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第 1 章 緒 論 

1.1 自動車産業における CFRP の適用状況 
複合材料とは，一般に 2 つ以上の互いに異なる材料要素を組み合わせて，個々の要素に

なかった特性を生み出した人工材料である[1]．その代表格が，強化材を繊維とし，強化材

を結びつける母材に樹脂を用いた繊維強化樹脂材料（FRP: Fiber Reinforced Plastic）である．

特に強化繊維に炭素繊維を用いた炭素繊維強化樹脂材料（CFRP: Carbon Fiber Reinforced 

Plastic）は比強度および比剛性に優れることから，航空機分野では省エネルギー化，軽量化

や低コスト化を狙いとして，航空機の大手メーカー，米国のボーイング社，欧州のエアバ

ス社とも新機種毎に CFRP の適用量を急激に増加させている． 

CFRP の機体全体の重量に占める割合は，ボーイング 767 では 3%，ボーイング 777 では

12%であったのに対し，2009 年 12 月に初飛行に成功した次世代中型旅客機ボーイング 787

では主翼や胴体に CFRP が適用され，機体重量の半分に CFRP が適用されている[2]．これ

により，ボーイング 787 は従来のアルミニウム製航空機に対して燃費が 20%も改善したと

報告されている．一方，1974 年に就航した A300 では CFRP の機体全体の重量に占める割合

は 4%程度であったが，A310 では 6%，Ａ320 で 10%，2007 年に就航した大型機 A380 では

機体重量の 25%に CFRP が使用され，2013 年 6 月に就航した次世代中型機 A350XWB にお

いては，主翼，胴体，尾翼などの主要部位にそれぞれ大幅に採用され，機体全体の重量の

53%に CFRP が適用されている．今後，CFRP は航空機において，標準材料になると考えら

れている[3]． 

自動車分野においても，日米欧といった先進国で自動車の燃費基準が強化されており[4, 

5]，軽量化による燃費向上が強く求められている．そのため，金属に代わる材料として CFRP

の適用の拡大が期待されている．

コストや量産成形技術の課題から CFRP の適用範囲は一部の高級車にとどまっていたが，

近年では，RTM（Resin Transfer Molding）工法[6]の成形時間が大幅に短縮されるなど，量産

成形技術が確立されつつある．表 1.1 は，主な CFRP 適用車と，CFRP の適用部位，成形工

法および販売価格である[3, 7]．現在の自動車分野において CFRP の成形工法の主流となっ

ている RTM 工法であることがわかる．2013 年 11 月に欧州で発売開始された BMW の電気

自動車 i3 では，成形工法に RTM を採用し成形時間を大幅に短縮することで成形コストを削

減し，年間生産 1 万台，販売価格 400 万円台を実現している．RTM は生産数が多くなるほ

ど部品当たりの成形費を減らせるため，RTM 工法応用・拡大することで今後さらに CFRP

の量産車への適用拡大が進むことが予測されている．さらに，年間生産 20 万台規模の量産

車へ適用するため，母材に熱可塑性樹脂を使った CFRTP（Carbon Fiber Reinforced 

ThermoPlastic）による 1 分以内の成形技術の開発も進められている[7]． 
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Table.1.1 Vehicles which CFRP has been applied 

 
 
 

1.2 自動車産業における FRP の成形工法 
CFRP を含む FRP の成形は，賦形，含浸，硬化をどのような手段および条件で行うかによ

り分類され，それに見合った型や原材料の形態が選択されている．図 1.1 に示すように，そ

の種類と組み合わせは非常に多く，様々な FRP の成形工法が存在している[6, 8]． 

 

 
Fig. 1.1 Varieties and manufacturing methods of FRP 

release model maker application manufacturing price

2007 GT-R Nissan Radiator
core support Injection 8.7 M

2009 Alfa Romeo 8C Spider Fiat Outer panel
Trunk rid SMC 26.5 M

2010 LFA Toyota Cabin Pre-preg, SMC
RTM 37.5 M

2011 Aventador LP 700-4 Lamborghini Cabin Pre-preg
RTM 39.7 M

MP4-12C McLaren
Automotive Cabin RTM 27.9 M

ImprezaWRX STI tS Subaru Roof VaRTM 4.2 M

2012 Mercedes-Benz SL Daimler Trunk rid RTM 9.2 M

2013 i3 BMW Cabin RTM 4.0 M

FRP Thermoset
(epoxy)

Continuous fiber

Discontinuous fiber

UD

Textile

Braiding

Chopped
(Long fiber)

Filament Winding

Autoclave

RTM

VaRTM

SMC (Sheet molding compound )

BMC (Bulk molding compound )

Hand lay up 

Spray up

Thermoplastic
(PP, PA, PEEK)

Continuous fiber

Discontinuous fiber

UD/Fabric

Chopped
(Long fiber)

Chopped
(Short fiber)

Thermoforming

Injection molding
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製品の力学性能と成形時間のバランスから，前節で示したように現在の自動車分野にお

いては，RTM 工法が FRP 成形工法の主流となっている．RTM 工法では柔軟性が高く成形性

に優れる織物が用いられる．まず，プリフォーム工程で樹脂を含浸させる前のドライな織

物繊維基材（ドライファブリック）をプレス成形する．その後，プレス成形にて最終形状

に腑形されたドライファブリックを仮接着したプリフォームを成形型内に設置し，型を閉

じ，低粘性の熱硬化性樹脂を型内へ注入し，ドライファブリックに樹脂を含浸・硬化させ

成形する．図 1.2 は，RTM 工法の工程である． 

 

 

 

Fig. 1.2 Manufacturing processes of RTM 

 

 従来の超高級車では手作業で行われていたプリフォーム工程を BMWi3 では自動化し，ド

ライファブリックを機械でプレス成形することでプリフォーム工程の成形時間を大幅に短

縮している．さらに，従来は樹脂の含浸・硬化に 125 分の時間を要し，160 分かかっていた

RTM 工法の成形時間を樹脂の流動性や注入法の改善のより，含侵時間 3 分，硬化時間 5 分

に短縮し，10 分以内で成形可能な RTM 工法も開発されている[9, 10]．RTM 工法は，複雑形

状の部材を一体成形でき，高強度かつ高弾性率の部材が得られる成形工法であり，生産効

率が良い．また，オートクレーブ工法と比較して，成形時間が短く，量産性の高い工法で

あり，RTM 工法の採用により，量産車への適用は拡大すると予想されている．一方で，FRP

部品は繊維方向に依存した強い異方性の材料特性を持つため，プリフォーム工程における

ドライファブリックの繊維の方向の乱れ等は最終製品の機械特性に大きな影響を与える．

また，プレス成形における代表的な成形不良として，繊維破損やしわの発生がある．特に

しわの発生箇所では FRP 部品の圧縮強度が劇的に低下することが知られており，成形不良

が極力生じないような最適な成形条件を探索することが重要になる． 

前述のように RTM 工法では，プリフォーム工程のプレス成形による自動化，樹脂の含侵・

硬化時間の短縮により 10 分以内に成形可能な工法が開発され，さらに成形時間を 5 分程度

に短縮しようとする研究も進められている[6]．しかし，量産車に求められる成形時間は 1

分以内であるのに比べると長く，さらなる成形時間の短縮が求められる．そこで，熱可塑

性樹脂を含浸させた繊維（FRTP：Fiber Reinforced ThermoPlastic）シートを加熱してプレス

成形する工法が注目されている． 

FRTP のプレス成形では，前工程においてプリプレグ（繊維に樹脂を含浸させたシート）

を所定の方向に積層し，熱間プレスにて樹脂を含浸させ積層 FRTP シートを作成する．この

工程では温度，成形圧，加圧時間等の条件により FRTP シートの繊維体積含有率（Vf：Volume 

(a) Preform  (b) Resin injection (c) Resin cure (b) Final part 

3 
 



fraction）が変化し，材料特性が大きく変化することが知られている．FRTP シートを作成し

た後，成形温度まで加熱した FRTP シートを成形金型によるプレス成形と冷却の工程で製品

製作をする． 

FRTP のプレス成形工法は金型の温度条件から大きく二種類に分類できる．一つは，金型

に加熱冷却装置を埋め込み金型を成形温度まで加熱した状態でプレス成形し，その後，冷

却する工法である．もう一つは，常温の金型を用いてプレス成形工程と冷却工程を明確に

区別せず，別工程で加熱された FRTP シートを用い，成形しながら冷却する工法である．図

1.3 に 2 種類の FRTP シートのプレス成形の工程を示す．前者の工法では FRTP シートを所

定の温度に保持しプレス成形するため高品質な成形品が得られるが，金型を加熱冷却する

ための時間が必要になり，成形時間の短縮には限界がある．一方，後者の工法では成形と

冷却の工程を同時に行い金型の加熱冷却が必要ないため 1分以内での成形が可能になる[11]．

しかし，温度依存性の材料特性を有する FRTP シートが急激な温度低下を伴ってプレス成形

されるため，成形中の FRTP シートの変形挙動を予測し最適な成形条件を決定することが非

常に難しい成形工法である． 

 

 

 

(a) Isothermal forming of consolicated FRTP sheet 

 

 

(b) Non-isothermal forming of consolicated FRTP sheet 

Fig. 1.3 Manufacturing processes of FRTP stamping 

 

以上に記述したように，FRP のプレス成形は自動車産業で要求される高い力学特性と成

形時間の短縮を両立できる魅力的な工法であるが，成形時の制御パラメータが多く，プレ

ス成形試験による成形条件の最適化には多くの時間と費用が必要になる．そのためプレス

成形による量産成形技術の確立には，繊維方向の変化に加えてしわの発生や繊維破損を予

測し，最適な成形条件を探索するプレス成形シミュレーションの確立が不可欠になる． 

 

 

1.3 FRP のプレス成形シミュレーション手法と問題点 
FRP のプレス成形に対するシミュレーションアプローチとしては，RTM 工法のプリフォ

Heating Positioning Forming Final part Cooling 

Heating Positioning Forming & Cooling Final part 
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ーム工程を対象とし，ドライファブリックのプレス成形シミュレーションのモデルが過去

に多く提案されている． 

本節ではまずドライファブリックのプレス成形シミュレーションに現在最も広く利用さ

れている kinematic モデルについて記述する．次に，有限要素法（FEM: Finite Element Method）

モデルに関して，2 つのモデリング手法に分類し説明する．また，FRTP シートのプレス成

形シミュレーションについて，近年の研究を説明する．さらに，織物複合材料やドライフ

ァブリックのマクロな材料特性を予測する手法として，メゾスケールモデルを用いた解析

について述べ，連続体モデルとメゾスケールモデルの中間的なアプローチであるマイクロ

メカニカルモデルについて記述する．最後に，しわや繊維破損といった成形限界の予測手

法に関して，金属プレスの例を含めて説明する． 

 

1.3.1 幾何学的なアプローチ 
1956 年に Mack ら[12]によって最初に提案された幾何学的アプローチとして，kinematic

モデルがある．kinematic モデルは，伸張変形を考慮しない繊維が回転抵抗を持たないピン

ジョイントで連結されたモデルであり，ピンジョイントモデルやフィッシュネットモデル

とも呼ばれている．1980 年代から 1990 年代にかけて，多くの研究者[13-20]が Mack らと同

様の仮定に基づき測地線間（ジョイント間）の距離の計算手法を改良した kinematic モデル

を提案し，FiberSIM[21]や PAM-QUIKFORM[22]といった商用ソフトウェアが開発され，現

在の産業界で最も広く利用されているモデルである． 

 

 
Fig. 1.4 An illustration on mapping approaches [24] 

 

kinematic モデルは，本来は初期の繊維方向と成形方向のみの条件から，幾何学的なアプ

ローチにより製品形状上の測地線を計算し，簡易的に繊維方向の変化のみを予測する手法

Tool  surface

Fabric material

l0

w0

l0

w0
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である．しかし，Bergsma ら[18]は，せん断変形の限界値を設け，繊維束の幅方向の接触・

変形によりせん断剛性が急激に上昇するせん断ロッキングを考慮したモデルを提案してい

る．さらに，Long ら[23]は，全体のせん断ひずみエネルギーが最小になる変形を探索する

アルゴリズムを追加し，kinematic モデルに力学的な根拠を追加する手法を提案している． 

しかしながら，kinematic モデルは単層のドライファブリックの繊維方向を計算する手法

であり層間のすべりの影響や，しわ押さえのホルダーなどの成形条件の影響は考慮されず，

繊維破損やしわといった成形不良を予測することはできない問題がある． 

 

1.3.2 ドライファブリックの離散モデル 
幾何学的なアプローチである kinematic モデルに対して，力学的なアプローチとして FEM

の利用が考えられる．前述のように kinematic モデルでは，繊維破損やしわといった成形不

良を予測することはできないため，FEM の利用によりこれらの問題の解決を試みようとす

る研究が行われている． 

ドライファブリックは，繊維が束になった繊維束が周期的のある織構造をなし構成される

材料である．そのため，構造周期性を考慮する代表体積要素（RVC: Representative Volume）

を仮定し，RVC をトラス要素により表現するモデルを Kato ら[25]が提案している．Tanov

ら[26]は，同様の手法を用いて自動車のサイドエアバッグ展開のシミュレーションを行って

いる．さらに，Sharma ら[27]や Skordos ら[28]は，図 1.5 に示すように繊維方向の特性を表

すトラス要素を回転フリーのピンジョイントで結合し，せん断抵抗を表現するため対角に

バネ要素を配置し，繊維束の引張変形と繊維束の回転によるせん断変形をそれぞれ独立に

モデル化する手法を提案している．面内の異方性特性やロッキングを含めたせん断の非線

形特性まで考慮可能なモデル[25-28]であるが，これらのモデルでは曲げ剛性が考慮されて

いない．また，引張とせん断を別々のトラス要素で表現しているため，引張とせん断の荷

重の相互依存性が考慮されない問題がある． 

 

 

Fig. 1.5 Schematic representation of the RVC by truss elements [27] 
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1.3.3 ドライファブリックの連続体モデル 
トラス要素によりドライファブリックの RVC を離散的に表現する手法に対して，ドライ

ファブリックを連続体と仮定し，膜要素やシェル要素を用いるマクロスケール FE モデルが

1990 年代の中頃に提案され，現在の FRP プレス成形モデルの研究の主流になっている．初

期のモデルとして Chen ら[29]は，膜要素をベースに直交異方性の弾性モデルを開発し，ド

ライファブリックのプレス成形を行っている．一方，Kang ら[30]は，同じ時期にトータル

ラグランジュ法を採用した直交異方性弾性モデルを提案している． 

 

 

Fig. 1.6 Orthogonal and non-orthogonal local frame and 

stress components on an isolated element [32] 

 

異方性材料では，せん断変形により材料主軸の相対角は変化するが，非線形有限要素解

析においては材料座標軸の剛体回転のみを考慮し，せん断変形による材料主軸の相対角の

変化は考慮していないのが通常である．しかし，ドライファブリックのプレス成形時には

大きなせん断変形が生じるため，せん断変形による材料主軸の相対角の変化の影響が材料

挙動に与える影響は大きいと考えられる．そのため，Yu ら[31]や Xue ら[32]は，材料の直交

性が成立しない大変形時の繊維束の再配置を考慮するモデルを提案している．ここでは，

Xue ら[32]の提案手法の概要を記述する．図 1.6 は要素の局所座標と縦糸，横糸の方向ξ，

ηを示している．x’－y’座標は直交座標であり，x’はξに一致する．2 つの座標系における

応力とひずみの関係は次式で表される． 
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ここで，εξとεηはそれぞれ縦糸，横糸方向のひずみであり，γξηとγηξは初期の位置か

らの角度変化である．直交性の成立しないξ－η座標における応力－ひずみ関係が式（1.3）

で定義できるとすると，材料座標系およに全体座標系における応力－ひずみ関係は（1.4）

で表される． 
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xy
T

xyyxyx εRDTRTσεDTTσ 3232 , == ′′′′     （1.4） 

 

ここで，R は直交テンソルであり，要素の局所座標 x’－y’から全体座標 x－y への回転変換

を表す．つまり，繊維の直交性が成立しないξ－η座標における応力－ひずみ関係 D を用

い，全体座標 x－y の応力ひずみを計算できる． 

連続体モデルによる FRP プレス成形シミュレーションについては，現在，2 つの代表的

なグループにより先進的な研究が行われている．1 つは，フランスの Lyon 大学の Boisse を

中心としたグループの研究[32-38, 43, 44, 46, 49]であり，もう 1 つは，オランダの Twente 大

学の Akkerman，Thije を中心としたグループの研究[39-41, 47]である． 

Boisse ら[33, 34]は，プレス成形中の 2 軸引張特性を表現するため，繊維の初期のうねり

を考慮し，繊維方向にのみ繊維が抵抗を持つモデルを提案している．さらに，Boisse らや

Aimene ら[35-37]は異方性超弾性モデルを用いて引張とせん断の特性をそれぞれ独立のひず

みエネルギー関数で扱う手法を提案し，面内の引張とせん断でそれぞれ非線形な特性を表

現し，せん断剛性がドライファブリックのプレス成形挙動に与える影響を FEM 解析による

パラメトリックスタディ解析により報告している．Willems ら[38]は，同様に 2 軸引張特性

と，大変形における非線形なせん断特性を表現するモデルを提案している． 

一方，Thije ら[39, 40]は，単層ドライファブリックのプレス成形時のせん断大変形を高精

度かつロバストに計算するため，アップデートラグランジュ法を採用した 3 節点シェル要

素を開発している．開発した要素を用いて，せん断の大変形まで陰解法にて安定的に解く

ことができることを報告している．さらに，Thije ら[41]は，積層 FRP のプレス成形を効率

的に計算するため，単層ドライファブリックのために開発した 3 節点シェル要素を，図 1.7
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に示すように上下に 2 要素重ね，面内変形に加えて厚み方向の圧縮変形も考慮する

muti-layer 要素を開発している 

 

 
Fig. 1.7 The multi-layer element in a two-layer configuration [41] 

 

以上に述べたモデル[31-41]は，いずれも成形不良の代表であるしわの評価に重要な面外

曲げ剛性を考慮していない問題がある．例えば，金属薄板のような連続体では，その曲げ特

性は圧縮・引張の面内特性からシェル理論により算定できる．しかし，ドライファブリックでは

曲げ変形時に繊維束間で滑りが生じるため，その摩擦や織り構造，曲げ方向に依存して曲げ特性

が異なり，連続体力学のシェル理論は成立しない[42]．そのため，2011 年以前に提案されたドラ

イファブリックのプレス成形モデルは面内の引張とせん断のみの表現に注目し，曲げ剛性は考慮

されていない問題がある[31-41]． 

 

 
 

Fig. 1.8 Loads on a unit woven cell and resultants, tensions, in-plane shear, bending [43] 
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この問題に対し，2011 年に Boisee ら[43]は，図 1.8 に示すように平織ドライファブリック

のユニットセルを考えて，各繊維束の伸び変形荷重 T1，T2，繊維束間の面内の回転変形荷

重 MS および各繊維束の面外の曲げ変形 M1，M2 を，それぞれの繊維束の伸び変形ε11，ε22，

面内のせん断変形角γ，各繊維束の曲率χ11，χ22 の関数として表す材料モデルを提案し，

面内の異方性を有する特性に加えて，等方性の面外の曲げ剛性も考慮可能なモデルを構築

している．Boisee ら[43]の提案モデルの仮想仕事のつり合い方程式を次に示す． 

 

( ) ( ) ( ) ( ) ( )

( ) ( ) 22221111

2222
1

1111exp

LMLM

MLTLTWW

pppppp

S
pppp

N

p

ppp
acc

c

ηcηc

ηγηeηeηη

++

++=− ∑
=  （1.5） 

 
ここで，ηは仮想変位， ( )ηexpW と ( )ηaccW はそれぞれ外部仕事に関する仮想仕事，運動エネ

ルギーに関する仮想仕事であり，p はユニットセルの番号を示す．第 1 項と第 2 項は図 1.8(a)
に示す繊維束の引張変形に関する仮想仕事を示し， ( )ηε11 と ( )ηε 22 は縦糸と横糸の繊維束方

向の仮想ひずみを，L1，L2 は縦糸と横糸の長さを示す．第 3 項は図 1.8(b)に示す面内せん断

変形に関する仮想仕事を示し， ( )ηγ は縦糸と横糸の仮想せん断角を示す．第 4 項と第 5 項は

図 1.8(c)に示す繊維束の面外曲げ変形に関する仮想仕事し， ( )ηχ11 と ( )ηχ 22 は縦糸と横糸の

仮想曲率を示す．面内の引張せん断の異方性に加えて面外の曲げ剛性を考慮しているが，

式（1.5）からも明らかなように面外のねじり剛性は考慮されていない． 

さらに，Allaoui ら[44]は提案モデルを用いたパラメトリックスタディ解析により，曲げ剛

性がしわの表現性に与える影響が重要であることを報告し，三角錐形状のプレス成形試験

を行い，比較検証により提案モデルの予測精度を検証している．しかし，面内の引張とせ

ん断は独立の表現しており，依然として引張とせん断の荷重の相互依存性が考慮されてい

ない問題がある． 

 

1.3.4 FRTP シートのプレス成形シミュレーション 
樹脂を含浸させた FRTP シートのプレス成形では材料を加熱しプレス成形するため，成形

時の温度が成形挙動に与える影響が大きく材料特性の温度依存性の考慮が重要になる．特

に，せん断特性は温度に依存して大きく変化することが報告されている[45-47]．曲げ特性

についても温度依存性が大きく，高温時の FRTP シートは非線形性を有する曲げ特性を示す

ことが試験で観測されている[48]． 

一方で，FRTP シートの層間および FRTP シートと金型の間の接触抵抗は，接触面に高温

の樹脂が存在するため，構造解析で一般的に用いられるクーロン摩擦ではなく，式（1.6）

で与えられるヘルジー数 H に依存した接触摩擦係数を用いることが報告されており[46, 47, 

49, 50]，FRTP シートのすべり挙動を正確に表現することに着目した多くの研究が進められ
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ており，ヘルジー数に依存した摩擦モデルが提案されている． 

 

p
vH η

=         （1.6） 

 

ここで，η は樹脂の粘度，v はすべり速度，p は接触面の圧力である．図 1.9 に示すようにヘ

ルジー数に依存して，クーロン摩擦状態から粘性摩擦状態まで変化する． 

 

 
Fig. 1.9 Example of a Stribeck curve; 

Region I: boundary lubrication; II: mixed lubrication; III: hydrodynamic lubrication 

 

Lyon 大学の研究では，2011 年に Chen ら[46]が図 1.10 に示すように FRTP シートの繊維と

樹脂の応力を並列に計算するモデルを提案している． 

 

 

Fig. 1.10 Schematic of visco-elastic model for laminates [46] 
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さらに Chen ら[46]は，亀裂進展解析に使用される cohesive 要素[51-57]を用い，ヘルジー

数に依存して変化する摩擦抵抗を表すため，変形抵抗を樹脂粘度，垂直圧力，相対変位の

関数として表す cohesive 材料モデルを開発し，FRTP のプレス成形シミュレーションを行っ

ている．しかし，FRTP シートは膜要素を用いてモデル化しており，曲げ剛性は考慮されて

いないもあった．この問題を解決するために，2013 年に Wang ら[49]が，曲げ剛性を考慮す

る FRTP シートモデルを提案している．さらに，Wang ら[49]はヘルジー数に依存して変化

する摩擦係数を表現するため，摩擦係数，μ を式（1.7）の関数で表すモデルを提案してい

る． 

 

21 CHC +=µ        （1.7） 

 

ここで，C1と C2 は，すべり試験の結果から得られる定数である．Wang ら[49]は，提案モデ

ルを用いてプレス成形初期の FRTP シートの温度分布を考慮したプレス成形シミュレーシ

ョンを行っているが，成形中の温度変化は考慮していない． 

一方，Twente 大学の研究では，2014 年に Haanappel ら[47]は，図 1.11 に示すようにプレ

ス成形中に FRTP シートに作用する力は面内荷重，面外曲げ荷重およびシート表面の接触に

よる摩擦力のバランスによりしわ発生の有無が決定するとして，面内異方性および曲げ剛

性を考慮する FRTP シートモデルを提案し，さらにヘルジー数に依存して変化する摩擦係数

を式（1.8）の関数で表すモデルを提案している． 

 
qpH=µ        （1.8） 

 

ここで，p と q は，すべり試験の結果から得られる定数になる． 

 

 

Fig. 1.11 Schematic explanation of in-plane loads due to forming [47] 

 

しかし，Chen ら[46]，Wang ら[49]および Haanappel ら[47]のモデルは，面内の異方性を有

する特性に加えて，面外の曲げ剛性を考慮しているが，これらは線形の曲げ特性のみを考
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慮しており，FRTP シートの高温時の非線形性を有する曲げ特性を考慮していない問題があ

る． 

自動車分野における FRTP シートのプレス成形への期待の高まりから，近年では Lyon 大

学と Twente 大学以外の研究グループからも FRTP シートのプレス成形シミュレーションモ

デルが提案されている．2013 年には Harrison ら[58]が繊維束方向の特性をビーム要素，せん

断特性を膜要素で表現するモデルを提案している．また，2014 年には，Morris ら[59]が

Harrison らと同様のアプローチによる FRTP シートのプレス成形解析モデルを提案している．

しかし，これらのモデルは面内の引張とせん断のみに着目し，曲げ特性は考慮していない．

また，2014 年に Larberg ら[60]は，ヘルジー数に依存して変化する摩擦係数に加えて，樹脂

の粘着性を考慮し接触面における剥離荷重がある閾値に達するまで接触が解除されないモ

デルを提案している． 

以上に既存研究における FRTP シートのプレス成形解析モデル[46, 47, 49, 58-60]を説明し

たが，いずれも FRTP シートの高温時の曲げ特性の非線形性までは考慮されておらず，曲げ

特性の非線形性を考慮したモデルは現在まで提案されていない．さらに既存研究では成形

温度一定を仮定したシミュレーションがほとんどであり，成形中の温度変化が成形性に与

える影響が考慮されていない問題がある． 

 

1.3.5 ドライファブリックのメゾスケールモデル 
一方向繊維強化樹脂材料（UD: UniDirectional）の材料特性を予測する手法としては，理論

モデルや理論と試験結果を組み合わせた経験モデルが提案されている[61]．代表的なモデル

に，ひずみ一定を仮定した Voigt モデルと，応力一定を仮定した Ruess モデルがある．Voigt

モデルは繊維方向の特性の予測に適しており，Ruess モデルは繊維直交方向の特性予測に適

している．また，繊維直交方向の特性予測のため，理論と試験結果を組み合わせた Halpin-Tsai

モデルなども提案されている． 

 

 

Fig. 1.12 Scales usually used in textile composite simulation 

 

一方，ドライファブリックや織物複合材料は内部で繊維が束になった繊維束が複雑な織

Length scale 

Bundled beam elements Solid or shell elements Shell or membrane elements

Micro Meso Macro
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り構造を持つため，一方向強化材のようにその材料特性を理論モデルにより予測すること

は困難である．そのため，図 1.12 に示すように，ミクロスケール，メゾスケールおよびマ

クロスケールのそれぞれのスケールにおいて，力学的な数値解析モデルが適用されている．

本論文では便宜上，繊維 1 本を判別できるスケールをミクロスケール，繊維が束になった

繊維束の織構造に着目するスケールをメゾスケール，実製品のスケールをマクロスケール

と呼ぶ． 

ドライファブリックでは，繊維束間の相互作用がその材料特性に大きな影響を与えるた

め，特に繊維束スケールで織り構造をモデル化したメゾスケールモデルによりマクロな材

料特性を予測することが有効になる．メゾスケールの FEM モデルは，ボクセル要素を用い

たモデリングを中心に古くから開発されてきたが[62, 63]，近年では図 1.13 に示す

Wise-TEX[64]や Mesh-TEX[65]といったソフトウェアが開発され，繊維束の形状を忠実にモ

デル化したメゾスケールモデルの構築が可能となっている．Wise-TEX は繊維の曲げエネル

ギーが最小になる状態を探索することで，繊維束の織形状を作成するソフトウェアであり，

Mesh-TEXはWise-TEXで作成された繊維束の織構造から繊維のVfを変化させることなく繊

維束間のめり込みを除去し，六面体ソリッド要素にて FEM モデルを作成するソフトウェア

である．その後Wise-TEXと同様の仮定に基づき，オープンソースソフトウェアのTexGen[66]

が開発されている． 

 

  
 

 
(c) TexGen [66] 

Fig. 1.13 Softwares for modelling the geometry of textile structures 

(a) Wise-TEX [64] (b) Mesh-TEX [65] 
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メゾスケールモデルによりドライファブリックのマクロ特性を予測するため，Boisse らや

Heivet ら[67-73]は，2 軸引張やせん断の大変形においてユニットセルレベルでマクロ特性を

精度よく予測するためソリッド要素でモデル化した繊維束に与える材料モデルを開発して

いる．具体的には不連続体・不均質体である繊維束を連続体・均質体としてモデル化する

ため，図 1.14 に示すように繊維方向の引張，繊維直交方向の圧縮，繊維方向のせん断，繊

維直交方向のせん断の 4 つのモードに関連する変形モードに対して抵抗を返す繊維束材料

モデルを構築している． 

 

 

 
 

 

Fig. 1.14 Deformation modes of yarn [72] 

 

さらに，近年のコンピューター性能の向上に起因し，図 1.15 に示すように繊維束をビー

ム要素にてモデル化し，ドライファブリックの変形挙動を予測する研究も行われている

[74-76]． 

 

 
Fig. 1.15 Woven simulation with beam elements [76] 

 

以上に述べたメゾスケールモデルによる解析は，マクロ物性の予測や材料挙動の詳細を

分析には非常に有効な手法であるが，プロセス設計におけるプレス成形条件の探索には計

算負荷が大きく，不向きな手法である． 

(a) Elongation (b) Compaction of 

the cross section 

(c) Distortion of 

the section 

(d) Longitudinal 

shear 
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1.3.6 ドライファブリックのマイクロメカニカルモデル 
1.3.3 では，ドライファブリックを連続体と仮定し，異方性や非線形性を有するマクロな

材料特性を膜要素やシェル要素を用いて表現することに着目した連続体モデルによるドラ

イファブリックのプレス成形モデルついて記述した．また，1.3.5 では繊維束スケールで織

り構造をモデル化したメゾスケールモデルにより繊維束の変形や繊維束間の相互作用を解

析することでマクロな材料特性を予測するアプローチについて記述した．一方，連続体モ

デルとメゾスケールモデルの中間的なアプローチとして，膜要素やシェル要素を用いつつ

簡易化した織構造の変形メカニズムを考えることでマクロな材料特性を表現するマイクロ

メカニカルモデルが提案されている． 

King[77]は，繊維束の材料特性と織構造からメゾスケールでの繊維束の変形エネルギーが

最小になる RVC の織構造変形を考えることでドライファブリックのマクロ挙動を表現する

モデルを提案している．Tabiei ら[78]は繊維束を横等方性弾性体モデルとし，せん断ロッキ

ング以降の縦糸と横糸の接触による繊維束の幅方向の変形を考慮するモデルを提案してい

る．さらに Ivanov ら[79]は，Tabiei のモデル[78]にせん断ロッキング以前の繊維束間の摩擦

による回転抵抗を付加するモデルを提案している．また Shahkarami[80]は，せん断ロッキン

グ以降の挙動をより正確に表現するため，繊維束の幅方向に非線形性を考慮することで

Tabiei のモデル[78]を拡張した．Boljen ら[81]はせん断ロッキング以降のひずみ速度依存性の

挙動まで表現するモデルを提案している． 

 

 

Fig. 1.16 Fabric modeling techniques 

 

しかし，これらのマイクロメカニカルモデル[77-81]は，軍事用の防弾チョッキや飛行機

のジェットエンジンの防護ジャケットにおける耐衝撃性といったドライファブリックの動

的な材料挙動を精度良く解析するための手法として提案されており，プレス成形シミュレ

ーションへの適用については詳細に検討された事例はない． 

Phenomenological

Continuum model

Mechanism-based

Micromechanical modelMeso-scale model

Length scale 
Meso scale Macro scale

x

y

warp yarn

weft yarn
z

Representative Volume Cell

Yarn is modeled by solid or 
shell elements. Fabric is modeled by shell/membrane elements. 

Continuum mechanics
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1.3.7 成形限界の評価手法 
1.3.2～1.3.4 にて，既存研究における FEM によるプレス成形シミュレーションモデルにつ

いて記述したが，これらの有限要素（FE）モデルを用いたプレス成形シミュレーションの

目的は，強度評価に必要な繊維配向を予測することに加えて，しわや繊維破損といった成

形不良を予測し，プレス成形シミュレーションにより最適な成形条件を模索することであ

る． 

金属薄板のプレス成形では，成形不良を予測する指標として，図 1.17 に示すような成形

限界線図（FLD: Forming Limit Diagram）が提案されている．具体的には形状の異なる数種

の試験片を用いた張出し成形試験により面内のひずみ比を変化させて破断ひずみを測定し，

それを主ひずみ座標上にプロットして線で結んだものが FLD と呼ばれシミュレーションで

得られた局所的なひずみ状態から破断やしわを予測するために広く利用されている[82]． 

 

 
Fig.1.17 Forming limit diagram of metal sheet [82] 

 

FRP のプレス成形においては，Dessenberger ら[83, 84]がランダムマットのプレス成形を対

象として成形不良を予測するための成形限界線図を試験計測から構築している．具体的に

は，2 軸引張試験機を用いて主ひずみの比率を変化させた試験を行い，最大荷重を計測する

ことで図 1.18 に示すように主伸張（主ひずみ方向の伸長）λ1，λ2 によりひずみ空間にお

ける成形限界線図を試験計測から構築している． 

M
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crack
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Fig. 1.18 Forming limit diagram of random mat [83, 84] 

 
しかしながら，連続繊維を強化材に用いた FRP シートのプレス成形に関しては，代表的

な成形不良であるしわや繊維破損らを予測するための成形限界線図は提案されていない． 

 
 
1.4 本研究の目的 
図 1.19 は，1.3 節に記述した既存研究における FRP プレス成形シミュレーション開発の

経緯である．2000 年以前には，計算負荷の少ない幾何学計算のみの kinematic モデルが多く

提案されているが，1990 年代後半からはコンピューター性能の向上により詳細に材料挙動

を計算する FEM を利用したシミュレーションモデルの研究が活発に行われている． 

既存研究で提案されているFEMを用いたFRPプレス成形シミュレーションモデルにおけ

る問題点と研究課題を整理すると以下のようになる． 

(1) ドライファブリックの離散モデルの問題点 

・ 各方向の特性を独立のトラス要素で表現しているため，面内の引張とせん断の相互依

存性を無視している． 

・ しわの評価に重要な曲げ剛性を考慮していない． 

(2) ドライファブリックの連続体モデルの問題点 

・ 各方向の特性を独立のエネルギー関数で表現したhyperelasticモデルを利用するものが

ほとんどであり，離散モデル同様に面内の引張とせん断の相互依存性を無視している． 

λ 2
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・ 膜要素を用いており，曲げ剛性が考慮されていない場合が多い． 

(3) FRTP シートのプレス成形シミュレーションの問題点 

・ 2011 年に曲げ剛性を考慮した最初のモデルが登場しているが，線形の曲げ剛性のみを

考慮し FRTP シートの非線形性を有する曲げ特性を考慮していない． 

・ プレス成形の前工程である FRTP 積層シート作成時の成形条件により Vfが変化し材料

特性が変化するが，Vf の変化に対応できるモデルは提案されていない．そのため，Vf

が変化した際には再度，材料物性の同定が必要となる。 

・ 成形温度一定を仮定したシミュレーションがほとんどで成形中の温度変化が成形性に

与える影響を考慮していない． 

(4) FRP シートの成形限界予測の問題点 

・ 連続繊維の FRP シートの成形限界線図は過去に提案されておらず，要素サイズ以下の

波長の小さなしわ（ミクロなしわ）は FEM を利用したシミュレーションの変形形状か

らは予測できない． 

 

 

Fig. 1.19 Models of fiber reinforced composite for forming simulations 

 

Mack, et al., 1956

Robertson, et al., 1984

Heisey, et al., 1988Smiley, et al., 1988

Trochu, et al., 1996

Aono, et al., 1994

Long, et al., 1999

Bergsma, et al., 1995

Long, et al., 1994

Aono, et al., 1995

Kinematic models

Discrete models

Kato, et al., 1999

Tanov, et al., 2003 Sharma, et al., 2004

Skordos, et al., 2007

Chen, et al., 1995 Kang, et al., 1995

Boisse, et al., 1997

Boisse, et al., 2001

Boisse, et al., 2006

Aimene, et al., 2008

Aimene, et al., 2010

Boisse, et al., 2011

Continuous models

Chen, et al., 2011

Univ. of Lyon

Finite element models

Thije, et al., 2007

Thije, et al., 2008

Thije, et al., 2009

Morris, et al., 2014

Harrison, et al., 2013

Haanappel, et al., 2014 Larberg, et al., 2014

Wang, et al., 2013

Univ. of Twente

CFRTP models

Models consider
bending stiffness

19 
 



上記の課題を解決するため，本研究では下記を研究項目とする． 

(1) 成形不良の代表であるしわの発生予測を含め成形性を総合的に評価するため，曲げ剛

性とせん断挙動の引張依存性を考慮したドライファブリックのマクロスケール FE モ

デルの提案 

(2) FRTP シートの高温時の非線形性を有する曲げ特性と温度依存性の材料挙動を考慮し，

さらに Vfの変化に対応できる FRTP シートのマクロスケール FE モデルの提案 

(3) FRP シートのプレス成形限界を予測する手法構築の第一段階として，直交異方性弾性

体モデルを用いたマクロスケール FE モデルの各要素のひずみ状態から UD プリプレ

グのしわ発生を予測する手法の提案 

 

1.1 節で述べたように，FRP のプレス成形工法は成形時間が短く大量生産に適した非常に

魅力的な工法である．しかし，成形時の制御パラメータが多く，試験による成形条件の最

適化には多くの時間と費用が必要になる．上記の研究項目を達成することでマクロスケー

ル FE モデルによるプレス成形シミュレーションにより，成形不良の代表であるしわを含め

た成形性を正確に予測可能になる．本研究で提案するモデルを用いたプレス成形シミュレ

ーションにて最適な成形条件を模索することが可能になり，自動車分野における量産成形

技術確立の課題解決に有効な FRP のプレス成形工法のプロセス設計に寄与できるものと考

える．また，UD プリプレグのプレス成形では，ミクロなしわが積層材の内部で発生するこ

とが知られており，特に積層枚数の多い大型機への CFRP 適用への大きな障害となっている．

マクロスケールFEモデルを用いたシミュレーションでは予想できなかったミクロなしわを

ひずみ状態からしわの発生を予測する手法が構築できれば，ボーイング 787 や A350XWB

のような中型機の機体構造だけでなく，大型機への CFRP 適用にも貢献できると考える． 

 

 

1.5 本論文の構成 
本論文は 6 章で構成される．図 1.20 は研究の流れである． 

第 1 章の緒論では，金属に代わる材料として期待される FRP の自動車分野における適用

状況と，量産車へ適用を拡大するために量産技術の確立が課題になっていることを記述し

た．さらに RTM 工法のプリフォーム工程や FRTP シートのプレス成形解析を対象とし，既

存研究にて提案されているシミュレーションモデルと，それらの問題点について記述し，

本研究の目的を示した． 

第 2 章では，異方性かつ非線形性を有するドライファブリックのプレス成形中のマクロ

な材料挙動を正確に表現するマクロスケール FE モデル提案のため，ソリッド要素により繊

維束スケールで織り構造をモデル化し，繊維束の変形と相互作用を直接計算するメゾスケ

ールモデルを構築する．メゾスケールモデルにて，引張，せん断および曲げの各荷重変位

挙動を詳細に解析する．また，大規模メゾスケールモデルを用いて，プレス成形シミュレ
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ーションを実施し，プレス成形中のドライファブリックの詳細な材料挙動を把握する． 

第 3 章では，メゾスケールモデルの解析におけるドライファブリックのプレス成形中の

材料挙動を正確に表現するマクロスケール FE モデルを提案し，メゾスケール解析との比較

により，提案マクロスケールモデルの材料挙動の予測性能を検証する．成形不良の代表で

あるしわの発生を正確に予測するため，膜要素にシェル要素を組み合わせて曲げ剛性を付

加する手法を提案し，さらに，面内挙動の表現に引張依存のせん断特性が考慮可能なマイ

クロメカニカルモデル適用するモデリング手法を提案する．しわの予測性能に加えて，プ

レス成形中の繊維方向変化挙動および繊維破損の予測性能を合わせて評価する． 

第 4 章では，ドライファブリックのマクロスケール FE モデルを拡張し，成形時間 1 分以

内が実現可能な工法として注目される常温の金型を用いる FRTP シートのプレス成形工法

に適用する．FRTPシートの高温時の非線形な面外曲げ特性まで表現できるモデルを提案し，

面内特性については熱可塑性樹脂の影響による温度依存性を表現する．さらに，節点の変

位から樹脂のひずみ成分を計算する際に Reuss モデルを導入し，樹脂の素材の材料特性と

Vfから FRTP シートのせん断特性を予測できるモデルを提案する．提案モデルのプレス成形

時の変形挙動の予測性能を評価するため，プレス成形試験の結果との比較検証する． 

第 3 章や第 4 章で提案するマクロスケール FE モデルにおいては，しわの発生は要素の変

形形状から予測するが，要素のサイズより小さな波長のしわは予測できない．また，この

ようなミクロなしわを予測する手法は過去に提案されていない．そこで，第 5 章では，連

続繊維 FRP のプレス成形の成形限界予測手法を構築するための第一段階として，UD プリプ

レグを対象に，直交異方性弾性体モデルを用いたシミュレーション結果のひずみ状態から

しわ発生箇所を予測する手法を提案する． 

第 6 章では，各章で得られた研究成果と今後の展望をまとめる． 
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Fig. 1.20 Scope and the outline of each chapter 
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第 2 章 メゾスケールモデルによるドライファブリックの材料挙動解析 

 

2.1 緒 言 
ドライファブリックや織物複合材料は直径 10μm 程度の繊維数千本が繊維束となり，その

繊維束が複雑な織り構造をなす材料であるため，UD 材のように理論モデルや経験則モデル

でその材料挙動を解析することは困難である．さらに，ドライファブリックは繊維束間の

相互作用がその材料特性に大きな影響を与える．そのため織物複合材料やドライファブリ

ックの材料特性を予測することを目的として，繊維束スケールで織り構造をモデル化し繊

維束の変形と相互作用を直接計算するメゾスケールモデルが提案されている[60-72]． 

本章では，異方性かつ非線形性を有するドライファブリックのプレス成形中の複雑な材

料挙動を正確に把握し，それらを表現するマクロスケール FE モデルを次章にて提案するた

め，以下を目的として，メゾスケールモデルによる大規模シミュレーションを行う． 

(1) 引張，せん断および曲げの各荷重に対する材料挙動の把握 

(2) マクロな材料挙動に対する各方向の荷重の相互依存性の調査 

(3) 織り構造の違いがマクロな材料挙動に与える影響の確認 

(4) プレス成形中のドライファブリック材料挙動の把握 

上記を目的とし，本章ではドライファブリックのメゾスケールモデルを構築し，面内の

引張，せん断，および面外の曲げの各荷重変位挙動を詳細に解析する．また，繊維破損を

評価する際の目安として各マクロひずみと繊維に局所的に生じるひずみの相関を明らかに

する．平織ドライファブリックに加えて綾織ドライファブリックのメゾスケール解析を行

い，織り構造の違いがマクロ特性に与える影響を考察する．さらにメゾスケールモデルに

よる大規模プレス成形シミュレーションを行い，プレス成形中に生じるしわの発生や織り

構造の変化を詳細に解析する． 

 

 
2.2 ドライファブリックのメゾスケールモデル構築 
本章では，まず炭素繊維 3K 平織（フィラメント数 3,000 本，織密度 5 本/cm）を対象にド

ライファブリックのメゾスケールモデルを構築する．図 2.1 は，織り構造を 6 面体ソリッド

要素により繊維束スケールで作成したメゾスケールモデルである．繊維束は繊維が引き揃

えられ束となった構造であるため，繊維方向が強軸となる直交異方性（横等方弾性）材料

として取り扱う．6 面体ソリッド要素は繊維方向に沿うように要素分割し，要素座標系に沿

って強軸を設定することにより繊維方向変化に伴う材料強軸の変化に対応する．表 2.1 は，

メゾスケールモデルに与える繊維束の材料定数である． 
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Fig. 2.1 Plain weave textile structure of meso-scale model 

 

Table 2.1 Material properties of the yarn for the meso-scale models 

Young’s modulus  E11 [MPa] 175,000 

Young’s modulus  E22, E33 [MPa] 11,700 

Shear modulus  G23 [MPa] 3,900 

Shear modulus  G31, G12 [MPa] 4,400 

Poisson’s ratio  ν12, ν31 0.02 

Poisson’s ratio  ν23 0.2 

 

メゾスケールモデルは材料試験片サイズの解析でも数百万要素レベルと大規模モデルに

なる．また，繊維束同士の複雑な接触とその摩擦力の計算を要するが，本研究では動的陽

解法とペナルティ法による接触解法によりこの問題を解決する．各計算ステップにおいて，

式（2.1）に示す運動方程式は中心差分法により解かれる． 

 
nnn fuKuM =⋅+⋅        （2.1） 

 

ここで，𝑢̈𝑢，u はそれぞれ加速度ベクトル，変位ベクトル，M は質量マトリックス，K は剛

性マトリックス，fn は外力ベクトルである．なお，繊維束間の相互作用は接触計算とクーロ

ン摩擦モデルにより解析する．メゾスケールモデルと試験の整合性を検証した文献[69, 85]

では，摩擦係数は 0.2 から 0.3 の値が用いられることが多く，本研究における解析では繊維

束間の相互作用の影響が最も大きくなる摩擦係数 0.3 を用いる． 

引張変形挙動のメカニズムを分析するため，図 2.2 に示す繊維束方向の 1 軸引張試験と等

2 軸引張試験を模擬したメゾスケールモデルを構築する．1 軸引張試験片は幅 50mm，長さ

100mm，等 2 軸引張試験片は幅 100mm，長さ 100mm とする．また，せん断変形挙動のメカ

ニズムを分析するため，図 2.3 に示す冶具で試験片の 4 辺をクランプしせん断変形を与える

picture frame 試験，+/-45°配向の試験片を伸張させる bias-extension 試験を模擬したモデルを
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構築する．picture frame 試験片は幅 200mm，長さ 200mmとし，bias-extension試験片は幅 50mm，

長さ 200mm とする．さらに，曲げ変形挙動のメカニズムを分析するため，図 2.4 に示す繊

維束方向と繊維束 45°方向の純曲げを解析する．曲げ試験片は，幅 12mm，長さ 24mm とす

る．なお，試験片の負荷端部を剛体化し，剛体に変位を与えることで試験片を変形させる． 

 

 
 

Fig. 2.2 Model description of tensile behavior simulations using meso-scale model 

 

 

 

Fig. 2.3 Model description of shear behavior simulations using meso-scale model 
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Fig. 2.4 Model description of bending behavior simulations using meso-scale model 

 

引張，せん断および曲げの各変形下において解析結果の荷重－変位特性から得られるマ

クロな材料特性を確認する．また，マクロスケールモデルにおいて繊維破損を評価する際

の目安として，マクロな変形（ドライファブリックのマクロひずみ）と繊維破損の原因と

なる局所的な繊維ひずみ（繊維束ソリッド要素の繊維方向の最大ひずみ）の相関をメゾス

ケールモデル解析で確認する． 

次に，織り構造の違いがマクロ特性に与える影響を調査するため，綾織ドライファブリ

ックのメゾスケールモデルを構築する．平織ドライファブリックと同様に織り構造を 6 面

体ソリッド要素により繊維束スケールで作成し，繊維方向が強軸となる直交異方性（横等

方弾性）材料として取り扱い，表 2.1 に示す材料定数を与える．図 2.5 は，綾織ドライファ

ブリックのメゾスケールモデルである． 

 

 

Fig. 2.5 Twill weave textile structure of meso-scale model 

 

なお，メゾスケールモデルの形状生成には Wise-TEX[64]を，FE モデル作成には Mesh-TEX 
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[65]を，メゾスケールモデルの解析には汎用有限要素解析コード LS-DYNA[86]を用いる． 

 

 

2.3 メゾスケールモデルによるマクロ特性評価 
2.3.1 平織ドライファブリックの各変形に対する材料挙動解析 

メゾスケールモデルを用い，1 軸引張，bias-extension せん断および曲げの各荷重－変位挙

動を詳細に解析し，ドライファブリックの各マクロひずみと繊維に局所的に生じるひずみ

の相関を明らかにする． 

図 2.6 は，メゾスケールモデル解析の 1 軸引張下におけるマクロ引張ひずみと繊維方向に

生じる局所的な最大引張ひずみの関係である．繊維方向の最大ひずみは，マクロ引張ひず

みの増加に比例して増加する．繊維は炭素繊維を想定して引張破断ひずみを 0.02 とすれば，

1 軸引張変形下ではマクロスケールモデルを用いる解析では，繊維束方向のひずみが 0.019

で繊維破損が生じると判断できる． 

 

 

Fig.2.6 Relationship between fiber strain and macro-strain under uniaxial tension 

 

図 2.7 は，メゾスケールモデルの荷重－変位特性である．また，図 2.8 は 1 軸引張下の繊

維束の断面変形図と応力－ひずみ特性である．ひずみ 0.006 までは引張方向の繊維束のうね

りが解消する挙動を示し，非線形な応力－ひずみ特性を示す．繊維束のうねりが解消する

0.006 以降のひずみ領域では繊維束の材料強軸がすべて引張方向に一致するため，線形的な

応力－ひずみ特性を示す．なお，Long ら[87]の 1 軸引張試験においても，本メゾスケール

解析の結果と同様の特性が確認されている． 
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Fig.2.7 Relationship between the displacement and the applied force 

under uniaxial tension loading 

 

 
Fig. 2.8 Stress – strain response and mesoscopic deformation mode during uniaxial tension 

 

bias-extension 試験では+/-45°配向の試験片を伸張させ，せん断特性を得る．繊維束間の接

触部はピンジョイントで滑りがなく，繊維束の引張変形が生じないと仮定すれば，図 2.9 に

示す領域 C で生じるせん断変形は，領域 B に生じるせん断変形の 2 倍になり，領域 A では

変形が生じないと考えることができる．そのため，試験片に与えるエネルギーの全てがせ
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ん断変形に使われると仮定すれば，単位面積当たりのせん断荷重 Fsh(γ)とせん断ひずみ γ は

次式より得られる[87-89]． 

 

( ) 



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


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( )









−
+−

−=
WH

dWH
2

arccos2
2
πγ      （2.3） 

 

ここで，Fcは試験片の引張荷重，d は荷重点の変位，H と W は図 2.5 に示すようにせん断変

形箇所の長さである．せん断応力は式（2.6）にて求められる． 

 

( ) ( )
t

Fsh γγt =        （2.4） 

 

 
Fig. 2.9 An illustration of a fabric specimen under the bias-extension test [87] 

 

図 2.10 は，メゾスケールモデルの bias-extension 解析から式（2.3）にて算出したマクロせ

ん断ひずみと繊維方向の局所的な最大引張ひずみの関係である．マクロせん断ひずみは 0.80

においても繊維に 0.02 の引張ひずみは生じないのがわかる． 
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Fig.2.10 Relationship between fiber strain and macro-strain under bias-extension 

 

図 2.11 は，メゾスケールモデルの bias-extension 解析の荷重変位特性である．変位 40mm

以前においては，繊維束交差部の回転によるせん断変形が主であり荷重抵抗が非常に小さ

くなる．変位 40mm 付近で繊維束間の接触による繊維束幅方向の変形が生じ始め，荷重抵

抗が急激に上昇するせん断ロッキングの現象が生じていることが確認できる．なお，本メ

ゾスケール解析より得られたせん断挙動は Willems ら[88]や Lomov[90]らの bias-extension 試

験の特性と同等であることを確認している． 

 

 

Fig. 2.11 Relationship between the displacement and the applied force 

under bias-extension loading 
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図 2.12 は，メゾスケールモデル解析にて，繊維束方向および繊維束 45°方向にそれぞれ純

曲げを与えた際のマクロな曲げひずみと繊維方向の局所的な最大引張ひずみの関係である．

曲げひずみは変形中のドライファブリックの厚みを一定として算出した．繊維束方向に曲

げた場合はマクロな曲げひずみ 0.042 に対して繊維方向に 0.02 の引張ひずみが発生する．

一方，繊維束方向に対し 45°方向に曲げた場合は曲げひずみ 0.05 まで曲げ変形を与えても繊

維に 0.02 の引張ひずみは生じないことがわかる． 

 

 

Fig.2.12 Relationship between fiber strain and macro-strain under out-of-plane bending 

 

 

Fig. 2.13 Relationship between the curvature and the applied moment 

 under out-of-plane bending 
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また，図 2.13 は繊維束方向と 45°方向のメゾスケールモデルのモーメントと曲率の関係で

ある．繊維方向の曲げ剛性に対して 45°方向の曲げ剛性が小さくなることが確認できる．な

お，Ludmila[91]らの曲げ試験においても，本メゾスケール解析結果と同様に曲げ剛性に方

向依存性があることが報告されている． 

 

2.3.2 1 軸引張挙動と等 2 軸引張挙動の比較 
次に各方向の荷重の相互依存性を検証するため，1 軸引張と等 2 軸引張のメゾスケール解

析から得た引張特性の比較を図 2.14 に示す．図 2.9 に示したように 1 軸引張では初期に繊

維束のうねりが解消する挙動を示し，非線形な引張特性が確認されたが，等 2 軸引張では

変形初期からほぼ線形的に荷重が増加しているのがわかる． 

 

 
Fig. 2.14 Responses under uniaxial and biaxial tensile loading 

 

図 2.15 は，1 軸引張と等 2 軸引張の断面変形図の比較である．等 2 軸引張では直交方向

の繊維束が同じ引張荷重を受けることにより繊維束の曲げ変形が拘束され，1 軸引張のよう

に初期に繊維束のうねりが解消するような変形は見られない．そのため，変形初期から繊

維方向に引張応力が生じており，変形初期から線形的な特性を示していることがわかる．

本メゾスケール解析で確認された 1 軸引張と等 2 軸引張の挙動の差異は，Willems[88]，

Lomov[90]らおよび Long[92]の縦糸と横糸方向の荷重バランスを変化させた 2 軸引張試験の

傾向と同じであることを確認している． 
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Fig. 2.15 Mesoscopic deformation mechanism during uniaxial and biaxial tensile loading 

 

2.3.3 引張荷重が平織ドライファブリックのせん断挙動に与える影響 
2.2.2 のメゾスケールシミュレーションの結果からも明らかなように，ドライファブリッ

クは繊維方向の引張りに対する変形抵抗は大きいが，面内のせん断に対しては繊維束同士

の回転による変形が主であり変形抵抗は非常に小さい．そのため，ドライファブリックの

プレス成形におけるせん断変形の影響は大きく，せん断挙動の正確な表現は特に重要にな

ると判断される．Willem ら[88]や Launay ら[83]は，正方形試験片の周辺を冶具で固定して

対角線方向に伸張させる picture frame 試験で計測したせん断特性は繊維束に加わる張力の

影響により，純粋なせん断変形を与えた場合と比較して大きなせん断剛性が計測されるこ

とを報告している．また Boisse ら[33]はせん断特性がドライファブリックのプレス成形時の

しわの発生に大きな影響を与えることを報告している．Willems[89]は，各方向の相互依存

を考慮したモデルの重要性に言及しつつ，現状ではそのようなモデルを確立するに至って

いないことを報告している． 

そこで本研究では，平織ドライファブリックのメゾスケールモデルを用いてせん断特性

を取得する代表的な試験方法である図 2.3 に示した picture frame 試験，bias-extension 試験を

模擬した解析を行い，成形解析手法の展開と大変形に伴う特性を見い出す． 

picture frame 試験のせん断荷重 Fsh とせん断ひずみ γ は次式より求められる[88]． 
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ここで，Fnormはフレームの引張荷重，d は荷重点の変位，L は試験片の幅である． 

図 2.16 は，式（2.3），式（2.4）および式（2.5），式（2.6）により算出した各せん断特性

の比較である．マクロスケールのプレス成形解析モデルには，通常 picture frame 試験もしく

は bias-extension 試験のいずれかの試験から得たせん断特性を利用するのが，picture frame

試験から得たせん断剛性が bias-extension 試験から得た特性よりかなり大きくなることがわ

かる．なお，本メゾスケール解析の傾向は，Launay ら[93]の試験結果と同等であることを確

認している． 

 

 

Fig. 2.16 Shear responses for picture frame test and bias-extension test 

 

図 2.17 は，繊維束に生じる引張荷重とせん断ひずみの関係である．なお，図中に 35%ひ

ずみ時の繊維方向の引張応力分布を合わせて示す．picture frame 試験では繊維束の端部が冶

具で拘束されているため，せん断変形中に繊維に大きな引張りが生じる．一方，bias-extension

試験では繊維端部はフリーであり，そのような引張りは生じない．繊維に引張荷重が作用

する状態では，せん断剛性が大きく増加することがわかる． 
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Fig. 2.17 Fiber tensile load of yarn under picture frame test and bias-extension test 

 

2.3.4 織り構造がドライファブリックのせん断特性に与える影響 
織り構造の違いが，ドライファブリックのマクロなせん断特性に与える影響を確認する

ため，綾織ドライファブリックのメゾスケールモデルを用いて bias-extension 解析を実施す

る．図 2.18 は，メゾスケールモデルの解析結果より得られたせん断特性の比較である．

Mohammed ら[94]の試験と同様に，綾織ドライファブリックでは平織ドライファブリックよ

りせん断剛性が小さくなるのがわかる． 

図 2.19 は，せん断変形下における平織ドライファブリックおよび綾織ドライファブリッ

クのメゾスケールモデルの変形図と断面図である．平織ドライファブリックは縦糸と横糸

の繊維束を 1 本おきに交互に浮き沈みさせて織られているが，綾織ドライファブリックで

は縦糸および横糸は 3 本連続して織られている．そのため，せん断変形下において縦糸と

横糸の繊維束の接触が平織ドライファブリックほど安定せず，繊維束の交差部にて接触せ

ずに離れている箇所が存在するのがわかる．ドライファブリックのせん断抵抗は，せん断

ロッキングまでは繊維束交差部の回転による摩擦抵抗が支配的であるため，この繊維間の

接触状態の違いが綾織ドライファブリックと平織ドライファブリックのせん断特性の差と

して表れたものと考える． 
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Fig. 2.18 Shear responses of plain weave and twill weave 

 

 
(a) Plain weave 

 
(b) Twill weave 

Fig. 2.19 Deformations of plain weave and twill weave at 35% shear strain. 

 

 

2.4 メゾスケールモデルによるプレス成形シミュレーション 
プレス成形中のドライファブリックの材料挙動を詳細に把握するため，メゾスケールモ

デルを用いて半球形状のプレス成形シミュレーションを行う．図 2.20 は，解析モデルの概
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要である．図 2.1 に示した平織ドライファブリックおよび図 2.7 に示した綾織ドライファブ

リックをブランク基材とし，ブランクサイズは 156mm×156mm とする．プレス成形ではし

わの発生を防止するためブランクホルダーを用いて，ブランク基材に張力を与えながら成

形されることが多いため，本研究でもブランクホルダーを用いて直径 100mm の半球形状を

持つパンチを 50mm 押し込む条件にて解析する．ダイ，パンチおよびブランクホルダーは

表面形状を剛体シェル要素でモデル化し，ドライファブリックと金型間の接触摩擦係数は

0.3 を用いる．なお，ソリッド要素にて構築するブランクモデルの要素数は 1,703,520 要素

と，非常に大規模なモデルとなる．なお，繊維束にはドライファブリックの材料挙動解析

と同様に表 2.1 に示した材料物性を与える． 

  
Fig. 2.20 Meso-scale preforming simulation on a hemisphere 

 

2.4.1 ブランクホルダー荷重が成形性に与える影響 
図 2.21 は，平織ドライファブリックのメゾスケールモデルを用いて半球形状の成形シミ

ュレーションを実施した結果である．ブランクホルダーの荷重を 1.5kN と 3.0kN の 2 条件と

し，ブランクホルダー荷重がドライファブリックの成形性に与える影響を調査する．図

2.21(a)に示すようにホルダー荷重が 1.5kN と小さい場合，しわが生じるのがわかる．一方で，

しわの発生を抑制するためにホルダー荷重を 3.0kN と大きくすると，しわは生じなくなるも

のの，図 2.21(b)に示すように繊維束間に滑りが生じて織目間隔が開く現象が確認できる． 
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(a) In case of small holder force (1.5kN) 

 
(b) In case of large holder force (3.0kN) 

Fig. 2.21 The effect of blank holder force on the deformation of carbon fiber bundle 

 

実際のプレス成形においてもしわの成形不良の対策としてホルダー荷重が調整されるこ

とがあるが，今回のメゾスケールモデルによるプレス成形の結果からホルダー荷重を大き

くし過ぎると繊維束間にすべりが生じてしまうことが示唆される．このことから，繊維束

Wrinkle

Crossover slip
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を詳細にモデル化したメゾスケールモデルにより繊維束の目ずれのような詳細な現象まで

シミュレーションにて予測できることを示せたものと考える． 

 

2.4.2 織り構造が成形性に与える影響 
織構造の差が成形時の構造変化に及ぼす影響を調査するために，平織ドライファブリッ

クと綾織ドライファブリックに対し，同じ 2.5kN のホルダー荷重を与える条件にて半球形状

のプレス成形シミュレーションを実施する．図 2.22 は，プレス成形後のそれぞれの変形形

状である．平織ドライファブリックではしわが発生しているが，綾織ドライファブリック

ではしわが生じていないことがわかる．これは，2.2.4 にて確認したように綾織ドライファ

ブリックのせん断抵抗が，平織ドライファブリックより小さく，せん断の大変形が許容さ

れるためと考える． 

 

 

  

Fig. 2.22 Influence of the weave pattern on the formability 

 

 

2.5 結 言 
本章では，メゾスケールモデルを用いて，各方向に荷重を与える解析を行い，平織ドラ

イファブリックの材料挙動を分析し，引張，せん断および曲げの各方向のマクロな材料特

性と各方向の変形時に繊維に生じるひずみを把握した．また，各方向荷重の相互依存性を

確認するため，1 軸引張と等 2 軸引張時の材料挙動の違いを確認した．さらに，繊維束に生

じる引張がせん断特性に与える影響および織り構造に違いがせん断特性に与える影響につ

いて確認した．表 2.2 に本章でメゾスケール解析から確認したドライファブリックの材料挙

(a) Plain weave (b) Twill weave 
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動をまとめる． 

 

Table.2.2 Deformation mechanisms for dry fabric during the forming 

 
 

また，半球形状の成形シミュレーションを実施し，ホルダー荷重の違いが，しわ発生や

繊維束間のすべりに与える影響を確認した．さらに，織り構造に違いが成形性に与える影

響を確認した．なお，メゾスケールモデルの半球形状プレス成形シミュレーションは CPU

コア 64 並列計算にて約 5 日を要した．実用性を考えれば，更なる工夫が必要である． 

より実用的な解析モデルとして，マクロスケールのプレス成形シミュレーションモデル

を考える必要がある．そこで次章では，マクロスケールモデルを提案する．提案マクロス

ケールモデルでは，メゾスケールモデルによる解析において確認したドライファブリック

の異方性および荷重相互依存性を有する面内の材料挙動，方向依存性を有する面外の曲げ

Mechanism Characteristics

In-plane tensile loading • Undulation of yarns is removed in 
uniaxial tension. This affects low initial 
stiffness zone as long as yarns are 
being straightened.

• There is no low initial stiffness zone in 
biaxial deformation since biaxial load 
leads to elastic elongation of yarn itself.

• Key deformation mode (along with 
bending) for biaxial fabric.

In-plane shear • Resistance against a changing shear 
angle is very low until reaching a shear 
locking angle.

• Above shear locking angle, hear 
modulus significantly increases due to 
internal yarn contact and distorted 
yarns.

• Shear stiffness by bias-extension is 
lower than that by picture frame.

Out-of-plane bending • Bending stuffiness is much lower than 
in-plane stuffiness as fibers within 
yarns can slide relative to each other.

• Bending stiffness depends on the 
direction; bending stiffness in yarn 
direction is higher than in the bias (+/-
45°) direction.
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挙動を表現する．提案マクロスケールモデルを用いて，半球形状のプレス成形シミュレー

ションを行い，本章で構築したメゾスケールモデルのプレス成形シミュレーション結果と

比較することで，提案マクロスケールモデルの変形予測性能を評価する． 
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第 3 章 ドライファブリックのプレス成形シミュレーション 

 

3.1 緒 言 
1.1 節において，現在の自動車分野において RTM 工法が，FRP の成形工法の主流になっ

ていることを記述した．この RTM 工法では繊維基材には柔軟性が高く成形性に優れる織物

（ドライファブリック）が用いられる．RTM 工法は，まずプリフォーム工程でドライファ

ブリックをプレス成形し，それを成形型内に設置し低粘性の樹脂を型内へ注入し含浸・硬

化させ織物複合材料部品を成形する工法である．織物複合材料は繊維方向に依存した強い

異方性の材料特性を持つため，ドライファブリックのプレス成形後の繊維の方向は最終製

品の機械特性に大きな影響を与える．また，代表的な成形不良としてしわの発生や繊維破

損があり，繊維方向の変化に加えて，しわの発生，繊維破損を予測する成形シミュレーシ

ョン手法の確立が特に重要になる． 

1.3 節で述べたように FEM によるドライファブリックのプレス成形解析モデルとして，

ドライファブリックのマクロな材料挙動を表現することに着目した様々なモデルが提案さ

れている．Kato[25]，Tanov[26]，Sharma ら[27]，Skordos ら[28]はトラス要素を用いて繊維束

の引張変形と繊維束の回転によるせん断変形をそれぞれ独立にモデル化する離散モデルを，

また，Aimene，Boisse ら[35-37]は異方性 hyperelastic モデルを用いて引張とせん断の応力成

分をそれぞれ独立の関数で扱う連続体モデルを提案している．しかし，これらは面内の引

張およびせん断の特性を表現することに注目したモデルであり，しわ形状の発生等の正確

な予測には不十分である．さらに，これらの手法はいずれもドライファブリックの面内の

引張りおよびせん断の各特性を独立に取り扱うため，各方向の相互依存は考慮されない．

しかし，2.2 節のメゾスケールモデルの解析では，せん断特性が繊維束の引張状態により大

きく変化することを確認している．また，Boisse ら[35]はせん断特性がドライファブリック

のプレス成形時のしわの発生に大きな影響を与えることを報告している．Willems[38]は，

各方向の相互依存を考慮したモデルの重要性に言及しつつ，現状ではそのようなモデルを

確立するに至っていないことを報告している． 

そこで本研究では，プレス成形における代表的な成形不良であるしわの発生予測を含め

成形性を総合的に評価するため，ドライファブリックの面内異方性に加え，曲げ剛性を考

慮したマクロスケール FE モデルを提案する．また，しわの評価にせん断特性が与える影響

を検証し，ドライファブリックのプレス成形において特に重要なせん断挙動の引張依存性

に着目し，繊維束の引張状態により変化するせん断特性の変化を考慮する．提案モデルを

用いて半球形状のプレス成形シミュレーションを行い，メゾスケールモデルの解析結果と

比較することで，境界条件に依存せず高精度にしわの予測が可能なことを示す． 
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3.2 マクロスケールモデルにおける面外挙動の表現 
FEM によるドライファブリックのプレス成形シミュレーションモデルとして，1.3 節でマ

クロな材料挙動を表現することに着目し，トラス要素を用いて繊維束の引張変形と繊維束

の回転によるせん断変形をそれぞれ独立にモデル化する離散モデル[25-28]，ドライファブ

リックを連続体として膜要素やシェル要素でモデル化する連続体モデル[29-44]が多く提案

されていることを記述した．しかし，既存の研究で提案されているモデルのほとんどは，

面内の引張およびせん断の特性に注目したモデルであり，曲げ剛性が考慮されていない．

そのため，しわ形状の発生の正確な予測には不十分である．そこで本節では，しわの発生

を予測するため，ドライファブリックの面内の異方性特性に加えて，曲げ剛性を考慮した

FE モデルを提案し，その有効性を確認する． 

 
3.2.1 マクロスケールモデルにおける面外挙動表現の課題 
ドライファブリックは繊維束が複雑な 3 次元構造を持つ不連続な材料であり，2.2 節にお

いてメゾスケールモデルを用いた解析で確認したように，繊維束間の相互作用により複雑

な材料挙動を示す．図 3.1 は，ドライファブリックの各方向の材料特性である．金属薄板の

ような連続体では，その面外曲げ特性は面内特性からシェル理論により算定できるが，ド

ライファブリックでは曲げ変形時に繊維束間で滑りが生じるため，その摩擦や織り構造，

曲げ方向に依存して曲げ特性が異なり，連続体力学のシェル理論は成立しない． 

 

 
Fig.3.1 Stress – strain curves for dry fabric under each loading condition 

 

板曲げのシェル理論は，板の中立面に垂直な断面は変形時にも平面を保ち，法線方向の直

応力が面内方向の応力に対して小さく無視できる，という 2 つの仮定から成り立っている．
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1850 年に Kirchhoff[95]によって定式化された薄板理論とそれを拡張した Reissner-Mindlin 

[96, 97]の厚板理論がある．FEM で用いられるシェル要素についても一般的には，Kirchhoff

の仮定をベースにしたシェル要素と，Reissner-Mindlin の仮定をベースとしたシェル要素が

存在する．図 3.2(a)に示すように，Kirchhoff の仮定をベースにしたシェル要素では面外せん

断は考慮されず，面内のひずみのみが考慮される．一方で，図 3.2(b)に示すように

Reissner-Mindlin の仮定をベースにしたシェル要素では，面外方向のせん断ひずみが考慮さ

れる．そのため，面内の引張剛性に対して極端に小さなドライファブリックの曲げ剛性を

表現するため Reissner-Mindlin シェル要素[98, 99]を適用し，その面外せん断剛性として非常

に小さな値を適用するアプローチも考えられる．しかし，ドライファブリックにおいては，

2.2 節で示したように 0/90 方向に対して 45°方向の曲げ剛性が小さくなるなどの複雑な異方

性特性を示し，単純に面外せん変形を考慮するだけで，その曲げ挙動を表現することは困

難である．また，材料試験にてドライファブリックの面外のせん断特性を計測することは

非常に難しく，Reissner-Mindlin シェル要素の面外せん断変形によりドライファブリックの

曲げ特性を表現したプレス成形シミュレーションを有限要素解析した例は過去にない． 

 

 

 

Fig.3.2 Illastration of Kirchhoff and Reissner-Mindlin theory theories 

 

既存の研究で提案されているほとんどのドライファブリック FE モデルでは，面外の曲げ

剛性は面内の引張剛性に対し非常に小さいとして曲げ剛性を持たない膜要素が用いられ，

面内の引張とせん断の表現のみに注目されている[29-41]．しかし，プレス成形における代

表的な成形不良の 1 つであるしわ発生の予測には，面内の引張とせん断のみを考慮した解

析では不十分である．プレス成形工程におけるしわ発生のメカニズムは，面内の変形によ

り生じた圧縮応力が座屈限界応力を上回り面内の変形が面外の曲げ変形に分岐する座屈問

題として説明できる．この座屈限界応力には曲げ剛性が影響するため，しわの正確な予測

には面外の曲げ剛性を考慮することが重要になる． 
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3.2.2 面外曲げ剛性を考慮したマクロスケールモデルの提案 
本研究では，面内の引張特性やせん断ロッキングを含むせん断特性の考慮だけでなく，

面外曲げ剛性も表現できるマクロスケール FE モデルを提案する．膜要素とシェル要素を組

み合わせる本提案モデルの概要図を図 3.3(c)に示す．厚み中心位置に膜要素を作成し，膜要

素と節点を共有するシェル要素を 2 要素付加する．なお，膜要素には簡単のため Aimene，

Boisse ら[35-37]と同様に繊維束方向の引張とせん断の各応力ひずみ関係をそれぞれ独立に

取り扱う hyperelastic モデルを用い，面内異方性および各方向の非線形特性を独立のひずみ

エネルギー関数として定義することでドライファブリックの面内特性を表現とする．面内

の応力ひずみ特性を膜要素により表現し，面外の曲げ剛性はシェル要素にて表現する． 

 

  
(a) Architecture of dry fabric 

 
(b) Conventional macro-scale model 

 
(c) Proposed macro-scale model 

Fig.3.3 Shell and membrane combined model 

 

シェル要素による曲げ剛性の付加の計算手法を具体的に示す．シェル要素の法線方向を z

とし，厚み中心位置（中立面）を z=0 とする．本提案モデルでは節点変位からシェル要素の

ひずみを計算する際に，2 つのシェル要素が膜要素の節点位置から等距離反対側に配置して
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いるものとして計算する．平面応力を仮定したシェル要素に，節点の回転変位 θ により生じ

るひずみ成分 εsは，式（3.1）で記述できる．また，シェル要素の中立面からの距離を d と

し，シェル要素に与える板厚はそれぞれ t/2 とすると，z は式（3.2）の範囲を取るため，回

転変位に対するシェル要素のひずみは d の値に応じて大きく計算される．なお，添え字の s

は膜要素に付加したシェル要素を示す． 

 

 

(a) Before bending deformation 

 

 

(b) After bending deformation 

Fig.3.4 Schematics of macro-scale model considering in-plane and the out-of-plane properties 
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ここで，θy，θxはそれぞれ y 軸周り，x 軸周りの回転角である． 

本提案モデルのシェル要素の曲げモーメント M は，式（3.3）～（3.6）にて表すことがで

きる． 
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ここで，My，Mxはそれぞれ y 軸周り，x 軸周りのモーメント，Mxyはねじりモーメントであ

る．σx
s，σy

sは x 方向，y 方向のシェル要素の直応力，τxy
sはせん断応力を示す． 

シェル要素に与える x 方向，y 方向の弾性係数を E s
x，E s

y，せん断弾性係数を G sとする

と式（3.4）～（3.6）は次のように変換される． 
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節点回転からのひずみを算出する際に加えて，ここでも参照面の移動距離 d に比例して節

点のモーメント力は大きく計算される．そのため，面内挙動に与える影響が無視できるほ

ど小さな剛性しかシェル要素に与えることなく，大きな曲げ抵抗を表現できる．さらに，

式（3.7）および（3.9）は，式（3.1）を用いて次のように変換される． 
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y 軸周りの曲率 φy，x 軸周り曲率 φx，およびねじり率 φxyは，式（3.13）にて表される． 
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式（3.13）を式（3.10）～（3.12）に代入すれば，シェル要素に与える x 方向および y 方

向の弾性係数およびせん断弾性係数と，t，d，曲げ試験[42]で観測される曲げ剛性 EIy，EIx，

およびねじり試験[100, 101]で観測されるねじり剛性 GIxyにより式（3.14）～（3.16）にて表

すことができる． 
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ドライファブリックの各方向の曲げ剛性 EI およびねじり剛性 GI は曲げ試験やねじり試

験もしくは，第 2 章で行ったメゾスケールモデル解析から取得できるため，E sや G sが面内

の各剛性に与える影響を無視できる十分に小さい値になるように d の値を決めることで，

所定の曲げ剛性やねじり剛性を表現することができる．2.2 節で示したように繊維束方向と

繊維束 45°方向で異なる曲げ剛性は，シェル要素に異方性モデルを適用すれば，その方向依

存の曲げ剛性も表現できる． 

本提案モデルの計算フローの概要を図 3.5 にまとめる．なお，添え字の m は面内特性を表

現する膜要素を示す． 
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Fig.3.5 Numerical procedure for the proposed macro-scale model 
 

膜要素にシェル要素を付加する本提案マクロスケールモデルによりドライファブリ

ックの面内異方性および各非線形特性に加え，面外の曲げ剛性とその方向依存性が表現

可能となる． 
 

3.2.3 面外曲げ剛性を考慮した材料モデル化検証 
第 2 章のメゾスケールモデル解析より得られた引張，せん断および曲げの応力ひずみ特

性をマクロスケールモデルに導入し，マクロスケールモデルを構築する．図 3.6 は膜要素に

与える面内の各特性である．引張特性には 1 軸引張試験を，せん断特性には bias-extension

試験を模擬したメゾスケール解析から得られた特性を導入する．なお，図 3.6(b)は，メゾス

ケールモデル bias-extension 解析より式(2.3)，(2.4)にて算出されたせん断特性である． 
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(a) Tensile property 

 

(b) Shear property 

Fig.3.6 Material properties of the in-plane model for macro-scale model 

 

表 3.1 は曲げ剛性の付加のためシェル要素に与える弾性定数および参照面移動距離 d で

ある．なお，シェル要素の中立面からの距離 d には図 2.1 に示したドライファブリックの厚

みの 10 倍の値を与えている．この場合，シェル要素の参照面を中立面として計算する場合

と比較して約 1/4800 の弾性率をシェル要素に与えることで所定の曲げ剛性を表現できる．

そのため，シェル要素がプレス成形中の面内挙動に与える影響は無視できるほど十分に小

さくなると考える． 
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Table 3.1 Bending properties for the macro simulations model 

Defined parameters on shell element  

Defined Young’s modulus in shell  E s  [MPa] 6.11 

Defined shear modulus in shell G s  [MPa] 2.02 

Offset distance from mid-surface d  [mm] 2.4 

 

マクロスケールモデルに，図 2.2(a)，図 2.3(b)，図 2.4(a)および(b)に示すメゾスケールモ

デルと同等の荷重境界条件を与え，得られる荷重変位特性をメゾスケールモデルによる解

析結果と比較する． 

図 3.7 は 1 軸引張変形を与えた際の荷重変形特性の比較である．マクロスケールモデルに

てメゾスケールモデルと同等の引張特性が表現できているのがわかる． 

 

 

Fig.3.7 Comparison of responses to uniaxial tension between meso-scale and macro-scale models 

 

図 3.8 は bias-extension 試験を模擬した変形を与えた際の荷重変形特性の比較である．せ

ん断変形下でもマクロスケールモデルにてメゾスケールモデルと同等の荷重変位特性を表

現できる． 
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Fig.3.8 Comparison of responses to bias-extension between meso-scale and macro-scale models 

 

さらに，図 3.9 は繊維束方向と繊維束 45°方向に曲げ変形を与えた際の荷重変形特性の比

較である．マクロスケールモデルにてメゾスケールモデルと同等の曲げ剛性および曲げ剛

性の方向依存性を表現できることを示している． 

 

 

Fig.3.9 Comparison of responses to bending between meso-scale and macro-scale models 

 

図 3.10 は，面内特性を表現する膜要素に面外曲げ剛性を表現するシェル要素を付加する

本提案モデルの材料モデル構築の流れである． 
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Fig.3.10 Flow of proposed macro-scale model building 

 

3.2.4 メゾスケールモデルとマクロスケールモデルのプレス成形挙動比較 
曲げ剛性を考慮する本提案マクロスケールモデルのプレス成形シミュレーションの予測

精度を検証するため，メゾスケールモデルとマクロスケールモデルの両方で半球形状のプ

レス成形シミュレーションを行い，その結果を比較する．まず，しわの発生し易い条件に

てマクロスケールモデルのしわの表現性を検証するため，図 3.11 に示すようにブランクホ
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ルダーを用いずブランクコーナー四隅をダイに拘束する条件で半球形状パンチを 30mm 押

し込む条件を与える．なお，メゾスケールモデルの解析結果が真の変形挙動を示している

ものと仮定し検証を進める．マクロスケールモデルのブランク基材には 3.2.3 で同定した材

料物性を与える．ブランク基材の要素長については要素長としわ形状を調査したパラメト

リックスタディ解析にて要素長 2mm 以下であれば変化がないことを確認しているため，要

素長は 2mm とする． 

 

 

Fig3.11 Influence of the material properties on wrinkle in forming condition with a blank-holder 

 

メゾスケールモデル解析では，図 3.12(a)に示すようにブランク対角のダイフェース部で

大きなしわが生じる．一方，図 3.12(b)に示す面内の引張とせん断の異方性特性のみを考慮

する膜要素を用いたマクロスケールモデルでは非常に多くの細かなしわが生じ，メゾスケ

ールモデルのしわ発生状況と大きく異なっていることがわかる．図 3.12(c)は，面内の引張，

せん断に加え，面外の曲げ剛性を考慮する本提案マクロスケールモデルの結果である．発

生するしわのサイズも大きく，メゾスケールモデルに近いしわを表現できている． 
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(a) Meso-scale model 

 
(b) Macro-scale model considering only tensile and shear 

 

(c) Macro-scale model considering tensile, shear, and bending 

Fig.3.12 Influence of material properties on wrinkles in forming condition without blank holder 

 
次に面外の曲げ剛性を変数としたパラメトリックスタディ解析を行い，曲げ剛性がしわ

の再現性に与える影響を調査する．図 3.13 は，メゾスケールモデルから得た面外曲げ剛性

を 1/10，1/100，1/1,000 した解析の結果である．曲げ剛性が小さい場合は，曲げ剛性を考慮

しない膜要素の解析で見られたように波長の小さなしわが多く発生し，曲げ剛性が大きく

なるとしわの波長が大きくなることが確認でき，曲げ剛性がしわ形状を予測するためには，

曲げ剛性を正確に考慮することが重要であることがわかる． 
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Fig.3.13 Influence of out-of-plane bending stiffness on wrinkles 

 

面内の引張特性とせん断特性のみを考慮する従来モデルと面外の曲げ剛性まで考慮する

本提案マクロスケールモデルのしわ発生状況をメゾスケールモデル解析結果と比較し，し

わの状況をマクロスケールモデルで評価するには，面外の曲げ剛性を考慮した本提案モデ

ルが有効であることを示せたものと考える． 

 
 
3.3 マクロスケールモデルにおける引張依存のせん断挙動の表現 
膜要素とシェル要素を組み合わせた手法を用い，面内の異方性だけでなく面外の曲げ剛性

を考慮可能なマクロスケールモデルを提案し，曲げ剛性の考慮がしわの評価に必要不可欠

であることを明らかにした．その手法において，面内異方性の表現には簡単のため，Aimene，

Boisse ら[35-37]と同様に各方向に独立なひずみエネルギー関数で扱う hyperelastic モデルを

適用した．この手法は，ドライファブリックの面内の引張りおよびせん断の各特性を独立

に取り扱うため，各方向の相互依存は考慮されない．しかし，2.2.4 のメゾスケールモデル

を用いた解析で示したように，せん断挙動には繊維の引張状態の影響が大きく，picture frame

試験と bias-extension 試験では取得されるせん断特性は大きく異なる．そのため，hyperelastic

モデルを適用して解析を行う場合，現象を表現できるせん断モデルを採択する必要がある． 

そこで本節では，ドライファブリックのプレス成形において特に重要なせん断挙動の引

張依存性に着目し，プレス成形における代表的な成形不良であるしわの評価にせん断特性

(a) Bending stiffness 1/1000 (b) Bending stiffness 1/100 

(c) Bending stiffness 1/10 
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が与える影響を検証する．さらに，繊維束の引張状態により変化するせん断特性の変化を

考慮可能なプレス成形シミュレーションモデルを構築し，その有効性を確認する． 

 

3.3.1 せん断特性がプレス成形挙動に与える影響 
せん断特性がプレス成形挙動に及ぼす影響を確認するため，3.2 節で提案したマクロスケ

ールモデルを用い，半球形状のプレス成形シミュレーションを実施する．このとき，面内

挙動を表現する hyperelastic モデルのせん断特性には，2.2 節で行ったメゾスケールモデルの

picture frame 試験および bias-extension 試験を模擬した解析より得たせん断特性をそれぞれ

与え，解析結果を比較する．なお，面内引張特性および面外の曲げ剛性もせん断特性と同

様にメゾスケールモデルを利用した解析から得た物性値を与える． 

まず，繊維束にほとんど引張りが生じない条件として，図 3.11 に示すブランクホルダーを

用いず，ブランクコーナー四隅をダイに拘束し半球形状のパンチを 30mm 押し込む条件に

てプレス成形シミュレーションを行う．この場合，図 3.14(a)に示すように bias-extension 試

験より得たせん断特性を用いた解析では，四隅のダイフェース部分に大きな周期のしわの

発生することが確認できる．一方，図 3.14(b)に示すように picture frame 試験より得たせん

断特性を用いた解析では，bias-extension 試験より得たせん断特性を用いた解析結果に対し

て，より明確なしわが生じることがわかる． 

 

 
 

 

Fig.3.14 Comparison of deformations without a blank-holder 

 

次に，図 3.15 に示すように繊維束が引張状態にてプレス成形される条件として，ブラン

クホルダーを用い，ブランクに張力を与えしわの発生を抑制し半球形状のパンチをより深

く 50mm まで押し込む条件にてプレス成形シミュレーションを行う． 

 

(b) Macro-model using shear 

property from picture frame 

(a) Macro-model using shear 

property from bias-extension 
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Fig.3.15 FE simulations of macro-model with blank-holder 

 

3.16(a)に示すように bias-extension試験より得たせん断特性を用いた解析ではしわは生じ

ない結果となるが，図 3.16(a)に示す picture frame 試験より得たせん断特性を用いた解析では

しわが生じる結果となる． 

 

 

 

 

Fig.3.16 Comparison of deformations with a blank-holder 
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このように計算時間の短縮を図ったマクロスケール FE モデルにおいても，面内特性の表

現に適用した従来の hyperelastic モデルでは各方向の相互依存性が考慮されていないため，

境界条件により異なる繊維束の引張状態に依存して変化するせん断特性を表現できるモデ

ルが必要であることが明らかとなった． 

 

3.3.2 引張依存のせん断挙動を考慮したマイクロメカニカルモデル 
2.2.3 でメゾスケールモデルを用いた解析により繊維束方向の引張状態がせん断特性に与

える影響が非常に大きいこと，また 3.3.1 で従来の各方向の相互依存を考慮しない

hyperelastic モデルを面内特性の表現に用いた解析では，様々な境界条件に汎用的に対応す

るのが難しいことを示した．面内特性の表現に各方向を独立のトラス要素で表現する離散

モデル[25-28]を用いても同様に様々な境界条件に汎用的に対応困難なことは明らかである．

メゾスケールモデルを用いれば，正確にせん断特性の引張依存など各方向の相互依存の挙

動を表現できるが，計算コストが大幅に増加する問題がある． 

そこで本研究では，図 3.17 に示す RVC を仮定して平均応力を計算する Ivanov ら[79]が提

案するマイクロメカニカルモデルをプレス成形シミュレーションに適用することで，この

問題の解決を試みる．Ivanov らは軍事用の防弾チョッキや飛行機のジェットエンジンの防

護ジャケットの耐衝撃性を正確に解析するために，ドライファブリックのせん断変形時の

繊維束間の摩擦により生じるエネルギー散逸を正確に考慮するモデルとして，繊維束の面

外うねり角度と繊維束に作用する引張力から繊維束交差点の面外方向の接触荷重を幾何学

的に計算し，繊維束の回転抵抗に付加するマイクロメカニカルモデルを提案している． 

 

 
Fig.3.17 Representative volume cell (RVC) of micromechanical model [79] 

 

本マイクロメカニカルモデルでは繊維束の材料特性は直交異方性弾性体とし，その物性

warp yarn

S t

fill yarn
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y

t/2
θf
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warp yarn
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z

s : yarn span
t : fabric thickness
w : yarn width
S : yarn cross-sectional area

θf : angles of fill yarn
θw : angles of warp yarn
qf : direction of fill yarn
qw : direction of warp yarn
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値のほか，繊維束の幅，厚み，断面積および縦糸と横糸の交差角度などの織構造情報やせ

ん断ロッキング角度を材料入力情報として定義する．なお，本モデルはせん断変形時の繊

維束の方向変化と繊維束間の接触による相互作用を考慮しドライファブリックのマクロ特

性を表現することに主眼を置いたため，変形中の繊維束の断面変化は無視し，その断面積

は一定と扱う．なお，解析は汎用有限要素法コード LS-DYNA[86]を用いた． 

ドライファブリックの面内せん断においてせん断ロッキング角までは，繊維束は相対的な

ずれにより面内に回転する．このせん断ロッキングを判定するため図 3.17 に示す繊維束の

面内方向ベクトル qf，qw を定め，各計算ステップで履歴変数として保持する．なお，添え

字の f，w は横糸（fill yarn），縦糸（warp yarn）を示す．それぞれこの方向ベクトルは変形

勾配テンソル F を用いて逐次アップデートされる．図 3.17 に示す θf，θwは横糸と縦糸の面

内角度であり，それぞれ初期角度は 45°，-45°をとる．また定義した角度に達すると要素が

せん断ロッキングしたと判定される． 

 Ivanov らが提案する本マイクロメカニカルモデルの RVC の平均応力の計算手順を以下に

示す． 

1) 繊維束の面内回転とひずみ成分の座標変換 

ドライファブリックの面内せん断においてせん断ロッキング角までは，繊維束

は相対的なずれにより面内に回転する．このせん断ロッキングを判定するため，n

ステップにおける図 3.17 に示す繊維束の面内方向ベクトル qf，qw を式（3.17）の

ように定め，各計算ステップで履歴変数として保持する． 

この方向ベクトルは n+1 ステップにおいて，それぞれ式（3.18）に示すように，

増分形式で定義した n ステップ目の変形勾配テンソル F を用いて逐次アップデー

トされる．図 3.17 に示す θf，θwは横糸と縦糸の面内角度であり，それぞれ初期角

度は 45°，-45°をとる．また定義した角度に達すると要素がせん断ロッキングした

と判定される． 

 

( ) ( ) ( ){ } ( ) ( ) ( ){ } Tn
w

n
w

n
w

Tn
f

n
f

n
f θθθθ sincos,sincos == θθ   （3.17） 

)()()1()()()1( , n
w

nn
w

n
f

nn
f qFqqFq == ++      （3.18） 

 

ここで，n ステップ目の F は，Green 変形テンソル G の特異値分解により，RVC

座標系におけるひずみ増分テンソル Δεから式（3.19）で表せるとする[102]． 

 
( ) ( ) ( )nnTnnnnTn QDQGΔεIFF ==+= )()()()( 2     （3.19） 

 

ここで，I は 2 行 2 列の単位テンソルであり，Q は直交テンソル，D は対角テンソ
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ルである．また，G はひずみの増分 Δεx，Δεy，Δεxy から式（3.20）で構成される． 
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つまり，F は G の特異値分解により次式にて表すことができる． 

 

( ) ( ) ( )nnTnn QDQF =)(        （3.20） 

 

式（3.20）により計算ステップ毎に F を求めるのは計算負荷が大きいが，増分形式

で考えるため，ひずみ増分は微小と仮定すれば，F は次式で近似できる． 
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ひずみ増分が十分に小さければ上記の F の近似は成立するが，本研究では陽解法

を用いるため，クーラン条件による計算時間増分の制約を受け，計算ステップ間

隔は非常に小さくなる．そのため，ひずみ増分は，上記近似を満足するのに十分

に小さいと考える． 

RVC 座標系におけるひずみ増分成分 Δεは座標変換テンソル Tf (θf)，Tw(θw)によ

り z 軸周りに θf，θwの角度分座標変換され，繊維束の材料軸におけるひずみ増分成

分 Δεf，Δεwに変換される． 

 

( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ( )w
T
w

n
ww

n
wf

T
f

n
ff

n
f θθθθ TΔεTΔεTΔεTΔε ⋅⋅=⋅⋅= ,  （3.22） 

 

2) 織構造の形状変化の計算 

次に，繊維束同士の接触摩擦による回転抵抗を求めるため，織構造の形状変化

を計算する．時間積分に中心差分法を用いる場合，図 3.18 に示す n+1/2 ステップ

目の RVC の縦糸（上部），横糸（下部）の繊維束を単純化した幾何学的構造を考え

る． 
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Fig.3.18 Equilibrium of the vertical components of yarn forces [79] 

 

まず，式（3.23）と式（3.24）で表される n+1/2 ステップ，n ステップの繊維束

の伸びΛを履歴変数として保持する． 
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ここで，λは繊維束の伸び率を示し，式（3.22）で繊維束座標に変換されたひずみ

により，次式で表される． 
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また，n+1/2 ステップ，n ステップの縦糸，横糸の繊維束間隔 sf，sw および繊維

束を模擬したバーの直線長さ Lf，Lwは次式にて表される． 
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繊維束荷重の垂直成分 Ff，Fwは式（3.31）および式（3.32）により表すことがで

き，また，面外方向における力のつり合いを考えれば，式（3.33）が成立する． 
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wf FF 22 =        （3.33） 

 

ここで，hf，hw は繊維束のうねりによる厚み方向の高さを表す．また，δ(n)はその

増分である．Nf，Nw は繊維束の引張荷重であり，繊維束の繊維直交方向およびせ

ん断の応力成分は繊維方向の応力と比較して非常に小さいとして繊維方向直応力

のみを考慮し，繊維束の断面積 S との積で求められる． 

σf，σwは繊維束の繊維方向の応力であり，繊維束の繊維方向弾性係数，E 
y11 に

より，その応力増分は次式にて表される． 
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また，Δεf，Δεwは繊維束の繊維方向のひずみ増分であり，次式にて表される． 
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L は繊維束を模擬したバーの初期の直線長さであり，次式で表される． 
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式（3.33）に式（3.29），式（3.30），式（3.34）および式（3.35）を代入して整理

すると，式（3.37）が得られ，これを Newton-Raphson 法により解くことで δ(n)が求

められる． 
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3) RVC の平均応力を計算 

 

 
Fig.3.19 Smeard RVC oriented in yarn direction [79] 

 

図 3.19 に示すように RVC の縦糸と横糸を簡略化した構造を考え，繊維束の材料

座標におけるひずみ増分から，繊維束の各応力成分を式（3.40）～（3.42）にて表

す． 
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ここで，Δσf11，Δσf22，Δσf12 および Δσw11，Δσw22，Δσw12 はそれぞれ縦糸，横糸の

繊維束の繊維方向，繊維直交方向の直応力とせん断応力の増分である．また，E 
y11，

E 
y22，G 

y12 は繊維束の繊維方向弾性係数，繊維直交方向の弾性係数，せん断弾性率

である．s，te はそれぞれ繊維束の間隔，有効厚さ（ドライファブリックの面密度

を繊維束の質量密度で除した得る値）である．また，スケールファクターα は繊維

束の回転ずれによる効果を考慮表す係数で，せん断ロッキング以前は繊維束同士

の横方向の接触が生じず，繊維束横方向の圧縮変形もないと仮定し，α は 0 の値を

とり，ロッキング以降は 1 の値をとる．この α を用いるのは，繊維基材は，面内

せん断変形に対し，せん断ロッキングに至るまでは繊維束が相対的なずれにより

面内に回転するため，繊維束の横方向の変形が生じない．そのため，本マイクロ

メカニカルモデルにおいて，せん断ロッキングに至るまで繊維束の繊維直交方向

の圧縮変形やせん断変形はない仮定に基づいている． 

式（3.40）～（3.42）で計算された横糸および縦糸の各繊維束の応力成分は次式

で RVC 座標における応力𝜎𝜎�𝑓𝑓，𝜎𝜎�𝑤𝑤に変換される． 

 

( ) ( ) ( ) ( )wwww
T
wwffff

T
ff θθθθ TσTσTσTσ ⋅⋅=⋅⋅= ,    （3.43） 

 

さらに，図 3.20 に示すように繊維束が平面的に交差する状態を仮定し，式（3.31）

および式（3.32）の垂直方向接触力が交差面積 A に一定圧力で作用すると仮定すれ

ば，接触摩擦によるモーメントは次式により表せる． 
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Ac rdA
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F
rdAM νσν 2      （3.44） 

 

ここで，ν は繊維束間の摩擦係数，〈〉は Macauley のカッコ，r は RVC 中心座標か

らの距離である．また，A は次式にて表される． 
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( )θ2sin

2wA =         （3.45） 

 

断面二次極モーメント Iwは次式にて表される[103]． 
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Fig.3.20 Rotational friction [79] 

 

接触摩擦による応力成分𝜎𝜎�𝑥𝑥，𝜎𝜎�𝑦𝑦は次式で表せる． 
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本マイクロメカニカルモデルの RVC 座標における平均応力𝜎𝜎𝑥𝑥，𝜎𝜎𝑦𝑦，𝜎𝜎𝑥𝑥𝑥𝑥は最終的

に，繊維束の応力成分と摩擦による応力成分を足し合わせ次式のように表される． 
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θ :angle between yarns
A :contact area
M :frictional moment
w :yarn width   
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式（3.49）～（3.51）からも明らかなように本マイクロメカニカルモデルは膜要素を想定

して構築しており，ドライファブリックのプレス成形シミュレーションにおける正確なし

わ評価にせん断特性とともに重要な曲げ剛性が考慮されていない．これに対し，3.2 節で提

案した膜要素にシェル要素を付加する手法を加え，膜要素にマイクロメカニカルモデルを

用い面内の挙動表現をし，シェル要素を用いて曲げ剛性を付加することで，曲げ剛性の問

題を解決する． 

図 3.21 は，面内特性を表現する膜要素にマイクロメカニカルモデルを用い，面外曲げ剛

性を表現するシェル要素を付加する本提案モデルの材料モデル構築の流れである． 

 

 
Fig.3.21 Model building flow of proposed macro-scale model with micromechanical model 
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3.3.3 マイクロメカニカルモデルのせん断挙動検証 
図 3.22 に示すメゾスケールモデルを用いて，繊維束一束あたりにそれぞれ 10N，20N，40N

の引張荷重を負荷した状態で面内にモーメント荷重を負荷し，せん断変形を与える解析を

行う．なお，繊維束間の相互作用は接触計算とクーロン摩擦モデルにより解析する．メゾ

スケールモデルと試験の整合性を検証した文献[69, 85]では，摩擦係数は 0.2 から 0.3 の値が

用いられることから，本解析ではせん断挙動に対し最も大きな力が作用すると考えられる

摩擦係数 0.3 を用いる．表 3.2 はマイクロメカニカルモデルに与える条件である． 

 

  
 

Fig.3.22 Meso-scale model to verify the tensile dependent shear behavior 

 

Table 3.2 Material parameters for textile micromechanical model 

Yarn span    s [mm] 2.0 

Textile thickness   t [mm] 0.24 

Yarn width   w [mm] 1.7 

Yarn cross-sectional area  S [mm2] 0.15 

Longitudinal Young’s modulus E 
y11 [MPa] 17,400 

Transverse Young’s modulus  E y22 [MPa] 11.0 

Longitudinal shear modulus  G y12 [MPa] 1.0 

Shear locking angle   θlock [˚] 32.0 

Friction coefficient   ν [-] 0.3 

 

また，メゾスケールモデルの解析結果が真のせん断特性を示すと仮定し，以下の解析を

実施する．すなわち，同じ境界条件の下でマイクロメカニカルモデルを用いた解析結果と

メゾスケールモデル解析結果を比較することでマイクロメカニカルモデルの引張依存のせ

Tension

Tension
Moment

Moment

0.
11

4
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(a) Before shear deformation (b) After shear deformation 
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ん断挙動を検証する．図 3.23 は，メゾスケールモデルおよびマイクロメカニカルモデルの

負荷モーメントと変形角より算出したせん断応力－せん断ひずみの関係の比較結果である．

また，picture frame 試験と bias-extension 試験を模擬したメゾスケールモデル解析より得たせ

ん断特性を合わせて示す．本マイクロメカニカルモデルが，繊維束方向の引張荷重を変化

させた各状態において，メゾスケールモデル同様にせん断剛性が引張荷重の増大と共に増

加する挙動をよく表現できることがわかる． 

 

 
Fig.3.23 Shear responses under various tensile loads 

 

3.3.4 プレス成形シミュレーションへの適用検証 
膜要素にシェル要素を組み合わせた手法を用い，従来の hyperelastic モデルを与えた膜要

素に替えて，せん断特性の引張依存性を考慮するマイクロメカニカルモデルを適用し，3.3.1

で行った解析と同様にブランクホルダーを用いない場合と用いた場合の半球形状のプレス

成形シミュレーションを行う．さらに同様の条件で解析したメゾスケールモデルの結果を

比較することで，本手法の有効性を検証する．なお，メゾスケールモデルの解析結果が真

のしわの発生状況を示しているものと仮定し検証を進める． 

図 3.24 は，図 3.11 に示した繊維束に張力が作用しない状態で成形されるブランクホルダ

ーを用いない条件で行った解析結果である．この場合，hyperelastic モデルを用いた解析で

は picture frame 試験より得たせん断特性を入力した解析結果には非常に多くのしわが発生

ており，bias-extension 試験の特性を入力した解析結果が図 3.24(a)のメゾスケールモデルと

よく一致していることがわかる．この条件下は繊維束方向の引張りはほとんど発生しない

ため，せん断剛性はブランクホルダーを用いた条件より小さくなる．本マイクロメカニカ

ルモデルを用いれば，図 3.24(b)に示すようにメゾスケールモデルと同等のしわを表現でき
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ることがわかる． 

 

 
(a) Meso-scale model 

 

(b) Proposed macro-scale model 

Fig.3.24 Comparison of deformations without blank-holder 

 

図 3.25 は，図 3.15 に示した繊維束に引張りが負荷される状態で成形されるブランクホル

ダーを用いる条件にて行った解析結果である．図 3.25(a)に示すようにメゾスケールモデル

の解析では，しわが生じる結果を得る．この条件では，せん断特性は繊維束に張力が生じ

る picture frame 試験の条件で取得した特性に近くなるためと考えられる．一方，膜要素にマ

イクロメカニカルモデルを用いた場合も，引張りによるせん断剛性の増加が考慮されるた

め，図 3.25(b)に示すようにメゾスケールモデルの結果と合致する結果を得る． 

膜要素に本マイクロメカニカルモデルを用いることで，従来の異方性超弾性モデルでは

表現することができなかった繊維束に引張りが生じる条件と生じない条件におけるせん断

特性の違いをメゾスケールモデル同様に表現可能になる．そのため，本手法により境界条

件に依存せずしわを精度よく評価可能なことがわかる． 

 g   
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(a) Meso-scale model 

 

(b) Proposed macro-scale model 

Fig.3.25 Comparison of deformations with blank-holder 

 

さらにマイクロメカニカルモデルを膜要素に適用した本提案マクロスケールモデルの繊

維方向変化，繊維破損の予測性能を評価する． 

図 3.26 は，ブランクホルダーを用いない条件のメゾスケールモデルと本提案マクロスケ

ールモデルの対角方向のせん断変形角の比較であり，図 3.27 は，ブランクホルダーを用い

た条件のメゾスケールモデルと本提案マクロスケールモデルの対角方向のせん断変形角の

比較である．ドライファブリックのせん断剛性は繊維方向の引張剛性に対し非常に小さい

ため，繊維束 45°方向であるブランク対角の方向に大きく伸びる変形を示す．また，ダイ R

で最も大きなせん断変形が生じ，Skordos らの試験結果[26]と同様の傾向を示している．本

提案モデルにてメゾスケールモデルと同等のせん断変形分布を捉えていることがわかる． 

 

Wrinkles

Wrinkles
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Fig.3.26 Comparison of shear angle without blank-holder between meso-scale and proposed model 

 

 
 

Fig.3.27 Comparison of shear angle with blank-holder between meso-scale and proposed model 

 

図 3.28 は，メゾスケールモデルおよび本提案モデルの変形前のブランク基材に 12mm ピ

ッチで描いた直交グリッドの変形図である．最大せん断変形箇所の縦糸と横糸の角度はメ

ゾスケールモデルで 59°，本提案モデルで 57°とよく一致しており，本提案モデルにてメ

ゾスケールモデルと同等のプレス成形中の繊維挙動を捉えていることがわかる． 
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Fig.3.28 Comparison of fiber distribution between meso-scale and proposed models 

 

図 3.29(a)には，メゾスケールモデルの繊維方向のひずみ分布を，図 3.29(b)に本提案マク

ロスケールモデルの繊維束方向の引張ひずみの分布を示す．メゾスケールモデル，本提案

モデルとも半球の底部から少しずれた二つの領域にて大きなひずみが生じている．メゾス

ケールモデルでは局所的に繊維方向に 0.02 を超える引張ひずみが生じるが，本提案モデル

region of the largest
shear deformation

57°
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(a) Meso-scale model (b) Proposed macro-scale model 
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における繊維束方向の最大ひずみは 0.012 である．メゾスケールモデルの繊維束は引張と面

内曲げの複合変形を受けており，面内曲げに対し引張側の要素で 0.02 を超える繊維方向引

張ひずみが生じている．複合変形を受ける際の繊維破損の評価については今後，詳細な検

証を加える必要があるが，本提案モデルの繊維束方向の引張ひずみ分布がメゾスケールモ

デルの繊維の引張ひずみ分布と似た傾向を示しており，本提案モデルにて繊維破損を予測

するための特徴的な変形を捉えることができると考える． 

 

 

(a) Meso-scale model 

 
(b) Proposed model 

Fig.3.29 Comparison of strain distribution between meso-scale and proposed model 
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3.4 結 言 
本章では，RTM 工法のプリフォーム工程における成形不良の代表であるしわ形状を正確

に評価するためのドライファブリックのプレス成形モデルを提案した． 

まず，面内特性を表現する膜要素にシェル要素を付加することで面外の曲げ剛性を考慮

するマクロスケールモデルを提案し，第 2 章で行ったメゾスケールモデルに各方向荷重を

与える材料挙動解析と同等のマクロな材料特性を表現できることを確認した．また，曲げ

剛性を考慮する本提案マクロスケールモデルにて，メゾスケールモデルの解結果に近いし

わ発生状況を予測できることを確認した． 

次に，面内特性の表現に関して，従来の hyperelastic モデルやトラス要素を組み合わせた

モデルでは各方向の特性を完全に独立に扱うため，境界条件により繊維束の生じる引張状

態が異なり，bias-extension 試験から得たせん断特性が適する場合と picture frame 試験から得

たせん断特性が適する場合があることを示した．この問題を解決するため，本研究では上

記の膜要素とシェル要素を組み合わせる提案モデルの膜要素に面内挙動の表現に繊維束間

の摩擦抵抗を加えることで引張依存のせん断特性が考慮可能なマイクロメカニカルモデル

を適用し，メゾスケールモデル解析と同等の引張依存性を有する面内のせん断特性を表現

できることを確認した．また，本提案マクロスケールモデルにてブランクホルダーの有無

などの成形条件に依存せず，プレス成形中の挙動を高精度にしわの予測が可能なことを確

認した．さらに，プレス成形中の繊維方向変化挙動がメゾスケールモデルによる解析と同

等であることを示した．また，本提案マクロスケールモデルにて，メゾスケールモデル解

析の繊維束に生じる繊維方向のひずみ分布の特徴を捉えており，繊維破損の予測が可能な

ことを確認した． 

メゾスケールモデルの半球プレス成形シミュレーションは CPU コア 64 並列計算にて約 5

日要したのに対し，マイクロメカニカルモデルを面内特性の表現に適用した本提案マクロ

スケールモデルの計算時間は CPU コア 4 並列計算により 30 分未満であった．本提案モデル

を用いたプレス成形シミュレーションによりしわ発生，繊維方向の変化，繊維破損を短時

間でおおむね予測することができ，プリフォーム工程のプレス成形のプロセス設計に寄与

できると考える． 
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第 4 章 織物 FRTP のプレス成形シミュレーション 

 

4.1 緒 言 
FRP は車両の軽量化による燃費向上が求められる自動車分野において金属に代わる材料

として，その適用拡大が期待されている．1.2 節で述べたように量産成形技術の課題から FRP

の適用範囲は一部の高級車にとどまっていたが，近年では硬化特性を改良された樹脂開発

により 10 分以内で成形可能な RTM 工法も開発され[8,9]，成形時間が大幅に短縮されてい

る．それでも量産車に要求される成形サイクルは 1 分以内であり，量産車へ本格的に適用

されるためには，更なる成形時間の短縮が必要とされている．そこで，より成形時間を短

縮できる工法として，繊維基材に熱可塑性樹脂を含浸させた FRTP シートを加熱してプレス

成形する工法が注目されている．FRTP シートのプレス成形では，プレス成形の前工程にお

いてプリプレグを所定の方向に積層し，熱間プレスにて樹脂を含浸させ積層 FRTP シートを

作成する．この工程では温度，成形圧，加圧時間等の成形条件により FRTP シートの Vf が

変化し，材料特性が大きく変化することも知られている．熱間プレスにて FRTP シートを作

成した後，成形温度まで加熱した FRTP シートを金型にてプレス成形する工法が考えられて

いる．FRTP のプレス成形工法は金型の温度条件から大きく 2 種類に分類できる．一つは，

金型に加熱冷却装置を埋め込み金型を成形温度まで加熱した状態でプレス成形し，その後，

冷却する工法である．もう一つは，常温の金型を用いてプレス成形工程と冷却工程を明確

に区別せず，成形しながら冷却する工法である．後者の工法では，成形と冷却の工程を同

時に行い，金型の加熱冷却の必要がないため，1 分以内での成形が可能となる[11]．FRTP

シートの常温金型を用いたプレス成形は，大量生産に適した非常に魅力的な工法であるが，

成形時の材料挙動の制御が難しく，その挙動解析のためのシミュレーション手法の確立が

求められている． 

繊維強化材のプレス成形に対するシミュレーションアプローチとしては，1.3 節で述べた

ように，RTM 工法のプリフォーム工程を対象とし，樹脂を含浸させる前のドライな織物繊

維基材のプレス成形シミュレーションの FE モデルが過去に多く提案されている[25-44]．し

かし，そのほとんどは，しわの発生などプレス時の局所的な変形を予測するために重要な

面外の曲げ剛性を考慮していない．第 3 章では，RTM のプリフォーム工程を対象とし，曲

げ剛性を考慮し，さらに面内のせん断特性の引張依存性まで表現可能なドライファブリッ

クの成形シミュレーションモデルを提案し，その有効性を示した．一方で，熱可塑性樹脂

を含浸させた FRTP シートのプレス成形では材料を加熱しプレス成形するため，成形時の温

度が成形挙動に与える影響が大きく材料特性の温度依存性の考慮が重要である．また，FRTP

シートは高温時に曲げ特性が非線形性を示すことが試験で観測されている[48]．Wang ら[49]

や Haanappel ら[47]は，曲げ剛性を考慮する FRTP シートのモデルを提案している．また，
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面内特性は異方性超弾性モデルに粘性を加えることで表現している．しかし，線形の曲げ

特性のみを考え，高温時の曲げ特性の非線形性までは考慮していない．そのため，プリプ

レグから熱間プレスにて FRTP シートを作成する際の成形条件の変更により Vf が変化し，

その材料特性が変化した際には，再び材料試験を行い，材料物性値を調整する必要がある．

さらに Wang ら[49]および Haanappel ら[47]のモデルはいずれも金型を加熱し，FRTP シート

を一定温度にてプレス成形する工法を対象としており，金型との接触による FRTP シートの

温度変化が成形挙動に与える影響については検証されていない． 

そこで本章では，成形時間 1 分以内が実現可能な工法として注目される常温の金型を用

いるプレス成形工法を対象とし，3.2 節で提案した線形の曲げ剛性を考慮するマクロスケー

ルモデルを，FRTP シートの高温時非線形性を有する曲げ特性を表現可能なモデルに拡張す

る．面内特性については，3.3 節のマイクロメカニカルモデルにて計算する繊維基材の応力

成分に樹脂の応力成分を付加して，熱可塑性樹脂の影響による温度依存性を考慮した非線

形性かつ異方性を有する特性を表現する．さらに，面内せん断挙動を正確に表現するため，

節点の変位から樹脂のひずみ成分を計算する際に，Reuss モデル[61]を導入し，樹脂の素材

の材料特性と Vfから FRTP シートのせん断特性を予測できるモデルを提案する．図 4.1 は，

提案モデルの概要である．提案モデルを用いて，成形中の温度変化とそれに伴う材料特性

の変化を考慮した熱構造連成解析を行い，金型との接触による FRTP シートの温度変化が成

形挙動に与える影響を検証する．また，試験結果と比較することで提案モデルにおけるプ

レス成形時の変形挙動を評価し，その有効性を示す． 

 

 

Fig.4.1 Schematic of the proposed model for FRTP sheet 
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4.2 織物 FRTP のマクロスケールモデル提案 
本章で提案する FRTP シートのマクロスケールモデルでは，第 3 章で提案したドライファ

ブリックのプレス成形モデル同様に，面内特性は膜要素，面外曲げ特性は膜要素に付加し

たシェル要素で表現する．面外曲げ特性は FTRP シートの高温時の曲げ特性の非線形性を有

する特性を表現できるように拡張し，面内特性には樹脂の影響を Reuss モデルにより付加す

る．面外曲げ特性を表現するモデル化手法および面内特性を表現する面内モデル化手法に

ついて，それぞれの詳細を記述する． 

 
4.2.1 面外曲げ特性の材料非線形特性を考慮したモデル 
第 3 章で述べたように，織物シートは複雑な 3 次元構造を持つ不連続な材料であり，そ

の曲げ特性は圧縮・引張の面内特性からは算定できない．そのため，面内の引張とせん断

のみの表現に注目し，面外の曲げ剛性は面内の引張剛性に対し非常に小さいとして，曲げ

剛性を持たない膜要素を用いた解析モデルが良く用いられる[29-41]．しかし，プレス成形

のように局所変形が重要である現象を解析するには，曲げ剛性の考慮が必要不可欠である．

そこで 3.2 節では，図 4.2 に示すように厚み中心位置に置いた面内特性を表現する膜要素に，

面外曲げ剛性を考慮するため膜要素と節点を共有するシェル要素を 2 要素付加するモデル

を提案した． 

しかし，FRTP に適用するには，高温時に曲げ特性が大きな非線形性を持つために，曲げ

剛性を付加するシェルモデルを，非線形性を有する曲げ特性を表現できるように拡張する

必要がある．この非線形性を表現可能とするために，微小な変形増分を仮定し，本モデル

のシェル要素に与える応力ひずみ特性の勾配を f s ′とし，シェル要素の曲げモーメント増分

ΔM を第 3 章の式（3.7）～（3.9）の増分形式として表すことにする．なお，シェル要素の

法線方向を z とし，厚み中心位置（中立面）を z=0 とする． 
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また，節点の回転変位増分 Δθ によりシェル要素に生じるひずみ増分 Δεsは，式（4.5）で記

述できるため，式（4.2）～（4.4）は，次のように変換される． 
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y 軸周りの曲率 φy，x 軸周り曲率 φx，およびねじり率 φxyの増分Δφは，式（4.9）にて表さ

れる． 
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これを式（4.6）～（4.8）に代入すれば，シェル要素に与える x 方向および y 方向の応力ひ

ずみ特性の勾配 fx
s ′，fy

s ′およびせん断の応力ひずみ特性の勾配 fxy
s ′は，t，d，曲げ試験[42]

で観測されるモーメント曲率曲線，およびねじり試験[100, 101]で観測されるねじりモーメ

ント‐ねじり率曲線の傾き（ΔM/Δφ）により式（4.10）～（4.12）にて表すことができる． 
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図 4.2(b)に示すように曲げ試験やねじり試験で得られた非線形性を有する曲げ特性も，式

（4.10）～（4.12）を用いることで，表現することができる．なお，面外特性を非線形性ま

で考慮したモデルに拡張しても，本モデルでは，面外の曲げ特性と面内の特性は相互依存

がなく完全に独立なものとして扱える． 

 

 

 

Fig.4.2 Schematics of out-of-plane model considering non-linear bending property of FRTP 

 

4.2.2 面内せん断特性に対する樹脂の影響を考慮したモデル 
FRTP シートの面内挙動は，異方性かつ非線形特性を考慮する織物繊維基材モデルと温度

依存性を有する等方性弾塑性体の熱可塑性樹脂モデルにより表現する．繊維基材モデルと

熱可塑性樹脂モデルは並列構成とし，それぞれに膜要素を用いる．また，織物 FRTP シート

は繊維方向の引張りに対する変形抵抗は大きいが，面内のせん断に対しては樹脂変形が主

であり抵抗は非常に小さく，3.3 節で示したようにプレス成形におけるせん断変形の影響が

大きい．そのため，特にせん断特性を正確に表現することを重視したモデル化手法を提案

する． 

繊維基材成分の応力計算には，3.3 節にてドライファブリックの面内特性を表現に用いた

マイクロメカニカルモデルを適用する．ただし，FRTP シートのプレス成形では繊維束間に

は樹脂が存在するため，式（3.45），（3.46）に示した繊維束間の摩擦抵抗がせん断抵抗に与

える影響は考慮しないものとする． 

次に樹脂成分の応力計算方法について記述する．樹脂モデルは繊維基材モデルの膜要素

と節点を共有する膜要素にて表現する．ここでは von-Mises 降伏型の弾塑性モデルを用い，

温度依存性を有する応力ひずみ特性を考慮する．面内特性の表現には繊維基材の応力成分

と樹脂の応力成分を別々に計算する．繊維束方向にあたる 0/90 方向は樹脂の応力成分に対

M
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して繊維基材の応力成分が著しく大きいため，樹脂の応力成分がマクロ特性へ与える影響

は非常に小さい．一方，せん断変形に対しては，3.3 節で述べたように繊維基材モデルには

せん断ロッキングに至るまでは応力が生じず，樹脂成分の応力のみが作用する． 

 

 
(a) Before deformation 

 

(b) After shear deformation 

Fig.4.3 Schematic illustration of textile as superposed two UD layers 

 

織物 FRTP シートのメゾスケールの材料構造を簡易化するため，図 4.3(a)に示すように 2

つの異なる UD 層がそれぞれ 90°回転して配置されていると考える．2 つの層に相互依存は

なくそれぞれ独立に変形すると仮定し，織構造の影響を無視する．図 4.3(b)に示すように，

せん断変形下では，繊維と樹脂に同じせん断応力が作用すると仮定するのが妥当であると

考えられるため Reuss モデルを適用すれば，樹脂ひずみ εm
ijは繊維ひずみ εf

ijとプリプレグの

マクロひずみ（つまり，膜要素のひずみ）εijと次の関係式で表せる．なお，添え字の f と m

はそれぞれ繊維（fiber）と樹脂（matrix）を示す． 
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ここで，Vfは繊維体積含有率である．繊維の剛性は樹脂に比べて非常に大きく ε m
ij≫ε f

ij，εij

≫ε f
ijと考えれば ε m

ijは次式で近似できる． 
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繊維基材モデルと熱可塑性樹脂モデルはそれぞれに膜要素を用いて節点共有にて並列構

成としているため，本来は樹脂のひずみは膜要素のひずみと一致するが，樹脂のひずみの

算出には式（4.14）を用いる．算出された樹脂の各ひずみ成分より弾塑性モデルにより樹脂

の応力成分を計算し，繊維基材の応力成分に加算することで，FRTP シートの応力が求めら

れる．本モデルを用いることで，プレス成形で特に重要な面内せん断特性を樹脂の特性と

Vfから予測可能であり，プレス成形の前工程で FRTP シートを作成する際に Vfが変化した

場合も，再度，試験によりせん断特性を計測し材料物性値を調整することなく，そのせん

断特性を予測できる． 

 

 

4.3 温度依存性を考慮した織物 CFRTP のマクロスケールモデル構築 
本研究では，母材に熱可塑性のアクリル樹脂（PMMA）を，強化基材に炭素繊維 3K 平織

を用いた CFRTP シートを解析対象とする．図 4.4 は，解析対象とした CFRTP シートである．

PMMA のガラス転移温度（Tg）は 105℃，融点は 265～285℃である．熱間プレスにより樹

脂を含浸した 4 枚のプリプレグから積層 CFRTP シートを作成した．CFRTP シートの厚みは

平均で 0.84mm，Vfは平均で 70%であった．本節では，熱間プレス後の CFRTP シートにつ

いて，成形中の温度変化とそれに伴う材料特性の変化を考慮可能な材料モデル構築につい

て記述する．解析には前章と同様に，汎用有限要素解析コード LS-DYNA を用いる[86]． 

 

  
Fig.4.4 Micrographs of the material 

 

 

 

2mm 200μm
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4.3.1 温度依存性を考慮した面外モデル 
CFRTP シートの面外曲げ特性の温度依存性を把握するため，Tg以下の温度条件，50℃，

75℃，100℃にて 3 点曲げ試験を行い，CFRTP シートの曲げ特性を計測した．試験片は長さ

60mm, 幅 25mm の短冊型，支点間距離は 30mm とした． 

シェルモデルには温度依存性を考慮した弾塑性モデルを用い，試験で得られた曲げ特性

より式（4.10）～（4.12）によりシェルモデルに与える条件を求める．表 4.1 は，シェルモ

デルの条件である．なお，シェル要素の中立面からの距離 d に板厚の 10 倍の値を与えてい

る．この場合，シェル要素の参照面を中立面として計算する場合と比較して約 1/4800 の弾

性率をシェル要素に与えることで所定の曲げ剛性を表現できる．そのため，シェル要素が

プレス成形中の面内挙動に与える影響は無視できるほど十分に小さいと考える． 

 

Table 4.1 Defined parameters in shell element 

 Material parameters 50℃ 75℃ 100℃ 

Young’s modulus     Es [MPa] 35.49 34.65 25.00 

Yield stress at εs
y = 0% σs

y [MPa] 9.01 5.20 1.60 

Yield stress at εs
y = 0.2% σs

y [MPa] 9.58 5.44 1.74 

Yield stress at εs
y = 0.5% σs

y [MPa] 9.81 5.79 1.94 

Yield stress at εs
y = 2.0% σs

y [MPa] 9.94 6.32 2.63 

Yield stress at εs
y = 5.0% σs

y [MPa] 9.96 6.35 3.11 

Offset distance  d  [mm] 8.4 

 

提案モデルの各温度に対する面外曲げ挙動の表現性を検証するため，3 点曲げ試験と同等

の試験片寸法，境界条件を与える解析を行い，解析結果を試験結果と比較する．試験片は 1 

mm サイズで要素分割し，要素数は 3,000 要素である． 

図 4.5 は，3 点曲げ試験から得られる曲げ応力ひずみ特性の試験結果と解析結果である．

解析は増分理論で行っているため，荷重低減は実施できないことを考慮すれば，最大荷重

に至るまでの領域で両者はよく合致しており，本提案モデルにて試験の曲げ特性をよく表

現できていることがわかる． 
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Fig.4.5 Comparison of bending responses between simulations and experiments  

 

4.3.2 温度依存性を考慮した面内モデル 
次に，提案モデルの各温度に対する面内せん断挙動の表現性を検証するため，+/-45 方向

に試験片を伸張させる bias-extension 試験により CFRTP シートのせん断特性を計測した．試

験片は長さ 150mm, 幅 25mm の短冊型であり，試験時の温度は 25℃，50℃，100℃，150℃，

180℃および 200℃の 6 条件とした．繊維束間の接触部はピンジョイントで滑りがなく繊維

束の引張変形が生じないと仮定すれば，bias-extension 試験の荷重と変位の関係からせん断

応力とせん断ひずみの関係を算出できる[87-89]．提案モデルを用いて，図 4.6 に示すように

bias-extension の挙動を有限要素解析する． 
 

 

Fig.4.6 Dimension of bias-extension test specimen 

 
強化基材は第 3 章と同様に炭素繊維 3K 平織でるため，マイクロメカニカルモデルには第

3 章と同じ条件を与える．ただし，前述のように繊維束間の接触摩擦抵抗は考慮しないもの

とし，繊維束間の摩擦係数には 0 を与える．表 4.2 は織物繊維基材モデルに与える条件であ

る．また，表 4.3 は，熱可塑性樹脂モデルに与える物性値である．熱可塑性樹脂モデルに与

える PMMA の応力ひずみ特性について，Tg 以下の温度（25℃，50℃，100℃）の特性は
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CAMPUS データベース[104]を参照した．Tg 以下の温度（150℃，180℃，200℃）ではデ

ータベースがなかったため，解析結果のせん断ひずみとせん断応力の関係が試験結果と一

致するように繰り返し計算を行い，各温度の PMMA の応力ひずみ特性を同定している．な

お，試験片は 1mm サイズで要素分割し，要素数は 7,500 要素である． 
 

Table 4.2 Material parameters for textile micromechanical model 

Yarn span    s [mm] 2.0 

Textile thickness   t [mm] 0.24 

Yarn width   w [mm] 1.7 

Yarn cross-sectional area  S [mm2] 0.15 

Longitudinal Young’s modulus E 
y11 [MPa] 17,400 

Transverse Young’s modulus  E y22 [MPa] 11.0 

Longitudinal shear modulus  G y12 [MPa] 1.0 

Shear locking angle   θlock [˚] 32.0 

Friction coefficient   ν [-] 0.0 

 

Table 4.3  Material parameters for thermoplastic model with Reuss model 

Material parameters 25℃ 50℃ 100℃ 150℃ 180℃ 

Young’s modulus  E m  [MPa] 3,730 2,867 1,106 18.3 4.0 

Yield stress at εm
y = 0% σm

y
  [MPa] 23.15 13.46 7.52 1.90 0.23 

Yield stress at εm
y = 0.2% σm

y
  [MPa] 39.02 28.41 12.09 1.96 0.23 

Yield stress at εm
y = 0.5% σm

y
  [MPa] 54.49 41.22 15.97 2.04 0.23 

Yield stress at εm
y = 2.0% σm

y
  [MPa] 77.16 49.55 18.33 2.16 0.23 

Yield stress at εm
y = 5.0% σm

y
  [MPa] 85.10 52.24 19.72 2.23 0.23 

 

図 4.7～4.11 は，試験結果，Reuss モデルを適用しない解析結果と Reuss モデルを適用した

解析結果の荷重変形特性から算出した各温度における面内せん断の応力－ひずみ特性であ

る． 

まず，図 4.7～4.11 に破線で示した試験で観測されたせん断特性について説明する．Tg以

下の 25 ℃，50 ℃，100 ℃では図 4.7～図 4.9 に示すように弾塑性体のようなせん断特性を

示し，温度に依存して特性が大きく変化していることがわかる．一方，Tg以上の 150 ℃，

180 ℃，200 ℃では図 4.10 および図 4.11 に示すように，せん断剛性は Tg以下の場合と比較

して非常に小さく，せん断ロッキング以降はせん断剛性が急激に上昇する．また，180℃と

200℃ではせん断特性にほとんど差は見られない． 
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Fig.4.7 Comparison of shear responses between simulation and experiment at 25℃ 

 

 
Fig.4.8 Comparison of shear responses between simulation and experiment at 50℃ 

 

 
Fig.4.9 Comparison of shear responses between simulation and experiment at 100℃ 
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Fig.4.10 Comparison of shear responses between simulation and experiment at 150℃ 

 

 
Fig.4.11 Comparison of shear responses between simulation and experiment over 180℃ 

 

図 4.12 に示すように，Tg以上の温度では，せん断ロッキング以降では繊維束の間からの

樹脂の滲み出しや繊維束の滑りが生じることが観測された．Harrison ら[105]の行った高温下

における bias-extension 試験でもせん断ロッキング以降に繊維束に滑りが生じることが観測

されており，せん断ロッキング以降において bias-extension 試験で得られたせん断特性が

picture frame 試験の結果と比較して低く見積もられることが指摘されている．図 4.13(a)は繊

維束の交差部において滑りが生じない場合の bias-extension の繊維束の変形挙動であり，図

4.13(b)は繊維束の交差部において滑りが生じた場合の bias-extension の繊維束の変形挙動で

ある．繊維束間に滑りが生じた場合には，せん断変形が増加することなく，試験片が伸張

してしまう．そのため，bias-extension 試験で得られたせん断特性はせん断ロッキングより

小さなひずみ領域においてのみ信頼性のあるせん断特性が計測できていると解釈し，解析

結果との比較検証を行う． 
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Fig.4.12 Experimental specimens before and after shear deformation at 180℃ 

 

 
  

Fig. 4.13 Schematic of one set of yarns in the deforming regions of a bias-extension sample 

 

次に，図 4.7～4.11 に実線で示した各温度における提案モデルのせん断特性の予測精度に

ついて記述する．Tg以下の温度域においては，赤の実線は 4.2.2 で提案した樹脂ひずみの算

出に Reuss モデルを適用して計算した場合の結果であり，青の実線は膜要素のマクロひずみ

を単純に樹脂ひずみとして計算した場合の結果である．樹脂ひずみの計算に Reuss モデルを

適用した計算結果が試験のせん断特性をより正確に予測していることがわかる．また，図

4.7～図 4.9 に示すようにせん断ひずみが大きくなると試験結果と乖離が大きくなる．これ

は，次に記述するように織物繊維基材モデルと熱可塑性樹脂モデルのポアソン効果による

幅方向の変形の違いが原因と考えられる． 

図 4.14 は，長さ 150mm, 幅 25mm の短冊型の試験片を用いて，bias-extension 試験と同様

に，繊維基材モデルの+/-45 方向，樹脂モデルおよび本提案 CFRTP モデルの+/-45 方向に

50mm の引張変位を与えた際の変形図の比較である．織物繊維基材モデルにおけるせん断変

形は，繊維束の交差部における回転変形が主であり，繊維束方向にはほとんど伸び変形は

Slip

Squeeze flow

Slip

Slip

(a) Before shear deformation (b) After shear deformation 

(a) With no inter-tarn slip 

(b) With inter-yarn slip 
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生じない．そのため，+/-45 方向の引張変形下では図 4.14(a)に示すように面積は縮小され，

幅方向に大きく縮む挙動を示す．一方，熱可塑性樹脂モデルには弾塑性モデルを用いてお

り，塑性変形下では体積一定を仮定しているため，図 4.14(b)に示すように，繊維機材モデ

ルを伸長させた場合と比べて幅方向の縮み変形は小さい．両モデルの幅方向の変形の違い

により，樹脂剛性が大きい Tg以下の温度条件ではせん断ひずみが大きくなる変形域におい

て繊維基材モデルで繊維束方向に引張が生じせん断剛性が増加する．しかし，プレス成形

中に Tg以下の温度で大きなせん断変形が生じると樹脂破断の原因となるため，適切な条件

でプレス成形される場合は，Tg 以下の温度で大きなせん断変形を生じることはなく，プレ

ス成形中の変形予測精度に与える影響は少ないと考える． 

 

 

 

  
 

Fig.4.14 Experimental specimens before and after shear deformation at 180℃ 
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図 4.10 および 4.11 に Tg以上の温度において，せん断ひずみとせん断応力の関係が試験結

果と一致するように繰り返し計算を行い，各温度の PMMA の応力ひずみ特性を同定した計

算結果を赤の実線で示す．PMMA 樹脂の応力ひずみ特性を調整することで，せん断ロッキ

ングに至るまでは解析で試験とよく一致する特性を得ていることがわかる．前述したよう

に，せん断ロッキング以降では解析結果のせん断特性が試験より極端に大きくなるが，こ

れは試験にて繊維束すべりが生じているためであり，bias-extension 試験ではせん断ロッキ

ング以降は正確なせん断特性が計測できないことが原因である． 

 

 
(a) Pre-consolidated CFRTP sheet 

 

 

(b) CFRTP sheet model 

Fig.4.15 Model for CFRTP sheet which consists of 4 plies 

 

図 4.16 は，繊維基材の面内特性を表現するマイクロメカニカルモデルを適用した膜要素，

面内の樹脂の影響を Reuss モデルにより付加する膜要素，非線形性を有する面外曲げ特性を

表現するシェル要素で構成される本提案モデルの材料モデル構築の流れである．なお，本

解析では，曲げ特性は 4 枚のプリプレグから作成した積層 CFRTP シートの曲げ試験から得

た特性を導入しているため，図4.15に示すように4層のCFRTPシートを一体の1枚のCFRTP

シートとしてモデル化している．本モデルは成形中の温度変化とそれに伴う材料特性の変

化を考慮可能なモデルである． 
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Fig.4.16 Model building flow of proposed CFRTP sheet model 
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4.3.3 伝熱モデル 
CFRTP のプレス成形における面内せん断変形の影響は大きく，せん断挙動の正確な表現

は特に重要になるが，4.3.2 で示したように CFRTP シートのせん断特性が温度に依存して大

きく変化するため，プレス成形シミュレーションにおいても温度依存性のせん断特性を考

慮することは非常に重要と考える． 

本研究では，CFRTP シートおよび金型の熱伝導・熱伝達を考慮する熱解析と構造解析を

連成し，成形中の温度変化による材料特性の変化を考慮するプレス成形シミュレーション

を行う．表 4.4 は熱シミュレーションに使用する各パラメータ値である． 

 

Table 4.4 Thermal parameters for thermal analysis 

Thermal conductivity   K  [N/(s-K)] 0.024 

Heat transfer conductance   h [mJ/(mm2-s-K)] 3.0 

Critical gap for HTC   Lmin [mm]  0.01 

Critical gap for HTC   Lmax [mm] 0.4 

In-plane thermal conductivity of pre-preg K11, K22 [mJ/(mm-s-K)[ 3.40 

Out-of-plane thermal conductivity of pre-preg K33 [mJ/(mm-s-K)] 0.68 

Heat capacity of pre-preg   HC [(mJ/(g-K)) 1,100 

 

 
Fig.4.17 Calculation of heat transfer for thermal contact 

 

熱伝導は繊維配向を考慮して各方向の熱伝導率に異方性を考慮する．熱伝導率は炭素繊
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維および PMMA のそれぞれの熱特性より等価介在物理論をベースとしたマイクロメカニカ

ル材料モデリングソフトウェア Digimat-MF[106]によりに算出した． 

また接触面で移動する熱流束𝑞̇𝑞は式(4.15)にて解析する． 

 

)( slavemaster TThAq −=       （4.15） 

 

ここで，h は熱伝達係数，A は接触面積，Tmaster，Tslave はそれぞれ接触面の節点の温度であ

る．h は図 4.17 に示すようにシートと金型の接触状態に依存して変化する．シートと金型

の距離 Lgap が 0≦Lgap<Lmin の条件では，シートと金型は完全に接触したとみなされる．次に，

Lgap が Lmin≦Lgap<Lmaxの条件では，接触面間の空気を介して熱が伝達すると考え，空気の熱

伝導率を Lgap で除した値を h とする．Lmax< Lgapでは接触面間の熱の移動はないものとする．  

 

 

4.4 プレス成形シミュレーションへの適用検証 
提案モデルのプレス成形における変形予測精度を検証するためプレス成形試験を行い，

試験と同じ条件を与えるプレス成形シミュレーションを行い，試験とシミュレーションの

変形挙動を比較する． 

 

4.4.1 プレス成形試験 
最初，熱間プレスにて[(0/90)]4および[(45/-45)]4の積層 CFRTP シートを作成し，その後 250 

mm×250mm にカットした CFRTP シートをオーブンの中で加熱し，取り出して金型にセット

しプレス成形を行った．常温の金型を用いているため，積層 CFRTP シートは成形過程にお

いて金型と接触する部分より冷却される．プレス成形と同時に CFRTP シートが冷却される

ため金型の加熱冷却の熱サイクルが不要であり，成形サイクル 1 分以内が実現可能な工法

である． 

金型形状は，図 4.18 に示すように自動車のサイドフレームを単純化した S レール形状と

し，パンチストロークは 40mm，パンチ速度は 20mm/s にてプレス成形する． 

図 4.19 は金型の断面寸法である．なお，成形直前のシートの温度は，図 4.20 に示すよう

にサーモグラフィーにより計測し，185℃でほぼ一様な温度分布になることを確認している．

図 4.21 は，[(0/90)]4および[(45/-45)]4の積層 CFRTP シートのプレス成形品である． 
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Fig.4.18 Die and punch for forming experiment 

 

 
Fig.4.19 Geometry of the tools 

 

 

Fig.4.20 Distribution of blank temperature was confirmed by a thermography 
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(a) [(0/90)]4 layup 

 

 

(b) [(45/-45)]4 layup 
Fig.4.21 Thermoforming result of CFRTP sheets 

 

4.4.2 試験とシミュレーションの変形挙動比較 
提案モデルを用いて，[(0/90)]4と[(45/-45)]4の積層 CFRTP シートに対し，プレス成形シミ

ュレーションを行う．図 4.22 は，解析モデルの概要である．プレス成形中の温度変化が成

形挙動に与える影響を検証するため，プレス成形中の CFRTP シートの温度低下を考慮せず

温度一定として行う解析と，成形中の温度変化と材料特性の温度依存性を考慮した熱構造

連成解析を実施する．熱解析では CFRTP シートと金型の接触による熱伝達と CFRTP シート

の面内および面外方向の熱伝導による温度変化を計算する．また，構造解析には陽解法を，

熱解析には陰解法を用いる． 

プレス成形初期の CFRTP シートの温度は 185℃とし，金型の温度は 25℃とする．CFRTP

シートには材料挙動の検証解析で同定した温度毎の材料物性を与える．各温度間の特性は

線形近似で補間する．なお，金型の線膨張係数は 10-5のオーダーであるため，金型の温度変

化による熱膨張が CFRTP シートの変形挙動に与える影響は少ないとして，ダイおよびパン

チは表面形状を剛体シェル要素でモデル化する．また，本研究で実施したプレス成形試験

x

y

x

y
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では，成形中に CFRTP シートの層間にすべりは確認されなかったため，解析において各層

間のすべりは考慮していない．CFRTP シートと金型間の接触摩擦は，成形温度域が樹脂の

融点以下の比較的低い温度域であることから本解析ではクーロン摩擦モデルを用い，温度

変化は考慮せず摩擦係数は 0.2 で一定として計算する．CFRTP シートの要素サイズは 1mm

とし，節点数は，面内モデルの膜要素と面外モデルのシェル要素を合わせた要素数は 250,000

要素である． 

 

 
Fig.4.22 S-rail thermoforming simulation model 

 

図 4.23 は[(0/90)]4積層，図 4.24 は[(45/-45)]4積層の試験，温度一定解析，および温度変化

を考慮した熱構造連成解析のプレス成形後の+z 方向から見た外形形状の比較である．温度

変化を考慮した解析の外形形状は，[(0/90)]4 と[(45/-45)]4 のいずれの繊維配向でも試験とよ

く一致している．一方，温度一定解析の結果は，試験と比較すると部分的に大きく流入し

ているのがわかる． 

温度一定解析で試験に対して，大きな流入が生じた原因について考察する．図 4.25 は，

[(0/90)]4積層 CFRTP シートの熱構造連成解析のプレス成形中の CFRTP シートの温度分布で

ある．パンチコーナー付近のたて壁部において，プレス成形中に急激な温度低下が生じて

いるのがわかる．たて壁部では下死点到達前に CFRTP シートの両面がパンチとダイに接触

するため，成形中に激しい温度低下が生じていると考える． 

次に，[(0/90)]4 積層 CFRTP シートのプレス成形後のたて壁部のパンチコーナー付近の縦

糸と横糸のなす角度について，図 4.26 に試験結果と解析結果の比較を示す．プレス成形試

験では，成形後のせん断変形を観測するため，プレス成形前の CFRTP シートに縦糸と横糸

方向に沿って 10mm ピッチで直交グリッドを描き，試験を行っている．成形後の縦糸と横

糸のなす角度は，試験では 71°，温度一定解析は 61°，熱構造連成解析は 71°である．図 4.25
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に示したように，熱構造連成解析ではたて壁部の温度が成形中に急激に低下し，せん断剛

性が増加するため，この部分でせん断変形が抑制されたことがわかる．一方，温度低下に

よるせん断特性の変化を考慮しない温度一定解析では，大きなせん断変形が生じている．

温度一定解析では，たて壁部に大きなせん断変形が生じ，試験と比較して一部で大きな流

入が生じたと考える． 

 

 
Fig.4.23 Comparison of final outlines between experiments of [(0/90)]4 layup 

 

Fig.4.24 Comparison of final outlines between experiments of [(45/-45)]4 layup 
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(a) Stroke 20 mm 

 

(b) Stroke 30 mm 

Fig.4.25 Temperature distribution during non-isothermal forming simulation of [(0/90)]4 lay-ups 

 

 
 

 

Fig.4.26 Comparison of shear angle of [(0/90)]4 lay-ups 
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常温の金型を用いるプレス成形に対し，提案モデルを用いて熱構造連成解析を行うこと

により，成形後の CFRTP シートの外形形状の予測を含め，プレス成形中の変形挙動を予測

できることを示せたと考える．なお，本研究では CFRTP シートのプレス成形モデル提案の

第一段階として樹脂モデルに等方性の von-Mises 降伏条件を用いたが，熱可塑性樹脂の応力

ひずみ特性は静水圧依存性を示すことも報告されており[107-119]，さらに高精度にプレス成

形挙動を予測するためには，熱可塑性樹脂の応力ひずみ特性の静水圧依存性等も考慮した

適切な降伏関数の選定が今後の課題と考える． 

 

 

4.5 結 言 
本章ではプレス成形中の材料挙動を予測するため，面外の曲げ特性と面内の特性を独立

に表現する FRTP シートのためのマクロスケール FE モデルを提案した．曲げ特性は，3.2

節にてドライファブリックのプレス成形シミュレーションのために提案した膜要素にシェ

ル要素を付加するモデルを拡張し，FRTP シートの高温時の非線形性を有する曲げ特性を表

現可能とした．また，面内の挙動には，繊維基材の特性を表すマイクロメカニカルモデル

に，Vf の変化も考慮できる Ruess モデルを用いて樹脂の応力成分を付加するモデルを提案

した． 

さらに，温度により大きく変化する CFRTP シートの面外と面内の特性を材料試験により

把握し，温度依存性を考慮する CFRTP シートの FE モデルを構築した．構築したモデルを

用いて熱構造連成解析を行い，常温の金型を用いるプレス成形における CFRTP シートの変

形挙動が予測できた． 

CFRTP シートの常温金型を用いたプレス成形は，成形時間が短く大量生産に適した非常

に魅力的な工法であるが，プレス成形と冷却を同じ工程で行うため，金型を加熱し CFRTP

シートを一定温度に保ってプレスする工法に比べ，成形時の材料挙動の制御が難しい．本

提案モデルを用いたプレス成形シミュレーションにて最適な成形条件を模索することで，

CFRTP シートのプレス成形工法による成形時間の短縮に寄与できるものと考える． 

今回のプレス成形試験では成形不良の代表であるしわは生じず，提案モデルによる解析

でも同様にしわは確認されなかった．しかし，本提案マクロスケールモデルはしわの評価

に重要な曲げ特性を正確に考慮しているため，FRTP シートのプレス成形におけるしわ発生

の予測についても有効な手法になると考える． 
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第 5 章 FRP のプレス成形限界の評価手法の提案 

 

5.1 緒 言 
第 3 章でドライファブリック，第 4 章で FRTP シートのプレス成形マクロスケール FE モ

デルを提案し，しわの発生予測を含めプレス成形中の材料挙動を予測にできることを示し

た．マクロスケール FE モデルを用いて FRP のプレス成形シミュレーションを行うことの目

的は，製品形状における繊維配向を予測することに加え，しわや繊維破損といった成形不

良を事前予測し成形不良の生じない最適な成形条件を模索することにある．FE モデルによ

る解析では，しわ発生の有無は要素の局所的な座屈による曲げ変形から判断する．しかし，

特に UD プリプレグをブランク材とした場合には非常に小さな波長のしわ（ミクロなしわ）

が生じることが知られている．図 5.1 に示す Haanappel ら[47]のプレス成形試験では，UD プ

リプレグでは波長の大きなしわだけでなく，ミクロなしわが生じること，さらに小さなし

わはFEモデルの要素サイズに対して非常に小さく予測するのが困難であることが報告され

ている． 

 

 

Fig.5.1 Micrographs of a region in the product where the small wrinkles develop typically [47] 

 

金属薄板のプレス成形では，成形不良を予測する指標として，FLD が提案され[82]，シミ

ュレーションで得られた局所的なひずみ状態から，破断やしわを予測するために広く利用

されている．一方，FRP のプレス成形においては，Dessenberger ら[83, 84]が面内等方性の材

料特性を持つランダムマットのプレス成形を対象として繊維破損としわを予測するため，

図 5.2 に示すように主伸張（主ひずみ方向の伸長）λ1，λ2によりひずみ空間における成形

限界線図を試験計測から構築している．しかしながら，面内に強い異方性を有する連続繊

維 FRP シートのプレス成形について成形不良の代表であるしわを予測するための手法は未

Small wrinkles
Small wrinkles Small wrinkles

3mmViewing side
micrograph
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だ提案されていない． 

 

 
Fig. 5.2 Forming limit diagram of random mat [83, 84] 

 

また，航空機に主に用いられる熱硬化性樹脂プリプレグの厚板の積層材では賦形後に加

熱し樹脂を硬化する工程において樹脂の硬化収縮により繊維が動くことで図 5.3 に示すよ

うに積層内部でしわが発生することも知られている[120]．このようなしわは最終製品の圧

縮強度を大幅に低下させ重大な問題を引き起こす可能性があるが，積層内部のしわは目視

による検査では発見できないため，試作を繰り返し試作品の断面切断による検査などで対

応しているのが現状である． 

 

 
Fig.5.3 Out-of-plane wrinkling on joggled spar with quasi-isotropic layup [120] 
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1.1 節で述べたように B787や A350XWB などの中型機では機体重量の約半分に CFRP が

採用され，大幅な機体の軽量化を実現している．ている．一方で，A380 などの大型機にお

ける CFRP の適用は 25%にとどまっているのが現状である[3]．大型機の主要構造へ CFRP

を適用する際は積層枚数の多い厚板の積層材が必要になる．そのため，設計段階にて積層

内部に生じるしわを予測・制御する手法が確立できれば，大型機の主要構造への CFRP 適用

に大きく貢献できると考える． 

そこで本章では，連続繊維 FRP シートの成形限界を予測する手法構築の第一段階として，

熱硬化性樹脂 UD プリプレグ（炭素繊維/エポキシ樹脂）を対象としマクロスケール FE モデ

ルによるシミュレーションの各要素のひずみ状態から，要素の変形からは予測できないよ

うなミクロなしわを予測する評価基準を提案する．さらに，硬化過渡の物性変化が非常に

大きい熱硬化性樹脂プリプレグ積層材の樹脂の硬化工程でのしわの発生予測のための第一

歩として，エポキシ樹脂の硬化前の UD プリプレグと硬化過渡状態の UD プリプレグの 2

つの材料特性に対して，しわ発生予測の基準を構築し，予測性能を評価する． 

 

 

5.2 プレス成形シミュレーションによるしわ発生予測 
第 4 章では，熱可塑性樹脂を織物繊維基材に含侵させたプリプレグシートを積層した

CFRTP シートを対象とし，面内特性は膜要素，面外曲げ特性は膜要素に付加したシェル要

素で表現するモデルを提案し，面内の挙動には繊維基材の特性を表すマイクロメカニカル

モデルに，Vf の変化も考慮できる Ruess モデルを用いて樹脂の応力成分を付加するマクロ

スケールモデルを提案したが，ここでは，FRP のプレス成形限界評価の第一段階の研究で

あることから，簡単のため直交異方性弾性モデルを用いたシミュレーションを行い，しわ

発生の評価基準について考察を行うものとする． 

 
5.2.1 UD プリプレグの材料物性同定 

UD プリプレグを直交異方性弾性モデルとして解析する際に必要となる材料定数を取得

するため，45°方向材と 90°方向材の引張試験を行う．また，0°方向材では引張時のチャック

内のすべりが発生すると予想されるため，0°方向材については 3 点曲げ試験から材料定数を

取得する． 

45°方向材の引張試験の試験片は長さ 300mm，幅 40mm とし，90°方向材の引張試験の試

験片は長さ 220mm，幅 40mm とする．図 5.4 は，引張試験の概要である．試験片にアルミ

ニウム製の錘により荷重を徐々に負荷し，マイクロスコープにてひずみを計測する．なお，

UD プリプレグの厚みは，0.19mm である． 
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Fig.5.4 Tensile experiments in 45 deg. and 90 deg. direction 

 

図 5.5 は，45°方向材の引張試験にて計測した応力－ひずみ特性である．試験で計測され

た応力－ひずみ特性から最小二乗法により 45°方向材の弾性係数は 14.9MPa と近似する． 

 

 
Fig.5.5 Experimental results under tensile deformation in 45 deg. direction 

 

図 5.6 は，90°方向材の引張試験にて計測した応力－ひずみ特性である．ひずみ 0.01 を超

える変形域においては非線形性を有する材料特性を示すが，ここではひずみ 0.01 未満で計

測された応力－ひずみ特性から最小二乗法により 90°方向材の弾性係数は 3.2MPa と近似す

る． 
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Fig.5.6 Experimental results under tensile deformation in 90 deg. direction 

 

0°方向材の 3 点曲げ試験の試験片は，支点間長さ 150mm，幅 40mm とし，引張試験と同

様にアルミニウム製の錘により荷重を負荷し，たわみを計測することで 0°方向材の特性を

取得する．図 5.7 は，曲げ試験の概要である．なお，UD プリプレグの厚みは引張試験同様

に 0.19mm である． 

 

 

Fig.5.7 Three point bending experiment in 0 deg. direction 

 

 図 5.8 は，曲げ試験から荷重－たわみ関係である．0°方向材の弾性係数は式（5.1）より計

算し，44,100MPa とする． 

 

δ3
3

4bh
PlE =        （5.1） 

 

ここで，P は錘により試験片に負荷した荷重，l は支点間距離，b は試験片の幅，h は試験片

の厚み，δ は錘の載荷部のたわみである． 
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Fig.5.8 Experimental response of 3 point bending in 0 deg. direction 

 

 各試験において幅方向の変形は小さく，ひずみの計測は困難であった．そのため，0°方向

材と 90°方向材の弾性係数，せん断弾性係数および炭素繊維とエポキシ樹脂の素材の材料物

性から，式（5.2）～式（5.6）の理論式により推定する．表 5.1 は UD プリプレグの物性算

出に用いた炭素繊維およびエポキシ樹脂である．なお，UD プリプレグの Vfは 50%である． 

 

( )f
m

f
f VV −+= 11212 υυυ      （5.2） 

( ) 







−−+=

11

2212
2323 1

E
EVV m

ff
f υ

νυυ     （5.3） 

22

31

22

21

11

12

EEE
υυυ

==       （5.4） 

1211

12

221145

12114
GEEEE

+−+=
°

υ      （5.5） 

)1(2 23

22
23 υ+
=

EG       （5.6） 

 

ここで，E11，E22および G12はそれぞれ繊維方向，繊維直交方向の弾性係数およびせん断弾

性係数であり 0°方向材の曲げ試験と 90°方向材の引張試験および 45°方向材の引張試験か

ら得られた値を用いる．ν はポアソン比であり右上の添え字の f と m はそれぞれ炭素繊維と

エポキシ樹脂を示す．Vf は繊維含有率を示し 0.5 とする．また，右下の添え字の数字は，1

が繊維方向，2 と 3 が繊維直交方向を示す． 
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Table.5.1 Material parameters for carbon fiber and epoxy 

Material parameters Carbon fiber Epoxy 

Young’s modulus  E11 [MPa] 230,000 3.4 

Young’s modulus  E22, E33 [MPa] 14,710 3.4 

Shear modulus  G23 [MPa] 5.0 1.3 

Shear modulus  G31, G12 [MPa] 9.4 1.3 

Poisson’s ratio  ν23 0.45 0.48 

Poisson’s ratio  ν31 0.01 0.48 

Poisson’s ratio  ν12 0.20 0.48 

 

Table.5.2 Material characterization of UD prepreg 

Young’s modulus  E11 [MPa] 44,100 

Young’s modulus  E22, E33 [MPa] 3.2 

Shear modulus  G23 [MPa] 1.1 

Shear modulus  G31, G12 [MPa] 22.3 

Poisson’s ratio  ν23 0.47 

Poisson’s ratio  ν31 2.5e-5 

Poisson’s ratio  ν12 0.34 

 

表 5.2 は，45°方向材と 90°方向材の引張試験および 0°方向材の曲げ試験から計測した各方

向の弾性係数，表 5.1 に示した炭素繊維とエポキシ樹脂の素材の各材料特性，および式（5.2）

～（5.6）の理論式より同定した UD プリプレグの直交異方性の弾性定数である． 

 

5.2.2 UD プリプレグのプレス成形試験 
しわの発生は局所的な材料の曲げの変形により生じるため，本研究では曲げ変形が生じ

易くプレス成形評価に用いられる代表的な形状である S レール形状を用いて検証する．表

5.3 は成形条件である．ブランク材のサイズは 140mm×105mm とし，長手方向に繊維が並ぶ

ように UD プリプレグシートよりプランク材を切り出し，プレス成形試験を行う． 

 

Table.5.3 Forming condition of UD prepreg 

Travelling stroke of punch  [mm] 20.0 

Travelling speed of punch   [mm/s] 20.0 

Blank holder force   [N] 500 

 

図 5.9 はプレス成形試験後の変形形状である．図 5.9 に示すようにウェブ中央部にて，繊

維方向に波打つ長波長かつ振幅の大きなしわが確認できる．繊維方向に生じるしわは，材
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料内部で繊維座屈を引き起こすため，最終製品の圧縮強度低下の原因になり，設計段階に

おいて事前予測・対策が必要なしわである． 

 

 
Fig.5.9 Appearance of wrinkling in forming process 

 
5.2.3 UD プリプレグのプレス成形シミュレーション 
プレス成形試験と同等の成形条件を与えるマクロスケール FE モデルを構築する．UD プ

リプレグの厚みは 0.19mm とし，シェル要素[98, 99]により要素サイズ 1mm にてモデル化す

る．要素数は 14,700 要素である．金型のダイ，パンチおよびホルダーは表面形状を剛体シ

ェル要素でモデル化する．ブランクと金型の接触摩擦係数は 0.2 とする．図 5.10 は，解析

モデルの概要である．なお，解析には汎用有限要素法コード LS-DYNA[86]を用いる． 

 

 
Fig.5.10 Geometry of S-rail tools 

 

5.2.1 の材料試験と 5.2.2 のプレス成形試験において，UD プリプレグ保管時の温度条件を
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揃えることが設備上困難であったため，プレス成形試験に用いた UD プリプレグではエポキ

シ樹脂がの硬化進行していた可能性がある．プレス成形試験時の硬化過渡状態の UD プリプ

レグの材料物性を同定するため，事前解析として，5.2.1 で同定したエポキシ樹脂の硬化前

の UD プリプレグの材料物性に対し，樹脂の弾性係数を 5 倍，10 倍，50 倍として算出した

材料物性を用いたパラメトリックスタディ解析を行い，プレス成形試験のしわ形状との比

較を行った．樹脂の弾性係数を 10 倍としたプレス成形シミュレーションにて試験と同等の

しわが生じることを確認している．図 5.11 は，試験結果と樹脂の弾性係数を 10 倍として算

出した UD プリプレグの材料物性を用いたプレス成形シミュレーション結果の比較である．

なお，図 5.11(b)のシミュレーション結果はしわの発生位置を強調するため要素の曲率変化

の分布を示している． 

 

  

 

Fig.5.11 Comparison of deformation of UD prepreg (E of matrix is scaled to 10 times) 

 

次に，要素サイズ 1mm のブランクモデルに材料試験から同定したエポキシ樹脂の硬化前

の UD プリプレグの物性値を与え，プレス成形シミュレーションを行う．図 5.12(a)は，解

析結果の曲率変化分布である．図 5.11(b)に示す樹脂の硬化過渡の物性値を与えた UD プリ

プレグの解析結果と比較して，波長の小さなしわが多数生じていることが確認できる．次

に，ブランクモデルの要素サイズを 2mm に変更し，エポキシ樹脂の硬化前の材料特性を与

えた解析を行う．図 5.12(b)は，2mm の要素サイズを用いたマクロスケール FE モデルの曲

率変化分布である．しわの発生形状を表現するのに要素分割が不十分であり，要素の変形
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形状からは硬化前の UD プリプレグで生じる波長の小さなしわ（ミクロなしわ）は予測でき

ないことがわかる．複雑な形状を持つ実際の製品では，さらに小さなしわが生じると考え

るが，マクロスケール FE モデルでしわを予測する場合には，非常に小さなサイズの要素が

必要であることがわかる． 

 

  
 

Fig.5.12 Simulated deformation of UD prepreg (No curing: E of matrix is not scaled) 

 
マクロスケール FE モデルで予測可能なしわのサイズは，図 5.13 に示すように要素サイズ

に依存する．ミクロなしわを予測するためにはブランクの要素サイズを小さくする必要が

あるが，計算コストの制約がある．例えば，陽解法によりプレス成形シミュレーションを

行う場合は要素サイズを 2mm から 1mm に再分割すれば，要素数は 4 倍，さらにクーラン

条件[86]により決まる計算ステップの刻みを 1/2 にする必要があり，計算ステップ数は 2 倍

になる．そのため，計算時間はおよそ 8 倍になると見積もれる．実際には，UD のプリプレ

グは複数積層した状態でプレス成形される，要素サイズを小さくすれば，さらに積層枚数

の分だけ要素数は増加することになり，計算コストは劇的に増加してしまう． 
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Fig.5.13 Capability of representing shape depends on element size 

 

 

5.3 ミクロなしわ予測手法の提案 
本節では，連続繊維 FRP の成形限界評価の手法構築の第一段階として，マクロスケール

FE モデルの変形形状として表現できないミクロなしわを予測するため，5.2 節で実施した直

交異方性弾性モデルを用いたシミュレーション結果における各要素のひずみ状態からしわ

発生を予測する基準を提案する．具体的には，しわ発生時の繊維方向のひずみ εf および繊

維直交方向のひずみ εm 状態をグラフにプロットし，ひずみ比が異なる場合のしわ発生の限

界基準を作成する． 

しわの発生メカニズムは，面内の圧縮変形により生じる圧縮力が座屈荷重を超えること

で面外の座屈変形に分岐すると考えられる．そのため，しわ発生のきっかけとなる面内の

圧縮応力（圧縮ひずみ）は，しわが生じた後は低下する．また，しわ発生前の面内圧縮変

形時には図 5.14(a)に示すように厚み方向でひずみ分布は一様な状態であるのに対し，面外

変形を伴うしわの発生後には，図 5.14(b)に示すように厚み方向でひずみ分布は不均一な状

態に移行すると考えられる．そのため，本研究ではシェル要素の板厚方向の各積分点の繊

維方向および繊維直交方向の面内ひずみ履歴を観察し，図 5.14(c)に示すように板厚方向の

積分点におけるひずみ値に差異が生じるタイミングにより，しわ発生のタイミングを特定

する． 

Deformation of the real part

Deformation that can be represented by 
the element size of 2mm

Deformation that can be represented by 
the element size of 1mm
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(c) Timing of wrinkle outbreak 

Fig.5.14 Judgment of moment wrinkles occur 

 

図 5.15 は，樹脂の弾性係数を 10 倍とし要素サイズ 1mm のブランクモデルにて行ったプ

レス成形シミュレーションのしわ発生のタイミングの εfと εmをプロットしたグラフである．

なお，図 5.15 中の青線は，繊維直交方向に一軸引張を与えた際のひずみ状態を示す．これ

は式（5.7）に示す εfと εmの関係式で表される． 

 

mmf εευε ⋅×−=−= −4
21 1045.2      （5.7） 

 

ここで，ν21 は繊維直交方向に伸張した際のポアソン比である．つまり，青線より左側の領

域では繊維に圧縮力が生じるため，しわが生じる可能性があると考えることができる．ま

た，図 5.15 の赤線は，繊維方向に圧縮変形を与えるひずみエネルギーと繊維直交方向に引

張変形を与えるひずみエネルギーの平衡の状態を示す直線である．繊維方向，繊維直交方

向に生じるひずみエネルギーは式（5.8）および式（5.9）で表されるため，赤線が示す繊維

方向の圧縮変形と繊維直交方向の引張変形のエネルギー平衡状態は，εf と εm を用いて式

During in-plane compressive 
deformation before out-of-plane 
wrinkle, compressive strain trough the 
thickness shows uniform distribution.

Once out-of-plane wrinkle occurs, 
compressive strain trough the 
thickness shows ununiformed 
distribution.
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(a) Strain distribution before wrinkle (b) Strain distribution after wrinkle  

111 
 



（5.10）の関係式で表すことができる． 

 

dVEdVU
V fV fff ∫∫ 






=






= 2

112
1

2
1 εεσ      （5.8） 

dVEdVU
V mV mmm ∫∫ 






=






= 2

222
1

2
1 εεσ      （5.9） 

mmf E
E

εεε ⋅−=−= 02688.0
11

22      （5.10） 

 

ここで，σfと σmはそれぞれ繊維方向，繊維直交方向の応力であり，E11 と E22 は繊維方向，

繊維直交方向の弾性係数である． 

 

 
Fig.5.15 Computational representation of strain indicator for curing transient UD pre-preg 

(E of matrix is scaled to 10 times) 

 

図 5.16 は，材料試験から同定したエポキシ樹脂の硬化前の UD プリプレグの物性値を与

え，要素サイズ 1mm のブランクモデルにて行ったプレス成形シミュレーションにおけるし

わ発生のタイミングの εfと εmをプロットしたグラフである．図 5.15 と同様に繊維直交方向

に一軸引張のひずみ状態を青線で示し，繊維方向の圧縮ひずみエネルギーと繊維直交方向
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の引張ひずみエネルギーの平衡の状態を赤線で示す．硬化過渡状態と比較し，ν21 と E22 の値

が異なるため，青線と赤線の関数は式（5.11）と式（5.12）のように変化するが，やはり，

青線と赤線に囲まれるひずみ状態においてしわが発生することが確認できる． 

 

mmf εευε ⋅×−=−= −5
21 1045.2      （5.11） 

mmf E
E

εεε ⋅−=−= 0085.0
11

22      （5.12） 

 

 
Fig.5.16 Computational representation of strain indicator for uncured UD pre-preg 

(No curing: E of matrix is not scaled) 

 

図 5.17 は，本研究にて提案するしわ発生の予測基準の概要である．さらに，図 5.12 に示

したようにマクロスケールFEモデルの変形形状から直接しわの発生を予測できなかった樹

脂硬化前の UD プリプレグに対する要素サイズ 2mm のシミュレーションに式（5.11）と式

（5.12）で表されるしわ発生の予測基準を適用し，しわ発生の予測を行う．図 5.18 は，プ

レス成形後のひずみ状態が，青線と赤線で囲まれる状態（図 5.17 の Risk of wrinkles の領域）

を黄色，赤線を超える繊維方向の圧縮ひずみが生じている状態を赤色（図 5.17 の Wrinkles
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の領域）で示したものである．なお，繊維方向に青線より小さな圧縮ひずみが生じている

状態（図 5.17 の Acceptable deformation の領域）は灰色で示している． 

 

 
Fig.5.17 Schematic forming limit diagram for UD prepreg 

 

図 5.18 について金型形状として曲率を有する箇所を除いて評価すると，ウェブ中央部の

要素が黄色のひずみ状態にあり，しわの発生するリスクがあることが予測できるのがわか

る．これは，要素サイズ 1mm のシミュレーションにて，しわの発生が確認された箇所と合

致しているのがわかる．要素サイズ 2mm のシミュレーションでは要素変形形状からは予測

できなかった波長の小さなしわを，本研究にて提案するしわ発生基準により予測しており，

ミクロなしわをマクロスケール FE モデルの結果から予測できることが示唆される． 

 

εf

εm

Risk of
wrinkles

Wrinkles

Acceptable
deformation
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Fig.5.18 Contour plot of the formability over deformed FE elements with 2mm mesh 

 

 

5.4 結 言 
本章では，UD プリプレグ（炭素繊維/エポキシ樹脂）を対象とし，マクロスケール FE モ

デルによる解析では，これまで予測することができなかったミクロなしわをひずみ状態か

ら予測する基準を作成した．具体的には，直交異方性弾性モデルを用いたプレス成形シミ

ュレーションのひずみ状態を詳細に解析し，しわの発生時のひずみ状態が繊維直交方向一

軸引張のひずみ状態と，繊維方向の圧縮ひずみエネルギーと繊維直交方向の引張ひずみエ

ネルギーの平衡状態を表す状態の間にあることを確認した．さらに，マクロスケール FE モ

デルの要素の変形形状から直接予測できないミクロなしわを本提案基準により予測できる

ことを示した． 

本章で提案したしわ発生基準を利用することで，UD プリプレグで生じるミクロなしわも

現実的な計算コストのマクロスケール FE モデルにて予測が可能になり，UD プリプレグの

プレス成形によるプロセス設計に寄与できるものと考える． 

本研究では，連続繊維 FRP の成形限界評価の手法構築の第一段階として，直交異方性弾

性モデルを用いた解析結果からしわの発生基準を構築したが，UD プリプレグの 90°方向材

の引張試験では非線形性を有する材料特性を確認している．また，第 4 章では，面内と面

外の非線形性および異方性を正確に表現するマクロスケール FE モデルを提案しており，今

後は材料特性の非線形性を正確に考慮したマクロスケールFEモデルのシミュレーション結

果からしわ発生を含めた成形限界の評価手法の構築を深く考察することが必要と考える． 

Acceptable deformation
Risk of wrinkles
Wrinkles

Risk of
wrinkles
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さらに，5,1 で述べたように，熱硬化プリプレグの厚板の積層材では賦形後に加熱し樹脂

を硬化する工程において，樹脂の硬化収縮により繊維が動き，積層材の内部にてしわが発

生することが知られている．このような積層内部のしわの発生をマクロスケール FE モデル

のシミュレーションにて予測するためには，厚み方向の応力を考慮したしわ発生の予測基

準を構築する必要である．そのため，積層状態をソリッド要素でモデル化したシミュレー

ション結果のひずみ状態を詳細に分析し，しわ発生評価基準を検討することが今後の課題

と考える． 
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第 6 章 結 論 

 

CFRP は，比強度および比剛性に優れることから，航空機分野ではその適用拡大により大

幅な機体の軽量化が実現されている．一方，排出ガス規制が強化され，車両の軽量化によ

る燃費向上が求められる自動車分野においても，RTM を含む FRP のプレス成形工法の改良

により成形時間が大幅に短縮され，今後，量産車における CFRP の適用が拡大することが予

測されている．しかし，FRP のプレス成形工法は，成形時の制御パラメータが多く，試験に

よる成形条件の最適化には多くの時間と費用が必要になるため，プレス成形不良を予測し，

最適な成形条件を探索できるシミュレーション手法の確立が課題となっている． 

そこで本研究では，FRP のプレス成形シミュレーションと成形性の評価を研究対象とし

た．FRP シートは，金属とは大きく異なる異方性かつ非線形性を有する材料挙動を示すた

め，複雑な異方性と非線形性を有する材料挙動をマクロスケール FE モデルで如何に表現す

るかに着目した研究が行われてきた．しかし，プレス成形中の支配的な変形モードである

せん断特性の表現については，繊維方向とせん断を完全に独立の関数で表現するモデルが

ほとんどであり，せん断特性の引張依存性が考慮されていない問題があった．さらに，成

形不良の代表であるしわ形状の予測には面外の曲げ特性の正確な表現が重要であるが，従

来のマクロスケールFEモデルでは膜要素が用いられており曲げ剛性が考慮されていない問

題があった．2011 年に Boisse ら[43]は面外の曲げ剛性を考慮したマクロスケール FE モデル

を提案している．しかし，線形かつ等方性の曲げ剛性のみを考慮しており，ドライファブ

リックの方向依存性の曲げ剛性や FRTP シートの高温時の非線形性を有する曲げ特性は考

慮されていない問題があった．さらに，連続繊維 FRP シートの成形限界を予測する手法は

過去に提案されておらず，UD プリプレグでみられるミクロなしわをマクロスケール FE モ

デルで予測するには，非常に小さく要素分割されたモデルを用いる必要があり，計算コス

トの制約から現実的には予測不可能であった． 

既存研究におけるこれらの課題を解決するため，本研究では，下記を研究項目とした． 

(1) 成形不良の代表であるしわの発生予測を含め成形性を総合的に評価するため，曲げ剛

性とせん断挙動の引張依存性を考慮したドライファブリックのマクロスケール FE モ

デルの提案 

(2) FRTP シートの高温時の非線形性を有する曲げ特性と温度依存性の材料挙動を考慮し，

さらに Vfの変化に対応できる FRTP シートのマクロスケール FE モデルの提案 

(3) FRP シートのプレス成形限界を予測する手法構築の第一段階として，直交異方性弾性

体モデルを用いたマクロスケール FE モデルの各要素のひずみ状態から UD プリプレ

グのしわ発生を予測する手法の提案 
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6.1 本研究の成果 
本研究の成果を以下にまとめる． 

第 1 章では，緒論として自動車分野で金属に代わる材料として期待される FRP の適用状

況と，量産車へ適用を拡大するために量産技術の確立が課題になっていることを記述した．

さらに，RTM 工法のプリフォーム工程や FRTP シートのプレス成形シミュレーションを対

象とし，既存研究にて提案されているマクロスケール FE モデルとそれらの問題点について

記述した．研究目的として，面外曲げ剛性と面内せん断の引張依存性を考慮したドライフ

ァブリックモデルの提案，非線形性を有する曲げ特性および Vf の変化に対応した温度依存

性を考慮した FRTP シートモデルの提案，連続繊維 FRP シートのプレス成形限界予測手法

の構築の第一段階として直交異方性弾性体モデルによるしわ発生予測手法の提案を設定し

た．これらの目的を達成することで，自動車分野において，FRP の量産車への適用に適し

た工法であるプレス成形による量産成形技術の確立に貢献することを最終的な目標とする

ことを記述した． 

第 2 章では，異方性かつ非線形性を有するドライファブリックの複雑な材料挙動を詳細

に分析することを目的として，繊維束スケールで織り構造をソリッド要素によりモデル化

し，繊維束の変形と相互作用を直接計算するメゾスケールモデルを用いて解析を行い，ド

ライファブリックのプレス成形時の材料挙動を把握した．また，半球形状の成形シミュレ

ーションを実施し，ブランクホルダー荷重の違いがしわ発生や繊維束間のすべりに与える

影響，織構造の違いが成形性に与える影響を確認した． 

メゾスケール解析はドライファブリックの材料挙動を詳細に捉えることができる非常に

有効な手法であるが，モデリングと計算コストが膨大になるため，より実用的な手法とし

て，第 3 章では，RTM 工法のプリフォーム工程を対象にしたドライファブリックのマクロ

スケール FE モデルを提案した．ドライファブリックのプレス成形時のしわの発生を正確に

予測するため，膜要素にシェル要素を組み合わせて曲げ剛性を付加する手法を提案した．

さらに，引張依存のせん断特性が考慮可能なマイクロメカニカルモデルを面内挙動の表現

に適用し，提案モデルを用いてプレス成形シミュレーションを行い，第 2 章で実施した大

規模メゾスケールモデルと同等のしわ発生予測が可能なことを示した．メゾスケールモデ

ルの半球プレス成形シミュレーションは CPU コア 64 並列計算にて約 5 日要するのに対し，

本提案マクロスケールモデルの計算時間は CPU コア 4 並列計算により 30 分であり，しわの

発生予測を含め成形性を本提案モデルにて短時間で予測できることを示した． 

第 4 章では，成形時間 1 分以内が実現可能な工法として注目される常温の金型を用いる

FRTP シートのプレス成形工法を対象とし，第 3 章で提案したドライファブリックモデルを

拡張して高温時の非線形な曲げ特性まで表現できるマクロスケール FE モデルを提案した．

また，面内特性については，熱可塑性樹脂の影響による温度依存性を表現し，Reuss モデル

を導入することで樹脂の材料特性と Vf から FRTP シートのせん断特性を予測可能とした．

さらに，温度により大きく変化する CFRTP シートの面外曲げと面内せん断の特性を材料試
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験により把握し，温度依存性を考慮した CFRTP シートモデルを構築した．構築したモデル

を用いて熱構造連成解析を行い，プレス成形時に材料特性が大きく変化する常温の金型を

用いる工法における CFRTP シートの変形挙動が予測できることを示した．  

第 3 章と第 4 章では，要素の変形形状からしわの発生予測可能なマクロスケール FE モデ

ルを提案した．これらの手法では，要素のサイズより小さな波長のしわは予測できない．

そこで，第 5 章では，連続繊維 FRP のプレス成形の成形限界線図を構築するための第一歩

として，マクロスケール FE モデルでは予測できないミクロなしわを直交異方性弾性モデル

の各要素のひずみ状態から予測する手法を提案した．さらに，本手法によりマクロスケー

ルFEモデルによる要素の変形形状からは直接予測できないミクロなしわを予測できること

を示した． 

本研究で提案した手法により，FRP のプレス成形時のしわを含めた成形性をシミュレー

ションにより予測可能とした．プレス成形による FRP の量産成形技術確立に貢献できるも

のと考える． 

 

 
6.2 今後の展望 

6.1 に本研究の成果を記述したが，シミュレーションの活用により FRP のプレス成形工法

のプロセス設計を支援するため，本研究の今後の展望を以下にまとめる． 

第 2 章で，繊維束の変形および相互作用を直接モデル化したメゾスケール解析によりド

ライファブリックのプレス成形中の複雑な材料挙動を把握し，それらを表現可能なマクロ

スケール FE モデルを第 3 章で提案した．メゾスケールモデルを用いたプレス成形シミュレ

ーションでは，ブランクホルダー荷重を過度に大きく設定した場合，しわの発生は抑制さ

れるが，繊維束間ですべりが生じ織り目が開く現象が確認された．このようなメゾスケー

ルの現象はドライファブリックを膜要素やシェル要素でモデル化したマクロスケールモデ

ルでは当然ながら予測できない．しかし，織り構造の変化をより詳細に解析で評価したい

要望は多く，現実的な計算コストで繊維束の滑りや小さなしわなどを解析できる手法が構

築できれば，材料構造とプレス成形性の関連などより詳細な分析が可能になり，プロセス

に適した材料設計までを解析可能になると考える． 

第 4 章では，面外の曲げ特性と面内の特性を独立に表現する FRTP シートのマクロスケー

ル FE モデルを提案し，CFRTP シートのプレス成形における変形挙動が予測できることを示

した．比較検証の対象としたプレス成形試験は単純な金型形状を用いたため，成形不良の

代表であるしわは生じなかった．今後，より複雑な金型形状を用いたプレス成形試験との

比較により，本提案モデルのしわ発生の予測性能について評価を行う必要があると考える．

また，樹脂モデルに等方性の von-Mises 降伏条件を用いたが，さらに高精度にプレス成形挙

動を予測するためには，熱可塑性樹脂の応力ひずみ特性の静水圧依存性等も考慮した適切

な降伏関数の選定が必要である． 
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第 5 章では，連続繊維 FRP の成形限界評価の手法構築の第一段階として，直交異方性弾

性モデルを用いた解析結果からしわの発生基準を構築したが，材料の非線形性を考慮した

成形限界評価に拡張する必要がある．さらに，厚板の積層材の積層内部のしわを予測する

ためには，厚み方向の応力を考慮するしわ発生予測基準について深く考察する必要がある．

積層内部のしわがシミュレーションにより予測可能となれば，ボーイング 787 やエアバス

A350XWB のような中型機の主翼だけでなく，大型機の主翼などの積層枚数の多い機体構造

部材への本格的な CFRP の適用に非常に有効な設計ツールになると考える． 
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