.3 に示した Progressive folding モ
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ードと比較すると，最大荷重 Fmax が低く、平均荷重F̅前後で小刻みに振動し振幅は小さく安定してい
る． 

 

Figure 1.6  Load-displacement curve of FRP 
structure by splaying mode (Typical) 

 

領域Ⅱを示す Progressive Crushing のエネルギ吸収 EAp を式(1.4)で表す． 𝐸𝐴𝑐 =  ∫ 𝐹𝑑𝑆𝑆𝑏𝑆𝑖 =   𝐹̅(𝑆𝑏 − 𝑆𝑖) (1.4) 

エネルギ吸収特性は Progressive folding と同じだが，変形によりエネルギ吸収する Progressive 

folding と，破壊によりエネルギ吸収する Progressive Crushing では，完全に物理的な現象が異
なる． 
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1.2.3.1 一方向強化 FRP の破壊モード 

 

一方向強化 FRP の剛性と強度の特性は強い異方性であり，各層の破壊は，繊維の方向に対し
て加えられた荷重の方向に強く依存する．FRP の破壊は，各層の破壊モードを観察する事で理解でき
る．Progressive crushing における一方向強化 FRP の主な破壊モードを Fig. 1.7 に示す[39]．  

 

Figure 1.7 Fracture modes of a unidirectional fiber 
composite lamina[39] 

 

(a)はクーポン試験のテスト前試験片を表し，繊維方向を 1，板厚方向を 2，幅方向を 3 として座
標を示す．(b)-(i)に代表的な破壊モードを示し，F は入力荷重，𝜎は垂直応力，𝜏はせん断応力，
(t)は張力，(c)は圧縮力を表す．  

破壊モードを表す記号の記載ルールを Fig. 1.8 に示す． 
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Destruction mode Symbol description 

Axis fracture 

 

Shear fracture 

 

Figure 1.8 Description rules for symbols representing failure modes 

軸破壊は破壊応力が垂直応力である事を示す σ を記し，続いて入力方向を示す数字，最後に破
壊モードを示す記号（引張を t，圧縮を c）を記載する．せん断破壊は破壊応力がせん断応力で有
る事を示す τ を記し，続いて入力方向を示す数字，破断面方向を示す数字記載する．これにより破
壊モードを表記する. 

一方向強化 FRP の破壊は，繊維方向に平行もしくは垂直な圧縮及びせん断による張力で発生する． 

 

1.2.3.2 層間せん断破壊について 

FRP の特徴的な破壊モードとして層間せん断破壊がある．層間せん断破壊は繊維と樹脂の界面付
近で起こり、応力は𝜏𝑖𝑠 と表す．層間せん断応力の測定方法は ASTM D2344 Standard Test 
Method for Short-Beam Strength of Polymer Matrix Composite Materials and Their 
Laminates に準拠する．試験は、長さ 30mm、幅 10mm、厚さ 5mm の短冊形の試験片を、
20mm 幅で直径 3mm の丸棒を配置し支持して、中央を直径 6mm の丸棒型押し治具を
1.0mm/s の速度で負荷する．試験方法の模式図を Fig. 1.9 に示す． 

 

Figure1.9 Horizontal Shear Load Diagram (Flat Laminate)  
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層間破壊を観察しやすくするために、端面を白く塗装して破壊の様子を観察した．長方形の層間せん
断応力は板厚中央が最大となるため、断面中央部にクラックが観察された．Fig. 1.10 に断面中央に
層間せん断破壊が発生した試験結果を示す． 

Figure 1.10 Interlaminar shear failure of CFPR 

 

層間せん断応力は表面が０で断面中央が最大になる．長方形の最大せん断応力は平均せん断応力
の 1.5 倍であることから𝜏𝑀𝐴𝑥である𝜏𝑖𝑠は式(1.5)で表される． 𝜏𝑖𝑠 =  𝜏𝑀𝑎𝑥 =   32 𝜏𝑜 = 3𝑃4𝑏ℎ (1.5) 

ここで𝜏𝑜は平均せん断応力を示し、式(1.6)で表せる． 𝜏𝑜 = 𝑃2𝐴 = 𝑃2𝑏ℎ (1.6) 

ここで A は試験片の断面積を表す． 

断面内の応力分布を模式図として Fig. 1.11 に示す． 

 

Figure 1.11 Interlaminar shear stress distribution 
of CFRP cross section 
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1.2.3.3 トリガ設定と初期破壊モードについて 

 

Fig. 1.6 で示した領域Ⅰの初期破壊を誘起させるためにチューブの先端に「トリガ」と呼ばれるき裂の
初期誘導部を設ける事が効果的であるとされている．トリガによって初期に発生する高い荷重が抑制さ
れ，繊維と樹脂の破壊が連続的に進行するため，衝突エネルギ吸収を制御する荷重特性として理想
的な矩形波となる.よって、CFRP コルゲート型部品の製品形状にトリガを採用する． 

トリガ形状については多くの研究がなされており，上田らは V ノッチ形状を[40]，小池らは端末の面
取りを行ったチャンファ形状を提案している[41-47]．小池らは，熱可塑ランダム繊維配向の FRP チュ
ーブにおけるトリガによるプログ Progressive crushing 誘発までの詳細分析を行った．X 線 CT によ
る観察によれば，複数の Micro crack の発生により Progressive crushing の基礎が形成される事
が報告された．Fig. 1.12 にき裂の成長と「くさび」が形成されるまでの経緯を示す． 

 

Figure 1.12 Conceptual diagram of trigger crushing 

 

(a)は破壊前のトリガ部イラストで，(b)から(e)に向けて破壊が進行していく．尚，Loading plate
は記載していない．(b)では Loading plate がトリガ先端に接触し，層間剝離によるマイクロクラックが
派生する．さらに Loading plate が降下して層間剥離が進展しクラックが成長する．その後，断面中
立軸を挟んで反対側にマイクロクラックが発生し，「くさび」が形成される． 

次にトリガ以降に連続して進行する破壊モードについて示す． 
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1.2.3.4 Splaying モード 

 

FRP の破壊モードの一つとして Splaying モードが知られている[48-54]．円筒などの構造体では
壁面の内側と外側が向い合う反対方向に反り返りながら葉状の破片を作りながら連続的に進行する． 
Fig. 1.13 に Splaying モードが発生している試験画像を示す．Fig. 1.13 は静的軸圧縮試験を
CFRP 製の円筒を用いて実施したものである． 

 

Figure 1.13 Splaying mode of CFRP tube 

 

Fig. 1.14 に Splaying モードの模式図を示す．トリガの破壊から端を発して，連続的に葉状の
破片が形成されるため，Progressive folding と比較して潰れ残りが少なく衝突ストロークが長く確保
できる事が利点である． 

 

Figure 1.14 Conceptual diagram of splaying mode 
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Fig. 1.15 に Splaying モードので破壊された断面図を示す．本図は準静的試験で得られた破壊
端部のマクロ写真である．断面中央上部に Wedge が形成され，連続的に Splaying モードが発生し
ている事が観察できる． 

Figure 1.15 macro section of splaying mode 

 

Hussein ら[55]の研究によれば，Splaying モードは Crack propagation energy rate、
Transverse shearing energy rate および Friction energy rate に分離され，発生荷重が予
測できるとしている． 

Fu[56]らは CFRP 角柱から直線部とコーナ部を切り出して，要素ごとに静的圧縮試験で破壊モー
ドを観察する「プレスアンドカット」アプローチを提案した．この観察から Debris wedge で引き裂かれた
断面の片方は Hussein らが指摘した面外せん断破壊だが，もう片方は層間せん断破壊が発生してい
る事を発見した． Fig. 1.16 に(a)層間せん断破壊と(b)面外せん断破壊の模式図を示す． 

(a) Interlaminar shear failure mode  (b)Out-of-plane shear failure mode 

Figure 1.16 Schematic diagram of failure mode [56] 

Debris wedge 
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層間せん断破壊で発生する荷重は，ASTM D2344 で規定されるショートビーム 3 点曲げ試験に
よって得られる層間せん断曲げ強度で求められる．層間せん断破壊は面外せん断破壊よりも荷重が低
く約 1/2 の値を示す．よって，層間せん断破壊は発生荷重全体に与える影響が高いので Hussein
のモデルを拡張して定式化した． 

さらに Fu らは，コーナ部が引き裂かれて発生する表面せん断荷重が発生荷重全体に影響を与えて
いる事を発見した．表面せん断荷重は，ASTM E399 に準拠した引張試験で求められる層内ひずみ
エネルギ解放率𝐺𝑡に試験で求めたフィッティングファクタ γ を掛けて算出するモデルを提案し，Hussein ら
の式を拡張して計算精度を高めた．ここでフィッティングファクタ γ は，1 つのコーナ当たりに発生する「引
き裂き」の数を表し，実験によって引き裂かれる数を求める．Fig. 1.17 に破壊端部の模式図とロード
パスの分解図を示す．(a)は Splaying モードで破壊する角チューブの模式図を示す．(b)は
Splaying モードが発生している断面の幾何学的な模式図と速度成分を示し，(c)は速度成分の幾何
学的な分解図を示す． 
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a) A schematic diagram of the progressive brittle crushing of a square CFRP tube - 
splitting of tube walls and cracks at the four corners  

 

(b) Isometric view of one CFRP fragment  (c) Sketch of velocity 
diagram 

Figure 1.17 The schematic of failure mode in the modified 
analytical model based on the Hussein's and 
Fu’s analytical model [55,56] 
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ここで，F は角柱が発生する荷重を表し，v は Loading plate の移動速度を表す．断面は
Debris wedge により断面中央付近で引き裂かれ，2θ の角度で Loading plate に押し出され 2α
で接触する．この時の Loading plate に並行して移動する試験片速度を vf と表し，せん断力を与え
る速度を vs と表す．そして層間せん断荷重を Fis, , 面外せん断荷重を Fos，Loading plate との摩擦
力を Ff と表す． 𝑤̇𝑓 を動摩擦，𝑤̇𝑑 を断面中央部の層間剝離，𝑤̇𝑜𝑠 を面外せん断破壊, 𝑤̇𝑖𝑠 を層間せん断破壊，𝑤̇𝑡 をコーナ部の表面せん断のエネルギ率（Power）とする Loading plate に発生するエネルギ率は
式(1.7)で表される[56]． 𝐹・𝑣 =  𝑤̇𝑓  +  𝑤̇𝑑   +  𝑤̇𝑜𝑠 + 𝑤̇𝑖𝑠 +  𝑤̇𝑡 (1.7) 

ここで摩擦効果エネルギ率𝑤𝑓̇は摩擦係数 μ を使用して式(1.8)で表される． 𝑤̇𝑓 =  𝐹𝑓𝑣𝑓 =  𝜇𝐹𝑣 (1.8) 𝑤̇𝑑 は式(1.9)で表される． 𝑤̇𝑑 = 𝑙𝐺Ⅰ𝑣 (1.9) 

ここで断面周長を 𝑙 ,GⅠ は Double cantilever beam（以降 DCB と表す）試験法により得
られた層間剝離モード I(開口型)のエネルギ開放率である[57-60]．エネルギ解放率 G は，き裂進展
に際して失われるエネルギを、進展したき裂面の面積で割ったものと定義される．DCB 試験のモードⅠ
は，層間に樹脂と接着しないフィルムを入れて模擬的に層間剝離を再現し，割り箸を割るように剥離を
開くような力を加える試験である． この試験によって得られたエネルギ開放率を GⅠと表す． 𝜏𝑜𝑠は面外せん断応力，𝐴𝑠はLoading plateと接触する断面積，𝑡を板厚，θ をDebris wedge
で引き裂かれた角度の片側半分とすると𝑤𝑜𝑠̇  は面外せん断荷重 Fos により式(1.10)で表される． 

𝑤̇𝑜𝑠 =  𝐹𝑜𝑠𝑣𝑠 = (𝜏𝑜𝑠𝐴𝑆)𝑣𝑠 = 𝜏𝑜𝑠𝑙𝑡 𝑠𝑖𝑛(𝜋2 + 𝜃)2𝑠𝑖𝑛2(𝜋2 + 𝜃) 𝑣 (1.10) 

Debris wedge で引き裂かれた角度 2θと Loading plate で挟まれた角度 2α とすると接触面積𝐴𝑠 
とせん断速度 𝑣𝑠は 𝐴𝑠 =  𝑙𝑡𝑠𝑖𝑛 (𝛼) =  𝑙𝑡2𝑠𝑖𝑛 (𝜋4 + 𝜃2) (1.11) 

 

𝑣𝑠 =  𝑠𝑖𝑛 (𝜋2 − 𝜃)𝑠𝑖𝑛 (𝛼) 𝑣 = 𝑠𝑖𝑛 (𝜋2 − 𝜃)𝑠𝑖𝑛 (𝜋4 − 𝜃2) 𝑣 (1.12) 
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層間せん断エネルギ率は式(1.13)で表される． 

𝑤̇𝑖𝑠 =  𝐹𝑖𝑠𝑣𝑠 =  43 𝜏𝑖𝑠𝐴𝑠𝑣𝑠 =  23 𝜏𝑖𝑠𝑙𝑡 𝑠𝑖𝑛 (𝜋2 − 𝜃)𝑠𝑖𝑛2(𝜋4 − 𝜃2) 𝑣 (1.13) 

層間せん断応力𝜏𝑖𝑠は ASTM D2344 で層間せん断荷重 Fiｓと断面積 As を用いて定式化されている  𝜏𝑖𝑠 =  34 𝐹𝑖𝑠𝐴ｓ
 (1.14) 

ここで𝑛はコーナの数，𝛾は 1 つのコーナ当たりに発生する引き裂きの数，Gt は ASTM E399 に準拠し
た引張試験で測定できる層内ひずみエネルギ解放率とすると表面せん断エネルギ率は式(1.15)で表せ
る． 𝑤̇𝑡 =  𝑛𝛾𝐺𝑡𝑣 (1.15) 

よって，角柱の発生荷重は式(1.16)となる． 

𝐹 =  𝑙𝐺Ⅰ + 𝑛𝛾𝑡𝐺𝑡 + (23 𝜏𝑖𝑠 + 12 𝜏𝑜𝑠) 𝑡𝑙 𝑠𝑖𝑛 (𝜋2 − 𝜃)𝑠𝑖𝑛2(𝜋4 + 𝜃2)1 − 𝜇  

(1.16) 

式(1.14)は直線部の発生荷重を示す式(1.17)とコーナ部の発生荷重を示す式(1.16)に分けられる． 

𝐹𝑓𝑙𝑎𝑡𝑠𝑖𝑑𝑒 =  𝑙𝑓𝑙𝑎𝑡𝑙𝑖𝑛𝑒𝐺Ⅰ + (23 𝜏𝑖𝑠 + 12 𝜏𝑜𝑠) 𝑡𝑙𝑓𝑙𝑎𝑡𝑙𝑖𝑛𝑒 𝑠𝑖𝑛 (𝜋2 − 𝜃)𝑠𝑖𝑛2(𝜋4 + 𝜃2)1 − 𝜇  

(1.17) 

 

𝐹𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟 =  𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟𝐺Ⅰ + 𝑛𝛾𝑡𝐺𝑡 + (23 𝜏𝑖𝑠 + 12 𝜏𝑜𝑠) 𝑡𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟 𝑠𝑖𝑛 (𝜋2 − 𝜃)𝑠𝑖𝑛2(𝜋4 + 𝜃2)1 − 𝜇  

(1.18) 

この事から発生荷重における直線部の荷重分担比率は Fig. 1.18，コーナ部は Fig. 1.19 で示され
る． 
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Figure 1.18 The percentage of energy absorbed of 4-flat side tube [56] 

 

Figure 1.19 The percentage of energy absorbed of 4-corner tube [56] 
 

1.2.3.5 Fragmentation モード 

 

Berry ら[61,62]による研究では荷重方向に配向している繊維に直交する方向に配向した繊維の
量的配分をパラメータとして，準静的及び動的圧壊荷重の変化と破壊モードを観察した．Fig. 1.20
に準静的圧縮試験（試験速度 4mm/s）の破壊モードのイラストを示す． 

  



18 

 

 

Hoop axial 

ratio 

Hoop: Axial 

Cross-section Plan view 

8.5:1 

7:1 

4:1 

Loading plate ・Fragmentation mode 

1:1 

Debris wedge ・ Between Fragmentation mode and 
Splaying mode 

Debris wedge  

1:4 

Debris wedge  ・Splaying mode 

Debris wedge 

Figure 1.20 Variation of appearance of crush zone with ratio of hoop-
to-axial fiber, in glass cloth-polyester resin tubes 
crushed[39] 
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荷重直交方向に配向された繊維が増すごとに Splaying モードから Fragmentation モードに変化
した．荷重特性においては，発生荷重と破壊モードの関係は， Splaying モードよりも
Fragmentation モードの方が低い値を示した． 

Fig. 1.21 に準静的試験の荷重変位線図を示す． 

 

Figure 1.21 Load-Displacement curve of FRP structure 

zone with ratio of hoop-to-axial fiber (Typical) 

[39] 

 

動的な CFRP エネルギ吸収構造において，Boria ら[63]が CFRP 円筒チューブ構造の動的な平均
発生荷重を約 20%の精度で予測するモデルを提案した．この計算モデルは Splaying モードの発生荷
重を予測するもので，Fragmentation モードに対しては計算精度が低かった．一方，西ら[64-67]
は CAE を用いて破壊モードの変化を再現出来ており，発生荷重の予測に取り組んでいる． 

しかしながら，Fragmentation モードの現象理解と発生荷重を予測するモデル式は提案されておら
ず，今後の課題として残されている． 
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1.2.4 FRP 三点曲げ破壊 

  

 CFRP チューブの 3 点曲げと軸圧縮の発生荷重を比較するために、同一形状で比較試験を行った．
試験体の断面は、100mm x 100mm の正方形で角 R19mm とした．軸圧縮の試験体は端部に
45 度のトリガ形状を設けた長さ 200mm とし、3 点曲げの試験体は長さ 600mm の角型 CFRP チュ
ーブとした．使用した素材は、三菱ケミカル株式会社製カーボンファイバーを一方に引きそろえた Uni-

directionalプリプレグTR3523（エポキシ樹脂）を使用した．積層構成は試験体の軸方向を0度，
直交方向 90 度のとして 45/0/-45/90/90/-45/0/45 度の配向で 8ply とした．試験速度は、軸圧
縮を 20mm/min,三点曲げを 1mm/min とした．3 点曲げはΦ60mm の支持棒を 500mm スパ
ンで配置し、中央部をΦ100mm の押し治具で押した．Fig. 1.22 に 3 点曲げ試験装置に設置され
た試験体を示す． 

 

Figure 1.22 Experimental setup for the three-point bending test 

 

軸圧縮の破壊モードは Progreshive Crusing の Splaying モードと Fragmentation モードが混
在する状態が観察された．三点曲げの破壊モードは局所破壊により折れ曲がったが、荷重を除荷すると
スプリングバックして水平に戻った．Fig. 1.23 に軸圧縮と三点曲げの負荷時と除荷時の試験体を示す． 
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Figure 1.23 Comparison of specimen after and under compression 
test for axial crush and three-point bending 

 

三点曲げは角稜部の局所破壊以降に荷重低下するので軸圧縮よりも発生荷重が低い．よって衝突
エネルギの吸収量は軸圧縮よりも低い． 

Fig. 1.24 に FRP の三点曲げの荷重変位線図を示す． 

 

Figure 1.24 Load-Displacement curve of CFRP tube by 
axial crash and three-point bending mode 

Un
de

r 
lo

ad
 

  

Un
lo

ad
in

g 
 

  

 (a) Axial crash (b) Three-point bending 
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内藤ら[68-70]は，FRP の三点曲げにおいてチューブ角稜部の局所破壊による発生荷
重の予測がエネルギ吸収予測のために重要であるとして，Ladeveze ら[71]が提案したダメ
ージモデルを用いて，予測精度を高めている．内藤らのモデルは，破壊進展時に発生する
層内の微小な破壊で引き起こされる剛性低下にダメージという概念を導入しているのが特徴
である． 
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1.3 構造部材における複合材料の設計方法 

 

1.3.1 ビルディングブロックアプローチ  

 

FRP を利用した構造部材の開発手法は Fig. 1.25 で示すようなビルディングブロックアプローチが用
いられる．これは航空宇宙分野で開発された手法で、自動車の開発でも利用している． 

Figure 1.25 The pyramid of tests [73] 
 

ビルディングブロックアプローチは主に製法を含めた強度を確認し，仕様決定する方法論である．ビル
ディングブロックアプローチでは試験片，要素構造，部分構造，実大構造と構造レベルを段階敵に上
げていく方法である．このスケールアップしていく方法は過剰な設計やリスクを回避するための効率的な手
法であるが，各段階で実大構造の安全性を明確にすることができない為，網羅的に多くの試験を積み
重ねていく事が要求され，開発コストや設計期間の増大を招くことになる．ひとたび構造変更が行われ
ると，変化点のある要素構造の試験をやり直し，新たなビルディングブロックを積み上げる必要がある．
自動車への適用において，要素構造が数百程度に及ぶことがあり，試験数の低減が課題とされている
[74,75]．FRP の強度評価の際に，樹脂割れや界面損傷など最終破壊に至るまでの関係を論じる
必要があり，それをどの様にして簡便に設計基準に取り込むかが重要なファクターとなる．この事から
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FRP を用いた部品の開発における CAE やサロゲートモデルの活用は要素構造の強度確認に対して，
試験件数の削減に有効な手段として期待されている． 

 

1.4 研究対象とする構造 

 

近年 FRP による車体の軽量化効果に期待が高まっている．一例として側面衝突におけるバッテリ保
護構造がある．その試験条件は速度 20mph で直径 10 インチの剛体ポールバリアに車両側面を衝突
させる Rigid pole side impact test(FMVSS No.214)である[77]．この試験は側面衝突における
乗員保護が目的で作られた．この試験により車体の強化とカーテンエアバッグが普及し，多くの人命が
救われている． Fig . 1.26 に試験時の剛体ポールバリアと車両の配置を示す． 

 

Figure 1.26 Pole barrier set position in rigid pole side impact test [77] 
 

Fig. 1.27 に Internal Combustion Engine Vehicle（以降 ICEV と表す）の側面衝突試
験結果を示す [78] ．これは NHTSA により実施された試験における最大変形時の画像である． 

 

Figure 1.27 Dynamic maximum deformation in crash test [78] 
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Battery electric vehicle（以降 BEV と表す）の場合は，フロア下にバッテリーボックスを配置して
いる場合が多い．バッテリーボックスには多くのバッテリが搭載されており，衝突時の変形で漏電等が起き
ない事が求められる．よって，バッテリ搭載量を増やすために ICEV と比較して衝突試験時のフロアの変
形をさらに抑えることが望ましい．車体変形量の一般的な抑制方法は、スチール部品の板厚を増加させ
て衝突時の発生荷重を高め，エネルギ吸収量を増やす事である．しかし，このような一般的な方法で
は車体重量が増加する．そこで本研究では，側面衝突のエネルギ吸収に使用できる CFRP 製のコル
ゲート型衝突エネルギ吸収部品を対象とした． CFRP 構造は，マトリクスを構成するポリマーの影響で
機械的挙動は荷重速度に大きく影響される事が知られている[80]．実際の衝突を考えると，高速から
低速に至るまでの多様な入力に配慮が必要で，衝突エネルギ吸収構造の設計では静的性能と衝撃
的性能を評価している． Fig. 1.28 に研究の対象とするコルゲート型構造部品の取り付け位置を示
す．コルゲート型構造部品は剛体ポールバリアがドアパネルに接触してから車両が停止するまでのエネル
ギ吸収 (EA)エリアに配置する． 

 

Figure 1.28  Layout of the support structure of vehicle body 

 

コルゲート型構造部品の性能目標は、車両のパッケージレイアウトと試験重量 M から割り当てられた衝
突バリアの車体侵入量と吸収エネルギの目標値から，エネルギの釣り合いを解く事で目標とする発生荷
重が求められる．ここで得られた目標発生荷重を超える仕様が設計仕様となる．Rigid pole side 
impact test の場合の荷重分担は、Fig. 1.29 に示すように、ルーフとドアそしてフロアが主な荷重伝達
経路である． 
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Figure 1.29 Load path of rigid pole side impact test 
 

開発構想段階ではそれぞれに目標発生荷重が割り当てられ、初期の構造検討が行われる．コルゲー
ト型構造部品が配置されるボディ断面は、外観を構成するアウタパネルの内側に車体剛性や衝突入力
を伝達するサイドシルがあり、その中にコルゲート型構造部品を配置する．コルゲート型構造部品を支持
する構造としてフロアパネル上にクロスメンバが配置される．クロスメンバは乗員スペースと床下に配置され
るバッテリの間に挟まれ、断面高さに制限がある．最も低い断面は 20mm 程度であることから、支持す
る部品の最低断面高さからコルゲート構造部品の基本断面高さを 17m に設定した．Fig. 1.30 にフ
ロアロードパスを受け持つ部品の構成図を示す．  

Figure 1.30  Floor cross section 
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1.5 研究の目的 

 

側面衝突のエネルギ吸収構造として、金属の Progressive folding モードを利用した部品と、FRP
の Progressive crushing モードを利用した部品が考えられる．第 1 章で示した高張力鋼板部品の
SEA は 14.3 J/g に対して、CFRP コルゲート型構造部品の SEA は 35.4 J/g である．部品の軽量
化効果は 59.6%あり、車両を軽量化することで CO2 排出量の削減が見込まれる． 

CFRP 部品は試験データを積み上げて性能保証するビルディングブロックアプローチによる設計法が一
般的だが、試験期間を多く要するので自動車の開発日程に間に合わない問題がある．本論文では設
計期間を短縮するために，応答曲面を利用したサロゲートモデルによる設計方法を提案する．この応答
曲面モデルは、コルゲートの形状要素を説明変数として発生荷重を予測するものである．このモデルで
試験を机上検討に置換して、課題として残されていた CFRP 部品の設計期間を短縮し、自動車部品と
して利用しやすくする事である． 

 

1.6 本論文の構成 

第 1 章では，衝突エネルギを吸収する車体構造の研究事例から，金属の変形によるエネルギ吸収
方法と複合材料の破壊によるエネルギ吸収の方法論を述べる． 

第 2 章では，試験速度 50mm/min の準静的試験の解析から応答曲面を導出し，内挿する説
明変数の仕様において追加実験は必要なく迅速な仕様決定が行える事を述べる．応答曲面のパラメ
ータは，コルゲート形状の直線部の長さ(Pitch)と積層数（Number of stacks）とした．性能評価
はパラメータを変化させた場合の比エネルギ吸収（specific energy absorption 以降 SEA と表す）
と単位長さ当たりの平均荷重（Crushing force per unit length 以降 CFL と表す）及び平均荷
重（Mean crushing force 以降 MCF と表す)の 3 項目で行った． SEA と CFL 及び MCF は， 
応答曲面で精度良く求められる事を述べる．  

第 3 章では，Rigid pole side impact test(FMVSS No.214)相当の試験速度 9.53m/s の
落錘試験で得られた結果から，動的性能においても内挿する説明変数の範囲は追加試験が不要で，
迅速な仕様決定が行える事を述べる．CFL と MCF は，準静的試験と同様に動的試験においても 1
次平面の応答曲面で精度良く求められた．しかし，SAE は統計的な有意は見られなかった．試験速
度 3.28m/s から 0m/s に達する落錘試験結果から準静的試験と動的試験で得られた 2 枚の応答
曲面で囲まれた空間が設計空間である事を述べる．  

第 4 章では，先行研究と同様に，動的試験で得られた破壊端部のマクロ断面観察結果から動的
平均荷重を予測する理論式を提案する．合わせて、先行研究で提案された理論式に本研究で利用し
た材料の機械的特性値を代入し，第 2 章で得られた準静的試験の結果と比較し予測精度を示す． 

第 5 章では，本研究で提案した応答曲面と理論式の成果を述べる． 

第 6 章では，本研究で提案した応答曲面の利用例を用いて設計手順を述べる． 

第 7 章では，本論文の総括として，各章のまとめおよび結言を述べる．  
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第 2 章 準静的試験と解析 

 

  2.1 試験体の製法と材料選定 

 

2.1.1 製法の種類 

 

自動車の構造用途で用いられる CFRP の分類は，概略として樹脂材料，繊維長，製法で分類さ
れる[81,82]．Fig. 2.1 に CFRP の分類の概略図を示す． 

 

Figure2.1 Classification of CFRP used in automotive structural applications 
 

樹脂の種類は加熱で硬化させて成形する熱硬化樹脂と，加熱で軟化させて成形する熱可塑樹脂
の 2 種類が有る．繊維長は織物などで用いられる連続繊維，30mm 程度以上の長繊維，数 mm
以下の短繊維があり，一般的には繊維が長くなるほど強度・剛性が向上する．さらに製法は様々有る
が，ここでは大別して，繊維にあらかじめ樹脂が含侵されているプリプレグを用いる製法と，未含侵のシ
ート材などに成形時に樹脂を含侵する製法に分類した．繊維にあらかじめ樹脂が含侵されているプリプレ
グを用いる製法として代表的な物は，オートクレーブ製法がある．オートクレーブ製法は、CFRP のプリプ
レグを裁断して型に積層、バック処理を行ったのち、型ごとオートクレーブ(内部を高圧力にすることができ
る耐圧性の装置)に入れ、高温、高圧下で樹脂を硬化反応させる製法である．大型部品や複雑形状
部品も成形でき，力学的特性が最も高い．次に未含侵のシート材などに成型時に樹脂を含侵する製
法として，Resin transfer molding (RTM)製法がある．RTM 製法は，炭素繊維の織物などの基
材を金型内に設置した後、樹脂を注入して硬化させる製法で，比較的安定した品質が得やすく、金型
を使用することから量産に適している．ただし，金型を使った製法であるため初期投資が大きく，少量
生産には向かない． 

この他熱硬化樹脂の製法として，Sheet molding compound(以後 SMC)がある．SMC 製法で
は，30mm 程度の長さにカットしたチョップド繊維に熱硬化性樹脂ペーストを含浸させたシート状成形
材料を，温度調節した金型内に配置してプレス機によって加圧流動させる製法である．チョップド繊維
を利用した熱可塑樹脂の代表的な製法としてスタンパブル成形法がある．いずれの方法も成形サイクル
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が短く大量生産に適しており、基材を流動させることでリブ、ボス、インサート、ネジ等の同時成形が可能
である[83]．しかし，繊維を裁断して使用することから、連続繊維を用いた製法に比べ、力学的特性
が低い．更に量産性を高める為に熱可塑樹脂を選定し，チョップド繊維の基材をプレス成型する 
Long fiber thermoplastic-Direct(LFT-D)製法などの研究が進められている． 

Fig. 2.2 に縦軸を製品の機械的特性，横軸に成形時間として，製法と材料の関係を概念的に示
す．製品の機械的特性を高める製法と樹脂材料は成形時間が長くなり、製法と樹脂材料を変えること
で成形時間を短くなることを表している． 

Figure 2.2 Conceptual diagram of CFRP molding 
technology and mechanical properties 

 

2.1.2 材料の種類 

 

カーボン繊維の直径は 7～10μm で髪の毛の 1/10～1/20 倍と細いため，数千本の繊維を束ね
た状態で販売される．束ねられたカーボン繊維をフィラメントと呼び，そのフィラメントを製織加工したもの
をファブリックと呼ぶ．一般的に流通しているファブリックは，カーボン繊維数として 1000 本（1k）、 

3000 本（3k)、 6000 本（6k）、 12000 本（12k）、 24000 本(24k)を束ねたものが多い．
多くの繊維を束ねたフィラメントはラージトウと呼ばれ，物性は劣るもののコストは安い．また，ラージトウ
で織られたファブリックは単位長さ当たりの織数を少なくできるので加工費が抑えられ低価格で供給できる．
一方ラージトウのファブリックは織目が荒いので，3 次元的な賦形において繊維が蛇行しやすく強度低下
の恐れがある．問題となる 3 次元的な形状の賦形性を高める為に，ファブリックの織り方が複数存在す
る．  

織り方の代表例として，平織，綾織，朱子織がある．平織は縦と横それぞれ 1 つのフィラメントを
交互に織られたもので，硬くハリが有り繊維のよれが生じにくいが，3次元的に湾曲した立体形状への賦
形性が悪い．綾織と朱子織は，複数のフィラメントを飛ばして織る事で賦形性を高めているが，繊維が
蛇行しやすく強度低下の恐れがある．Fig. 2.3 にファブリックの代表的な織り方を示す． 
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Figure 2.3 Examples of typical woven fabric structures 

 

Fig. 2.4 にラージトウ平織と 3k 綾織のファブリックで賦形した例を示す．賦形性の良いファブリックの
代表として 3k 綾織を、賦形性の悪いファブリックの代表としてラージトウ平織りを用いて 2 次元および 3
次元形状に積層した．円筒部は 2 次元断面なのでどちらも繊維がよれることなく積層できたが、3 次元
形状の円筒部に接続する円錐部は、ラージトウ平織りは形状に追従できなくなっている．このようにファブ
リックの選定では賦形性を考慮する他に、製品の機械的特性とコストも検討した後に織り方とフィラメント
数を決定する． 

 

Figure 2.4 Study of the formability 
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2.1.3 試験体仕様の決定 

 

本研究で対象とする CFRP コルゲート型構造部品の材料は，三菱ケミカル株式会社製カーボンファ
イバー 3k 綾織クロスプリプレグ TR3523（エポキシ樹脂）を使用し，オートクレーブ製法で製造した．
繊維配向について Reuter ら[38]によれば、圧縮荷重と繊維配向は 0/90 の配向が最も高い発生荷
重を示した．これにより積層構成は試験体の軸方向を 0 度，直交方向 90 度の 0/90 配向とした． 

パラメータスタディを行う形状要素は，断面の水平面長さを決める Pitch と，板厚を決定づけるクロ
ス材の積層数とした．Pitch は，5mm(以降P5)，10mm（以降P10），15mm（以降P15），
20mm（以降 P20）の 4 水準を設定した．断面高さは，Fig. 1.28 に示した研究対象部品の適用
位置にある支持構造から 17mm し，型抜き勾配は 15 度とした．積層数は８ply、12ply, 16ply の
３水準とした．試験体の断面形状と寸法を Fig. 2.5 に，Fig. 2.6 に試験体の斜視図と寸法を示す．
尚，断面の端部影響がコーナ部に与えないように，Pitch の 1/2 以上平坦部の長さを確保し切り出し
た．これにより，P5 と P10 は全幅を 80mm，P15 と P20 は全幅を 90mm とした． 

 

 

Figure 2.5 Cross section and dimensions of corrugate structure 
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Figure 2.6 Dimensions of corrugate structure 

 

Fig. 2.7 に Support block に接着固定された試験体を示す. 試験体の Loading plate に接す
る端部は、一般的に利用されている 45 度で切削加工しトリガ部とした．試験体の接着部はアルミニウ
ム合金製の台座に 20mm 埋め込みエポキシ樹脂で接着固定した．  
 

Figure 2.7 Birds eye’s view of corrugate structure with support block 
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Table 2.1 に使用した三菱ケミカル株式会社製カーボンファイバー 3k 綾織クロス プリプレグ TR3523
（エポキシ樹脂）の機械的特性を,Table 2.2 に試験体の設計値を示す． 

Table 2.1 Mechanical properties of CFRP laminate [0/90] 
Mechanical properties Values 
Density［g/cm3］ 1.50 

Compression 

(SACMA SRM6) 
Young’s modulus [GPa] 59.49 

Ultimate strength [MPa] 671.2 

Poisson's ratio 0.04 

Tension 

(ASTM D 3039) 
Young’s modulus [GPa] 62.47 

Ultimate strength [MPa] 869.57 

Poisson's ratio 0.04 

 

Table 2.2 Structural parameters. 
Number of stacks [ply] Thickness [mm] Pitch [mm] 

8 1.82 5,10,15,20 

12 2.72 5,10,15,20 

16 3.63 5,10,15,20 

 

2.2 準静的圧縮試験 

 

2.2.1 試験装置と試験条件 

 

圧縮の試験装置はインストロン社製 5589 型 600kN 大型万能試験機を用いた．Fig. 2.8 に試
験装置に設置された試験体を示す．Loading plate の表面形状は平面とし，試験速度は
50mm/min とした．試験変位は Loading plate が試験体に接触してから 140mm とした． 

Figure 2.8 Experimental setup for the quasi-static crushing test 
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2.３準静的軸圧縮試験の結果 

 

2.3.1 荷重特性と試験体の観察結果 

 

荷重はいずれのケースにおいても平均荷重前後で細かく振動し，安定した荷重が発生した．そして
平均荷重は，Pitch が大きくなるにつれて低下した．積層数の増加に伴い発生荷重も増加したが，
Pitch が大きくなると荷重が低下する事に変わり無かった．本試験では積層数 16ply で Pitch 5mm

（以降 16ply-P5 のように表す）以外は Progressive crushing モードであった． 

圧縮試験で得られた荷重・変位曲線を以下に示す．Fig. 2.9 に積層数 8 ply，Fig. 2.10 に積
層数 12 ply，Fig. 2.11 に積層数 16 ply における Pitch を変化させた時の荷重・変位曲線を示す. 
Fig. 2.11 に示す 16ply-P5 の場合の荷重・変位曲線は、初期は高い荷重が発生したがその後荷重
は低下した． 

Figure 2.9 Load-displacement curves of 8 ply 
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Figure 2.10 Load-displacement curves of 12 ply 

 

Figure 2.11 Load-displacement curves of 16 ply 

 

変形モードの違いを圧縮試験の過程を記録した画像で比較する． Progressive crushing モード
の 12ply-P15 の試験体は、Loading plate との接触部分から連続的に崩壊した．一方
Progressive crushing モードではなかった 16ply-p5 の試験体は，稜線部が座屈して潰れながら断
続的に脆性崩壊した．Fig. 2.12 に Progressive crushing モードの 12ply-P15 の場合を，
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Fig.2.13 に脆性破壊した 16ply-P5 の試験過程を示す．Fig. 2.14 に試験後の試験体を示す． 

 

Figure 2.12 Progressive failure procedures of crushing test (Case: 12ply-P15) 
 

 

Figure 2.13 Unprogressive failure procedures of crushing test (Case: 16ply-P5) 
 

Figure 2.14 Comparison of specimen after compression test 
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2.4 解析と考察 

 

2.4.1 エネルギ吸収における質量効率を求める応答曲面モデル 

 

 エネルギ吸収(EA)は荷重・変位曲線から得られる総エネルギである． EA の評価区間は、試験で平
均荷重が安定的に発生した変位 0mm から 60mm までとした．発生した荷重を F，変位を s とする
と式(2.1)を用いて EA は表される． 𝐸𝐴 =  ∫ 𝐹𝑑𝑆60

0  (2.1) 

 

試験体の効率は，試験体が 60mm 破壊するまでのエネルギ吸収(EA)を，破壊したコルゲート型構
造部材 60mm の質量 m で除した SEA で評価する． 

積層数を変化させた時の SEA と Pitch の関係を Fig. 2.15 に示す．Fig. 2.15 を見ると破壊モー
ドが異なっていた 16ply-P5 の結果を除き、各積層数において Pitch が増加すると SEA は、ほぼ線形
的に減少する事が分かった．又，積層数が多くなるに伴って SEA は増加する． 

 

Figure 2.15 Specific energy absorption (SEA) - Pitch curves 
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積層数と Pitch を説明変数，SEA を目的変数として重回帰分析を行う．圧縮試験から求めた説
明変数と目的変数の値を Table 2.3 に示す． 

 

Table 2.3 Explanatory variable and response variable for 
quasi static compression tests 
Explanatory variable Response variable 

Number of stacks [ply] Pitch [mm] SEA [J/g] 

8 

5 51.3  

10 47.0  

15 47.1  

20 45.3  

12 

5 62.1  

10 56.0  

15 54.8  

20 51.3  

16 

5 52.9  

10 64.9  

15 58.5  

20 55.6  

 

重回帰分析を全ての試験結果を使用した場合と Progressive crushing モードが発生した結果の
みを使用した場合で行った．SEA は積層数と Pitch の関係がほぼ線形で変化しているので線形モデル
を使用した．モデル式を式(2.2)に表す． 𝑆𝐸𝐴 = 𝛽0 + 𝛽1𝑆 + 𝛽2𝑃   (2.2) 

 

ここで S は積層数，P は Pitch，β0 は切片，β１，β2はそれぞれ積層数と Pitch の偏回帰係数で
ある． 

 

2.4.1.1 全試験データを使用した場合の重回帰分析結果 

 

Table 2.4 に Progressive crushing と脆性破壊を含めた全データによる分析結果を示す．p 値
が 0.05 未満を統計的に有意とみなす. 
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Table 2.4 Multiple regression analysis results using 
all results for quasi static of SEA 

Item 

Partial regression 

coefficient 

 (β0, β1, β2) 

Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Intercept 42.6*** 5.14 31.0 54.2 

Number of stacks 1.29**  0.356 0.481 2.09 

Pitch -0.332   0.208 -0.803 0.139 

Multiple R-Squared (R２) 0.634 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.553 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.01 

No mark indicates that statistical significance exceeds 0.05 

このモデルは Pitch の p 値が 0.05 よりも大きく，95%信頼区間の値に０が含まれる事から説明変
数は目的変数を説明できていない．又，R2 および R’2 の値から低い相関であると言える． 

 

2.4.1.2 Progressive crushing のみ使用した場合の重回帰分析結果 

 

予測精度を高めるために脆性破壊した 16ply-P5 の試験結果を除いて重回帰分析を行う．Table 
2.5 に 16ply-P5 の試験結果を除いた場合の分析結果を示す． 

 

Table 2.5  Multiple regression analysis results using 
progressive crushing mode results for quasi static of SEA 

Item 

Partial regression 

coefficient 

(β0, β1, β2) 

Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Intercept 42.0*** 2.47 36.3 47.7 

Number of stacks 1.71*** 0.187 1.28 2.14 

Pitch -0.601*** 0.111 -0.857 -0.345 

Multiple R-Squared  (R２) 0.925 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.906 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 
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このモデルの決定係数R２は0.925，自由度調整済み決定係数R’２は0.906と良好な値を示す．
そして、p 値は 0.05 よりも小さく，95%信頼区間の値に０が含まれない事から、説明変数は目的変
数を説明できている．よって、本モデルは SEA を求める応答曲面である．推定式で得られた応答曲面
とテスト結果を Fig. 2.16 で示す．グラフ上で示す赤色の＊マークは除外した 16ply-P5 の結果を示
す．この事から，Pitch が Progressive crushing モード発生有無に影響している事が言える． 

 

Figure 2.16 Response surface using only progressive 

crushing mode result with all test results 
 

2.4.2 単位長さ当たりの発生荷重を予測する応答局面モデル 

 

対象部品の開発では目標のエネルギ吸収と変位が規定される．これにより発生荷重が定義され，部
品仕様が決まる．よって発生荷重を求める応答曲面の導出が必要である． CFL(単位長さ当たりの
発生荷重)を求めるにあたり、試験体の平均荷重𝐹を求める．MCF(平均荷重)は、変位 10mm から
60mm までの平均荷重とした． CFL は MCF をコルゲート形状の断面周長で除した値である．CFL
は断面周長を 𝑙として式(2.3)で表される． 𝐶𝐹𝐿 =  𝑀𝐶𝐹𝑙  (2.3) 

 

積層数とピッチを説明変数，CFL を目的変数として重回帰分析を行う．説明変数と目的変数を
Table 2.6 に示す． 

●Test results 

＊ 16ply-p5 

Projection line 

＊ 
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Table 2.6 Explanatory variable and response 
variable for quasi static compression tests 

Explanatory variable Response variable 

Number of stacks [ply] Pitch [mm] CFL [kN/mm] 

8 

5 0.275 

10 0.255 

15 0.249 

20 0.234 

12 

5 0.506 

10 0.456 

15 0.437 

20 0.412 

16 

5 0.527 

10 0.710 

15 0.635 

20 0.605 

重回帰分析を全ての試験結果と Progressive crushing モードが発生した結果のみの 2 種類で行
った． F と比例関係にある CFL は，式(1.1)から EA と比例関係にある SEAと比例関係にある．SEA
は積層数と Pitch の関係がほぼ線形で変化しているので線形モデルを使用した事から CFL も線形モデ
ルを使用する．CFL を求めるモデル式を式(2.4)に表す． 𝐶𝐹𝐿 = 𝛽0 + 𝛽1𝑆 + 𝛽2𝑃 (2.4) 

 

ここで積層数は S，Pitch は P，β0 は切片，β１，β2 はそれぞれ積層数と Pitch の偏回帰係数で
ある． 

 

2.4.2.1 全試験データを使用した場合の重回帰分析結果 

 

Table2.7 に全ての試験結果を使用した場合の分析結果を示す．このモデルは Pitch と切片の p 値
が 0.05 よりも大きく，95%信頼区間の値に０が含まれる事から説明変数は目的変数を説明できてい
ない． 
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Table 2.7 Multiple regression analysis results 

using all results for quasi static of CFL 

Item 

Partial regression 

coefficient 

(β0, β1, β2) 

Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Intercept -0.0847    0.0635 -0.228 0.0589 

Number of stacks 0.0458*** 0.00440 0.0358 0.0557 

Pitch -0.00181    0.00257 -0.00762 0.00401 

Multiple R-Squared  (R２) 0.923 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.906 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

No mark indicates that statistical significance exceeds 0.05 

 

2.4.2.2 Progressive crushing のみ使用した場合の重回帰分析結果 

 

続いて脆性破壊した 16ply-P5 の試験結果を除いて重回帰分析を行う．Table2.8 に 16ply-P5
の試験結果を除いた分析結果を示す． 

Table 2.8 Multiple regression analysis results using 

progressive crushing mode results for quasi static of CFL 

Item 

Partial regression 

coefficient 

(β0, β1, β2) 

Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Intercept -0.0919**  0.0248 -0.149 -0.0348 

Number of stacks 0.0512*** 0.00188 0.0468 0.0555 

Pitch -0.00528**  0.00111 -0.00784 -0.00271 

Multiple R-Squared  (R２) 0.989 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.987 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.01 

 

このモデルの決定係数 R２は 0.989，自由度調整済み決定係数 R’２は 0.987 と良好な値を示
す．そして、このモデルの p 値は 0.05 よりも小さく，95%信頼区間の値に０が含まれない事から、説
明変数は目的変数を説明できている．よって、本モデルは CFL を求める応答曲面と言える．推定式で
得られた応答曲面と試験結果を Fig. 2.17 に示す．グラフ内で示す赤色の＊マークは除外した
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16ply-P5 の結果を示す．Fig. 2.18 の赤枠で囲まれた内側を設計可能な領域として定義する．
16ply-P5 を除外したので、Pitch 5mm から 10mm の間は、積層上限を 12ply とした． 

 

Figure 2.17 Response surface using only progressive 

crushing mode result with all test results 

Figure 2.18 Designable area of corrugate structure 

Designable area 

＊ 

●Test results 

＊ 16ply-p5 

Projection line 



44 

 

2.4.3 コーナ部と直線部の応力モデルを用いた荷重発生の現象理解 

 

荷重発生の現象を理解するために Pitch と積層数の説明変数を、コルゲート断面の幾何学要素の
直線部とコーナ部の断面積に説明変数を変えて重回帰分析を行う．Fig. 2.19 の断面図に示すように
コーナ部の断面積は，内側と外側の R 止まり点を結ぶ線で囲まれた部分である．MCF を目的変数，
直線部とコーナ部の断面積を説明変数として，切片無し重回帰分析で得られる偏回帰係数は応力値
を示す．応力値は目的変数 MCF が kN 単位なので偏回帰係数を 1000 倍して得る．Table 2.9 に
説明変数と目的変数を示す．  
 

Figure 2.19 Straight line area and corner area of corrugate structure 

 

Table 2.9 Explanatory variable and response 
variable for quasi static compression tests 

Case Explanatory variable Response variable 

Number of 

stacks [ply] 

Pitch 

[mm] 

Corner area (CA) 

[mm2] 

Straight-line area (LA) 

[mm2] 

MCF 

[kN] 

8 

5 72.4 242 48.8 

10 45.2 204 35.7 

15 36.2 209 34.4 

20 27.1 196 29.3 

12 

5 108 363 89.6 

10 67.8 306 63.8 

15 54.3 313 60.2 

20 40.7 294 51.8 

16 

10 90.5 408 99.4 

15 72.4 418 87.5 

20 54.3 393 75.9 

 

式(2.4)より MCF は CFL と比例関係にある．CFL は積層数と Pitch の関係がほぼ線形で変化して
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いるので線形モデルを使用した事から MCF も線形モデルを使用する．MCF を求めるモデル式を式
(2.5)に表す． 𝑀𝐶𝐹 = 𝛽1𝐶𝐴 + 𝛽2𝐿𝐴  (2.5) 

 

ここでコーナ部の面積は CA，直線部の面積は CL，β１，β2はそれぞれコーナ部の面積と直線部の面
積の偏回帰係数である． 

 

2.4.3.1 全試験データを使用した場合の重回帰分析結果 

 

全試験データを使用した場合の分析結果を Table 2.10 に示す．このモデルは，LA の偏回帰係数
は良好だが CA の p 値が 0.05 よりも大きく，95%信頼区間の値に０が含まれるので説明変数は目
的変数を説明できていない． 

 

Table 2.10 Multiple regression analysis results 

using all results for quasi static of MCF 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

No mark indicates that statistical significance exceeds 0.05 

 

2.4.3.2 Progressive crushing のみ使用した場合の重回帰分析結果 

 

続いて脆性破壊した 16ply-P5 の試験結果を除いて重回帰分析を行う．Table2.11 に 16ply-
P5 の試験結果を除いた場合の分析結果を示す．このモデルの p 値は 0.05 よりも小さく，95%信頼
区間の値に０が含まれない事から、説明変数は目的変数を説明できている． 

この二つのモデルを比較して変形モードが異なる現象を考察する．LA の偏回帰係数が示す直線部の
応力値は Progressive crushing モードの発生有無にかかわらず統計的に優位とみなされる．二つの
モデルで予測された直線部の応力値は 171MPa と 142Mpa である．しかし全ての試験結果で得られ
たコーナ部の偏回帰係数は Progressive crushing モードのみを使用した場合 p 値が改善され，統
計的に優位とみなす水準に達する．このモデルの応力値は 332MPa で直線部の応力値 142MPa よ

Item 
Partial regression 

coefficient (β1, β2) 
Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Corner area (CA) 0.163    0.118 -0.0989 0.425 

Straight-line area (LA) 0.171*** 0.0269 0.111 0.231 

Multiple R-Squared  (R２) 0.987 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.985 
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り 2.34 倍高い．以上より Progressive crushing モード発生の有無においてコーナ部の応力の寄与
が高い事を示す． 

 

Table 2.11 Multiple regression analysis results using progressive 

crushing mode results for quasi static of MCF 

Item 
Partial regression 

coefficient (β1, β2) 
Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Corner area (CA) 0.332*   0.122 0.0565 0.608 

Straight-line area (LA) 0.142*** 0.0256 0.0843 0.200 

Multiple R-Squared  (R２) 0.991 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.989 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

* Coefficient estimated with a statistical significance of 0.05 

 

この結果から 16ply-P5 の結果がほかの試験片と異なったのは、コーナ部が Progressive crushing

モードの破壊に遷移することができず、内部応力が高まり脆性破壊モードに至ったと推定される．12ply-

P5 から 16ply-P5 に至るまでに脆性破壊モードから Progressive crushing モードへ遷移する点があ
ると推測されるが、遷移点を導出するためには繊維と樹脂の界面強度を計測するミクロレベルの試験を
含むマルチスケールモデルの研究が必要である．よって、脆性破壊モードに至る遷移点の導出は今後の
課題である． 

 

2.5 結言 

 

準静的な圧縮変形を受ける CFRP コルゲート型構造部品において，応答曲面を用いた仕様決定の
ための設計方法を提案した． 

試験を通して Pitch を小さくして積層数を多くすると SEA が増加することを示した．さらにコルゲート部
品の応答曲面を用いた設計方法を提案し， Pitch と積層数の変更において線形モデルで SEA を表せ
ることを示し有効性を示した．Pitch と積層数の説明変数で囲まれた応答曲面の設計可能な領域は，
CFRP 構造部品の特性把握のための追加試験は不要である．これによりコルゲート型エネルギ吸収部
品の設計期間とコストを削減できる事を示した． 

以下に得られた知見をまとめる． 

 

1. Progressive crushing モードの場合は Pitch が大きくなると SEA が減少した． 

2. Progressive crushing モードの場合は積層数を増加すると SEA が増加した． 

3. Unprogressive crushing モードの場合は SEA が大幅に減少した． 
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4. 試験体の積層数と Pitch を変化させた時のエネルギ吸収効率と平均発生荷重は，一次式の応
答曲面で精度良く表せた． 

5. Progressive crushing モード発生の有無の検討の結果，予測されたコーナ部の応力は直線部
の応力の 2.34 倍で、発生荷重におけるコーナ部の寄与は高かった． 
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第３章 動的落錘試験と解析 

 

3.1 動的高速落錘試験 

 

3.1.1 試験装置と試験条件 

 

圧縮の試験装置は株式会社前川試験機製作所製の落錘試験機を用いた．Loading plate の
表面形状は平面形状を用いた．錘体は定格容量 450kN のロードセルに Loading plate をセットして
総重量 500kg とした．速度は FMVSS No.214 Rigid Pole Side Impact Test 相当の
21.44mph とした． Fig. 3.1 に試験装置に設置された試験体を Fig. 3.2 に落錘試験機の構造概
略と落錘を示す．錘体は試験体の垂直方向 4.63m の高さまで釣り上げた後に自由落下させ，衝突
速度 21.44mph(9.53m/s)を作り出している．試験区間 100mm を越えた約 120mm の位置に
Damper pipe を設置して落錘を停止させた． 

Figure 3.1 Experimental setup for the dynamic crushing experiment 

 

Figure 3.2 Drop weight impact test device (Hight speed) 
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3.1.2 荷重特性と試験体の観察結果 

 

準静的および動的圧縮試験で得られた荷重・変位曲線を Fig. 3.3 から Fig. 3.14 に示す．全ての
準静的試験と動的試験の波形を比較すると，動的の発生荷重は低く，平均荷重付近で大きく振動し
た．これは，動的な破壊モードが Fragmentation モードであったので，準静的試験の Splaying モ
ードよりも荷重が低くなった．また，Fragmentation モードは大きく破砕して平均荷重付近の値で大き
く振動した．積層数が 8ply から 12ply に増加したことで，準静的試験と動的試験の発生荷重の差
は大きくなった．MCF 付近の波形については 8ply の振幅と比較して 12ply の方が大きく振れた．積
層数が 16ply では 12ply と比較して準静的荷重と動的荷重の差が大きくなった．MCF 付近の波形
について 12ply の振幅と比較して大きな差は見られなかった．本試験ではすべての動的試験で準静的
試験の発生荷重を下回った． 

 

Figure 3.3 Comparison of quasi-static and dynamic 

load-displacement curves in 8ply-P5 
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Figure 3.4 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 8ply-P10 

 

 

Figure 3.5 Comparison of quasi-static and dynamic 

load-displacement curves in 8ply-P15 
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Figure 3.6 Comparison of quasi-static and dynamic 

load-displacement curves in 8ply-P20 

 

 

Figure 3.7 Comparison of quasi-static and dynamic 

load-displacement curves in 12ply-P5 
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Figure 3.8 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 12ply-P10 

 

 

Figure 3.9 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 12ply-P15 
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Figure 3.10 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 12ply-P20 

 

 

Figure 3.11 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 16ply-P5 
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Figure 3.12 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 16ply-P10 

 

 

Figure 3.13 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 16ply-P15 
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Figure 3.14 Comparison of quasi-static and dynamic load-

displacement curves in 16ply-P20 

 

Fig. 3.15 に試験体の変形過程を代表として 12ply-P15 を示す．Fig. 3.16 に 12ply-P15 の準
静的試験の変形過程を示す．破壊モードは全ての試験体で Progressive crushing モードの
Fragmentation モードであった．Fig. 3.17 に準静的および動的試験後の試験体を示す． 

Figure 3.15 Dynamic crushing test (Case: 12ply-P15) 

Figure 3.16 Quasi static crushing test (Case: 16ply-P5) 
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Figure 3.17 Specimen comparison after quasi-static and dynamic tests 
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 (a) Specimen after crushing of 
quasi static 

(Case: 12ply-P15) 

(b) Specimen after crushing of 
dynamic 

(Case: 12ply-P15) 
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3.2 動的高速落錘試験の解析と考察 

 

3.2.1 エネルギ吸収における質量効率を予測する応答曲面モデル 

 

積層数を変化させた時の SEA と Pitch の関係を Fig. 3.18 に示す．Fig. 3.18 より動的の SEA 

の特徴は，準静的よりも低く横ばいである．積層数と Pitch を説明変数，SEA を目的変数として重回
帰分析を行う．説明変数と目的変数を Table 3.1 に示す． 

Figure 3.18 Specific energy absorption (SEA) - Pitch curves 
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Table 3.1 Explanatory variable and response 
variable for dynamic impact tests 

Explanatory variable Response variable 

Number of stacks [ply] Pitch [mm] SEA [J/g] 

8 

5 35.4 

10 33.8 

15 35.4 

20 34.8 

12 

5 35.4 

10 34.2 

15 32.7 

20 33.3 

16 

5 37.5 

10 32.8 

15 31.9 

20 31.6 

重回帰分析を全ての試験結果を使用して行った． 

Table 3.2 に全ての試験結果の分析結果を示す．p 値が 0.05 未満を統計的に有意とみなす. 
Table3.2 Multiple regression analysis results for 

dynamic of SEA 

Item 

Partial regression 

coefficient 

 (β0, β1, β2) 

Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Intercept 38.4*** 1.75 34.4 42.3 

Number of stacks -0.175 0.121 -0.449 0.0988 

Pitch -0.177* 0.070 -0.337 -0.0174 

Multiple R-Squared (R２) 0.482 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.367 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.01 

No mark indicates that statistical significance exceeds 0.05 

 

このモデルは積層数の p 値が 0.05 よりも大きく，95%信頼区間の値に０が含まれる事から説明変
数は目的変数を説明できていない．決定係数 R２は 0.482，自由度調整済み決定係数 R’２は
0.367 と低い精度を示す事から、動的試験は形状要素と SEA の相関は低いと言える． 
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3.2.2 単位長さ当たりの発生荷重の応答曲面モデル 

 

積層数とピッチを説明変数，CFL を目的変数として重回帰分析を行う． 

説明変数と目的変数を Table 3.3 に，重回帰分析結果を Table 3.4 に示す．このモデルの決定
係数 R２は 0.989，自由度調整済み決定係数 R’２は 0.987 と良好な値を示す．そして、このモデル
の p 値は 0.05 よりも小さく，95%信頼区間の値に０が含まれない事から、説明変数は目的変数を説
明できている．よって、本モデルは CFL を求める応答曲面と言える．よって、得られた応答曲面モデルに
より、CFRP コルゲート型構造部品のエネルギ吸収予測のためのサロゲートモデルが導出された． 

 

Table 3.3 Explanatory variable and response 
variable for dynamic impact tests 

Explanatory variable Response variable 

Number of stacks [ply] Pitch [mm] CFL [kN/mm] 

8 

5 0.194 

10 0.185 

15 0.189 

20 0.183 

12 

5 0.289 

10 0.271 

15 0.261 

20 0.267 

16 

5 0.379 

10 0.354 

15 0.341 

20 0.337 
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Table 3.4 Multiple regression analysis results for dynamic of CFL 

Item 

Partial regression 

coefficient 

(β0, β1, β2) 

Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Intercept 0.0437**  0.0104 0.201 0.0672 

Number of stacks 0.0206*** 0.0007 0.0190 0.0226 

Pitch -0.00163**  0.0004 -0.00258 -0.0007 

Multiple R-Squared  (R２) 0.989 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.987 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.01 

 

推定式で得られた準静的および動的の応答曲面と試験結果を Fig. 3.19 に示す． 

 

 

Figure 3.19 Response surfaces and test results for 
quasi static and dynamic tests 

 

  

● Quasi static 
● Dynamic 

Response surface 
of quasi static 
 
 
Response surface 
of dynamic 
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3.2.3 コーナ部と直線部の応力モデルを用いた荷重発生の現象理解 

 

 荷重発生の現象を理解するために Pitch と積層数の説明変数を、コルゲート断面の幾何学要素の
直線部とコーナ部の断面積に説明変数を変えて重回帰分析を行う．Fig. 3.20 の断面図に示すように
コーナ部の断面積は，内側と外側の R 止まり点を結ぶ線で囲まれた部分である．MCF を目的変数，
直線部とコーナ部の断面積を説明変数にして切片無しの重回帰分析で得られる偏回帰係数は応力値
を示す．応力値は目的変数 MCF が kN 単位なので偏回帰係数を 1000 倍して得る． 

このモデルの p 値は 0.05 よりも小さく，95%信頼区間の値に０が含まれない事から、説明変数は目
的変数を説明できている．このモデルの応力値は 184MPa で直線部の応力値 84MPa より 2.19 倍
高い．以上より Fragmentation モードにおいてコーナ部の応力の寄与が高い事を示す．この比率は
準静的試験で得られた値とほぼ同等である． 

 Table 3.5 に説明変数と目的変数を示し，Table 3.6 に重回帰分析結果を示す．  

Figure 3.20 Straight line area and corner area of corrugate structure 
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Table 3.5 Explanatory variable and response 
variable for dynamic impact tests 

Case Explanatory variable Response variable 

Number of 

stacks [ply] 

Pitch 

[mm] 

Corner area (CA) 

[mm2] 

Straight-line area (LA) 

[mm2] 

MCF 

[kN] 

8 

5 72.4 242 34.3 

10 45.2 204 25.9 

15 36.2 209 26.1 

20 27.1 196 23.0 

12 

5 108.5 363 51.2 

10 67.8 306 37.9 

15 54.3 313 36.0 

20 40.7 294 33.5 

16 

5 144.7 484 67.1 

10 90.4 408 49.6 

15 72.4 418 47.0 

20 54.3 393 42.3 

 

Table3.6 Multiple regression analysis results for dynamic impact test of MCF 

Item 
Partial regression 

coefficient (β1, β2) 
Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Corner area (CA) 0.184***   0.0159 0.149 0.220 

Straight-line area (LA) 0.084*** 0.0360 0.0758 0.0919 

Multiple R-Squared  (R２) 0.999 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.999 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 
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3.3 動的低速落錘試験の結果と解析 

 

3.3.1 試験装置と試験条件 

 

動的低速圧縮の試験装置は，低速でも衝突エネルギを高めるために 500ｋｇ以上の錘体重量が搭
載できる IMATEK IM100F 落錘試験機を用いた．尚，株式会社前川試験機製作所製の落錘試
験機で得られた試験結果との差が無い事は事前の試験で確認できている．Loading plate の表面形
状は平面形状を用いた．錘体重量は 662.7kg とし，錘体衝突速度は試験区間 80mm 以内で錘
体速度が 0m/s に達する 3.28m/s とした．Fig. 3.21 に試験装置の全景と落錘斜視図を示す．
試験体は準静的試験の SEA が最も高かった 12ply-p5 を代表とした． 

 

(a) Overall view of the drop weight    (b) Drop weight 

impact test device   

Figure 3.21 Drop weight impact test device (Low speed test) 
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3.3.2 荷重特性と試験体の観察結果  
 

落錘の運動エネルギを CFRP コルゲート構造の発生荷重で全て吸収しているので，圧縮試験に
おけるエネルギの釣り合いを確認する． エネルギの釣合式を式(3.1)に表す．  

ここで，M は落錘重量，v は試験速度，F は発生荷重，S は変形量とする．本試験のシステムエ
ネルギの誤差は 5%で良好な試験結果であると言える．誤差は,式(3.1)より試験速度が 2 乗である事
からエネルギに占める割合が大きいと推測される．この他，ロードセルの荷重計測誤差などが考えられる．
Fig. 3.22 に落錘が持つ運動エネルギと CFRP コルゲート構造が発生したエネルギ，両方を足し合わせ
たシステムエネルギを示す． 

 

 

Figure 3.22 Energy Time Diagram of Inertial Energy, 
Absorbed Energy and System Energy 

 

低速落錘試験の初期段階では，高速落錘試験で得られた発生荷重とほぼ同等の波形を示した．
その後，徐々に振幅が小さくなり平均荷重の上昇が観察された．圧縮試験で得られた荷重・変位曲
線を Fig. 3.23 に示す． 

𝐸 = 12 𝑀𝑣2 = 𝐹𝑆 (3.1) 



65 

 

 

Figure 3.23 Load-displacement curves for quasi-static impact 
test and high speed dynamic impact test and 
low speed dynamic impact test on 12ply-p5 
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二つの試験体を比較すると，高速の試験体の端部はささくれ立ち層間せん断破壊によるクラックが観察
されるが、低速の試験体は高速の試験体と比べて葉状の破片が増えており Splaying モードに近い形に
なっている． Fig. 3.24 に高速並びに低速落錘試験後の試験体を示す． 
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 (a) High speed test specimen (b) Low speed test specimen 

Figure 3.24 Diagram of specimen after high speed 
and low speed impact tests 

 

3.3.3 破壊部の断面マクロ解析 

 

高速落錘試験および低速落錘試験で得られた試験片の断面マクロ撮影により破壊部の状態を観
察した．断面の切り出し位置は，直線部とコーナ部とした．エポキシ樹脂に埋めて研磨した断面マクロ
写真と断面切り出し位置を Fig. 3.25 に示す．マクロ写真の観察から低速落錘試験のコーナ部は
Splaying モードに遷移していることが分かった．それ以外の断面は Fragmentation モードである事か
ら，コーナ部が Splaying モードに遷移した事で発生荷重が上昇したと考えられる．  
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落錘試験で得られた荷重・変位曲線を分析して Fragmentation モードから Splaying モードに遷
移する変化点を抽出する． 
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Section CC  Section CC  

 (a) High speed test specimen (b) Low speed test specimen 

Figure 3.25 Cross-sectional macro comparison after 
high-speed and low-speed impact tests 
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3.3.4 破壊モードの変化点抽出 時系列分析ツール Changepoint パッケージ 

 

Fragmentation モードから Splaying モードに遷移する変化点の抽出には，オープンソースの統計
解析ソフト R 言語の changepoint パッケージを利用した[84,85]．changepoint パッケージは尤度
比検定に基づいて平均もしくは分散の他に，平均と分散の３種類の変化点を検出するパッケージであ
る．荷重・変位曲線では，波形の振幅と周波数の変化がみられるため，平均と分散の変化を検出し
た．変化点の探索は複数の変化点を抽出するので，Pruned Exact Liner Time（PELT）を適用
した．Fig. 3.26 に変化点検出結果を示す．領域 A は Fragmentation モードの破壊領域，領域
B は Fragmentation モードから Splaying モードに遷移して発生荷重が上昇する領域として分類し
た．この時，領域 B に切り替わる落錘速度は 1.93m/s であった．このことから CFRP コルゲート構造
は，高速落錘試験で得られた応答曲面から準静的試験で得られた応答曲面に向かって荷重上昇する
と言えるので、2 面に挟まれた範囲が設計空間である事が示された． 

 

Figure3.26 Load-displacement diagram analysis 
results using the Changepoint package 
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3.4 結言 

動的な圧縮変形を受ける CFRP コルゲート型部品において，応答曲面を用いた仕様決定のための設
計方法を提案した． 

動的な SEA は統計的な有意はみられなかったが，CFL の応答曲面は高い精度で生成された．衝
突速度が低下する際に発生荷重の上昇が観察された．この事から CFRP コルゲート構造の応答曲面
は動的特性を表す応答曲面と準静的特性を表す応答曲面の 2 つの面で囲まれた設計空間である事
が示され，提案の設計方法の有効性が示された．提案の応答曲面モデルで示された設計空間で内挿
される仕様は、追加試験が不要であることから設計期間とコストを削減できる事を示した． 

以下に得られた知見をまとめる． 

 

1. SEA は準静的特性よりも低かった． 

2. SEA における積層数は統計的に有意とは言えなかった． 

3. 試験体の積層数と Pitch を変化させた時の平均発生荷重は，線形の応答曲面で精度良く表せ
た． 

4. 動的平均荷重は準静的平均荷重に対して最大で 50.1%低下した． 

5. 動的試験においても準静的試験と同様にコーナ部の応力は直線部の応力よりも高く 2.19 倍の寄
与を示した． 

6. 衝突速度が低下すると Fragmentation モードから Splaying モードに遷移した． 

7. 衝突速度が 1.93m/s を下回ると発生荷重が上昇した． 
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第 4 章 準静的と動的の比較解析と考察 

4.1 Progressive crushing モードの発生荷重の理論式 

 

4.1.1 準静的(Splaying モード)の発生荷重理論式の検証 

 

Fu[56]らが CFRP チューブ構造に提唱した発生荷重の理論式を使って CFRP コルゲート構造の平
均荷重を計算する．平均荷重の理論式は第１章で示した式に、CFRP コルゲート構造に適用した三
菱ケミカル株式会社製カーボンファイバー クロス プリプレグ TR3523（エポキシ樹脂）の機械特性を代
入して得る． 

Table 4.1 に計算に用いる CFRP の機械的特性を示す．動摩擦係数は𝜇 で表し、𝜃 は Debris 
wedge で引き裂かれた層間の角度を表し、𝜏𝑖𝑠は ASTM D2344、𝜏𝑜𝑠は面外せん断破壊試験、GⅠは
DCB 試験のモードⅠで得た．ASTM E399 で取得する Gt は引っ張り強度比で設定した．𝛾はコーナ
部の破断数を調整する適合係数で𝛾≧1 の値を取る．今回は試験後の試験体の観察から、Fu らが採
用した 1 コーナ当たり２カ所を示す 2.0 を採用した．Table 4.2 に計算結果を示す． 

 

Table 4.1 Mechanical properties of CFRP laminate [0/90] 

Symbol Units Values Note 𝜇 N/mm 0.28 [56] 𝜃 rad 
𝜋4 [56] 𝜏𝑖𝑠 MPa 75  𝜏𝑜𝑠 MPa 150  𝐺Ⅰ N/mm 0.42  𝐺𝑡 N/mm 200  𝛾  2.0 [56] 
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Table 4.2 A Comparison of theoretical and experimental mean crushing forces for quasi static compression test

Number

of stacks

Thick

ness
Pitch

Number

of

corners

Corner

length

Straight

line length

Theory

Ftl

(line)

Theory

Ftc

(corner)

Theory

σtl

(line)

Theory

σtc

(corner)

Theory

Fta

(all)

Results

 Fr

(all)

Discrepancy

(1-Fr/Fta)

[ply] [mm] [mm] [n] [mm] [mm] [kN] [kN] [MPa] [MPa] [kN] [kN] [%]

5 16 41.1 137.4 34.9 26.10 144.29 360.71 61.0 49.3 19.1

10 10 25.7 115.9 29.4 16.50 144.13 364.86 45.9 35.7 22.3

15 8 20.6 118.7 30.1 13.20 144.06 364.86 43.3 34.4 20.7

20 6 15.4 111.5 28.3 9.90 144.16 364.86 38.2 29.3 23.2

5 16 41.1 137.4 52.3 39.60 144.15 364.86 91.9 89.6 2.5

10 10 25.7 115.9 44.1 24.70 144.13 364.12 68.8 63.8 7.2

15 8 20.6 118.7 45.1 19.80 143.90 364.86 64.9 60.2 7.2

20 6 15.4 111.5 42.4 14.80 143.99 363.63 57.2 51.8 9.5

5 16 41.1 137.4 69.7 52.80 144.08 364.86 122.5 93.4 23.8

10 10 25.7 115.9 58.7 33.00 143.89 364.86 91.7 99.4 -8.4

15 8 20.6 118.7 60.2 26.40 144.06 364.86 86.6 87.5 -1.0

20 6 15.4 111.5 56.5 19.80 143.91 364.86 76.3 75.9 0.6

8

12

16

1.76

2.64

3.52
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理論値の精度を平均絶対パーセント誤差（Mean Absolute Percentage Error 以降 MAPE
と表す）を用いて検証する．MAPE は、主に時系列予測や回帰問題における出力層の評価関数とし
ても用いられ，単位はパーセントである．データを n，予測値を𝑦𝑖̂，試験値を yi とすると MAPE は式
(4.1)で表せる． 

𝑀𝐴𝑃𝐸 =  100𝑛 ∑ |𝑦𝑖̂ − 𝑦𝑖𝑦𝑖 |𝑛
𝑖=1  (4.1) 

Table 4.1 に示した予測値において、Progressive crushing モードでは無かった 16ply-P5 を除
いた MAPE は 13.3%であった．試験結果と理論値を比較したグラフを Fig. 4.1 に示す．理論値と試
験結果の誤差 0%を点線で示す．試験結果と理論値の相関係数は 0.991 で強い相関を示した． 

 

Figure 4.1 Comparison of test results and predicted 

results for quasi static test 

 

4.1.2 準静的発生荷重理論式の精度向上検証 

 

Table4.2 において、Fu モデルで予測された平均発生荷重は、積層数が 8ply の仕様で 19.1%か
ら 23.2%、脆性破壊した 16ply-P5 の予測誤差は 23.8%と低かった．8ply 仕様は、全ての仕様で
予測荷重が試験結果を上回った．発生荷重の観点で Fu モデルの理論式を見ると𝑤̇𝑜𝑠の発生荷重が
高いことから、試験では面外せん断破壊ではなく、層間せん断破壊であったと予測される．8ply は全て
層間せん断破壊であったと仮定して式（4.2）を提案する．式（4.2）で試算した結果を Table 4.3

に示す． 
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Table 4.3 A Comparison of theoretical and 

experimental mean crushing 

forces for quasi static 

compression test on 8ply 

Pitch Trial 

calculation  

Ftc 

Results 

 Fr 

Discrepancy 

(1-Fr/Ftc) 

[mm] [kN] [kN] [%] 

5 51.9 49.3 5.0  

10 38.5 35.7 7.3  

15 36.1 34.4 4.8  

20 31.7 29.3 7.5  

 

仮説検証の結果、誤差は 7.5%以下となり、理論値の精度が向上した．このことから 8ply から 10ply

の間に面外せん断破壊を含む破壊から層間せん断破壊のみに遷移する点があると推測された．この仮
説を検証するためには、繊維と樹脂の界面強度を計測するミクロレベルの試験を含むマルチスケールモデ
ルの研究で遷移点を導出できる可能性があると考える． 面外せん断破壊を含む破壊から層間せん断
破壊のみに遷移する点の導出は今後の課題である． 

 

4.1.3 動的（Fragmentation モード）の発生荷重の理論式導出 

 

本節では，CFRP コルゲート構造で発現している Fragmentation モードの発生荷重の理論式を
検討する．始めに断面マクロ画像の観察から破壊モードを考察する．Fig. 4.2 に高速試験の断面マク
ロの観察結果を示す． 

 

𝐹 =  𝑙𝐺Ⅰ + 𝑛𝛾𝑡𝐺𝑡 + 43 𝜏𝑖𝑠𝑡𝑙 𝑠𝑖𝑛 (𝜋2 − 𝜃)𝑠𝑖𝑛2(𝜋4 + 𝜃2)1 − 𝜇  

(4.2) 
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 (a) Straight line (b) Corner 
Figure 4.2 Straight line and corner section macro analysis 

 

高速試験の断面マクロの結果から破壊モードを観察すると，直線部は層間せん断破壊、コーナ部は
面外せん断破壊が発生していた．この観察結果から Fu モデルの理論式導出方法を参考にして、新た
に Fragmentation モードの発生荷重の理論式を提案する．Fig. 4.3 に破壊端部の模式図とロード
パスの分解図を示す．ここで F は Loading plate の発生荷重を表し、Debris wedge で引き裂かれ
た層間角度のうち層間せん断は θis、面外せん断を θos と表し、層間せん断荷重を Fis、面外せん断荷重
を Fos と表すし、t は板厚を表す． 

Figure ４.3 The schematic of failure mode in  analytical model 
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Fragmentation モードは Loading plate が接触した部分が破砕されながら荷重を発生しているの
で、Fu モデルの理論式にある摩擦エネルギ率𝑤̇𝑓は発生しない．断面マクロ画像の観察から、直線部とコ
ーナ部双方に断面中央部の層間剝離がみられることから層間剥離エネルギ率𝑤̇𝑑 とする．直線部の断
面観察から層間せん断破壊であると考えられるので、層間せん断エネルギ率𝑤̇𝑖𝑠とする．コーナ部の断面
観察から面外せん断破壊であると考えられるので面外せん断破壊エネルギ率 𝑤̇𝑜𝑠とする．そして試験後
の試験体の観察で直線部とコーナ部の接点では表面せん断破壊が起きていると考えられるので𝑤̇𝑡をコー
ナ部の表面せん断のエネルギ率として、Loading plate に発生するエネルギ率は式(4.3)で表される． 𝐹・𝑣 =  𝑤̇𝑑   +  𝑤̇𝑜𝑠 +  𝑤̇𝑖𝑠 +  𝑤̇𝑡 (4.3) 𝑤̇𝑑 は Fu の理論式と同様に式(4.4)で表される． 𝑤̇𝑑 = 𝑙𝐺Ⅰ𝑣 (4.4) 

面外せん断エネルギ率 𝑤̇𝑜𝑠 は面外せん断荷重 Fos により式(4.5)で表される． 𝑤̇𝑜𝑠 =  𝐹𝑜𝑠𝑣 = 𝜏𝑜𝑠𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑜𝑠) 𝑣 (4.5) 

ここで𝜏𝑜𝑠は面外せん断応力，𝑡を板厚，𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟をコーナ部の周長を表す． 

層間せん断エネルギ率は式(4.6)で表される． 𝑤̇𝑖𝑠 =  𝐹𝑖𝑠𝑣 = 43 𝜏𝑖𝑠𝑙𝑙𝑖𝑛𝑒 𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑖𝑠) 𝑣 (4.6) 

表面せん断エネルギ率𝑤̇𝑡は式(4.7)で表される． 𝑤̇𝑡 =  𝑛𝛾𝐺𝑡𝑣 (4.7) 

ここで𝑛はコーナの数，𝛾は 1 つのコーナ当たりに発生する引き裂きの数，Gt は ASTM E399 に準拠し
た引張試験で測定できる層内ひずみエネルギ解放率を表す． 

発生荷重 F は式(4.8)で表される． 𝐹 = (𝑙𝑙𝑖𝑛𝑒+ 𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟)𝐺Ⅰ + 𝑛𝛾𝑡𝐺𝑡 + 43 𝜏𝑖𝑠𝑙𝑙𝑖𝑛𝑒𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑖𝑠)
+ 𝜏𝑜𝑠𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑜𝑠) 

(4.8) 

 

なお、Fu らの式を拡張するにあたり、静動比を考慮する必要がある．内藤ら[68]の研究では，せん
断において動的荷重は約 11%上昇する事が報告されている．繊維方向の引っ張りの静動比はほぼ見
られない[86,87]．層間剥離については Siebe[88]は，層間剝離において動的な GⅠ値はクロス材の
場合に約 30%の減少が報告されている． 
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動的な発生荷重を求める静動比を加えた最終的な式は（4.9）で表される． 𝐹 = (𝑙𝑙𝑖𝑛𝑒+ 𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟)𝐺Ⅰ𝛼𝑑 + 𝑛𝛾𝑡𝐺𝑡 + 43 𝜏𝑖𝑠𝑙𝑙𝑖𝑛𝑒𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑖𝑠) 𝛼𝑠+ 𝜏𝑜𝑠𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑜𝑠) 𝛼𝑠 (4.9) 

ここで層間剝離の静動比を αd ，せん断の静動比を αs とした． 

直線部の発生荷重 Fline は式(4.10)で表される． 𝐹𝑙𝑖𝑛𝑒 = 𝑙𝑙𝑖𝑛𝑒𝐺Ⅰ𝛼𝑑 + 43 𝜏𝑖𝑠𝑙𝑙𝑖𝑛𝑒𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑖𝑠) 𝛼𝑠 (4.10) 

コーナ部の発生荷重 Fcorner は式(4.11)で表される． 𝐹𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟 = 𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟𝐺Ⅰ𝛼𝑑 + 𝑛𝛾𝑡𝐺𝑡 + 𝜏𝑜𝑠𝑙𝑐𝑜𝑟𝑛𝑒𝑟𝑡 sin (𝜋2 − 𝜃𝑜𝑠) 𝛼𝑠 (4.11) 

計算に用いる CFRP 材料の機械的特性を Table 4.4 に示す． 

 

Table 4.4 Mechanical properties of CFRP laminate [0/90] 
Symbol Units Values Note 𝜇 N/mm 0.28 [56] 𝜃𝑖𝑠 rad 

𝜋4 [56] 𝜃𝑜𝑠 rad 0  𝜏𝑖𝑠 MPa 75.0  𝜏𝑜𝑠 MPa 150.0  𝐺Ⅰ N/mm 0.42  𝐺𝑡 N/mm 200  𝛾  2.0 [56] α d  0.7 [88] α s  1.1 [68] 𝜇 は動摩擦係数を表し、𝜃 は Debris wedge で引き裂かれた層間の角度を表し、𝜏𝑖𝑠 は ASTM 
D2344、𝜏𝑜𝑠は面外せん断破壊試験、GⅠは DCB 試験のモードⅠで得た．ASTM E399 で取得する
Gt は引っ張り強度比で設定した．𝛾はコーナ部の破断数を調整する適合係数で𝛾≧1 の値を取る．ここ
で試験後の試験体の観察から、Fu らが採用した 1 コーナ当たり２カ所を示す 2.0 を採用した．Table 
4.5 に計算結果を示す． 
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Table 4.5 A Comparison of theoretical and experimental mean crushing forces for dynamic impact test

Number

of stacks
Thickness Pitch

Number

of

corners

Corner

length

Straight

line

length

Theory

Ftl

(line)

Theory

Ftc

(corner)

Theory

σtl

(line)

Theory

σtc

(corner)

Theory

Fta

(all)

Results

 Fr

(all)

Discrepanc

y

(1-Fr/Fta)

Theory

SEA

Results

SEA

[ply] [mm] [mm] [n] [mm] [mm] [kN] [kN] [MPa] [MPa] [kN] [kN] [%] [J/g] [J/g]

5 16 41.1 137.4 18.85 15.15 77.93 209.38 34.00 34.3 -1.0 36.1 35.4

10 10 25.7 115.9 15.90 9.47 77.95 209.41 25.37 25.9 -2.0 34.0 33.8

15 8 20.6 118.7 16.29 7.58 77.96 209.52 23.87 26.1 -9.3 33.2 35.4

20 6 15.4 111.5 15.30 5.68 77.94 209.33 20.98 23.0 -9.7 32.9 34.8

5 16 41.1 137.4 28.26 21.12 77.89 194.59 49.38 51.2 -3.8 35.6 35.4

10 10 25.7 115.9 23.83 13.20 77.88 194.59 37.03 37.9 -2.4 33.5 34.2

15 8 20.6 118.7 24.41 10.56 77.88 194.59 34.97 36.0 -2.8 32.7 32.7

20 6 15.4 111.5 22.94 7.92 77.91 194.59 30.86 33.5 -8.6 31.6 33.3

5 16 41.1 137.4 37.67 27.09 77.87 187.20 64.76 67.1 -3.6 35.8 37.5

10 10 25.7 115.9 31.77 16.93 77.88 187.18 48.70 49.6 -1.9 33.4 32.8

15 8 20.6 118.7 32.54 13.54 77.87 187.13 46.08 47.0 -1.9 32.3 31.9

20 6 15.4 111.5 30.57 10.16 77.86 187.22 40.73 42.3 -3.8 31.3 31.6

8 1.76

12 2.64

16 3.52
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新たに提案した理論式の MAPE は 3.99%であった．試験結果と理論値を比較したグラフを Fig. 
4.4 に示す．理論値と試験結果の誤差 0%を点線で示す．試験結果と予測値の相関係数は 0.998
で強い相関を示した．  

 

Figure 4.4 Comparison of test results and predicted 
results for dynamic impact test 

 

4.1.3 動的（Fragmentation モード）の理論値を用いた SEA 検証 

 

試験結果の SEA は、積層数と Pitch の相関は低かったが、SEA の理論値を用いて相関性を検証
する．Table 4.6 に説明変数と目的変数を示し，Table 4.7 に重回帰分析結果を示す．このモデ
ルの決定係数 R２は 0.913，自由度調整済み決定係数 R’２は 0.894 と相関が高い．そして、このモ
デルの p 値は 0.05 よりも小さいので統計的に優位とみなせ，95%信頼区間の値に０が含まれない事
から、説明変数は目的変数を説明できている．  



79 

 

 

Table 4.6 Explanatory variable and response 
variable of the SEA theory value 

Explanatory variable Response variable 

Number of stacks [ply] Pitch [mm] SEA [J/g] 

8 

5 36.1  

10 34.0  

15 33.2  

20 32.9  

12 

5 35.6  

10 33.5  

15 32.7  

20 31.6  

16 

5 35.8  

10 33.4  

15 32.3  

20 31.3  

 

Table 4.7 Multiple regression analysis results for 
dynamic of the SEA theory value 

Item 

Partial regression 

coefficient 

 (β0, β1, β2) 

Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Intercept 38.0*** 0.663 35.5 39.5 

Number of stacks -0.111* 0.046 -0.215 -0.007 

Pitch -0.253*** 0.027 -0.314 -0.193 

Multiple R-Squared (R２) 0.913 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.894 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

* Coefficient estimated with a statistical significance of 0.05 

 

SEA の理論値は積層数と Pitch と相関が高いことから、大きく外れた試験結果の SEA が相関を低くし
ていると考えられる．16ply-P5 及び 8ply-P15 と 8ply-P20、12ply-P20 の 4 つの仕様が理論値か
ら外れており、発生荷重に大きくかかわる破壊モードが理論と異なっていると思われる．試験結果の発生
荷重が高いので応力が高まっていることは明らかだが、直線部もしくはコーナ部それとも全断面の応力が
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高いのかは明らかにならない．この現象を解明するにはミクロレベルの試験を合わせたマルチスケールモデ
ルの研究が必要と考える．しかし、理論値との差が大きい仕様は試験結果の方が高い SEA を示したの
で、設計的なマージンがあることから運用上の問題にはならないので、この問題は今後の研究課題とする．
Fig. 4.5 に SEA における Pitch と積層数の関係を試験結果と理論値を示す． 

 

Figure 4.5 SEA comparison of test and predicted results  
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4.2 結言 

 

本章では動的な圧縮荷重を受ける CFRP で成形したコルゲート型エネルギ吸収部品における平均発
生荷重の理論式を新たに提案した．あわせて、準静的な圧縮荷重を受ける場合の平均発生荷重を
Fu モデルの理論式で検証した．本論文で提案した動的な平均発生荷重の理論式は高い精度を示し
た． 

以下に得られた知見をまとめる． 

 

1. 8ply 仕様の準静的な平均発生荷重において、Fu モデルは 19.1%から 23.2%の誤差があり、
予測精度は低かった．  

2. 8ply 仕様の準静的な平均発生荷重において、Fu モデルをすべて層間せん断破壊として試算す
ると 7.5%以下の誤差となり精度が向上した．積層数が少ない仕様において、破壊モードが理
論と異なっている可能性があり、予測精度向上の課題を示した． 

3. 16ply-P5 の準静的な平均発生荷重において、Fu モデルは 23.8%の誤差があり、予測精度は
低かった．Progressive crushing モード以外の予測精度の課題を示した． 

4. Fu モデルの理論式において、Progressive crushing モードの準静的な平均発生荷重の
MAPE 値は 13.3%であった． 

5. Fu モデルの理論式において、準静的な平均発生荷重の相関係数は 0.991 で高い相関を示し
た． 

6. 本論文で提案した動的な平均発生荷重の理論式の MAPE は 3.99%であった、相関係数は
0.998 で高い相関を示した． 
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第 5 章 本研究の成果 

5.1 工学的な価値 

 

軸圧縮を受ける CFRP コルゲート型構造部品の平均発生荷重を求める理論式導出において、直線
部とコーナ部を分離して、破壊エネルギ率を定式化したことは工学的に価値が高いと考える．そして、試
験結果の解析で直線部とコーナ部の面積を説明変数にして、それぞれの応力を求めた事も有効な手段
であった．これを確認するためにコルゲート断面積を直線部とコーナ部に分けずに動的な応力を推定した
場合に予測される平均発生荷重と、分けた場合の予測精度を検証する． 

 

5.1.1 コルゲート断面を直線部とコーナ部で分けなかった場合の予測精度の算出 

 

コルゲート形状の断面積と MCF を Table 5.1 に示す． 

 

Table 5.1 Explanatory variable and response 
variable for dynamic impact tests using total 
cross-sectional area  

Case Response variable 

Number of 

stacks [ply] 

Pitch 

[mm] 

Cross-sectional area (As) 

[mm2] 

MCF 

[kN] 

8 

5 314.4 34.3 

10 249.2 25.9 

15 245.2 26.1 

20 223.1 23.0 

12 

5 472.0 51.2 

10 373.8 37.9 

15 367.3 36.0 

20 334.7 33.5 

16 

5 629.0 67.1 

10 498.5 49.6 

15 490.4 47.0 

20 447.3 42.3 

Table5.2 にコルゲート形状の断面積と MCF の回帰分析結果を示す．このモデルの自由度調整済み決
定係数 R’２は 0.998 と良好な値を示し、p 値は 0.05 よりも小さく，95%信頼区間の値に０が含まれない
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事から、説明変数は目的変数を説明できている． 

Table5.2 Multiple regression analysis results for dynamic 

impact test using all cross-section of MCF 

Item 
Partial regression 

coefficient (β1) 
Std. error 

95% confidence interval 

Lower Upper 

Cross-sectional area(As) 0.102***   0.0015 0.098 0.105 

Multiple R-Squared  (R２) 0.999 

Adjusted R-Squared (R’２) 0.998 

*** Coefficient estimated with a statistical significance of 0.001 

 

ここで A は断面積を表す．この偏回帰係数を用いて MCF を求めるモデルを式 5.1 に表す． 𝑀𝐶𝐹 = 𝛽1𝐴 (5.1) 

式 5.1 で得られた結果と、予測と試験結果の誤差を Table 5.3 に示す． 

 

Table 5.3 A Comparison of theoretical and experimental 
mean crushing forces for dynamic impact 
test using all cross-sectional area 

Number 

of stacks 
Thickness Pitch 

Cross-

sectional 

area 

Predicted  

Fpa 

Results 

 Fr 

Discrepancy 

(1-Fr/Fpa) 

[ply] [mm] [mm] [mm2] [kN] [kN] [%] 

8 1.76 

5 314.4 32.1  34.3 -6.96 

10 249.2 25.4  25.9 -1.89 

15 245.2 25.0  26.1 -4.36 

20 223.1 22.8  23.0 -1.07 

12 2.64 

5 472.0 48.1  51.2 -6.35 

10 373.8 38.1  37.9 0.60 

15 367.3 37.5  36.0 3.91 

20 334.7 34.1  33.5 1.87 

16 3.52 

5 629.0 64.2  67.1 -4.59 

10 498.5 50.8  49.6 2.45 

15 490.4 50.0  47 6.04 

20 447.3 45.6  42.3 7.29 
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このモデルの MAPE は 3.95%で相関係数は 0.986 あった．予測値と試験結果を比較したグラフを
Fig. 5.1 に示す． 

Figure 5.1 Comparison of test results and predicted 

results for dynamic impact test using all 

cross-sectional area 

 

5.1.2 コルゲート断面を直線部とコーナ部で分けた場合の予測精度の算出 

 

第 3 章の Table3.6 で示した偏回帰係数を用いて MCF を求めるモデルを式(5.2)に表す． 𝑀𝐶𝐹 = 𝛽1𝐶𝐴 + 𝛽2𝐿𝐴 (5.2) 

ここで CA はコーナ部の面積、LA は直線分の面積を表す．式(5.2)で得られた結果と、予測と試験結
果の誤差を Table 5.4 に示す． 
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Table 5.4 A Comparison of theoretical and experimental 
mean crushing forces for dynamic impact test 
using corner area and straight-line area 

Number 

of stacks 

Thickness Pitch Corner 

area 

(CA) 

Straight-

line area 

(LA) 

Predicted  

Fpa 

(all) 

Results 

 Fr 

(all) 

Discrepancy 

(1-Fr/Fpa) 

[ply] [mm] [mm] [mm2] [mm2] [kN] [kN] [%] 

8 1.76 

5 72.4 242.0 33.6 34.3 -1.93 

10 45.2 204.0 25.5 25.9 -1.76 

15 36.2 209.0 24.2 26.1 -7.78 

20 27.1 196.0 21.5 23.0 -7.22 

12 2.64 

5 108.5 363.0 50.5 51.2 -1.47 

10 67.8 306.0 38.2 37.9 0.73 

15 54.3 313.0 36.3 36.0 0.78 

20 40.7 294.0 32.2 33.5 -4.09 

16 3.52 

5 144.7 484.0 67.3 67.1 0.27 

10 90.4 408.0 50.9 49.6 2.56 

15 72.4 418.0 48.4 47.0 2.96 

20 54.3 393.0 43.0 42.3 1.64 

このモデルの MAPE は 2.76%で相関係数は 0.998 あった．予測値と試験結果を比較したグラフを
Fig. 5.2 に示す． 

Figure 5.2 Comparison of test results and predicted results 

for dynamic impact test using corner area and 

straight-line area 
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5.1.3 コルゲート断面を直線部とコーナ部で分けた場合の効果 

 

コルゲート断面を直線部とコーナ部で分ける事を本論文で提案した結果、MAPE は 1.19%、相関係
数は 0.012 向上した．予測精度の向上に加えて、直線部とコーナ部の応力予測値を参照することで、
平均発生荷重の理論式が導出できた．これらの結果は、コルゲート断面を直線部とコーナ部で分けた
事によって初めて得られた結果であり、本手法の有効性が示された． 

 

5.2 産業的な価値 

 

5.2.1 理論式導出の成果 

 

これまでの CFRP コルゲート構造の設計初期段階では、ベンチマークとする断面形状の試験体を制
作して、準静的及び動的試験を候補材料の数だけ実施して材料選定を行う必要があった．これに対し
て理論式を用いた材料選定は、机上検討で材料の優劣判断ができる． 

新たに開発された材料への置換検討においては、Coupon 試験で得られる𝜏𝑖𝑠 , 𝜏𝑜𝑠 , 𝐺Ⅰ, 𝐺𝑡の値を理
論式に代入して算出された結果が目標の平均発生荷重を上回れば候補材料として選定できる． 

このように、理論式が導出されたことで材料選定期間の短縮と費用削減が行えるようになった． 

 

5.2.2 自動車開発における応答曲面モデルの利用タイミングと成果 

 

自動車の開発において重要なものの一つとして、開発日程がある．狙ったタイミングに新商品を投入
するためには、開発・生産準備などの日程や開発リソースを無理なく配置する必要がある．各社とも自
社の事情に合わせた標準日程を用意しており、技術難易度や競合車との市場投入タイミング等を考慮
して開発日程を決定するのが一般的である．公益社団法人自動車技術会のまとめによれば、開発着
手から発売までに約 3 年の例を挙げているが、不透明な市場を読むために設計期間が短くなっているとし
ている[89]．Fig. 5.3 にフルモデルチェンジの開発日程の例を示す． 



87 

 

 

Figure 5.3 Development timeline [89] 
 

Fig. 5.3 で示した開発日程において、今回提案した応答曲面モデルは主に開発構想段階で用いら
れる．開発構想段階では、市場の要求などから目標とする航続距離や出力特性が決まり、車両諸元
に基づきバッテリ配置の検討を行う．また、市場の使い勝手の要求から室内空間や乗員配置などの検
討を行う．これらの検討において、衝突安全性能の影響は大きく短い期間でエネルギ吸収量や荷重伝
達経路、必要寸法などを決定する必要がある．この１年弱の期間で様々なエネルギ吸収ストロークや
荷重経路が検討され、その都度エネルギ吸収構造の目標荷重や形状が見直される．また、先行試作
段階（近年はデジタル試作が多く用いられている）で設計変更が生じる場合が少なからずあり、デザイン
開発が並行して進んでいるので、さらに短い期間で仕様決定することを要求される．一方、CFRP のエネ
ルギ吸収部品は、実験を基にしたビルディングブロックアプローチによる仕様決定に３か月程度の期間を
要していたので、自動車部品としての採用が困難であった．しかし、本論文で提案した応答曲面モデル
は瞬時に仕様決定できるので、自動車開発の日程に適合し、短期間で安価に採用できるようになった．
これにより、衝突性能と軽量化を両立する構造の選択肢を増やすことができた．これらの結果は、応答
曲面モデルを導出した事によって初めて得られた結果であり、本手法が価値ある事を示した． 
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第 6 章 本研究の利用方法 

6.1 応答曲面モデルを用いた設計手順 

 

車両のパッケージレイアウトと試験重量 M から割り当てられた衝突バリアの車体侵入量と吸収エネル
ギの目標値から，第３章の式(3.1)に表すエネルギの釣り合いを解く事で目標とする発生荷重が求めら
れる．ここで得られた目標発生荷重を超える仕様が設計仕様となる．Rigid pole side impact test

の場合の荷重分担は、Fig. 6.1 に示すように、ルーフとドアそしてフロアが主な荷重伝達経路である． 

 

Figure 6.1 Load path of rigid pole side impact test 
 

開発構想段階ではそれぞれに目標発生荷重が割り当てられ、初期の構造検討が行われる．Fig. 

6.2 にフロアロードパスを受け持つ部品の構成図を示す．  

Figure 6.2 Floor load path and body structure 
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フロアロードパスを受け持つ部品は、意匠面のアウタパネルが最外面となり、内部に車体剛性や衝突
入力を受け持つサイドシルレインフォースメントとサイドシルインナで車体前後方向の閉断面を構成してい
る．そして、その閉断面を左右方向から支持するフロアパネルとクロスメンバを配置する．フロアロードパス
はアウタパネル、サイドシルレインフォースメント、コルゲート構造にそれぞれ目標荷重が割り当てられる． 

続いて、コルゲート構造 80 mm 幅で 40 kN 以上発生する事が割り当てられた場合の設計手順を
示す．仕様材料は三菱ケミカル株式会社製カーボンファイバー クロス プリプレグ TR3523（エポキシ樹
脂）とした． 

選択できる仕様の範囲を設定するために、CFL の動的応答曲面に目標荷重が発生する点をプロット
して、目標を超える仕様の境界線を作る．Fig. 6.3 に Pitch5 mm から 20 mm まで 5 mm ごとに
目標 CFL を達成する積層数を算出して動的応答曲面上にプロットしたものを示す． 

 

Figure 6.3 The target values are plotted on the response surface 

 

動的応答曲面にプロットされたターゲットより高い領域が目標荷重を超えている．第２章で提案した
設計エリアの中から Pitch と積層数を選択する．Fig. 6.4 に第 2 章で提案した設計空間にプロットした
ものを示す． 

+ Target 
● Dynamic 

test results 

Target area 
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Figure 6.4 The target values are plotted on the designable area  
 

Fig. 6.4 で示された赤枠で囲まれた部分が設計空間である．この設計空間内にある Pitch と積層
数の組み合わせで仕様決定を行う．尚、積層数は層間せん断応力が断面中立軸で最大となるので、
中立軸を挟んで対称になるように偶数を基本とする．積層数を奇数にした場合は断面の対称性が崩れ、
部品の成型時に部品が歪みやすくなるので寸法精度が課題になる．この課題を解決するためには実物
での生産技術検証が必要である． 

Table 6.1 に Pitch5 mm から 20 mm まで 5 mm ごとに、目標を満たす偶数の積層数と動的及
び準静的発生荷重、断面積を示す．尚、P20 は積層数が応答曲面の外挿値であるので参考として記
した． 

 

Table 6.1 Specifications to meet targets from 
Pitch 5 mm to 20 mm 

Number  

of stacks 

Pitch Perimeter Section  

area 

Dynamic 

CFL 

Dynamic 

load 

Quasi-

static 

CFL 

Quasi-

static 

load 

[ply] [mm] [mm] [mm2] [kN/mm] [kN] [kN/mm] [kN] 

10 5 177.05 401.90 0.242 42.85 0.394 69.76 

14 10 140.09 445.21 0.316 44.27 0.572 80.13 

16 15 127.78 464.10 0.349 44.60 0.648 82.80 

(18) (20) (115.46) (471.77) (0.382) (44.11) (0.724) (83.59) 

 

Table 6.1 の結果から、寸法などの制約が無い場合は最も断面積が小さい 10ply-P5 を選定する．
設計プロセスの最後として準静的発生荷重の 69.76kN を、コルゲート型構造部品を支持する構造の
要求耐荷重としてフロア設計に伝達して仕様検討は完了する． 

Design area 
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Fig. 6.5 に動的及び準静的の CFL を示す応答曲面と、10ply-P5 の推定値を示す． 

 

Figure 6.5 10ply-P6 estimates on the response surface 

 

これまで述べてきた検討手順を Fig. 6.6 に目標荷重決定後の設計手順のフローチャートとして示す． 

 

Figure 6.6 Flowchart of the design procedure after determining 
the target load 

● Quasi static 
● Dynamic 
■ 10ply-P5 Prediction 

Response surface 
of quasi static 
 

Response surface 
of dynamic 
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第 7 章 結言 

自動車産業における脱炭素の取り組みとして、BEV によるカーボンニュートラルの取り組みが行われてい
る．BEV における車体領域の課題は、衝突安全性能の確保と軽量化の両立である．従来の高張力
鋼板を利用したエネルギ吸収部品と比較して、CFRP コルゲート型部品は 59.6%の軽量化がなされ、
CO2 削減に貢献できる事を提示した． 

CFRP の設計はこれまで第 1 章で述べたビルディングブロックアプローチ設計法により、Coupon 試験な
どの要素試験から実大試験に至るまで、多くの試験結果を積み上げて製品仕様を決定してきた．この
試験をスケールアップしていく方法は過剰な設計やリスクを回避するための効率的な方法として、航空宇
宙産業などで幅広く利用されている．FRP を自動車部品に適用するうえでも有効な設計方法だが、多
くの試験を必要とする本手法は、設計期間が短い自動車産業において設計期間短縮が課題となってい
る．このため本研究では、自動車産業の短い開発日程においても、CFRP 部品を構成部品として企画
構想と仕様決定を行うための、ELEMENT および DETAIL レベルの試験を置換する応答曲面モデルと
理論式を提示した．これにより設計期間が短縮され、軽量化効果の高い CFRP 部品を自動車部品と
して適用できる機会を拡大した．また、Coupon 試験結果から Sub-component を予測できるので、
現在よりも積極的に新開発の材料を取り入れやすくなる．この結果、競争力の高い材料を積極的に取
り入れる事ができ、自動車の安全性能の向上に貢献できる．一方、材料開発の観点では、応答曲面
と理論式の二つのモデルを通して車体性能から Coupon 試験とダイレクトにつながるため、材料特性の
要求が明確になり、新たな材料開発の着想の起点となる．これにより更なる材料の進化が期待される．
ビルディングブロックアプローチと本研究のモデルと理論式を組み合わせた場合の概念図を Fig. 7.1 に示
す． 

 

Figure 7.1 Conceptual diagram of building block approach 
and mathematical model 
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本研究で対象とした軸圧縮を受ける CFRP 構造の研究において、これまでの試験体は円筒及び角型
チューブが主流であったので、発生荷重におけるコーナ部の影響を考慮した提案は限定的であった．角
型チューブにおける発生荷重において、コーナ部が与える影響が大きい事は既知だったが、コーナ部の水
平方向に配向した繊維の破断荷重のみに理解が留まっていた．本研究ではコルゲート型構造部品の
発生荷重を目的変数にして、直線部とコーナ部の面積を説明変数とした重回帰分析によって、荷重発
生時の直線部とコーナ部の応力を推定した．このような評価は一般的な応力測定で計測するのは難し
いので、本手法は価値ある手法といえる．これにより発生荷重における直線部とコーナ部の影響が明確
になり、準静的及び動的軸圧縮時の応力比は概ね変化しない事を示した．そして試験後の断面マクロ
解析と推定された応力値を参考にして、新たに動的軸圧縮荷重の理論を定式化した．これまでに静的
な理論式は提案されており、複数の論文発表により理論式の精度向上が行われてきた．しかしながら動
的な理論式は課題として残されていたが、本論文で理論的に示すことができた． 

一方で、準静的軸圧縮の設計空間において 16ply-P5 を設計空間から除外したが、12ply-P5 から
16ply-P5 の間に破壊モードが遷移する点があると考えられる．軽量化効果を考えると Pitch の小さい
仕様を選びたいことから、遷移点の抽出は重要な課題である．また、動的 SEA の試験結果が理論値
から外れる問題の解決も課題として残されている．これらの問題解決には、本研究のようなマクロレベル
の研究に加えて、繊維と樹脂の界面破壊のようなミクロレベルの研究が必要である．これらのマルチスケ
ールモデルによるアプローチの動機付けに基づき今後も継続研究していく予定である． 

以上本研究で明らかになったことを以下にまとめる． 

 

1. CFRP コルゲート型部品の動的な軸圧縮荷重を予測する一次式の応答曲面を導出した．応答
曲面はコルゲート断面形状の幅を決める Pitch と板厚を決める積層数を説明変数とした．この応
答局面モデルで衝突入力に対する発生荷重が机上検討できるようになった． 

2. 軸圧縮荷重の静動比は、準静的荷重に対して動的荷重は最大で 50.1%低下した．先行研究
では準静的と動的の破壊モードの違いは観察されていたが、本研究で新たに荷重低下比率を定量
化した． また、衝突速度が 1.93m/s を下回ると発生荷重が上昇することが分かった．衝突過
程で発生荷重が減少しないことが示されたので、動的な応答曲面で予測された発生荷重でエネル
ギ吸収量を検討できる事を示した．これにより衝突荷重を受け持つ部品の詳細な検討ができるよう
になった． 

3. CFRP コルゲート型部品の準静的な軸圧縮荷重を予測する一次式の応答曲面を導出した．応
答曲面は動的な応答曲面と同様に、コルゲート断面形状の幅を決める Pitch と板厚を決める積層
数を説明変数とした．この応答曲面モデルで CFRP コルゲート型部品の形状が決まれば発生荷重
が予測できるようになり、支持する部品の耐荷重が求められようになった．この結果、開発初期段
階で主要なフロア骨格の仕様を決定できるようになり、本手法の有効性を示した． 

4. コルゲート断面形状の全ての断面積で発生荷重を予測するモデルと、直線部面積とコーナ部面積
に分けて予測するモデルの予測精度を比較した．全ての面積モデルの予測精度はMAPE 3.95%、
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相関係数 0.986 に対して直線部とコーナ部を分けたモデルは MAPE2.76%、相関係数 0.998

に向上し、形状要素を分離して検討する有効性を示した．これにより発生荷重の理論式を直線
部とコーナ部をそれぞれ分けて定式化する事の有効性が示された． 

5. 動的な Fragmentation モードで発生する圧縮荷重の理論式から、断面中央部の層間剝離と層
間せん断及び面外せん断とコーナ部の表面せん断で構成されることを示した．軽量化の検討では、
高強度な繊維と樹脂の選定が論じられるが，軸方向の圧縮破壊を考慮する構造においては繊維
と樹脂の界面強度の影響など樹脂の靭性等が重要である事が示唆された．このように、破壊メカニ
ズムが明らかになったことで、ミクロレベルの研究や CAE 技術研究でより詳細な検討ができるようにな
った． 
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