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第１章 序論 

 

 

1.1  研究の背景 

1.1.1  自動車の軽量化と高張力薄鋼板 

 

地球温暖化現象の対策として温室効果ガス排出量の削減が急務であり，世界

的な取り組みが行われている．1997 年の地球温暖化防止京都会議（COP3）にお

いて採択された京都議定書 1)は，2008 年から 2012 年の約束期間中に 1990 年（基

準年）の水準から先進国全体で 5%以上（日本は 6%）の CO2 排出量削減を求め

ている．2005 年の発効に伴い，日本では「京都議定書目標達成計画」が定めら

れ，様々な施策が取られてきた．現在，第一約束期間が終了する 2013 年以降の

中期目標等が国際的に検討されており，日本は 2020 年までに 1990 年比で 25%

の削減を目指すとの中期目標を表明している 2)． 

運輸部門からの CO2 排出削減のため，交通流の円滑化，モーダルシフト・物

流の効率化，公共交通機関の利用促進などの施策が取られているが，自動車の

燃費向上は最も有効性が高い手段である．燃費基準については，「エネルギーの

使用の合理化に関する法律（省エネ法）」の改正により，トップランナー方式に

よるによる 2010 年度燃費基準が 1999 年に策定された．2010 年度基準は，2004

年度末時点で約 8 割（出荷ベース）の自動車で達成されたため，2004 年度実績

値に対して 23.5%改善を求める 2015 年度基準が 2007 年に策定された 3)．欧州で

は，域内 27 ヶ国で販売される新車に対し，2012 年までに 1km 当たりの CO2排

出量 120g（ガソリン燃費換算 20km/l）という目標を義務づける提案がなされて

いる 4)．これらの目標を達成するため，自動車メーカーにおいては様々な開発が

なされているが，燃費向上の手段として，車両軽量化は大きな効果がある 5)． 

 一方，衝突安全向上に対しても強い社会的要請があり，衝突安全基準やアセ

スメントは厳しくなりつつある 6)．自動車ボディーの強化のため，使用する鋼板

の板厚を増やし，補強部品を追加するため，ボディー重量は増加傾向にある．

ボディー（エンジン，駆動系，内装等を除いたもの）は，車両総重量の 30%程

度を占めており，その軽量化は重要な課題になっている． 

軽量化の手段として，材料置換（例えば，鋼板からアルミニウム，樹脂への

置換）は有力な手段であるものの，コストが非常に高くなるため，高級車にし

か採用できない選択肢である．大衆車においては，高張力薄鋼板（ハイテン）

の使用と構造最適化の組み合わせで，衝突安全性と軽量化の両立を達成するこ

とが求められている．また，生産台数が多い大衆車での軽量化は，CO2 排出総量
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の削減に大きく寄与するものである．以上のような背景から，ボディー重量を

低減，または衝突対策に伴う重量増を最小化するために，高張力薄鋼板（ハイ

テン）の採用率が急速に高くなっている． 

 

1.1.2  高精度な衝突解析の必要性 

 

 自動車用ハイテンは，1970 年の実験安全車－ESV（Experimental Safety Vehic1e）

プログラム 7)の頃から開発が始まり，現在では引張強さが 980MPa またはそれ以

上の強度のものが開発されている．しかし，ハイテンの性能は，準静的な強度

とプレス成形性で専ら評価され，衝突特性という視点で研究がされていなかっ

た．衝突時に鋼板は 102/s 以上の高いひずみ速度で変形しており，通常の引張試

験での歪み速度より 4～5 桁大きい．一般に，鋼の流動応力は正の歪み速度依存

性を持っているので，準静的な流動応力から衝突特性を直接的に推定すること

はできない．従来は，準静的な特性と衝突特性の経験的な相関を利用するに留

まっていたが，ハイテン化が進むと従来材料での経験則が適用できなくなると

いう問題も生じてきている．ハイテンの高速引張特性を調査した例 8)は古くにあ

るが，系統的な整理はあまりされてこなかった． 

一方，近年のコンピュータの進歩と開発期間短縮のニーズによって，自動車

開発のデジタルエンジニアリング化が進められている．衝突試験は，試作車の

製造および試験自体に多大なコストと時間が費やされており，CAE を活用して

試験回数を削減する経済効果が大きい．しかし，ハイテンの高ひずみ速度での

機械特性が明らかでないため，CAE の精度が十分でなく，ハイテンを活用した

ボディー設計が十分行われているとはいえない．特に，コンピュータの進歩に

より，解析自体の精度が向上し，解析結果が材料データの精度に大きく依存す

るようになってきている．こうした背景より，衝突 CAE に必要な高精度な材料

データの整備が強く求められている．  

 

 

1.2  従来の研究 

1.2.1  本研究に関わる研究分野 

 

本研究は，実用材料である薄鋼板の高速変形特性に関わるものであり，その

基礎となる研究分野は多岐にわたっている．多くの金属材料について，高速変

形特性を評価する実験手法や，その結果を記述し汎用化するための材料構成式

が，古くから研究されている．一方，鉄鋼材料については，純鉄に近い材料の

基礎的研究または非常に高強度の材料の破壊靱性の研究は古くからされている
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ものの，薄鋼板の高ひずみ速度における塑性変形についての関心は薄かった．

しかし，前節に述べた社会的，工業的背景のため，近年多くの研究がされるよ

うになってきた．本節ではそれぞれの分野について従来の研究をレビューする． 

 

1.2.2  高速材料試験方法 

 

高速変形挙動や材料構成式を議論する上で，広範囲のひずみ速度における応

力－ひずみ曲線の取得は不可欠であり，様々な試験法が開発されてきた．動的

試験では，静的試験と比較し単に試験速度が速くなっただけでなく，試験を実

施する上で，荷重計測と負荷方法において多くの課題を伴う．本研究が対象と

する速度範囲では，試験機の機械的共振と弾塑性波の伝播による外乱を防いで，

正しく荷重を測定することが課題になる． 

動的試験法には，応力棒を用いる方法として，Split Hopkinson Bar 法 9)や One 

Bar 法 10)がある．これらは，Hopkinson 応力棒 11)を用い，応力棒の一端に入力さ

れた動的荷重が，応力棒中を一次元の弾性波として伝播することを利用するも

のである．計測可能な時間の上限は応力棒の長さに制約を受け，計測可能なひ

ずみ速度としては，数 100/s が現実的な下限である． 

 一方，準静的試験で行われるように，試験片と荷重検出器を直列に配置した

試験方法では，試験速度が高くなるにつれて弾性波の伝播が無視できなり，計

測可能なひずみ速度の上限がある．より高いひずみ速度まで荷重計測をするた

めには，試験片と荷重検出器を接近させることが有効であり，試験片の一部を

荷重検出器として利用する方法がある 12,13)． 

 谷村らは，ひずみゲージを貼付した検力板（Sensing plate）をブロックに密

着させたコンパクトな荷重検出器で衝撃荷重を精度良く測定できることを示し
14)，その改良形として検力ブロック（Sensing block）を開発した 15)．この方式

では，ひずみ速度の下限（すなわち，計測時間の上限）に制約はなく，従来方

法より十分高いひずみ速度まで計測が可能である． 

 試験片に負荷する方法としては，打撃を用いる方法，フライホイール 16)を用

いる方法，カムプラストメータ 17)を用いる方法などがあるが，動的領域の試験

速度に限定されている．広範囲のひずみ速度の試験を１台で行うためには，油

圧サーボによる負荷機構を持った試験機が用いられる． 

 荷重の計測時間に制約がない検力ブロック方式の荷重検出器と，広範囲のひ

ずみ速度を負荷できる油圧サーボ機構を備えた検力ブロック式高速材料試験機
18)が開発され，工業的に利用され始めている．１台の試験機で広範囲のひずみ速

度の試験が可能であることは，単に利便性が向上するだけでなく，ひずみ速度

が異なる応力－ひずみ曲線を，同一の試験片形状での直接的な比較が行えると
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ともに，複数の試験機の較正が不要になるため，高精度のデータを得ることが

できる．後述するように，本研究においては，この試験機を使用している． 

 

1.2.3  材料構成式 

 

 高ひずみ速度において，材料の機械特性は劇的に変化し，流動応力は作用す

るひずみ速度に影響される．そのような材料の動的特性を明らかにするため，

多くの実験的，理論的調査がなされてきた．一般に，鋼材の流動抵抗は，ひず

み速度が高くなると大きくなることが知られている 19-27)． 

ひずみ速度感受性のメカニズムは，しばしば転位運動の観点で議論されてい

る．障害物（たとえば，介在物や不動転位）を通過する可動転位の単位時間の

本数が，ひずみ速度の増加にともない増加する．一方，転位がそれらの抵抗に

打ち勝つために，材料の外部から余計な力または熱的エネルギーが供給されね

ばならない．ひずみ速度感受性（および温度依存性）を記述する初期の試みは，

鉄について Zener-Hollomon の式がよく知られている 19)．この式は，前述した熱

活性流動理論に対するアレニウス関係と一致する．より転位運動を考慮した精

巧な式が Lindholm21)と Tanaka-Nojima28)から提案されている．しかし，熱活性化

流動に基づいたこれらの式は，比較的低いひずみ速度，すなわち 10-5～102/s で

有効である．一方，103～104/s 以上の非常に高いひずみ速度においては，Peierls

ポテンシャルやフォノン抵抗のような短範囲障害物が，転位運動に対する主要

な抵抗になっている．ひずみ速度感受性の上記メカニズムは，Viscous drag と呼

ばれ，この領域では，流動応力の上昇はひずみ速度に比例することが知られて

いる．この領域でのひずみ速度感受性を表現するため，Clifton ら 29)は，アレニ

ウス関係に代えて Johnston-Gilman 関係を適用した．さらに，谷村ら 30)は，

Johnston-Gilman タイプを広範囲のひずみ速度に適用できるように改善した式を

提案した．同様の関係式は，低炭素鋼について放生ら 31)により，いくつかの bcc

および fcc 金属について Follansbee32)により提案されている．また，谷村らは，

個々の材料についてパラメータを決める必要がなく，鉄系，銅系等の金属グル

ープ毎に共通なパラメータを使用できる谷村－三村の式 33)を提案している． 

後続の塑性流動におよすひずみ速度履歴効果の観点では，Lindholm34)が最初に

アルミニウムで準静的－動的負荷試験を実施し，Klepaczko35)は準静的予負荷に

引き続く動的負荷の応力は，単純に動的負荷を加えたときの同じひずみにおけ

る応力とは異なることを発見した．この差異は，動的変形で形成される変形組

織が，準静的変形とは異なっているという事実に起因していると考えられてい

る．実際，Gray と Morris36)は，応力波の立ち上がり速度が転位セルの形成に影

響することを指摘している．また，hcp 金属では高ひずみ速度ではツインが増加
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するという報告もある 37)． 

 流動抵抗のひずみ速度履歴効果について初めて系統的精力的に研究したのは，

Campbell らのグループであった 38,39)．彼らの実験は，除荷をしないひずみ速度

ジャンプ試験またはひずみ速度増減試験として知られている．その結果から，

ひずみ速度を急変した時の構成関係式を定式化した．しかし，その構成関係が

有効なのは，正のひずみ速度履歴効果（例えば，準静的負荷の後の動的応力が，

単に動的負荷された応力より低い場合）を記述する場合のみであった．すなわ

ち，それらは鉄や鋼で観察される負のひずみ速度履歴効果に対して有効ではな

い．後継の研究は Senseny40)と最近では Klepaczko と Cheim41)によってなされ，

熱活性化流動理論に基づいたひずみ速度，温度履歴の記述方法が提案された．

また，三村ら 42)は，谷村－三村モデルを拡張し，ひずみ速度履歴の正負両方の

効果を記述できる式を提案している． 

 

1.2.4  薄鋼板の高速変形特性 

 

薄鋼板の高速変形特性に関心が高まり集まり始めたのは，自動車の衝突安全

が社会的に注目された 1990 年代であり，その時期に鉄鋼メーカーにより精力的

に調査された 43-55)．各種試験法による高速引張試験が行われ，高強度鋼板ほど

ひずみ速度依存性が小さくなることが報告された．自動車の衝突安全性の指標

としては，薄鋼板で作製した筒状の部材を軸方向に動的に崩壊させ，所定スト

ロークまでの吸収エネルギーが用いられるようになった．1997 年から 4 年間に

わたり，日本鉄鋼協会に「自動車用材料の高速変形に関する研究会 56)」が設置

され，大学，鉄鋼および自動車メーカーの研究者により，鋼板に求められる特

性の明確化や変形特性の金属学的解明がなされた．その後，本分野の重要性が

世界的にも認知され，The International Iron and Steel Institute – Automobile 

Committee により，自動車用鋼板の高速引張の推奨試験方法の協議およびラウン

ドロビンテストが実施された 57)．これらの活動は，日本が世界をリードして進

められきており，日本鉄鋼連盟において，「自動車用鋼板の高速引張試験方法」

の ISO 規格化が進められている 58)． 

 

 

1.3  本研究の目的と概要 

 

 本研究の目的は，自動車用ハイテンを含む各種薄鋼板材料の高ひずみ速度で

の機械特性を実験的に評価し，材料構成式の定式化を行うことによって，自動

車衝突解析に供する材料データを利用者に利便性が高い形で提供することであ
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る．以下に，各章の概要を述べる． 

第２章では，各種の高速変形試験法をレビューし，本研究で用いた検力ブロ

ック式材料試験機の特徴と工業的な有用性を述べる 59,60)．本試験方法で引張試

験を行い，得られる応力－ひずみ曲線の信頼性を検討する．また，試験片外で

測定した変位から，試験片のひずみを精度よく求める手法について検討する． 

第３章では，極低炭素軟鋼の圧縮試験および引張試験を行い，両者を比較す

る．高ひずみ速度において引張試験の一様伸びが小さくなる現象を，圧縮試験

で得られたデータを用いた FEM 解析により考察する 61)． 

第４章では，自動車用鋼板をはじめとする種々の薄鋼板の高速引張特性を実

験的に評価し，谷村－三村モデルを用いて定式化する．また，衝突解析におけ

る破断クライテリアの設定に役立てるため，破断応力および破断ひずみを調査

し，それらのひずみ速度依存性を検討する 62)． 

第５章では，固溶炭素を含む極低炭素軟鋼板と含まない鋼板について，ひず

み時効前後の高速引張特性を調査し，時効処理を行った鋼板の応力－ひずみ関

係のひずみ速度依存性を記述し得る構成則を検討する．試験後の転位組織を観

察し，提案する構成則が転位論的に妥当であることを裏付ける 63,64)． 

第６章では，極低炭素軟鋼板をスポット溶接して作製した中空部材の動的３

点曲げ試験 65)を行い，荷重－変位曲線および座屈形態について，３種類の材料

モデルを用いた数値解析結果と実験結果を比較検討する．谷村－三村モデルを

使用した解析結果が実験と最も一致することを示し，第４章の定式化の有用性

を検証する 66)． 

第７章では，本論文の各章で得られた成果についてまとめ，今後の課題を述

べる． 
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第２章 薄鋼板の高速引張試験方法 

 

 

2.1  緒言 

 

 高速変形挙動や材料構成式を議論する上で，広範囲のひずみ速度における応

力－ひずみ曲線の取得は不可欠であるが，標準化された試験法はなく様々な試

験法が実施されているのが実情である．そのため，本研究を始めるにあたり，

使用する試験方法の有用性，信頼性を見極めておくことが重要となる． 

本章では，各種試験方法についてレビューし，本研究に使用した検力ブロッ

ク式高速材料試験機の概要について述べる．また，本試験機で得られた試験結

果の信頼性について検証をおこなう． 

 

 

2.2  各種試験方法 

2.2.1  動的試験の課題 

 

 動的試験では，静的試験と比較し単に試験速度が速くなっただけでなく，試

験を実施する上で，荷重計測と負荷方法において多くの課題を伴う．Fig.2.1 は，

Lindholm1)の分類をベースに本研究に関係する領域を加筆したものである． 
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Fig.2.1  Dynamic aspects of mechanical testing. 
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薄鋼板の使用において関心の対象となるひずみ速度は，自動車の衝突では

大で 103/s，通常の品質管理に用いる準静的引張試験は 10-3/s であるので，10-3～

103/s の６桁におよぶ広範囲である．したがい，試験技術としては，機械共振が

問題になる速度域と弾性波の伝播が問題になる速度域の両方にまたがっている． 

動的試験機には多様なバリエーションがあるため，要素技術の観点から，応

力測定方法と負荷方法に分け，次節以降で説明する． 

 

2.2.2  応力測定方法 

 

 応力測定は，応力棒を使用した試験法に代表される弾性波の伝播を考慮した

方法と，試験系（試験片と荷重検出器）が平衡状態であることを前提とする方

法の２つに大別される． 

 Hopkinson2)は，水平に吊した応力棒の一端で火薬を爆発させ，応力棒及びも

う一端に取り付けた"time piece"の運動量を測定することによって，火薬により

発生した応力を観測した．Hopkinson の方法では，応力－時間関係を直接測定で

きなかったが，Davies3)は，静電タイプの速度計を応力棒に取り付け，それを可

能にした。さらに，Kolsky4)は，弾性棒を分割して試験体を挟み込むことにより，

圧縮の応力－ひずみ曲線を測定し，材料試験に適用できることを示した．この

方法は，Split Hopkinson Bar 法または Kolsky Bar 法と呼ばれている。現在では，

ひずみゲージを使った Fig.2.2 のようなセッティングが一般的である。Fig.2.2 に

おいて，応力の計測は Strain Gage 2 のみで行えるので，Fig.2.3 のような応力棒

を一本だけ使用する One bar 法が，Kawata ら 5)により開発されている． 

 

Strain Gage 1 Strain Gage 2

Specimen

Strain Gage 1 Strain Gage 2

Specimen  

 

Fig.2.2  Schematic illustration of split Hopkinson bar method. 

 

 

Strain Gage

Specimen

Strain Gage

Specimen  

Fig.2.3  Schematic illustration of one bar method. 
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 Fig.2.2 において，出力棒を右方向に伝播する弾性波は，ひずみゲージで観測

された後，自由端で反射され，再びひずみゲージで観測される。反射波の重畳

を避けるため，出力棒を十分長くすることがポイントである。例えば，ひずみ

速度103/sで試験片をひずみ0.5まで変形させるとき，試験時間は500μsであり，

鋼製応力棒中では応力波は約 2.5m（=5000m/s×500μs）伝播する。したがい，

ひずみゲージと自由端の距離は少なくとも 1.25m（往復で 2.5m）必要となる。

すなわち，持続時間の長い弾性波を計測するためには，応力棒が比例して長く

なるため，設備の大きさでひずみ速度の下限は制限され，数 100/s が現実的な下

限である． 

 準静的試験で行われるように，試験片と荷重検出器を直列に配置した試験方

法では，試験速度が高くなるにつれて弾性波の伝播が無視できなくなる．より

高速まで荷重計測をするためには，試験片と荷重検出器を接近させることが有

効であり，試験片の一部を荷重検出器として利用する方法がある 6,7)．Fig.2.4 の

ように，試験中に塑性変形する平行部と，弾性変形のままであるつかみ部にそ

れぞれひずみゲージを添付し，前者からは平行部のひずみを計測し，後者から

は荷重を計測することができる．ただし，荷重の換算には，試験片ごとにヤン

グ率を予め求めておく必要がある． 

 

Plastic

Elastic

Plastic

Elastic

 
 

Fig.2.4  Schematic illustration of test piece with strain gages. 

 

 

 谷村らは，ひずみゲージを貼付した検力板（Sensing plate）をブロックに密着

させたコンパクトな荷重検出器で衝撃荷重を精度良く測定できることを示し 8)，

その改良形として検力ブロック（Load sensing block）を開発した 9)．検力ブロッ
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クは，鋼製のブロックと小突起からなり，小突起の側面にひずみゲージが貼付

された構造である．小突起に入力された衝撃荷重は，ブロック内部からの反射

波の影響を受けることなく，長時間にわたり計測することができる．この方法

の計測精度については，解析により検証されている 10)．後述するように，本研

究においては，本原理に基づいた試験機を使用している． 

 

 

Base
Block

Load sensing
projection

Specimen
Strain gages

 
 

Fig.2.5  Schematic illustration of load sensing block. 

 

2.2.3  負荷方法 

 

 Split Hopkinson Bar 法では，Fig.2.2 に示したように，圧縮ガス，バネ等で打撃

棒を発射し，入力棒に衝突させて圧縮の入射波を発生させ，圧縮試験を行う．

圧縮の入力波により引張試験を行う場合には，２本の応力棒を棒端が重なるよ

うに非共軸に配置して棒端の間で引張を行う方法 11)，棒端にかご形のアタッチ

メントを取り付ける方法 12)がある． 

 引張の入力波を発生させて引張試験を行う方法としては，入力棒端にフラン

ジを設け Fig.2.2 とは逆方向に打撃する方法 13)，Fig.2.2 において試験片周囲にカ

ラーを設置して圧縮波をバイパスさせ，出力棒端から反射された引張波によっ

て引張方法 14)がある．入力棒の中間をクランプで固定して棒端からクランプま

でを静的に引っ張っておき，クランプを瞬間的に開放することによって，引張

波を発生させる方法もある 15)． 

応力棒を使用しない動的負荷の方法として，試験片を直接打撃する方法 5)や，

フライホイール 16)やカムプラストメータ 17)を用いる方法もある． 

上述の負荷方法はいずれも動的のみであり，準静的に負荷することはできな
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いので，1 台の試験機で広範囲の試験速度をカバーするためには，油圧サーボ機

構が利用される 6,7)． 

 

 

2.3  検力ブロック式高速材料試験機 

2.3.1  試験機の基礎となる検討 

 

 検力ブロック式高速材料試験機は，前述の検力ブロックを動的荷重検出装置

として採用し，動的負荷機構と変位（ひずみ）測定機構をパッケージにした材

料試験機である．本研究では，株式会社鷺宮製作所製 TS-200018)を試験に用いた．

まず，この試験機が市販品として完成するまでになされた多くの技術的検討に

ついて述べる． 

 初に開発されたのは，圧縮空気で加速したインパクトブロックを試験体に

衝突させる方式を負荷機構に採用し，φ15 の小突起を有する検力ブロックを用

いた試験機である 19)．この試験機により，ひずみ速度 1000/s での軟鋼の円柱圧

縮試験では，Hopkinson 棒試験機と同等の応力－ひずみ曲線が得られること，お

よび，Hopkinson 棒試験機より数倍長時間である 1200μs の荷重パルスが検出で

きることが検証された．また，鉄，銅，アルミニウム，チタンの応力－ひずみ

曲線が取得され，300～1000/s の範囲で数段階にひずみ速度を変えて試験ができ

ることが検証された 20)．さらに，φ50 の小突起を備えた検力ブロックが開発さ

れ，アルミニウム円管の衝撃座屈試験が行われた 21)．この試験では，15ms もの

長時間の荷重パルスが計測できること，荷重の増減の数と座屈リンクル数が一

致していることが確認され，高精度に荷重計測できることが検証された． 

 加速したインパクトブロックを衝突させる負荷方式では，ひずみ速度が遅い

試験を行うことが困難である．すなわち，インパクトブロックの運動エネルギ

ーによって試験片を変形させるため，運動エネルギーが小さい低速の場合は，

大ひずみまで変形させることができない．そこで，準静的から動的まで試験が

実施できるように，負荷機構として油圧サーボを用いたものが開発された 22,23)．

油圧サーボ方式は，圧縮空気で加速する場合と比較して試験機がコンパクトに

なる利点もある．荷重検出部を取り替えることにより，円柱試験片の圧縮試験，

丸棒および薄板試験片の引張試験が実施できる 24,25)． 

 本試験機と既存の他の試験機で，同じ材料について動的引張試験を行い，得

られた応力－ひずみ曲線が互換性を有していることが確認されている 26,27)．現

在では，本試験機は多くの分野で使用されており 28,29,30)，測定対象は金属材料だ

けでなく，樹脂材料にも及んでいる 24,25)． 
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2.3.2  試験機の構造 

 

 本論文で用いた試験機の外観を，Fig.2.6 に示す．テーブル上に固定された門

型のフレームの上部に油圧サーボアクチュエータを備え，下方向に負荷できる．

フレームの内部には，検力ブロックを設置し，アクチュエータの先端に負荷治

具が取り付けられている．検力ブロックおよび治具を交換することによって，

種々の試験が行えるようになっている．本研究では，引張試験用の２種類セッ

トアップ（A タイプと C タイプと称す）と圧縮試験用の１種類のセットアップ

（B タイプと称す）を用いており，本章，第４章，第６章では C タイプを使用

し，第３章では A タイプと B タイプを，第５章では A タイプを使用した．C タ

イプは，A タイプを改良した応力測定精度がより高いものである．試験機本体

および各セットアップ時の仕様を，Table 2.1 に示す． 

A タイプの引張試験セットアップでは，試験片を Fig.2.7 に示す治具にセット

して試験を行う．試験片はこの治具に取り付けたままで，Fig.2.8 に示す荷重検

出器の溝の中に埋没させる．荷重検出器の中には，小突起を２つ備えた検力ブ

ロックが内蔵され，Fig.2.9 の模式図のようにして治具を支持している．Fig.2.8

の上部のハンマーが下降して治具を押下することによって，引張試験が実行さ

れる．この時，小突起に作用する圧縮荷重が計測される．ハンマー変位は，荷

重検出器に内蔵された変位計で計測され，ハンマー変位を試験片つかみ部の変

位と見なしている．ハンマーから下方に伸びた２本の棒状のものは，変位測定

のためのゲージである． 

B タイプの圧縮試験セットアップでは，Fig.2.5 に示すように，小突起の上に

試験片を置き，ハンマーで押下する．変位計測は，A タイプと同様である． 

C タイプの引張試験セットアップは，Fig.2.10,11,12 に示すように，小突起に

引張荷重が直接作用するものである．引張試験片は，その両端を検力ブロック

の小突起およびアンカーブロックに設けたスリットに挿入して，ピンで固定さ

れる．インパクトブロックが降下し，アンカーブロックを押し下げることによ

り，引張試験が行われる．試験片のひずみは，磁気的センサーで計測されたア

ンカーブロックの変位から換算して求められる． 

 なお，第４章で用いるグリップレスタイプの試験片は，試験片の一端が台形

状になっており，アンカーブロックを使用せず，インパクトブロックで直接試

験片の一端を打撃することができる．アンカーブロックの慣性モーメントが省

略できるため，高ひずみ速度において応力波形に重畳する振動成分が軽減され

る．アンカーブロックを使用しない場合は，インパクトブロックの変位から試

験片のひずみが求められる． 

 Ｃタイプでは，Ａタイプのように荷重検出器に試験片を埋没させる構造では
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ないため，構造的には引張ストロークに原理的制約がない．ステンレスや樹脂

など延性が大きい材料や溶接継ぎ手などの構造体でも，破断まで引っ張ること

ができ，荷重計測時間の制限もない．ここで用いているセンサーは変位 10mm

まで測定できるが，目的によってはさらに大変位のセンサーを使えばよい． 

 

   

14
00

 

23
00

 

FL  

Fig.2.6  Appearance of the testing machine. (Left: Type A,B, Right: Type C) 

 

 

Table 2.1  Specification of the testing machine. 

 

Model SAGINOMIYA TS-2000 

Loading device 

Capacity, Speed 

Hydraulic (closed loop servo) 

10kN (static), 0.04-5000mm/s 

Load measurement principle Load sensing block 

Displacement measurement device Magnetic reluctance sensor 

Type A B C 

Test mode Tension Compression Tension 

Load measurement capacity 5kN 20kN 5kN 

Displacement measurement stroke 4mm 4mm 10mm 
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Fig.2.7    Fig.2.8     Fig2.9 

Test piece and attachment  Hammer and load   Small projections and 

for type A setting.     measurement device.   attachment. 

 

 

 

 

Impact block 
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Sensing 
Block 

Test piece 

 

Fig.2.10  Appearance of attachments for tensile test. 
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Fig.2.11  Schematic illustration of testing configuration. 
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Fig.2.12  Appearance around the specimen. 
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2.3.3  工業的有用性の検証 

 

本試験機は，十分な試験精度を有していることはもちろんであるが，工業的

に有用ないくつかの特徴を備えている．第一の特徴は，広範囲のひずみ速度の

試験が一台の試験機で実施できる点である．応力棒方式の試験機の場合，低ひ

ずみ速度の試験は不可能であり，別の試験機が必要になる．一般に試験機が異

なると試験片形状が異なることが多く，試験結果の直接的な比較を行うことが

できない場合がある．また，複数の試験機間での較正がなされていないと，ひ

ずみ速度依存性を正確に調査できない．一台の試験機で，同一の試験片形状を

用いて広範囲のひずみ速度の試験ができるということは，単に利便性に優れる

だけでなく，信頼性の高いひずみ速度依存性のデータを得る上で非常に有利で

ある．第二の特徴は，応力棒方式の試験機のような計測時間の制約がないため，

伸びが大きい材料であっても，応力－ひずみ曲線を破断まで取得できる点であ

る．第三の特徴は，試験機がシステム化，自動化されており，衝撃試験の専門

家でなくとも，素材の製造者や一般の使用者が高速変形特性を容易に評価でき

る点である．試験者のノウハウに頼る必要がないため，試験データの再現性に

優れている． 

これらの特徴を検証するために，板厚 1.6mm の 590MPa 級の冷延鋼板の引張

試験を行った．Fig.2.13 に示す形状の試験片を用いて，インパクトブロックの速

度を 0.05, 5, 50, 300, 2500, 5000mm/s の６水準で試験した．それらは，ひずみ速

度 0.01, 1, 10, 60, 500, 1000/s に対応する．なお，この試験では，C タイプの引張

試験セットアップを用いた． 

 

6.0

27.0

17.0

2.
0

10
.0

Ø  4.0

R 0.6

 

 

Fig.2.13  Dimensions of high strain rate tensile test piece. 

 

計測された検力ブロックの荷重出力を平行部断面積で除した値を公称応力と

し，計測されたアンカーブロックの変位を標線距離（5mm）で除した値を公称

ひずみとした．荷重のスムージング処理やその他の補正は行わず，Fig.2.14 に示
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す公称応力－公称ひずみ曲線を得た．ひずみ速度の増加に伴って流動応力が上

昇しており，応力に重畳しているノイズの振幅は，ひずみ速度の変化にともな

う応力の変化量より十分小さいことがわかる．ただし，1000/s のみは応力振幅が

大きいが，振幅の中央値をつないだ曲線で比較すると，500/s の応力より高くな

っている．このことから，ひずみ速度依存性を検討する上で，本試験機は十分

な測定精度を有していることが確認できた． 

 次に，試験の再現性を調査するため，同じ供試材について，10/s および 500/s

にてそれぞれ３回試験を行った．得られた応力－ひずみ曲線を重ね合わせて

Fig.2.15 に示す．なお，Fig.2.15 の縦軸は Fig.2.14 より拡大して表示している．

３回の試験結果はほぼ一致しており，試験間のばらつきは，前述したひずみ速

度の変化にともなう応力の変化量より十分小さいことがわかる． 
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Fig.2.14  Stress-strain curves of 590MPa grade sheet steel at various strain rates. 
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Fig.2.15  Stress-strain curves of three trials for 590MPa grade sheet steel . 
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2.3.4  ひずみ補正 

 

 動的引張試験のひずみ計測においては，引張試験片のつかみ部の変位を測定

して，平行部のひずみに換算する場合が多い．その場合，平行部が降伏する前

の微小ひずみ域においては，測定される変位に平行部以外の部分の弾性変形が

含まれ，応力－ひずみ曲線から求めたヤング率は本来の値より大幅に小さくな

る．したがって，応力－ひずみ曲線を精度よく定量する場合には，ひずみの補

正が必要になるので，その方法を検討した． 

 まず，ひずみを正確に測定するため，Fig.2.16 に示す平行部にひずみゲージを

貼付した試験片を用いた引張試験を行った．つかみ部の一方が長い非対称の試

験片を用いたが，配線の引き回しのスペースを確保するためであり，本質的な

意味はない． 

 

 

 
 

Fig.2.16  Tensile test piece with strain gage on parallel portion. 

 

 

準静的ひずみ速度 0.01/s にて試験した結果を，Fig.2.17,18 に示す．Fig.2.17 に

示した時間変化を見ると，アンカーブロックの変位から算出したひずみは，応

力の立ち上がりと同時に立ち上がり，降伏点（応力の滞留点）以降の増加率は

大きくなる．一方，ひずみゲージのひずみは，降伏点までの増加率は小さく，

降伏点以降に急激に増加する．Fig.2.18 の応力－ひずみ曲線では，アンカーブロ

ックを用いた場合は，弾性域の勾配（ ）が小さいが，ひずみゲージを用いた

場合は，鋼のヤング率（

mE

E =200GPa）に近い勾配を示している． 
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Fig.2.17  Time trace of stress and strain at 0.01/s. 
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Fig.2.18  Nominal stress-nominal strain curves at 0.01/s. 
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 ひずみゲージを用いたほうが正確な応力－ひずみ曲線が得られるものの，ひ

ずみゲージは 0.03 程度のひずみで剥離し，大ひずみは測定できないので，アン

カーブロックを用いたひずみ（ m ）から，平行部のひずみ（ n ）に補正して利

用することが合理的である．次式により補正した結果を，ひずみゲージの結果

と比較して Fig.2.19 に示す．両者はほぼ一致しており，このような補正方法が妥

当であることが確認できた． 

n
m

mn EE  




  11  ………(2.1) 
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Fig.2.19  Nominal stress-nominal strain curves with correction of strain at 0.01/s. 

 

次に，上述の補正方法が動的試験の場合でも有効か確認するために，ひずみ

速度 200/s の場合について検証した．その結果を，Fig.2.20,21,22 に示す．準静的

試験の場合と同様に，式 2.1 によるひずみの補正を行うことにより，アンカーブ

ロックの変位から求めた応力－ひずみ曲線は，平行部に貼付したひずみから求

めたものと一致した． 

以上より，試験片平行部のひずみを，アンカーブロックの変位から求めるこ

との妥当性が裏付けられた． 
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Fig.2.20  Time trace of stress and strain at 200/s. 
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Fig.2.21  Nominal stress-nominal strain curves at 200/s. 
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Fig.2.22  Nominal stress-nominal strain curves with correction of strain at 200/s. 

 

 

2.4  結言 

 

 本章では，各種の高速変形試験法をレビューし，本研究で用いた検力ブロッ

ク式材料試験機の特徴と工業的な有用性を述べた．590MPa 級冷延鋼板について，

0.01～1000/s の範囲の６水準のひずみ速度にて引張試験を行い，次のことが明ら

かになった． 

(1) スムージング処理前の応力－ひずみ曲線において，応力に重畳しているノ

イズの振幅は，ひずみ速度の変化に伴う応力の変化量より十分小さい． 

(2) 同一条件で３回繰り返して試験した時の試験間バラツキは，ひずみ速度の

変化に伴う応力の変化量より十分小さい． 

(3) アンカーブロックの変位から求めた応力－ひずみ曲線の弾性領域の勾配は，

鋼のヤング率よりも大幅に小さい．この勾配を鋼のヤング率に合わせる補正を

行うと，試験片平行部に貼付したひずみゲージから求めた応力－ひずみ曲線と

一致した．したがい．このような補正が妥当であることが検証された． 
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第３章 軟鋼の高速引張および高速圧縮特性の評価 

 

 

3.1  緒言 

 

第 2 章で述べたように，高速変形試験には様々な方法が提案されており，標

準となる試験方法はまだ確立されていない．また，引張試験方法に関する研究

は，圧縮試験のそれと比較すると圧倒的に数が少ない．一方，自動車の衝突解

析をはじめとして，薄板材料の大ひずみ域までの高速変形特性データに対する

ニーズは高いが，素材形状の制約から引張試験によるデータの収集が不可欠で，

現在までこの種のデータの蓄積がなされてきている 1)．引張試験においては，試

験片の平行部にくびれが発生するため，くびれ発生以降の真応力－真ひずみ関

係を求めることは困難である．くびれ形状をリアルタイムで測定したり，数値

計算による逆解析を併用したりして，破断までの真応力－真ひずみ関係を求め

ることも可能であるが，工業的な評価手法としては煩雑である．薄板材料の大

ひずみ域の応力－ひずみ関係を測定する実験手法として，Zhoa ら 2)はサンドイ

ッチ試験片を用いた圧縮試験を提案し，Rusinek ら 3)はダブルシェア試験片を用

いたせん断試験を提案しているが，容易な試験法ではない． 

そのため，くびれ発生以降の大ひずみ領域での真応力－真ひずみ関係を，く

びれ発生までの真応力－真ひずみ関係から外挿することが簡便的に行われてい

る．一般に，鋼材の強度が高くなるほどくびれが発生するひずみ（一様伸び）

が低下するが，軟鋼の場合には，静的な一様伸びが大きいにもかかわらず，高

速変形になると一様伸びが著しく小さくなることが知られている 1)4)5)．そのよう

な小さな一様伸びの場合であっても，くびれまでの真応力－真ひずみ関係から，

大ひずみ域までの挙動を外挿することが妥当であるかについて，検証が必要で

ある． 

 本章では，軟鋼のバルク素材を用意し，同じ素材の引張試験と圧縮試験を行

い，それらを比較した．また，軟鋼が高速引張試験で小さな一様伸びを示す理

由について数値計算による検討を行った． 

 

 

3.2  実験方法 

3.2.1  供試材 

 

実験室で溶製した Table 3.1 に示す成分を有する鋼のインゴットを試験片の出
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発材料とした．この鋼は，Ti 添加の極低炭素鋼であり，N と S を TiN, TiS とし

て固定した残りの有効 Ti（Ti*）は，C との質量比で 13 倍（原子比で 3 倍）であ

る．したがい，C は完全に TiC として固定された Interstitial Free 組成である．こ

のインゴットを厚さ 22mm のスラブに分塊した後，熱間圧延を行い，板厚 7.0mm

の熱延鋼板を作製し，供試材にした．熱間圧延は 1250℃に加熱し 900℃以上で

行い，熱間圧延後は 650℃まで冷却した後，その温度で 30 分保持することによ

り，熱延巻取りの模擬を行った．これらの熱履歴を Fig.3.1 に示す． 

 

 

Table 3.1  Chemical composition (mass%). 

 

C Si Mn P S N Sol Al Ti Ti* Ti*/C

0.0022 <0.01 0.13 0.009 0.002 0.0025 0.022 0.041 0.029 13 

 

Ti*=Ti-48*(N/14+S/32) (mass%) 
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Fig.3.1  Temperature history during hot rolling. 

 

 

3.2.2  準静的引張試験 

 

 供試材を板厚 3.0mm まで研削し，熱間圧延方向が引張方向になるように，JIS5

号引張試験片を採取した．インストロン型引張試験機を用いて，準静的引張試

験を行い，伸びは標線距離 50mm の伸び計を用いて測定した． 

また，同じ形状の試験片を用いて Fig.3.2 に示す以下の手順により，時効指数
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（AI; Aging Index）を測定した．引張試験で 10%の予ひずみを付与した試験片を，

100℃，1 時間の熱処理を行い，再度，引張試験を行った．再引張時の降伏荷重

から予ひずみ除荷荷重を引いた荷重差を，予ひずみ付与前の断面積で除して AI

を算出した． 
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Fig.3.2  Schematic stress-strain curve for aging index definition. 

 

 

3.2.3  高速変形試験 

 

 高速変形試験として，高速圧縮試験と高速引張試験を行った．圧縮試験片は

Fig.3.3(a)に示す直径 5.0mm，高さ 7.0mm の円柱試験片，引張試験片は Fig.3.3(b)

に示す板厚 1.4mm，平行部幅 2.0mm，平行部長さ 3.8mm の薄板引張試験片とし，

いずれも負荷方向が熱間圧延方向となるように，供試材から切り出した．高速

変形試験は，検力ブロック式高速材料試験機 6)（鷺宮製作所製，TS-2000）を用

い，試験ひずみ速度は 0.01～570/s の範囲で大きさを変えて行った． 
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Fig.3.3  Geometry of high strain rate test specimens. 
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3.3  実験結果 

3.3.1  準静的引張試験 

 

 準静的引張試験により評価した供試材の特性を Table 3.2 に示す．AI は，-3MPa

と実質的に零であり，侵入型固溶元素がすべて固着された非時効性の IF 鋼にな

っている． IF 鋼としてはｒ値が 0.75 と低いが，本供試材は熱延鋼板であり，再

結晶焼鈍を施していないためである． 

 

 

Table 3.2  Static tensile test properties by JIS No.5. 

 

YS 

(MPa) 

TS 

(MPa) 

EL 

(%) 

n-value r-value AI 

(MPa) 

126 291 54.3 0.203 0.75 -3 

 

 

3.3.2  動的圧縮試験 

 

 動的圧縮試験の公称応力－公称ひずみ曲線および，公称ひずみ速度－公称ひ

ずみ曲線を Fig.3.4 に示す．試験ラベルとして記載したひずみ速度は，試験機の

シリンダー設定速度を試験片長で除したものである．圧縮試験の停止ひずみは

制御せず，なりゆきの試験を行っており，試験後のひずみ（Fig.3.4 の最大ひず

み）は試験速度によって異なっている． 

試験機の油圧シリンダー能力は 10kN であるため，計算上は公称応力が

510MPa に達すると，それ以上変形させることはできない．ひずみ速度が 0.009/s

および 3.0/s の場合は，計算どおり約 550MPa で停止している．また，ひずみ速

度は，降伏点直後が最も大きく，試験ラベル値にほぼ一致しているが，ひずみ

の増加に伴い徐々に低下し，停止直前では急激に低下する．ひずみ速度の変化

は，0.009/s よりも 3.0/s の場合のほうが著しい． 

 一方．ひずみ速度が 350/s および 570/s の場合は，応力が 510MPa 以上になる

ひずみ域まで変形している．試験片は，試験機シリンダーの先端に取り付けら

れたハンマーによって打撃されるが，試験速度が大きい場合には，ハンマーの

慣性力によって試験片の変形が進み，試験機の静的負荷能力より大きな荷重領

域まで試験できたと考えられる．ハンマーとシリンダーを合わせた試験機可動

部の慣性質量を正確に知ることは困難であるが，8.0kg と仮定し，ひずみ速度
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350/s および 570/s の時のシリンダー速度 2.5m/s および 4.0m/s から計算すると，

運動エネルギーはそれぞれ 25J，64J になる．Fig.3.4 の流動応力を積分し，試験

片の体積を乗じて求めた吸収エネルギーは，それぞれ 22J，60J となり，試験系

の運動エネルギーに概ね一致する．すなわち，ひずみ速度 350/s および 570/s の

試験では，油圧による静荷重で試験片が変形しているのではなく，所定速度で

移動しているハンマーが試験片に衝突し，試験系の運動エネルギーにより試験

片が変形している．0.009/s および 3.0/s の場合と比較して，ひずみ速度の変化は

小さい． 

 Fig.3.4 の公称応力－公称ひずみから，試験片のバルジングの影響を補正した

上で，Fig.3.5 に示す真応力－真ひずみ曲線を得た．この図から，降伏点（YP）

およびひずみ量 0.05，0.15 での変形抵抗（σ0.05，σ0.15）を読み取り，それぞれ

のひずみ速度依存性を Fig.3.6 に示した．また，σ0.05，σ0.15 の２点から計算した

ｎ値も合わせて示した．ひずみ速度が増加するに伴い変形抵抗は上昇するが，

降伏点の増加が著しく，ひずみ量が大きくなるほどひずみ速度依存性が小さく

なる．その結果，ｎ値はひずみ速度の上昇に伴って急激に低下し，570/s では

0.009/s の 5 分の 1 程度になる． 
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Fig.3.4  Nominal stress – nominal strain curves and nominal strain rate – nominal 

strain curves for compressive test at various strain rates. 

(a) 0.009/s, (b) 3.0/s, (c) 350/s and (d) 570/s 
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Fig.3.5  True stress – true strain curves for compressive test at various strain rates. 
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Fig.3.6  Effect of strain rate on flow stress and n-value for compressive tests. 
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3.3.3  動的引張試験 

 

 動的引張試験の公称応力－公称ひずみ曲線および，公称ひずみ速度－公称ひ

ずみ曲線を Fig.3.7 に示す．試験ラベルとして記載したひずみ速度は，試験機の

シリンダー設定速度を試験片長で除したものである．いずれの試験速度でも，

試験片は破断まで変形しており，極低ひずみ領域を除いて，ひずみ速度は破断

までほぼ一定である．前述した圧縮試験とは異なり，引張荷重は Fig.3.7 中の最

大応力（440MPa）であっても引張荷重は 1.2kN と小さく，試験機の静的能力の

8 分の 1 であるので，低ひずみ速度であってもフィードバック制御により安定し

たひずみ速度が得られている．高ひずみ速度域では，圧縮試験と同様に試験系

の慣性力によって変形が進んでいると考えられる． 

 公称ひずみは，試験片チャック部の変位を試験片の平行部長で除した値を採

用している．そのため，平行部以外の部分の弾性変形が含まれており，ヤング

率に相当する降伏点までの応力勾配が低めになっている．後述する数値解析と

の比較のため，この傾きは敢えて補正せず，実験結果をそのまま描画している． 

 引張試験の公称応力は，ひずみ速度の増加に伴って上昇している．最大応力

を与えるひずみは，ひずみ速度の増加に伴って減少している．すなわち，加工

硬化率は，ひずみ速度の増加に伴い減少している．また，破断ひずみも，ひず

み速度の増加にともない減少している． 
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Fig.3.7  Nominal stress – nominal strain curves and nominal strain rate – nominal 

strain curves for tensile test at various strain rates. 

(a) 0.01/s, (b) 2.5/s, (c) 25/s and (d) 250/s 
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3.4  考察 

3.4.1  加工硬化挙動 

 

 高ひずみ速度の圧縮試験の結果で明らかになった小さな加工硬化率は，引張

試験を行った場合に小さなひずみで塑性不安定が生じることを示唆している．

このことを定性的に示すため，0.009/s および 350/s の圧縮試験の真応力－真ひず

み曲線に，加工硬化率曲線（dσ/dε）を重ね合わせて Fig.3.8 に示す． 

 dσ/dεは，真ひずみの増加に伴って低下するが，350/s の方が 0.009/s より絶

対値が低く，低下のしかたが顕著である．0.009/s では 0.21，350/s では 0.07 のひ

ずみでσと dσ/dεが交差している．引張の真応力－真ひずみ曲線が圧縮と同じ

であれば，引張試験においては，これらのひずみにおいて塑性不安定条件（σ

＝dσ/dε）が満たされ，くびれが発生すると予想される．すなわち，ひずみ速

度が大きいほど引張試験の一様伸びが小さくなることが予測される． 

 同様の検討を試験したすべてのひずみ速度について行い，圧縮試験結果から

予測される引張試験の一様伸びと，実際に引張試験で求めた一様伸びの関係を

比較して Fig.3.9 に示す．ひずみ速度 3.0/s 以下では，ひずみ速度の増加によって

一様伸びが急激に減少し，それ以上のひずみ速度では徐々に減少している．引

張試験の一様伸びは，圧縮試験からの予想値と実験値がほぼ一致しており，塑

性不安定条件で説明できることがわかる． 
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Fig.3.8  Work-hardenability curves in compression test. 
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Fig.3.9  Effect of strain rate on uniform elongation. 

 

 

3.4.2  数値解析 

 

 前述した塑性不安定にもとづく一様伸びの解釈を定量的に検証するため，圧

縮試験で求めた材料特性を用いて，Fig.3.3(b)の形状の試験片の引張試験を FEM

シミュレーションした．ソルバーには，静的陰解法コードである MARC Ver.7.3

を用いた．0.009/s または 350/s で行った圧縮試験の真応力－真ひずみ曲線を材料

特性とし，ひずみ速度依存性を考慮せずに引張試験の解析を行った．解析結果

と実験結果を比較して，Fig.3.10 に示す．FEM 結果と 0.01/s（準静的）および 250/s

（動的）の引張試験の実験結果は，最大応力点まではそれぞれ良い一致を示す．

最大応力点以降は，FEM 結果のほうが実験よりも低い流動応力を示しているが，

これはくびれ部にひずみが集中する結果，くびれ部のひずみ速度がマクロ的な

ひずみ速度より大きくなって流動応力を増加させているためと考えられる．本

解析では，ひずみ速度に応じた応力－ひずみ曲線を用いてはいるものの，試験

中のひずみ速度変化とその応力への影響は考慮していないため，くびれ以降に

おいて実験結果との不一致が生じたと考えられる． 

 FEM 解析で得られた試験片平行部のひずみ分布を Fig.3.11,12 に示す．準静的

引張である 0.009/s の場合，試験片の掴み変位から求めた公称ひずみ（e）が 0.089，

0.182 の時は，平行部のひずみ分布の局在化は進んでおらず，平行部の終端（肩
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R 部）のひずみは 0.7e 程度の大きさである．ひずみが増加して最大応力に対応

する e=0.233 になると，平行部中心にひずみが局在化し，平行部内に大きなひず

み勾配が発生していることがわかる．一方，動的引張である 350/s の場合，ひず

みが小さい e=0.048 であっても，平行部終端のひずみは 0.4e 程度しかなく，す

でにひずみの局在化が生じている．さらに，ひずみが大きくなると平行部中央

のみが顕著に変形し，Fig.3.10 に示したように，応力も低下してゆく． 

以上の結果は，ひずみ速度に応じた応力－ひずみ曲線を使用しているものの，

応力波や衝撃波などを考慮せず，静的解析で得られたものであるから，ひずみ

速度の増加にともない引張試験の一様伸びが小さくなる現象は，動的試験その

ものに起因するのではなく，加工硬化が小さい材料特性に起因すると考えられ

る． 
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Fig.3.10  Comparison of tensile test calculation with experimental results. 
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Fig.3.11  Equivalent strain contour on the parallel portion of tensile specimen 

deformed at 0.009/s. 
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Fig.3.12  Equivalent strain contour on the parallel portion of tensile specimen 

deformed at 350/s. 
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3.4.3  高ひずみ速度における加工硬化率の低下 

 

 前述した圧縮試験，引張試験および FEM 解析結果のいずれからも，高ひずみ

速度では加工硬化率が低下することが明らかになった．その材料的な要因につ

いて考察する． 

一点目は，試験中の温度上昇である．高ひずみ速度では断熱変形となるため，

試験片の温度上昇が無視できなくなり，それが加工硬化率へ影響を与える一因

と考えられる．圧縮試験は Fig.3.13 のような試験セットアップで行われ，試験片

の加工発熱は試験片の両端面からアンビルへ伝熱（熱伝達係数 h1）と試験片の

外周表面から大気への伝熱（h2）によって失われる．そこで，ひずみ速度 570/s

の圧縮試験における応力－ひずみ曲線から真ひずみ 0.3 および 0.6 までの塑性仕

事量を求め，それがすべて熱に変換されたと仮定して試験中の試験片の温度上

昇を簡易的に計算した．  
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Fig.3.13  Schematic illustration of compressive test setup. 

 

 

その結果を，Fig.3.14 に示す．完全な断熱変形（すなわち熱伝達率 h1=h2=0）

の場合，試験片の温度上昇はそれぞれ 29℃，68℃に達する．1/s 以上では，ひず

み速度によらず断熱変形にほぼ近い温度上昇を示す．一方，1/s 未満では，ひず

み速度が低くなると，アンビルおよび大気への伝熱が優勢になり温度上昇が抑

制される．なお，ひずみ速度が低いと変形抵抗が低くなり，塑性仕事量も小さ

くなるので，実際の温度上昇は，この計算値よりも数 10%小さくなる．したが

って，高ひずみ速度の試験では断熱変形になっており，試験片の温度は無視で

きない．降伏点近傍は室温で変形しており，大ひずみ域では室温より数 10℃高

温の状態で変形していることになり，高温の影響で流動応力が低下している可

能性がある．つまり，完全に等温で変形したと仮定した場合の応力－ひずみ曲

線と比較して，高ひずみ域の応力が低くなることが，加工硬化率の低下の一因
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と考えることは可能である．ただし，第 4 章で述べるように，このような加工

硬化率の低下は，より流動応力が高く発熱が大きい高強度鋼材では認められな

いので，それを温度変化の影響であると普遍的に帰結させることはできない．

また，温度変化を考慮して流動応力を予測した報告 7)があるが，温度変化の影響

はそれほど顕著には現れていない．今後，試験片の初期温度を変えた高速変形

試験を行い，温度依存性を検討する必要がある． 
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Fig.3.14  Temperature increase by deformation. 

 

 

 二点目は，試験中の転位密度の変化である．変形試験で測定されるひずみ速

度は，可動転位密度  ，バーガースベクトルb ，可動転位の移動速度 vの積と

して， vb   と表すことができる．流動応力のひずみ速度依存性を転位の熱

活性化過程によって説明する場合，通常  は一定として考えるが，実際は塑性

変形によって  は変化しうる．一定で変形試験をした時，塑性ひずみの増加に

ともなって  が増加していれば，その分 vが低下していることになる．流動応力

は，本来ではなく に支配されるので，流動応力が低下することになる．本章

で用いた供試材は，純鉄に近い組成であり，意図的な強化をしていないので，

実用鉄鋼材料の中では転位密度が最も低い部類の材料である．そのため，塑性

加工によって転位が増殖し，

v

 が増加することは十分ありうる．つまり，試験

中に  が増加した結果 vが低下し，vが一定と仮定した場合より流動応力が低下
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したと考えることができる．このような解釈は，ひずみ速度の絶対値とは無関

係であるが，高ひずみ域での流動応力の低下が動的試験でのみ認められたこと

は，動的試験の場合に  の増加が顕著であることが示唆される．本論文では，

第 5 章において，転位組織観察を行っているが，上述の解釈の傍証が得られて

いる．今後，ひずみ速度と形成される転位組織の関係について，更なる解明が

必要である． 

 

 

3.5  結言 

 

 本章では，極低炭素軟鋼の圧縮試験および引張試験を行うとともに，圧縮試

験で得られた応力－ひずみ曲線を用いて引張試験の FEM 解析を行い，以下のこ

とがわかった． 

(1) 圧縮試験の流動応力は，ひずみ速度の増加に伴い増加し，加工硬化率は低

下する．引張試験の一様伸びは，ひずみ速度の増加に伴い低下する． 

(2) 引張試験の FEM 解析では，ひずみ速度が大きくなると，平行部中央にひず

みが局在化する傾向が認められた．解析で求めた応力－ひずみ曲線と実験結

果はよく一致した． 

(3) 高ひずみ速度において加工硬化率が低い，すなわち，高ひずみ域の流動応

力が相対的に低い現象について，試験中の温度上昇および可動転位密度の増

加が一因であることが示唆された． 
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第４章 各種薄鋼板の高速変形特性とその定式化 

 

 

4.1  緒言 

 

 自動車の開発においては，衝突安全性向上や構造最適化による軽量化のため

に，衝突現象の数値シミュレーションが行われている．精度の良いシミュレー

ションのためには，ひずみ速度依存性を含めた応力－ひずみ曲線が必要である．

また，自動車の衝突解析の特徴としては，素材が薄鋼板であること，大ひずみ

域の変形までが重要であること，ひずみ速度域として 10～1000/s が重要である

ことが挙げられる． 

鉄鋼材料の高速変形特性は古くから調べられているが，降伏点近傍の低ひず

み域の変形挙動を，バルク材を用いて調べることが多く，ひずみ速度域も 1000/s

以上と比較的高速の場合が多かった．そのため，近年では，自動車用薄鋼板の

高速変形特性の評価に適した簡便な試験方法と，数値解析に組み込みやすい実

用的な材料構成式の検討がなされている 1)． 

高速変形試験法としては，Split Hopkinson Bar に代表される弾性棒を使用した

試験法が知られているが，ひずみ速度 100/s 以下の試験には適しておらず，広範

囲のひずみ速度にわたる試験データを取得するためには，複数の試験機を使い

分けなければならなかった．さらに，従来のこの用途の為の試験装置は，研究

用途のものが多く，素材の製造者や一般の使用者が高速変形特性を評価するこ

とは容易ではなかった．ところで，第 2 章で述べた検力ブロック式高速材料試

験機 2,3)は，前述した自動車の衝突解析に用いる材料データのニーズに適してお

り，かつ，高速変形の専門家でなくとも使用できるようにシステム化されたも

のである．この試験機を活用することによって，効率的に材料データを蓄積す

ることが可能である． 

 一方，ひずみ速度依存性を考慮した材料構成式は数多く提案されている．流

動応力とひずみ速度の関係を，ひずみ速度の対数と応力を線形関係で記述する

もの 4,5,6)，両者の対数を線形関係で記述するもの 7,8,9)，それらを発展させた形の

もの 10,11)がある．放生ら 12)，Kocks13)らは，転位運動の観点から，広いひずみ速

度範囲で適用できる構成式を提案している．数値シミュレーションによく利用

される構成式としては，Cowper-Symonds の式 14)，Johnson-Cook の式 15)が挙げら

れるが，いずれもひずみによらず一定のひずみ速度依存性を与えるタイプの式

である．多くの構成式では，ひずみの増加にともなって内部組織が変化し，ひ

ずみ速度依存性が変化し得ることは考慮されていない． 
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 Hahn9)は，転位に働く有効応力はひずみの増加とともに直線的に減少すると仮

定し，鉄の不均一降伏現象を記述できるモデルを提案した．また，Kuriyama ら
16)は，加工硬化によって可動転位が増殖し，転位運動に対する抵抗が増加するこ

とを，Johnston と Gilman17)の転位速度の式に組み入れ，降伏現象を表現した． 

しかし，大ひずみ域までの実験データに基づいて定式化されたものはそれほ

ど多くはなく，特に，ひずみの増加に伴ってひずみ速度依存性が小さくなると

いう鉄系材料特有の現象を考慮したものは非常に少ない．例えば，谷村ら 18)，

三村ら 19)のモデルがあるが，これらの式は形態が複雑で，決定すべき係数が多

数に渡るという短所がある．谷村－三村モデル 20-24)は，そのような特徴を表現

できるものであり，かつ，材料毎にパラメータを決めるのではなく，鉄系とい

うグループ全体に共通のパラメータを使用できる点で，利便性が高い． 

 自動車の衝突においては，薄鋼板が破断することがしばしば起こるが，衝突

解析で破断現象を予測するためには，材料の破断クライテリアを設ける必要が

ある．一般に，引張試験における破断応力や破断ひずみをクライテリアと使用

することが多い．しかし，高速引張試験において破断に注目して調査した例は

少なく，破断クライテリアに及ぼすひずみ速度の影響は明らかになっていない． 

 本章では，自動車用鋼板をはじめとする種々の薄鋼板の高速引張特性を，検

力ブロック式高速材料試験機で評価し，広範囲のひずみ域および広範囲のひず

み速度域の応力－ひずみ曲線を取得し，数値解析に適用しやすいように，谷村

－三村モデルによる定式化を行った．さらに，破断クライテリアとして活用で

きる真破断応力，真破断ひずみについての考察を行った． 

 

 

4.2  実験方法 

4.2.1  供試材 

 

供試材として，強度および金属組織が異なる 6 種類の鉄系材料（LW1，PF，

SPCE，SPFC440，SPFC590，MT）の厚さ 1.0mm の板を用いた．LW１，PF，MT

は実験室にて作製した鋼板であり，SPCE，SPFC440，SPFC590 は自動車用とし

て広く使用されている冷延鋼板である．供試材のミクロ組織を Fig.4.1 に示す． 

LW1 は，電解鉄から製造されたものであり，真空溶解後に，鍛造，熱間圧延，

冷間圧延および再結晶焼鈍を行った．不純物として 0.0006%C，0.0020%N，

0.038%O（質量%）を含有する．PF は，市販されている純度 99.99%の純鉄板を

そのまま使用した．製造履歴は明らかでないが，電解鉄を冷間圧延した加工硬

化したままの状態と推定される．つまり，LW1 および PF は，成分としては純鉄

であり，金属組織はフェライト単相であり，加工硬化の有無のみが異なった供
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試材である． 

SPCE は，極低炭素 IF（Interstitial Free）鋼であり，純鉄に近い成分であるフェ

ライト単相であるが，LW1 よりは結晶粒径が小さく，強度は若干高い． 

SPFC440，SPFC590 は，固溶強化および析出強化により引張強さが 440MPa

級または 590MPa 級に強化された高張力鋼板であり，フェライトと少量のパーラ

イトからなる組織である． 

MT は，成分に 0.10%C，1.0%Mn（質量%）を有する鋼板を，オーステナイト

単相域に加熱した後に水焼入れしたものである．マルテンサイト主体であり，

冷却中に析出した少量のフェライトが混じった組織である．C 量に相当する最高

焼入強度に近い約 1200MPa の高強度が得られている． 
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(1) LW1     (2) SPCE 

 

  

(3) PF     (4) SPFC440 

 

   
(5) SPFC590    (6) MT 

 

Fig.4.1  Microstructures of the test materials. 
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4.2.2  高速引張試験 

 

供試材を，Fig.4.2 に示す形状にワイヤー放電加工し，引張試験片を作製した．

引張方向が，供試材の圧延方向と一致するように，試験片を採取した．平行部

幅は，原則 2.0mm としたが，試験機の荷重制約のため，最も高強度の MT のみ

は 1.5mm とした．板厚は，供試材ままの 1.0mm である． 

高速引張試験は，検力ブロック式高速材料試験機 3)（鷺宮製作所製）を用いて，

引張速度 0.005mm/s～5.0m/s の範囲の 7 水準で行った．平行部のゲージ長は

5.0mm であるので，ひずみ速度としては，0.001/s～1000/s の範囲に対応する． 

 試験後に，破断した引張試験片のくびれ部および破断部の形状の測定を，計

測機能を備えた光学顕微鏡（VH-5000，Keyence 社製）を用いて行った．破断面

を引張軸方向から観察して，破断部の断面積を測定した．また，破断した試験

片を突き合わせて，くびれ部の形状を測定した． 

 

 

 

2

(28.92)

R0.6
R0.6

12

Gauge length=5mm

18

70º
-0.2º
-0.5º

5
+0.02
+0.01

 

 

 

Fig.4.2  Geometry of grip-lees type test piece (in mm). 
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4.3  実験結果と考察 

4.3.1  応力－ひずみ曲線 

 

 引張試験は，伸び計を用いていないので平行部の伸びを直接測定することは

できず，試験片下部を打撃するインパクトブロックの変位で代用している．こ

の変位を，平行部のゲージ長で除した値を公称ひずみ（ m ）とした． m には，

試験片の平行部のひずみだけでなく，平行部以外の部分の弾性ひずみを含んで

いるため， m を用いた公称応力－公称ひずみを描画すると，応力の立ち上がり

部分の勾配（ ）がヤング率より大幅に小さい値になる．そのため，次式によ

り，応力の立ち上がりの勾配が鉄のヤング率

mE

E（=200GPa）に等しくなるように，

ひずみの補正を行った． 

n
m

mn EE  




  11  ………(4.1) 

ここで， n は補正された公称ひずみ， n は公称応力である． 

 ひずみを補正した後の公称応力－公称ひずみの一例として，SPFC590 の結果

を Fig.4.3 に示す．ひずみ速度は，インパクトブロックの速度をゲージ長で除し

た値とした．最大応力を与えるひずみ（一様伸び）までは，平行部が一様に変

形していると仮定して，次式により真ひずみおよび真応力に変換した． 

 n   1ln  ………(4.2) 

 nn   1  ………(4.3) 

各供試材の真応力－真ひずみ曲線を，Fig.4.4～9 に示す．PF 以外については，

一様伸びを越えたひずみ領域については描画せず，最大公称応力に相当する点

で曲線を終了している．なお，PF のみは，一様伸びが極めて小さいため，一様

伸びを越えたひずみ領域まで形式的に変換して描画した． 
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Fig.4.3  Nominal tensile stress-strain curves of SPFC590. 

 

 

流動応力のひずみ速度依存性を定量化するため，塑性ひずみ =0.02,0.06,0.10, p
0.14,0.18 に対応する流動応力 を読み取り，Fig.4.10～13 にひずみ速度の影響を

示す．ただし，一様伸びが極めて小さかった PF と，応力－ひずみ曲線がひずみ

速度によらずほぼ同一であった MT については，割愛した． 

ひずみ速度が 10～100/s より低い速度域では，流動応力はひずみ速度の対数に

対して直線的に増加している．それ以上の速度域では，流動応力は下に凸の曲

線となって増加している．図中に破線で示した直線関係から乖離が生じるひず

み速度は，LW1 および SPCE で 10/s，SPFC440 および SPFC590 で 100/s であり，

高強度材ほど高いひずみ速度まで直線関係が維持される傾向がある．供試材の

強度が低いほど，小さいひずみでの流動応力ほど，この直線の傾きが小さい傾

向がある． 
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Fig.4.4  True stress-strain curves of LW1. 
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Fig.4.5  True stress-strain curves of SPCE. 
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Fig.4.6  True stress-strain curves of PF. 

 

 

0

200

400

600

800

1000

0 0.1 0.2 0.3 0.4

True strain ε

T
ru

e
 s

tr
e

ss
 σ

 ,
M

P
a

Strain rate

10-3 s-1

10-2 s-1
1 s-1

10 s-1
103 s-1

5×102 s-1 102 s-1 SPFC440

 

 

Fig.4.7  True stress-strain curves of SPFC440. 
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Fig.4.8  True stress-strain curves of SPFC590. 
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Fig.4.9  True stress-strain curves of MT. 
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Fig.4.10  Stress variation at each plastic strain of LW1 with strain rate. 
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Fig.4.11  Stress variation at each plastic strain of SPCE with strain rate. 
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Fig.4.12  Stress variation at each plastic strain of SPFC440 with strain rate. 
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Fig.4.13  Stress variation at each plastic strain of SPFC590 with strain rate. 
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4.3.2  谷村－三村モデルによる定式化 

 

本実験で得られたひずみ速度依存性を，谷村－三村モデルを用いて定式化す

る．まず，流動応力を式 4.4 のように３つの成分に分解する．第 1 項は準静的な

基準ひずみ速度（ ）での流動応力（p
s s ），第 2 項は転位の運動に対する熱活

性過程の影響を表す項，第 3 項は粘性摩擦抵抗の影響を表す項である． 

m

u

p

p
s

p

s BC 































ln  ………(4.4) 

ここで， は流動応力， は塑性ひずみ速度，p u は単位ひずみ速度である．

，C B ，m は材料ごとの定数であり，通常ひずみの影響を受ける． 

材料間のひずみ速度依存性の比較を容易にするため，定数C を無次元化した

ひずみ速度感受性（ ）を，Fig.4.10～13 に示した破線の勾配から求めた．なお，

は 0.001/s とした． 

C
~

p
s
















 


p
s

p

s

s

s

C
C







 


ln

~
 ………(4.5) 

C
~
は材料によって異なる定数であるが， s とは双曲関係があり，鉄系材料で

は，ひずみが増加するとC
~
は低下することが知られている．Fig.4.14 は，種々の

について本実験で得られたp C
~
と s の関係を示しているが，そのような傾向が

認められる． 

材料の準静的せん断応力が臨界せん断応力（ CR ）に達すると，ひずみ速度が

増加してもそれ以上は流動応力が上昇しないと考えられるので，そのときC
~
は

零となる．C
~
と s を関連づける関係式として，次式を仮定した． 

    


















CRs

p

CRs

pKC





 1111~
 ………(4.6) 

ここで， ， は定数であり， CR は単軸負荷における材料の限界強度（= CR3  

= 4700MPa）とした．本実験結果から， = -35.0MPa， = 15.72MPa が得られ，

そのパラメータで計算したC
~
と s の関係を Fig.4.14 中に実線で示している． 

 ここで得られた鉄系材料に共通なパラメータ ，  は，既報 24)と若干異なっ

ているが，Fig.4.15 に示すように  pK  と の関係を比較すると傾向は同じであp
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り， が大きい領域で両者はほぼ同じになっている．鉄系材料から選択された

複数の材料の高速引張試験の結果に基づいて決定されたパラメータが，まった

く別に選択された材料から決定されたパラメータとほぼ同等になったというこ

とは，谷村－三村モデルにおいて，鉄系材料に対して共通のパラメータを定め

ることが妥当であることを意味している． 

p
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次に，流動応力の粘性摩擦成分（式 4.4 の第 3 項）について検討する．熱活性

化過程成分（第 2 項）のひずみ速度依存性が１つのパラメータ（C
~
）で記述で

きるのに対し，粘性摩擦成分は２つのパラメータ（ B ，m ）が必要である．本

実験範囲では，粘性摩擦成分の寄与が大きくなる高ひずみ速度域（ ≧100/s）

のデータが十分でないことから，C

p
~
のように定量的にパラメータを決めること

が困難である．そのため，次式に相当する 1000/s における粘性摩擦成分の絶対

値（ ）について考察する． D

mm

p
u

p

BBD 
















1

1000






 ………(4.7) 

Fig.4.10～13 の結果から，1000/s において，低ひずみ速度域からの外挿直線と

流動応力の差を とした． とD D s の関係を Fig.4.16 に示す．個別の供試材につ

いては，Dは s の増加（すなわち の増加）に伴って直線的に低下する．ほぼ

同じ材料である LW1 と SPCE は同一直線の関係を持っている．しかし，他の供

試材では別の直線関係を持っている．MT の値は他の供試材とはかけ離れたとこ

ろに位置するが，

p

s が 800MPa 以上で はほぼ零であるとも言える．CD
~
が供試

材によらずほぼ同じ傾向を示し，共通パラメーラで記述できるのに対し， は

供試材ごとに考えなければならないことがわかる． 

D
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Fig.4.16  Variation of the viscous term at  with sp /1000 s . 
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4.3.3  破断応力および破断ひずみ 

 

破断面の観察結果より，真破断ひずみ（ f ）およびに真破断応力（ f ）を， 

 Fof AAln  ………(4.8) 

 FoFf AA   ………(4.9) 

により評価した．ここで， は破断面の断面積， は試験片の平行部の原断面

積である．

FA oA

F は，公称破断応力であり，荷重－時間曲線において荷重が急減し

た点の公称応力である． 

 破断前には平行部にくびれが発生し，くびれ部のみが優先して変形する．本

実験のように試験片の掴みを一定速度で引っ張る試験においては，くびれ部の

ひずみ速度は，くびれは発生する前よりも大きくなる．破断ひずみおよび破断

応力に及ぼすひずみ速度の影響を検討するにあたり，破断時のひずみ速度を把

握しておく必要がある．ひずみ速度の算出にあたっては，破断直前に変形して

いるゲージ長をくびれ部の幅の 10 分の 1 と仮定した．すなわち，破断時のひず

み速度（ f ）は， 

wf gv 10  ………(4.10) 

で与えられるとした．ここで， vは試験速度， はネッキング部の幅である． wg

 真破断応力および真破断ひずみについて得られた結果を Fig.4.17,18 にまとめ

たが， f および f はひずみ速度の影響をほとんど受けていないことがわかる．

供試材の準静的引張強さ（ B ）と f は，Fig.4.19 に示すように低強度材ほど f
が大きくなるという傾向が認められる．一方， f と B の間にはよい相関は認め

られない． 
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Fig.4.17  Effect of strain rate on the true fracture strength. 
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Fig.4.18  Effect of strain rate on the true fracture strain. 
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Fig.4.19  Variation of the true fracture strain with the quasi-static tensile strength B . 

 

 

4.3.4  くびれ形状の影響 

 

 一般に，丸棒引張試験片の場合において引張により平行部にくびれが発生す

ると，くびれ部には三軸応力が発生し断面内の応力分布が一様にならないこと

が知られている．そのため，軸荷重をくびれ部の断面積で除した見かけの真応

力は，単軸応力における真の引張応力とは対応しない．そこで，引張破断後の

試験片のくびれ形状を測定し，単軸応力における真の引張応力を推定すること

を検討する． 

Davidenkov ら 25)によれば，真の引張応力（ 0 ）は， 

fRa
 




)4(1

1
0  ………(4.11) 

と推定することができる．ここで， f は見かけの真応力，aは断面の半径，R は

引張軸を含む縦断面内でのくびれ曲率半径である．本実験は，板引張であるの

で，断面は円ではなく，アスペクト比が 1.5～2.0 の矩形である．そこで，板面
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方向および側面（板厚）方向の射影で，丸棒の場合と同じ計測を行い，２方向

の平均を取ることとする． 

一例として，SPFC440 の試験後の試験片を定量した結果を以下に示す．破断

後の試験片を突き合せて，板面方向および側面方向から形状計測のための撮影

を行った．Fig.4.20(a)のように板面から測定した場合，破断部の板幅は 1.074mm

であり，くびれ部に外接する円の半径は 0.496mm であった．Fig.4.20(b)のように

試験片側面から観察した場合，破断部の板厚は 0.476mm であり，外接する円の

半径は 0.458mm であった．板幅または板厚を ，外接円の半径のa2 R として，式

4.11 から f 0 を計算すると板面では 0.787，側面では 0.885 となり，２方向の

平均値は 0.836 となった． 

このような方法で各供試材，各試験速度の試験片を計測して求めた結果を，

Fig.4.21 に示す．試験速度の順番と f 0 の順番は供試材によって異なっており，

明瞭な試験速度の影響は認められない．試験速度の影響はないものとして，供

試材の影響を調べると，相対的に準静的引張強さ（ B ）が低い供試材（LW1，

SPCE）では f 0 が小さく， B が高い供試材（SPFC440，SPFC590，MT）は

大きい傾向がある．PF の B は，SPFC440 と SPFC590 の中間になるが， f 0 は

低 B 材のそれに近い．PF は材質的には LW1，SPCE と似ており，試験前に塑性

加工されている点が異なるだけなので，くびれ部の形状は B よりは材質の影響

を受けていると考えられる． 

f 0 は，0.80～0.95 の範囲で変化しているので，Fig.4.17 の破断応力を破断

クライテリアとして利用する際には，5～20%高めに評価されていることに留意

することが必要である． 
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(a) Front view. 

 

 

 
 

(b) Side view. 

 

Fig.4.20  Examples of the shape of the ruptured portion after tension test of 2.0mm 

width and 1.0mm thickness test piece of SPFC440 by the testing speed of 5 mm/s. 
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Fig.4.21  Values of f 0  corresponding to the tested materials. 

 

 

4.4  結言 

 

 自動車用鋼板をはじめとする種々の薄鋼板の高速引張特性を，検力ブロック

式高速材料試験機で評価し，以下のことがわかった． 

(1) 谷村－三村モデルを用い，転位運動の熱活性化過程に支配される応力成分

を定式化した．得られた材料パラメータは，既報のパラメータとほぼ同じで

あり，同モデルは鉄系材料ついて共通のパラメータを適用できるという特徴

が検証された． 

(2) 粘性摩擦抵抗に支配される応力成分は，準静的流動応力が高いほど小さく

なる傾向があるが，すべての供試材について統一的には整理できない． 

(3) 破断応力および破断ひずみに，ひずみ速度依存性は認められない．準静的

引張強さの上昇にともない，破断ひずみは小さくなる． 

(4) くびれ部および破断面の形状測定を行い，破断部の３軸応力の影響を検討

した．単軸引張における破断引張応力は，見かけの破断応力より 5～20%小さ

いと考えられる． 
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第５章 ひずみ時効の影響の評価と定式化 

 

 

5.1  緒言 

 

第 3 章および第 4 章では，素材ままでの高速変形特性について調査した．し

かし，鋼材が部品となるまでに様々な加工や熱履歴を受けるため，部品の高速

変形特性を議論するためには，部品製造履歴が重要である．本章では，加工と

熱の影響を受ける典型的な事例として，ひずみ時効について検討を行う． 

鋼中に炭素および窒素が固溶して存在していると，ひずみ時効が生じること

が知られている．ひずみ時効とは，塑性変形を与えた後に，時間の経過に伴っ

て降伏応力が上昇する現象であって，また加熱によって加速される．多くの自

動車部品はプレス成形によって塑性変形を受けた後，170℃程度の塗装焼付工程

にて加熱されるためひずみ時効を生じている．パネル部品の耐デント性を向上

させるために，この現象を積極的に利用した焼付硬化性鋼板 1)が開発され広く用

いられている一方で，在庫時にひずみ時効が生じてしまった鋼板をプレス成形

すると，ストレチャーストレインと呼ばれる外観上の欠陥が発生するため，炭

素および窒素をすべて Ti および Nb の炭窒化物として析出させて侵入型固溶元

素を皆無にした IF 鋼(Interstitial Free Steel)もまた供用されている． 

自動車の衝突時に鋼板は高いひずみ速度で塑性変形するが，ひずみ速度が増

加すると鋼の流動応力は増加することが一般に知られている．この流動応力の

ひずみ速度依存性は，ひずみ速度が 103/s 程度までは，転位運動の熱活性化過程

でよく説明できることが知られており，流動応力の上昇はひずみ速度の対数と

線形関係にあるとされている． 

衝突安全対策用の構造部品に使用される高強度鋼板もまたひずみ時効を示す

場合が多いことから，その耐衝突性能の評価については，鋼板の製造時の特性
2)のみならず，ひずみ時効後の高速変形挙動が重要となる．しかしながら，高強

度鋼板は，固溶強化，変態強化，析出強化など複数の機構により強化されてい

るため，ひずみ時効の影響だけを，他の強化機構の影響から分離し検討するこ

とは困難である． 

そこで，本章では，ひずみ時効の影響のみを抽出して検討できるように，フ

ェライト単相の極低炭素軟鋼板を用い，炭素を TiC として固定した鋼板(Type A) 

と侵入型固溶炭素を鋼中に残した鋼板(Type B)の双方について，ひずみ時効後の

高速変形特性を実験的に比較検討した．また，時効処理された部品が高速変形

を受ける場合，時効処理前の塑性加工時のひずみ速度より，高速変形時のひず
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み速度の方が格段に大きい．このような場合，高速変形時の応力－ひずみ特性

に，材料のひずみ速度履歴が影響を与える可能性がある．本章では，このよう

なひずみ速度履歴依存性を考慮した上で，時効処理後の材料の力学挙動を適切

に表現する構成則の取扱いについても検討を行い，谷村らによって提案された

実用ひずみ速度依存性構成則に時効処理後の静的降伏応力の上昇分を加味する

ことによって，精度良く実験結果が整理出来ることを示す． 

 

 

5.2  実験方法 

5.2.1  供試材の調製 

 

実験室で真空溶解した２種類の成分のインゴットを出発材料として，板厚

1.4mm の冷延鋼板を製作して実験に供した．供試材の化学成分は，Table 5.1 に

示す極低炭素鋼であり，Ti と S の含有量を意図的に変えた．Type A の鋼は，Ti

が原子比にて N と S より過剰に添加されているので，TiN，TiS を形成した後に，

式 5.1 で算出される有効 Ti（以下では，Ti*と表記する）が残存しており，C を

TiC として固定できる成分系であり，式 5.2 で算出される固溶 C は零になる．Type 

B の鋼は，Ti が N を固定できる量は添加されているものの，S 量が多いため Ti*

は零である．そのため C は TiC を形成することができず，固溶 C は全 C と等し

くなる． 

 

* 48
14 32

N S
Ti Ti

    





  (mass%) ……… (5.1) 

*

. 12
48

Ti
Sol C C

 
   





  (mass%) ……… (5.2) 

 

Table 5.1  Chemical composition of target steels. (mass%) 

Steel C Si Mn P S 

Type A 0.0022 < 0.01 0.13 0.009 0.002 

Type B 0.0015 < 0.01 0.16 0.021 0.011 

 

Al Ti N Ti* Sol. C 

0.022 0.041 0.0025 0.029 0.0000 

0.015 0.014 0.0032 0.000 0.0015 
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インゴットを熱間鍛造したスラブを，1250℃にて 60min 加熱した後，900℃以

上の温度域で熱間圧延を行い，板厚 7mm の熱延鋼板にした．熱間圧延後の冷却

は，Type A の鋼では，700℃まで強制空冷を行い，その温度で 30min 保持した後

に，室温まで 20℃/h で徐冷却した．Type B の鋼では，700℃まで強制空冷した後，

室温まで水冷した．Type A の鋼の 700℃保持は，TiC を析出させて固溶 C をなく

すためであり，Type B の鋼の水冷は炭化物の析出を抑制して固溶 C を多く残す

ためである． 

これらの熱延鋼板を，表面の酸化スケールを除去するため，板厚 5.5mm まで

研削した後に，板厚 1.4mm まで冷間圧延した．さらに，再結晶焼鈍として，20℃

/s で 800℃まで加熱し，30s 保持した後に，室温まで 20℃/s で冷却した．最後に，

伸び率 1.5%の調質圧延を行った鋼板を，供試材とした．この状態の供試材を，

以下では AS 材と称す． 

 AS 材をナイタールでエッチングしたミクロ組織を，Fig.5.1 に示す．Type A, B

の鋼は，いずれも等軸粒フェライト単相組織となっている． 

 

 

   

 

(a) Type A steel              (b) Type B steel 

 

Fig.5.1  Optical micrographs of both steel sheets. 

 

 

5.2.2  準静的引張試験とひずみ時効処理 

 

AS 材から，引張方向が圧延方向になるように JIS5 号引張試験片（平行部幅

25mm，標線距離 50mm）を採取し，ひずみ速度 0.01/s の準静的引張試験を行っ
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た．ひずみ時効処理を行うため，AS 材の JIS5 号引張試験片に 2%の引張予ひず

みを付与した後に，170℃，20min の加熱処理を施した．この状態を，以下では

BH 材と称す．BH 材の引張試験を 0.01/s で再度行って降伏荷重を測定し，予ひ

ずみ付与時の除荷荷重との差を求め，予ひずみ付与前の断面積で除した応力値

を焼付硬化量（BH 量）とした． 

 

 

5.2.3  高速引張試験 

 

AS 材および BH 材から，Fig.5.2 に示す平行部幅 2.0mm，標線距離 3.8mm の小

型引張試験片を，引張方向が圧延方向になるように採取して，高速引張試験に

供した．試験は，検力ブロック式高速材料試験機 3)（鷺宮製作所製，TS-2000）

を用いて，0.01，2.6，260/s の３水準のひずみ速度で行い，応力－ひずみ関係を

求めた．ひずみは，つかみ治具の変位より求めたが，試験片平行部以外の変形

の影響を除くための補正 3)を行った．なお，ひずみ速度は，降伏点から破断まで

の平均値を採用した． 

また，別途AS材およびBH材から，幅 10mm，長さ 20mmの平行部を持つFig.5.2

より大きな引張試験片を作製し，高速引張試験に供した．試験は，衝撃引張試

験機 4)を用いて，ひずみ速度約 1000/s で行った．この試験は，後述する転位観

察試料を得るのが目的であり，応力－ひずみ関係は測定していない．なお，Fig.5.2

の試験片を転位観察に用いなかったのは，ひずみ量を特定して観察試料を切り

出すのが困難であったためである． 
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Fig.5.2  Dimension of high strain rate tensile test piece. 

 

 

5.2.4  転位組織観察 

 

AS 材の準静的引張試験および AS 材と BH 材の高速引張試験の破断後試験片

 74



について，透過電子顕微鏡（TEM）による転位組織観察を行った．転位組織に

及ぼすひずみ時効の影響を議論するためには，塑性ひずみが同じ部位を比較す

る必要がある．そのため，破断後試験片の平行部の板厚と板幅の分布を測定し，

相当塑性ひずみが 0.2 となる位置を決定し，そこから薄膜試料を採取した． 

 

 

5.3  実験結果と考察 

5.3.1  準静的引張試験 

 

JIS5 号試験片による準静的引張試験結果を Table 5.2 に示す．Type A の鋼の BH

量は実質零であり，再引張試験時の降伏応力は予負荷時とあまり変わらず連続

的な降伏を示した．一方，Type B の鋼の BH 量は約 30MPa となり，再引張時の

降伏応力は予負荷時と不連続で，明瞭な上降伏点と降伏点伸びが認められた．

これらの結果と前述した成分構成から，Type A の鋼は固溶 C が存在しない IF 鋼

になっているのに対し，Type B の鋼は固溶 C が残存して焼付硬化性（ひずみ時

効性）を示す非 IF 鋼になっていると判断できる． 

 

 

Table 5.2  Quasi-static tensile properties with JIS5 type specimen. 

 

Steel YS 

(MPa) 

TS 

(MPa) 

EL  

(%) 

Type A 156 295 50.2 

Type B 175 306 51.4 

 

n-value r-value BH 

(MPa) 

0.23 1.8 3 

0.24 1.9 26 

 

 

5.3.2  高速引張試験 

 

AS 材の高速引張試験の公称応力－公称ひずみ線図を Fig.5.3 に示す．いずれの

ひずみ速度においても，２種類の鋼はほぼ同じ応力－ひずみ曲線を示すが，Type 
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A の鋼のほうが破断伸びが小さく，大ひずみ域での流動応力が小さい．いずれ

の鋼もひずみ速度の増加に伴って，流動応力は大きく上昇するが，引張強さよ

りも降伏応力の方がひずみ速度依存性は大きい．一方，一様伸びは，ひずみ速

度の増加に伴って減少することがわかる．これらの特徴は既報と一致しており，

ひずみ速度の増加にともなって加工硬化率が小さくなるため，一様伸びが低下

したと考えられる 5)． 

降伏応力および引張強さのひずみ速度依存性を，Fig.5.4 に示す．降伏応力( y )

および引張強さ( B )のいずれも，ひずみ速度 2.6/s から 260/s におけるグラフの

勾配は，0.01/s から 2.6/s での勾配より若干大きく，Log-linear な関係からは少し

逸脱する傾向が認められた．引張強さのひずみ速度依存性は，降伏応力におけ

るそれよりは小さく，ひずみ速度 260/s では降伏応力と引張強さがほぼ同じにな

る．すなわち，ひずみ速度の増加に伴って加工硬化が小さくなる傾向が認めら

れるが，この傾向は軟鋼の特徴であり，ひずみ速度依存性が塑性ひずみに影響

を受けないとする多くの構成式では取り扱うことができない挙動である． 

 Fig.5.3 の AS 材の公称応力，公称ひずみを，それぞれ真応力，真ひずみに変換

するとともに，BH 材の結果を加えた真応力－真ひずみ線図を Fig.5.5 および

Fig.5.6 に示す．AS 材はひずみ量 0 を起点とし，BH 材は予ひずみ量に対応する

ひずみ量 0.02 を起点として重ねて描画している． 

ところで，一般に BH 量は，ひずみ時効後の後続の降伏応力と予変形終了時の

流動応力の差を用いて表されるが，本試験のように予変形時と後続変形時のひ

ずみ速度が異なる場合は，BH 量以外に，流動応力のひずみ速度依存性に起因す

る応力差，さらに，ひずみ速度履歴依存性を示す材料の場合には，その履歴差

に伴う応力差を生じる可能性があり，通常の BH 量の定義では純粋なひずみ時効

の大きさを表す指標になるとは限らない．そこで，本研究ではひずみ時効の大

きさを表す指標として，次式 5.3 で定義する BH を用いて議論することとする． 

 

 
ASBHyBH p

c ,, 
    ……… (5.3) 

 

ここで， は，AS 材をひずみ速度
ASp

c ,
 で塑性ひずみ まで変形させた時の流動

応力である．

p
c

BHy , は，予ひずみ の BH 材をp
c で引張試験した時の降伏応力，す

なわち，AS 材を準静的な基準ひずみ速度（0.01/s）で まで変形させ，熱処理を

行い，さらに

p
c

で引張試験した時の降伏応力である．以下では，本実験に対応す

る の場合の02.0p
c   BH について考察する． 

BH のひずみ速度依存性を Fig.5.7 に示す．Type B の鋼の BH は 20MPa 程度
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の大きさで，ひずみ速度の増加にともなってわずかに減少する．一方，Type A

の鋼での BH は数 MPa 程度で，測定精度を考えるとほぼ零に近く，5.3.1 での

考察と併せて考えると，焼付硬化そのものが生じていないと判断すべきである．

また，これは Fig.5.5 において AS 材と BH 材の応力－ひずみ線図が完全に重な

っていることからも判断できる． 
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Fig.5.3  Nominal stress-nominal strain curves of AS specimen. 
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Fig.5.4  Strain rate dependences of yield- and tensile-strengths of AS specimen. 
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Fig.5.5  True stress-true strain curves of Type A steel. 
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Fig.5.6  True stress-true strain curves of Type B steel. 
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Fig.5.7  Strain rate dependences of bake-hardening. 

 

 

5.3.3  転位組織 

 

AS 材を準静的に変形させた場合の転位組織には，Fig.5.8 (a), (b)に示すように，

明瞭な転位セル構造が認められた．一方，AS 材を動的に変形させた場合は，Type 

A,B の鋼はともに，Fig.5.8 (c), (d)に示すように，セル構造は認められず，転位が

ランダムに視野全面に広がっていた． 

Type A の鋼の BH 材を動的に変形させた場合，Fig.5.8(e)に示すように，転位

はセルを構成せず，ランダムに視野全面に広がっており，Fig.5.8(c)に示した AS

材の動的変形後に見られるものと同様の組織であった．つまり，Type A の鋼に

おいては，ひずみ時効処理が転位構造に影響を与えていないと判断できる． 

一方，Type B の鋼の BH 材を動的に変形させた場合，Fig.5.8(f)に示すように，

セルを構成した転位組織が観察された．Fig.5.8(d)の AS 材と比較すれば，Type B

の鋼については明らかに転位組織にひずみ時効が影響を及ぼしていると言える．

ただし，動的変形後の組織は，Fig.5.8(b)の準静的変形時ほどにはセル構造が明

瞭に発達しておらず，セル内部に分散した転位が多い．いわば，弱いセル構造

とランダムに全面に広がった転位が重畳した組織とみなすことができる．  

AS 材において，準静的変形ではセル組織が形成され，動的変形では形成され

ないという観察結果は，従来の報告 6,7)と一致している．BH 材においては，１

次変形（予ひずみ）が静的で，２次変形が動的という履歴を受けているが，Type 

A の鋼でセル組織が認められなかったことは，１次変形でセル組織が形成され

ても２次の動的変形で消失したことを意味している．一方，Type B の鋼では，

 79



１次変形でセル状に形成された転位がひずみ時効によって不動化し，２次変形

においても変化しなかったため，セル組織が観察されたと考えられる．また，

ひずみ時効による転位の固着効果は，１次変形と２次変形が同じすべり系の場

合のみ有効であると言われている 1)．また，Type B の鋼では明瞭なセル組織が

観察されなかった視野も存在するが，このような場所では，２次変形において

１次変形と異なったすべり系が活動して転位の固着効果が十分作用せず，１次

変形でセル状に形成された転位が移動し，セルが消失したと考えられる． 
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Fig.5.8  Dislocation structures after deformation. 
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5.3.4  ひずみ時効を考慮した構成方程式 

5.3.4.1  構成方程式の提案 

 

BH 材の引張試験は，AS 材を出発点にして考えると，ひずみ量 0.02 の予変形

を準静的ひずみ速度(0.01/s)で与えてから変形を一旦停止し，熱処理を行ったの

ち，後続の変形を動的に開始したことになる．このような変形過程は，5.3.2 で

一部述べたように， 時間差はあるものの一種のひずみ速度急変を伴う変形に相

当し，その応力変化には，ひずみ時効の影響に加えて，流動応力のひずみ速度

依存性とひずみ速度履歴依存性の効果が含まれていることになる．本節では，

これらの影響を総合的に考慮した，ひずみ時効を表現し得る構成方程式の提案

と，それに基づく実験結果の評価を試みる． 

ひずみ速度履歴依存性を含めた，ひずみ速度依存性構成式としては，その履

歴依存性を粘性抵抗に求めた Campbell8)のモデル，微視的構造の変化に起因する

静的流動応力の相違に求めた Mimiura らの多軸応力モデル 9,10) などがあるが，

ここでは，パラメタ数が比較的少なく実用性に優れ，かつ，鋼特有のひずみ速

度上昇に伴う加工硬化率の低下が表現可能な Tanimura-Mimura モデル 11)をベー

スに，Campbell 型のひずみ速度履歴依存性を織り込んだ拡張モデル 12) 
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を基本的な枠組みに選ぶ．ここで，右辺第 1 項の ( )p
S  は，基準塑性ひずみ速度

p
S における流動応力を表し，塑性ひずみ p の関数，第 2 項は，熱活性化過程に

支配された流動応力のひずみ速度度依存性を表す項で，項中の 1
p は初期動的変

形時のひずみ速度， 3cr cr   は臨界せん断応力に相当する軸応力値である．第

3 項は熱活性化過程が支配するひずみ速度領域で，ひずみ速度の変化があった場

合のひずみ速度履歴の効果を記述する項で，項中の 2
p は速度変化後の後続のひ

ずみ速度， p
c はひずみ速度の変化が起こったときの塑性ひずみ量である．なお，

第 3 項は の場合に有効になる．また，係数p
c

p は本論文で新たに導入した

ひずみ速度履歴効果の強さを規定する非負の係数であり，ひずみ速度履歴効果

がない場合は 0 をとる．また，第 4 項はひずみ速度が 103/s 以上の高ひずみ速度

域での粘性抵抗が支配する流動応力のひずみ速度依存性を表す項で，項中の u
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は単位ひずみ速度（=1/s）を表す．また，式 5.4 中の B, m, ,  , cr は材料定数で

あるが，このうち ,  , cr については，文献[11][12]に鋼材料に共通の定数とし

て，その推奨値が与えられている．なお，同文献では，第 4 項中の定数 B, m は

対象材料について個別に定めるべき定数としている． 

次に，式 5.4 にひずみ時効効果を取り入れることを考える．5.3.2 および 5.3.3

における検討から，ひずみ時効効果は，セル組織の形成による静的降伏応力の

上昇を引き起こし，さらに，その速度依存性については，ひずみ速度の上昇に

伴って低下する傾向を示すことが明らかになっている．このような傾向は，構

成式 5.4 が持つ「静的な流動応力が大きいほど，そのひずみ速度依存性が低下す

る」傾向に一致する．そこで本研究では，5.3.2 で定義した焼付硬化量 BH の基

準ひずみ速度における値 S

p
BH  を，基準ひずみ速度における流動応力に加算す

ることによってひずみ時効が記述できるものと仮定する．さらに本研究での試

験ひずみ速度域は 260/s 以下と比較的低速度域であることから，式 5.4 の第 4 項

は無視し得ると仮定すれば提案式として次式が得られる． 
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5.3.4.2  パラメタの決定と実験結果との比較 

 

Type A の鋼と Type B の鋼の化学組成はほぼ同一であり，その力学特性も

Fig.5.3 に示すように AS 材としてはほぼ同一と見なすことができ，ひずみ時効に

依る強度上昇のみが Type B の鋼に生じている．従って，提案した式 5.5 の基本

的な力学特性，すなわち基準ひずみ速度での応力－ひずみ関係 (S )p  ，ひずみ速

度依存性に関わる定数 , , cr   ，および，ひずみ速度履歴効果に関わる係数 λ は

Type A の鋼の実験結果から同定する．まず，文献[11][12]を参照し，材料定数

, , cr   の値として，鋼材に共通な推奨値である =-45.6MPa，  =19.5MPa，

cr =4700MPa を用いた．次に Type A の鋼の BH 処理前後の応力－ひずみ関係と

初期動的負荷試験での応力－ひずみ関係の比較（Fig.5.5）から，今回試験に供し
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た材料でのひずみ速度履歴依存性は無視できるもの考え，λ=0 とおいた．一方，

式 5.5 中の S

p
BH   は Type B の鋼のひずみ速度 0.01/s での焼付硬化量から推定で

き，Fig.5.7 に示す結果から S

p
BH   =20MPa と見積もった．これらのパラメタを

用いた計算結果と実験結果の比較を Fig.5.9 に示す．ひずみ速度 0.01/s の応力－

ひずみ関係は Type B の AS 材，BH 材共に実験結果とよく一致している，また，

BH 材については，高速変形となるほど，ひずみ時効による強化の度合い小さく

なるが，ひずみ速度 260/s における計算結果と実験結果の比較を見ると，このよ

うな傾向が良く表現できていることがわかる．これらの結果から，本研究にお

けるひずみ時効の定式化は妥当であったと考えられる． 
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Fig.5.9  Comparison of stress-strain relations of Type B steel between calculated and 

experimental results. 
 

 
5.4  結言 
 

固溶炭素を含む極低炭素軟鋼板と含まないものについて，ひずみ時効前後の

高速引張特性を調査した． 

試験後の試験片の TEM 観察から，動的変形では，静的変形のような転位のセ

ル組織は形成されないことがわかった．ただし，固溶炭素を含む鋼では，ひず

み時効によって不動化した転位組織を動的変形させると，弱いセル組織が認め

られることが分かった．このようなセルの存在が，力学的にはひずみ時効によ
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る流動応力の増加を引き起こしているものと考えられる． 

時効処理を行った鋼の応力－ひずみ関係のひずみ速度依存性を記述し得る構

成則を提案するため，ひずみ速度履歴効果を考慮した拡張 Tanimura-Mimura モデ

ルを基本的枠組みとして，その基準ひずみ速度（＝準静的ひずみ速度）におけ

るに応力－ひずみ関係に，ひずみ時効による強度上昇分を取りこむ手法を提案

した．提案した構成式に基づき，ひずみ時効前の準静的応力－ひずみ関係から，

ひずみ時効後の動的応力－ひずみ関係を予測すると，0.01～260/s の範囲で行っ

た実験結果とよく一致し，提案した構成則の妥当性が検証できた． 
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第６章 薄鋼板部品の衝突特性および 

数値シミュレーションとの対比 

 

 

6.1  緒言 

 

 第 4 章では，広範囲のひずみにおいてひずみ速度依存性を精度良く取り扱う

ことができる材料構成式を提案し，高速引張試験の実験結果とよく一致するこ

とを述べた．本章では，その材料構成式を用いた衝突シミュレーションが衝突

試験結果と一致するかどうか，従前の材料構成式を用いた場合より精度が向上

するかどうかを検証した．まず緒言では，衝突試験およびシミュレーションの

対象として，薄鋼板部品の３点曲げを選定した背景について説明する． 

地球環境保護の観点から自動車の燃費向上が求められており，車体の軽量化

は有効な手段である．一方，衝突安全性向上のために，鋼板の板厚や補強部品

が増加し，車体重量も増加する傾向にある．軽量化と衝突安全性を両立するた

めには，構造設計と材料の最適化が重要であり，CAE による衝突解析は不可欠

である．また，開発期間の短縮とコストの削減のため，実車衝突試験に代わり

CAE の重要性が増している．自動車の衝突時に鋼板は最大 1000/s 程度のひずみ

速度で塑性変形を受けるため，衝突解析には，ひずみ速度依存性を考慮した信

頼できる材料データが必要となる．我が国では 1990 年代後半に自動車用鋼板の

高速引張試験特性が盛んに調査された 1)．鉄系材料の流動応力は，非鉄系材料よ

りも大きなひずみ速度依存性を有するが，静的強度が高い鋼ほどひずみ速度依

存性が小さくなる特徴があること 2)，さらにオーステナイト系ステンレス鋼以外

の鋼では同一材料においても，加工硬化等で静的強度が上昇すればひずみ速度

依存性が小さくなる傾向を示すことが明らかになっている．このため，鉄系材

料の衝突解析においては，上述のような鋼特有の流動応力のひずみ速度依存性

の取り扱いが重要となる．このような取り扱いが可能な材料構成式として，

Tanimura-Mimura-Umeda モデル 3)（解析に用いた FEM ソフトウェアのライブラ

リ記載名に合わせて，以下では Tanimura-Mimura モデル，また，T-M モデルと略

す）が提案されているが，FEM 解析等において，このモデルが従前の速度依存

モデルと比較して，解析精度がどの程度向上するかを定量的に検討した報告は

まだなされていない．そこで，本章では，その比較・検証を行うことを目的と

する． 

衝突安全の視点からは，衝突時に効率良くエネルギーを吸収させる部位と，
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変形を押さえて客室空間を確保する部位に大きく分けられる 4)．車体全体ではな

く部品単品の評価には，プレス成形した薄鋼板をスポット溶接で接合された中

空閉断面部材が用いられ，前者にかかわる評価方法として軸圧壊試験が，後者

には３点曲げ試験がよく用いられる． 

ところで，軸圧壊試験では，部材の板厚と幅の比率や荷重入力方向のわずか

なオフセットによって座屈形態が大きく影響を受けることが知られており 5)，そ

の実験的な再現性には「ばらつき」がある．このため，その変形形態について，

実験と解析を精密に比較することにはやや難がある．これに対して，３点曲げ

試験での実験の再現性は良好であり，解析結果との比較・検証に適している．

また，衝突安全性の観点から，曲げ座屈における座屈形態の把握が重要である

ことの指摘 6) 7)など，この方面での精度の高い解析が期待されていることを考慮

して，本章では，解析対象として「３点曲げ」を選び，動的３点曲げ試験を実

施すると共に，各種材料モデルを用いた衝突解析を行い，解析結果への影響や

試験結果との対比について検討した． 

 

 

6.2  材料構成式の特徴 

 

数値解析におけるひずみ速度の影響を考慮した材料構成式としては， 次式の

様に流動応力の粘性部分がひずみ速度のべき乗に比例するとする

Cowper-Symonds モデル（以下 C-S モデルと略す）8)  

1

0 1
p

D

 
         


  ……… (6.1) 

あるいは，流動応力の上昇が，ひずみ速度の対数に比例すると考える

Johnson-Cook モデル 9) 

   0
0

1 lnnB T C
   


  
        

  




  ……… (6.2) 

などが比較的よく用いられる．ここで，式 6.1 中の 0 はひずみ速度が零の場合

の仮想的な静的応力，D，p は材料定数である．なお，定数 D は理論上 02  と

なるひずみ速度に相当し，Johnson-Cook モデルや後に示す Tanimura-Mimura モデ
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ルのように，準静的～低ひずみ速度域に取られる基準ひずみ速度とは異なる．

また，式 6.2 中の 0 は基準ひずみ速度，係数 C は過応力－ひずみ速度の対数線

図の勾配， ( )T は温度の関数， 0
nB  は n 乗硬化則を仮定した基準ひずみ速度

における応力－ひずみ関係をそれぞれ意味している． 

これらのモデルの流動応力は，塑性ひずみの大きさに関わらず同じひずみ速

度依存性を示し，緒言で述べたような塑性ひずみの増大に伴うひずみ速度依存

性低下を生じるような鋼特有の実験的傾向を十分に表現できない．谷村らは，

この鋼特有の傾向を精度良く記述する Tanimura-Mimura モデル（以下 T-M モデ

ルと略す）3)を次式のように提案している． 

  1 ln
p

p s
p

cr s

K


s

  
 

   
       

   




  ……… (6.3) 

p
sここで， は基準塑性ひずみ速度で，通常は準静的ひずみ速度に取られる． s

は基準塑性ひずみ速度における応力， 3cr cr  は臨界剪断応力に相当する軸応

力値，  pK  はひずみ速度依存性に及ぼすひずみ量の影響を定める関数で，谷村

らはこの関数を 

)p pK        ……… (6.4) 

の形に仮定している．また一般に，構成式のパラメータは，材料毎に実験によ

り決定されるが，T-M モデルでは鉄系，銅系などの材料グループ毎に共通のひ

ずみ速度依存性パラメータの推奨値が規定されている特徴もある．すなわち，

ひずみ速度依存性が未知の材料でも，その材料グループと静的応力－ひずみ曲

線が既知であれば，ひずみ速度依存性の推定が可能となっている． 

 

 

6.3  実験および解析方法 

6.3.1  実験方法 

6.3.1.1  高速引張試験 

 

供試材には，自動車に広く使われており，ひずみ速度依存性が顕著な材料と

して，板厚 1.6mm の自動車用冷延軟鋼板を選択した．圧延方向に採取した JIS5

号引張試験片により，ひずみ速度 0.002/s で求めた準静的引張試験特性を Table 

6.1 に示す．また，これ以降，この準静的引張におけるひずみ速度を「準静的ひ
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ずみ速度
p
s 」，得られた引張応力を「準静的応力 S 」として記述する． 

 

Table 6.1  Tensile properties of target steel sheets. 

 

Yield 

strength, 

MPa 

Tensile 

strength,

MPa 

Elongation,

% 

Work- 

hardening 

exponent

Lankford 

value 

151 290 55 0.262 1.93 

 

供試材の圧延方向に Fig.6.1 に示す形状の原厚引張試験片を採取し，検力ブロ

ック式高速材料試験機 10) （鷺宮製作所 TS-2000）を用いて，ひずみ速度を変え

た引張試験を行った．ひずみ速度は 0.01, 0.1, 1, 10, 100, 500, 1000/s の７水準とし

た． 

 

6.0

27.0

17.0

2.
0

10
.0

Ø  4.0

R 0.6

 

 

Fig.6.1  Dimensions of high strain rate tensile test piece. 

 

 

6.3.1.2  動的３点曲げ試験 

 

 プレスブレーキを用いて，供試材を Fig.6.2 に示すハット形状断面に曲げ成形

した．ハット曲げ材の開口側に同じ外形の供試材をクロージングプレートとし

て重ね，フランジ部をスポット溶接して中空の閉断面部材を作製した．スポッ

ト溶接の間隔は 30mm とし，両端のスポット溶接は部材端から 15mm の位置と

した．Fig.6.3 に示す供試体と治具の配置で，３点曲げ試験を行った．円筒圧子

の半径は 150mm，支持点半径は 70mm，支持点間隔は 800mm とした．荷重負荷

にはガス油圧式引張試験機 11)を用い，供試体と治具を試験機に取り付けた状態

を Fig.6.4 に示す．試験機はシリンダーを上方に有し，ラムを引き上げて裁荷す
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る構造であり，ラム先端に取り付けた４本柱の圧子固定枠が上方に引き上げら

れることにより，圧子が供試体に衝突する．圧子の移動速度は，静的条件 4mm/s，

動的条件 4000mm/s とし，圧子が供試体に接触してからの移動ストロークは約

120mm とした．動的条件においては所定のストロークで停止させるため，120mm

の手前より減速させている．変位は試験機のシリンダーに内蔵された変位計で

計測した．荷重は，圧子と圧子固定枠の間に挟み込んだ圧電素子型ロードセル

で計測した． 
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Fig.6.2  Shapes and dimensions of columns for bend test. 
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Fig.6.3  Schematic drawing of three-points bend. 
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Fig.6.4  Actual appearance of testing setup. 

 

 

6.3.2  解析方法 

6.3.2.1  有限要素モデリング 

 

実部材製作時のスプリングバックやスポット溶接時の部材拘束と熱変形によ

る形状変化を正確に反映させるため，実際に製作した部材を非接触 3 次元形状

測定機にて形状を測定し，測定値の点群データからポリゴン化，サーフェース

化処理を行って解析に供するモデルを完成させた． Fig.6.5 に解析モデルを示す．

使用した要素は，Belytschko-Wong-Chiang12)シェルであり，板厚は概ね 1.6mmで，

板厚方向に 5 点の積分点を設けている．曲げ加工部などでは板厚が多少変化す

る可能性があるので，出来うる限り板厚実測値を用いて実モデルの形状を反映

させるようにした．要素サイズは 3mm×3mm を基本とし，ハット部材の稜線部

は座屈形態が精密に表現できるように配慮し 2mm×3mm とした．なお，ハット

曲げ部材とクロージングプレートの溶接部位は実際の溶接位置に合わせて，ス

ポット溶接を模擬したビーム要素で結合した．圧子および支持点は，剛体とし

て取り扱い，実験に用いた治具と同様の曲率半径を有する形状を CAD にて作成

した． 

 

 92



Solid Cylinder
R=150

Solid Cylinder

R=70

800
 

 

Fig.6.5  CAE model for analysis. 

 

 

6.3.2.2  解析条件 

 

解析には，動的陽解法汎用 FEM コード LS-DYNA ver.971 を用い，剛体圧子を

z 軸方向に衝突させた．衝突速度は，実験条件を模擬して，時刻 0.033s までは

4.00m/s，その後は 2.00m/s とし，0.050s まで計算を行った．圧子は供試体との接

触前に 28mm の助走距離を設けており，衝突時から計算終了までの変位は

138mm となる．支持点は剛体とし，すべての変位を拘束した．部材と圧子との

摩擦係数は 0.08，また支持点との摩擦係数は，0.12 とした．ひずみ速度依存構

成モデルについては，その速度依存性を C-S モデル，T-M モデルで考慮する場

合と，ひずみ速度依存性を全く考慮しない場合（以下，I-S モデルと称す）の３

種類で解析した．実験と同様の動的 3 点曲げ試験の解析を行い，荷重－変位曲

線に及ぼすひずみ速度依存性構成式の影響，ならびに，解析結果と実験結果と

の相関について検証した． 

 

 

6.4  実験結果 

6.4.1  高速引張結果と材料定数 

 

 高速引張試験で得られた応力－ひずみ曲線を Fig.6.6 に示す．図中には，JIS５

号試験片を用いて得られた準静的引張試験の結果も含めて示してある．図より，

ひずみ速度の上昇に伴って降伏点が顕著に上昇し，また，引張強さに対応する

ひずみが小さくなることが判る．次に，種々のひずみ量における流動応力のひ

ずみ速度依存性を Fig.6.7 に示す．図の横軸は，基準ひずみ速度を準静的ひずみ
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速度
p
s （=0.002/s）に選び，無次元化して示してある．各ひずみでの流動応力の

ひずみ速度依存性は同一ではなく，高いひずみ量でのひずみ速度依存性ほど低

下していることが判る． 

Fig.6.7 の結果を，6.2 節で述べた C-S モデル(式 6.1)，および，T-M モデル（式

6.3）のそれぞれを用い同定した．まず，C-S モデルによる同定では，ひずみ量

によって式 6.1 中の p，D が異なる結果になり，全てのひずみ領域に対するパラ

メータ決定は困難であった．そこで，座屈荷重を支配するのは微小ひずみでの

流動応力であると考え，ひずみ量 0.01 におけるひずみ速度依存性を最も良く近

似するようにパラメータを決定したところ， 0  = 165MPa，p = 4.5，D = 60/s

が得られた．対応する近似曲線を Fig.6.7 中に破線で示す．図より，ひずみ量 0.01

における準静的応力の近似値は，実測値より若干高めに評価されるが，高速域

での流動応力の近似値は，まずまずの精度と言える． 

 T-M モデルによる同定では，文献[3]を参照して，式 6.3 中のσCRを 4.7GPa と

仮定し，これと Fig.6.7 の実験結果から，まず 

   
1 1

ln
p s

p p
s crs s

K
 

   

          
   ……… (6.5) 

を
p
s =0.002/s として求め，さらに式 6.4 の関係からその係数α，βを Fig.6.8 に

示すように，最小二乗近似により，α=-46.7MPa，β=18.0MPa と決定した． 
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Fig.6.6  Stress-strain curves at various strain rates. 
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Fig.6.7  Variation of normalized excess stresses with logarithm of strain rates. 
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Fig.6.8  Relation between  pK   and . p
 

 

6.4.2  曲げ試験結果 

 

曲げ試験の荷重－変位関係については，解析結果とともに後述する．まず，

曲げ試験後の供試体が治具にセットされたままでの外観を Fig.6.9 に示す．この

状態から圧子を戻したときの試験体の弾性回復量は，圧子変位として約 5mm で

あった． 

 

 

 
 

Fig.6.9  A typical deformation mode of columns just after the three-point bend test. 
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供試体は長手方向の中央部において，ハット部材の水平部が内側に凹み，縦

壁部は外側に張り出して座屈していた．一方，中央から 200mm 以上離れた領域

ではハット水平部の変形がほとんどなく，座屈部の形状を議論する上で無視で

きることを確認できたので，本章では中央部±200mm 以内の領域での変形に着

目する．接触式３次元形状測定機を用いて，Fig.6.10(a)のように供試体の幅中央

ラインに沿って±200mm 以内の範囲のハット部材の形状プロファイルを測定し

た結果を Fig.6.11 に示す．Fig.6.10(b)で定義した曲げ角θを，形状プロファイル

の両端の直線部分からの内挿によって求めて，Fig.6.11 中に示した． 

なお，座屈部のクロージングプレート側は，座屈することなく連続的な曲率

で変形しているため，ひずみ量は小さい．そのため材料モデルの違いが形状に

与える影響は小さいと考え，本章ではクロージングプレート側の形状について

は議論しない． 

 

 

 
(a) View of z direction 

 

 
(b) View of y direction 

 

Fig.6.10  Appearance of column after dynamic bend test. 
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Fig.6.11  Profile of buckling portion by dynamic experiment. 

 

 

6.5  解析結果と実験との比較 

6.5.1  荷重－変位曲線 

 

 ３種類の材料モデルを用いて解析した荷重－変位曲線を Fig.6.12 に示す．荷重

は初期に最大値を示した後，変位の増加とともに緩やかに低下する．変位 20mm

以下では，C-S モデルの荷重と T-M モデルの荷重はほとんど同じであるが，よ

り高変位では C-S モデルが T-M モデルより高い荷重を示す．I-S モデルはどの変

位においても，C-S モデル，T-M モデルより荷重が低い．I-S モデルと静的試験，

T-M モデルと動的試験の対比を Fig.6.13 に示す．いずれも解析と試験がよく一致

している． 

 

 

6.5.2  座屈形状 

 

 計算終了時の変位 138mm における y=0 断面のハット側のプロファイルの解析

結果を Fig.6.14 に示す．グラフ上で線の重なりを防ぐため，z 軸方向に 20mm ず

つ移動して描画してある．実験結果同様，x=±200mm より内側で座屈が生じて

おり，その外側のプロファイルは完全に直線になっている．材料モデルの差を

比較するため，モデル間のｚ方向の差分を Fig.6.15 に示す．材料モデルによるプ 
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Fig.6.12  Dynamic load-stroke curves of analysis with various material models. 

 

 

ロファイルの差は，座屈部の x=±50mm で顕著であるが，両端の直線部では無

視しうるほど小さい． 

解析と試験の形状プロファイルを比較するためには，解析の変位を実験と同

じにする必要がある．試験は S=120mm で試験機のシリンダーが停止する設定で

行っているが，実際には試験冶具の慣性力によって，S=120mm 以上の変位が与

えられた可能性が否定できない．また，解析で求められる試験体が圧子と支持

点で拘束された状態と，試験体を冶具から取り外して実際に形状を測定した状

態では，スプリングバックのため若干形状が異なっている．そこで，試験後の

供試体で測定した曲げ角と解析結果の曲げ角θが同じであれば，形状プロファ

イルを直接比較しても問題ないと考える． 

変位 S を変化させた時の解析プロファイルからそれぞれの曲げ角θを求め，S

との関係を Fig.6.16 に示す．S-θの関係は材料モデルに依存せず，同一の関係に

なっているので，動的試験（θ=42.5deg.）は，S=125mm の解析プロファイルと

比較することが妥当である． 
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Fig.6.13  Comparison of load-stroke curves between analysis and experiment. 
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Fig.6.14  Profile of y=0 intersection of hat shape part. 
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Fig.6.15  Profile difference between material models. 
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Fig.6.16 Relation between stroke and bend angle. 
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動的試験のプロファイルと各材料モデルで計算したS=125mmでのプロファイ

ルを，x=0mm 近傍を拡大して Fig.6.17 に示す．座屈頂点の z 軸方向の深さは，

材料モデルによらずほぼ等しいが，座屈した領域の広さには顕著な差が認めら

れる．C-S モデルが最も広く，I-S モデルはそれよりやや狭い．T-M モデルは最

も狭く，C-S モデルより左右それぞれ 4mm 程度狭くなっている．試験結果は T-M

モデルによる解析と 1mm 以内の精度でよく一致した．また，座屈部の外観は，

Fig.6.18 に示すように T-M モデルの結果の方が実験とよく一致した．C-S モデル

の結果は，縦壁部の外側への膨出が T-M モデルより広範囲に及んでいる． 
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Fig.6.17  Comparison of profile between experiment and calculation. 
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(a) Experiment 

 

  
(b) Calculation with T-M model 

 

  
(c) Calculation with C-S model 

 
Fig.6.18  Buckling appearance and equivalent strain contour of experiment 

and calculation. 

 103



6.6  考察 

6.6.1  材料モデルの影響 

 

 Fig.6.12 の荷重－変位曲線において，荷重が最大になる変位でのひずみ分布を

Fig.6.19 に示す．いずれのモデルでも中央のハット稜線上のひずみが最も大きく，

T-M モデルのほうが稜線上のひずみの局在化が著しい．縦壁部が外側へ膨出し

た領域およびハット平坦部が内側へ陥没した領域は，それらの外周境界にひず

みが集中していることから区別がつくが，それらの膨出および陥没領域は T-M

モデルの方が狭くなっている．したがい，稜線近傍に発生するひずみの局在化

の程度が座屈形状を支配していると考えられる． 

 

 

(a) Calculation with T-M model. 

 

 

(b) Calculation with C-S model. 

 

Fig.6.19  Equivalent strain contour at S=17mm. 
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一般に，ひずみが増加した箇所の流動応力は，ひずみ速度依存性が高く加工

硬化が大きい材料ほど顕著に増加し，周辺部への変形の拡散を促すため，その

箇所でのひずみの局在化は抑制される傾向が認められる．鉄系に対する T-M モ

デルでは，C-S モデルと比べて，高ひずみ速度域での加工硬化率が著しく減少す

る仕様となっているため，C-S モデルと比べてひずみの局在化が顕著になったと

考えられる．C-S モデルで用いたパラメータは，ひずみ 0.01 の流動応力から決

めたひずみ速度依存性が大きいものである．仮に，大ひずみでの流動応力から

パラメータを決めればひずみ速度依存性が小さいものになり，I-S モデルに近づ

くことになる．Fig.6.17 に示したプロファイルは，T-M モデル，I-S モデル，C-S

モデルの順に変化しているので，C-S モデルでどのようなパラメータを採用した

としても，T-M モデルのようなひずみの局在化は再現できない． 

 

 

6.6.2  T-M モデルのパラメータの影響 

 

 T-M モデルは，鉄系材料共通のパラメータ（α=-35.0MPa，β=15.72MPa， 

σcr＝4700MPa）13)が推奨されていることが特徴のひとつである．上述の検討で

は，試験に用いた材料そのもののパラメータを高速引張試験によって決定し，

そのパラメータ（α=-46.7MPa，β=18.0MPa，σcr=4700MPa）を用いた解析を行

ってきた．そこで，共通パラメータを用いた場合と材料固有のパラメータを用

いた場合に，どの程度の差が生じるか検討した．Fig.6.20 に示す荷重－変位曲線

では，推奨パラメータを用いた解析のほうが若干荷重が低いものの，パラメー

タを変えた影響は非常に小さい．一方，Fig.6.21 に示す形状プロファイルでもパ

ラメータの影響は非常に小さく，Fig.6.17 に示したモデルの種類による影響と比

べれば無視できる．本章では供試材そのものの高速引張試験によって決定した

パラメータを使用して解析を行ったものの，共通パラメータを使用したとして

もほぼ同等の結果が得られることが確認できた．したがって，供試材のひずみ

速度依存性を調べることなく，共通パラメータを使用した解析を行えば，同様

の結果を簡便に得ることができると考えられる． 
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Fig.6.20  Comparison of load-stroke curves between specific parameters 

and common parameters. 
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Fig.6.21  Comparison of buckling profiles between specific parameters 

and common parameters. 
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6.7  結言 

 

 薄鋼板中空部材の動的３点曲げについて，4m/s の衝突実験と，複数の材料モ

デルを用いた数値解析を行った．実験結果と解析結果を比較・検証し，以下の

ことが明らかになった． 

(1) 荷重－変位関係は，T-M モデルは全変位において実験と良く一致した．一

方，C-S モデルは小変位のみで一致し，I-S モデルは全変位において荷重が実

験より低かった． 

(2) 座屈領域の幅は，T-M モデルが最も狭く，次いで I-S モデルが狭くなってお

り，実験結果は T-M モデルと良く一致した．T-M モデルは高ひずみ速度域で

の加工硬化率が著しく減少する仕様のため，ひずみの局在化が顕著になる現

象を再現できたと考えられる． 

(3) 供試材の高速引張試験で求めた T-M モデルパラメータと，鉄系材料共通の

推奨パラメータのいずれを用いても，解析結果に大きな差はなかった．供試

材のひずみ速度依存性を調べることなく，共通パラメータを使用した解析を

行えば，精度良い結果が簡便に得ることができると考えられる． 
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第７章 結論 

 

 

7.1  本研究のまとめ 

 

本研究は，自動車の衝突解析の高精度化に貢献するため，薄鋼板の高速変形

特性を実験的に評価し，材料構成式の定式化を行った．本論文は 7 章より成り，

以下に各章で得られた成果を取りまとめる． 

第１章では，自動車の衝突解析の高精度化ニーズに対する背景を述べ，高精

度化には流動応力のひずみ速度依存性の理解が重要なことを指摘した．ひずみ

速度依存性および材料構成式に関する従来の研究について述べ，本研究で取り

組む課題とアプローチを説明した． 

 第２章では，各種の高速変形試験法をレビューし，本研究で用いた検力ブロ

ック式材料試験機の特徴と工業的な有用性を述べた．本試験方法で得られる応

力－ひずみ曲線の信頼性を検討した．応力に重畳しているノイズの振幅，およ

び，同一条件で繰り返し試験した時の応力の試験間バラツキは，ひずみ速度変

化に伴う応力の変化量より十分小さいことを示し，応力測定がひずみ速度依存

性の解析に十分な精度を有していることを確認した．試験片の平行部以外を含

めて測定された変位から求めた応力－ひずみ曲線の弾性領域の勾配は，鋼のヤ

ング率よりも大幅に小さいが，この勾配を鋼のヤング率に合わせる補正を行う

と，平行部に貼付したひずみゲージから求めた応力－ひずみ曲線と一致した．

したがって，適切な補正を行えば，平行部のひずみを直接測定しなくとも，信

頼できるひずみ測定ができることを示した． 

 第３章では，極低炭素軟鋼の圧縮試験および引張試験を行い，両者を比較し

た．圧縮試験の流動応力は，ひずみ速度の増加に伴い増加し，加工硬化率は低

下した．引張試験の一様伸びは，ひずみ速度の増加に伴い低下した．これらは，

加工硬化率が低いために，引張試験の塑性不安定条件が低ひずみで発生するよ

うになったと考えられる．この現象を定量的に理解するために，圧縮試験で得

られた応力－ひずみ曲線を用いて引張試験の FEM 解析を行い，高ひずみ速度で

は平行部中央にひずみが局在化することが確認された．また，高ひずみ速度に

おける加工硬化率の減少，すなわち，高ひずみ域の流動応力が相対的に低くな

る現象について，試験中の温度上昇および可動転位密度の増加が一因であるこ

とが示唆された． 

第４章では，自動車用鋼板をはじめとする種々の薄鋼板の高速引張特性を実

験的に評価し，谷村－三村モデルを用いて定式化した．転位運動の熱活性化過

 109



程に支配される応力成分について得られた材料パラメータは，既報のパラメー

タとほぼ同じであり，鉄系材料ついて共通のパラメータを適用できるという同

モデルの特徴が検証された．粘性摩擦抵抗に支配される応力成分は，準静的流

動応力が高いほど小さくなる傾向があるが，すべての供試材について統一的に

は整理できない．また，衝突解析における破断クライテリアの設定に役立てる

ため，破断応力および破断ひずみを調査した．それらにひずみ速度依存性は認

められなかったが，準静的引張強さの上昇にともない破断ひずみが小さくなる

傾向があった．なお，破断部における３軸応力の影響を検討すると，単軸引張

における破断引張応力は，見かけの破断応力より 5～20%小さいと考えられた． 

第５章では，固溶炭素を含む極低炭素軟鋼板と含まない鋼板について，ひず

み時効前後の高速引張特性を調査し，時効処理を行った鋼板の応力－ひずみ関

係のひずみ速度依存性を記述し得る構成則を検討した．試験後の転位組織の観

察結果から，動的変形では静的変形のような転位のセル組織は形成されないが，

固溶炭素を含む鋼板では，ひずみ時効によって不動化した転位組織を動的変形

させると弱いセル組織が認められることが分かった．このようなセルの存在が，

力学的にはひずみ時効による流動応力の増加を引き起こしているものと考えら

れる．この観察結果に基づき，ひずみ速度履歴効果を考慮した拡張谷村－三村

モデルを基本的枠組みとして，その基準ひずみ速度（＝準静的ひずみ速度）に

おけるに応力－ひずみ関係に，ひずみ時効による強度上昇分を取りこむ手法を

提案した．提案した構成式に基づく応力－ひずみ関係の予測結果は実験結果と

よく一致し，提案した構成則の妥当性が検証できた． 

 第６章では，極低炭素軟鋼板をスポット溶接して作製した中空部材の動的３

点曲げ試験を行い，荷重－変位曲線および座屈形態について，複数の材料モデ

ルを用いた数値解析結果と実験結果を比較検討した．荷重－変位関係は，谷村

－三村モデルは全変位において実験と良く一致した．一方，Cowper-Symonds モ

デルは小変位のみで一致し，ひずみ速度依存性を考慮しないモデルは全変位に

おいて荷重が実験より低かった．座屈領域の幅は，谷村－三村モデルが最も狭

く，次いでひずみ速度依存性を考慮しないモデルが狭くなっており，実験結果

は谷村－三村モデルと良く一致した．谷村－三村モデルは高ひずみ速度域での

加工硬化率が著しく減少する仕様のため，ひずみの局在化が顕著になる現象を

再現できたと考えられる．供試材そのものの高速引張試験から求めた谷村－三

村モデルパラメータと，鉄系材料共通の推奨パラメータのいずれを用いても，

解析結果に大きな差はなかった．したがって，供試材のひずみ速度依存性を調

べることなく，共通パラメータを使用した解析を行えば，精度良い結果が簡便

に得ることができると考えられる． 

 第７章では，本研究で得られた成果を総括し，今後の課題を述べた． 
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7.2  今後の課題 

 

 本研究では，フェライト組織主体の供試材の流動応力のひずみ速度依存性を，

鉄系共通パラメータを使用した谷村－三村モデルによって記述できることを示

した．近年，自動車用薄鋼板として，複合組織を有する様々な材料が開発，使

用されている 1)．これらも同じ鉄系パラメータで記述できるか，ひとつひとつ検

証していくことが，材料構成式の信頼性を保証するために必要であろう． 

一方，材料開発の面では，ひずみ速度依存性が特異的に大きい材料のニーズ

がある．例えば，自動車用鋼板においては，比較的低いひずみ速度では流動応

力が小さくプレス成形などの塑性加工が容易であり，衝突時には流動応力が高

くなり衝突安全性が増すという特性が望まれており，その視点での研究も行わ

れている 2)．これは，鉄系の共通パラメータを用いた構成式から逸脱する材料を

探求していることになる．第３章と第５章では，転位論的な解釈を行っている

が，転位組織とひずみ速度依存性をより直接的に結びつけることができれば，

何故共通パラメータで整理できるのか，如何にすればそれから逸脱する材料を

開発できるかの示唆が得られる可能性がある． 

自動車の衝突安全性のため，部材断面形状の設計は高度化し 3,4)，鋼板だけで

なく他の素材と複合して使用されるケースも増加してきている 5)．そのように部

品が複雑になればなるほど，数値シミュレーションを用いた検討が不可欠にな

る．解析に供する構成式とその材料パラメータの高精度化は，今後も重要な課

題であり続けると考えられる． 
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