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第1章  緒言 

1.1. 複合材料(FRP) 

 複合材料は 2 つ以上の構成材料からなる材料と定義され，自然界を含む身の回りの多く

の材料を複合材料と見なすことができる．複合材料の多くは強くて硬い強化材がより柔ら

かく延びやすい母材の中に埋め込まれており，それぞれの特徴を活かすものとなっている

[1]．人工的な工業材料としての複合材料では，エポキシ樹脂などの硬化性樹脂を炭素繊維

で強化した炭素繊維強化複合材料(Carbon fiber reinforced plastics: CFRP)が挙げられる．CFRP

は軽量，高比強度・高比剛性であり，品質の高い材料を必要とする航空・宇宙用途をはじ

め幅広く使用されている．最新鋭旅客機の Boeing 社 B787 および Airbus 社 A350 では重量

比で 50%以上の部材に CFRP が使用されている(Fig. 1.1)．さらに近年では CFRP の自動車へ

の適用が進み始め，CFRP の需要は以前にも増して高くなっている(Fig. 1.2.) [2]． 

 CFRP が様々な分野に適用されるに伴い，航空機構造の主要な強度を受け持つ一次構造部

材としての適用も広がり，より複雑な形状が求められるようになっている．複雑形状 CFRP

の例としては Fig. 1.3 に示す水平尾翼の表皮や航空機一次構造の主翼桁が挙げられる．翼桁

はコーナー部を有する L 型あるいは U 型の部材であり，加えて荷重分布を考慮し長手方向

へ板厚や形状が変化する．しかし，このような複雑形状部材は平板に比べ成形が困難であ

り，成形時およびその後の組立・運用時に様々な不具合が生じることが知られている． 

 

 

Fig. 1.1: Materials used in recent aircraft [3]. 
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Fig. 1.2: Global demand for CFRP in tones 2008-2020 (*: estimated; [2]). 

 

 

Fig. 1.3: Complex shaped composite strcture (Horizontal tail skin of A340) [4]. 

 

 CFRP の成形法としてはこれまでにオートクレーブ法，RTM 法，フィラメントワインデ

ィング法，引き抜き法など様々な手法が開発されている[5,6]．この中でも高品質な航空・宇

宙用途 CFRP ではオートクレーブ法が広く使用されている．オートクレーブ法では炭素繊維

が一方向に配向したシート状の中間基材（プリプレグ：Pre-preg）を構造の要求に応じて繊

維方向を変えながら積層し，オートクレーブ内加圧下で加熱することで樹脂を硬化させ，

CFRP 積層板を成形する． 

 成形時に生じる不具合の代表例として CFRP 内部に発生する空隙（ボイド：void）が挙げ
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られる．ボイドは CFRP 内の初期欠陥となり，運用時の荷重に対し応力集中が発生し，材料

の強度・剛性などの特性を著しく低下させる[7–10]．ボイドの発生原因としてはプリプレグ

積層時に残留した空気や水，樹脂の硬化に伴い発生するガスなどが考えられる．オートク

レーブ法では成形時に加圧を行うことで，これらを圧縮または材料の外へ追い出し，ボイ

ドの発生を抑制する．平板においてもボイドは発生するが，複雑形状では特にコーナー部

において加圧制御が難しく，ボイドや繊維のよれが発生しやすい[11,12]． 

 ボイドと並ぶ不具合として，成形により発生する残留変形が挙げられる．CFRP の成形で

は樹脂を硬化させるために加熱を行うが，その際の温度変化および樹脂の硬化反応に起因

し，成形後に残留変形が発生する．残留変形により形状が設計値からずれ，組立時の当て

板作業（シミング：Shimming）が必要となる場合がある．一方，当て板を使わず組立を行

った場合，不要な残留応力[13–15]が発生し，設計よりも低い荷重で破壊に結び付く可能性

がある．Fig. 1.4 にシム工程および残留応力についての概念図を示す．このため本来不要な

当て板あるいは余裕を持った設計が必要となり，複合材料が有する軽量という利点を十分

に活かしきることができない．残留変形のメカニズムを理解し，補正することができれば

より効率的に CFRP を利用可能である． 

 

1.2. CFRP成形時に発生する残留変形 

 CFRP の成形時に発生する残留変形を考えるためには成形プロセスで生じる現象を理解

することが重要である．Fig. 1.5 に CFRP の成形プロセスおよび発生するひずみの概念図を

示す．材料種により成形条件・樹脂硬化反応が異なるが，ここでは高温保持時に樹脂硬化 

 

   

Fig. 1.4: Spring-in deformation induced during cure process (left). Shimming process is required or 

residual stress is generated during assembly due to spring-in deformation (right). 
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が大きく進展する場合の成形について述べる．この場合，成形時の樹脂は主に 3 つの状態

に分けて考えることができる[16,17]． 

 一つ目は樹脂の硬化反応が十分に進む前のゲル化前状態で，昇温過程および高温保持の

前半に対応する．ここでは加熱に伴い冶具が膨張し，加圧により冶具に抑えつけられてい

る材料へは摩擦力を通じて引張が発生する(Tool-part interaction)．この時点で樹脂は硬化度が

低く，液体状態であるため応力は発生しない．一方，繊維は樹脂のような硬化反応がなく，

温度による物性値変化が小さいため応力が蓄積される．Tool-part interaction により発生した

応力は樹脂の硬化時に残留・保存され，成形後脱型時に応力が解放されることで残留変形

を引き起こす．Tool-part interaction は冶具に近い層で影響が大きいため，残留変形では反り

(warpage)が発生する[18]．また Tool-part interaction は平板・複雑形状などの形状に関わらず

影響を及ぼす．Tool-part interaction の抑制のために，特に寸法精度が必要となる部材の成形

には熱膨張率の低い Invar 材などが冶具材料として使用されている．低熱膨張率材料を冶具

材料として使用することで，昇温時に冶具の膨張が少なく，Tool-part interaction およびそれ

に伴う残留変形を抑制できる．また，PTFE(polytetrafluoroethylene)フィルムなどの離型フィ

ルムを冶具・部材間に配置することで摩擦力を抑制することも可能である[19]． 

 二つ目は高温保持時に樹脂がゲル化した後，より硬化反応が進展する過程である．ここ

では樹脂の温度がガラス転位温度(glass stransition temperature)よりも高いゴム状態であるも

のの，樹脂が応力を保持するようになる．また樹脂の硬化反応に伴い，主に繊維直交方向 

 

 

Fig. 1.5: Cure induced strain in thermoset CFRP. 
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へ硬化収縮ひずみが発生する．この硬化収縮ひずみにより，ミクロでは繊維・樹脂界面で，

マクロでは繊維方向の異なる層毎でそれぞれ残留応力が発生する[20]．対称積層平板の場合，

これらの応力による残留変形は発生しないが，残留応力により成形後強度が低下する．硬

化過程では硬化に伴い樹脂の物性値が徐々に変化するため，成形解析が比較的困難である． 

 三つ目は冷却時の状態で，温度がガラス転位温度以下のガラス状態である．冷却時には

温度変化に伴う熱収縮ひずみが発生する．熱収縮ひずみは硬化時の硬化収縮ひずみと同様

にミクロ・マクロの残留応力を引き起こし，強度低下に結び付く．また，ゴム状態に比べ

ガラス状態では樹脂の弾性率が高く，発生する応力も大きくなる．一方，物性値の変化は

小さいため成形解析は容易である． 

 平板の場合，先述のようにゲル化以降に発生する硬化・熱ひずみは材料内部の残留応力

に寄与するものの，残留変形への影響はない．一方，コーナー部を有する部材においては

ゲル化以降の硬化・熱ひずみによりコーナー部の曲率が変化することが知られている(Fig. 

1.6)[21]．この残留変形は Spring-in変形と呼ばれ，複合材料における面内・面外の異方性に

起因する．一般に幅広く用いられる直交異方性積層，および疑似等方積層においては，い

くつかの角度に繊維が配向されるため，面内方向に発生する硬化・熱ひずみは隣接する層

により拘束され，変形は小さい．一方，面外方向へは繊維の拘束がなく，硬化・熱ひずみ

により面内方向よりも大きな変形が発生する．この結果，面内の弧長を維持するために，

コーナー部の角度変化(Spring-in変形)が発生する(Fig. 1.6)． 

 Spring-in 変形の発生によりフランジ部で大きな残留変形が発生し，組立時の不具合に結

び付く．例として，フランジ長さ 100 mmの L 型 CFRP 材において Spring-in 変形が 0.2°発

生した場合，フランジ端部の変形量は 0.35 mm となる．航空宇宙用途など高い寸法精度が

必要となる CFRP の許容誤差は 0.25 mmともいわれており[22]，この例からも Spring-in変形

の及ぼす影響の大きさがわかる．また，より長いフランジを有する部材では同じ Spring-in

角度変化でも，端部変形が大きくなるため，大型構造においては特に注意が必要な変形で

ある．部材の寸法精度を向上させ，CFRP をより効率的に使用するためには Spring-in変形を

正確に予測し，冶具形状や成形プロセスの改良に結び付けることが重要である． 



6 | 第 1章 緒言 

 

Fig. 1.6: Schematic of spring-in deformation. 

 

1.3. 複雑形状の残留変形に関する既往の研究 

 これまでに Spring-in 変形に関して実験，数値・理論解析を通じて，幅広く研究が行われ

てきた．ここではそれらの先行研究について述べ，その後現状の課題について言及する． 

1.3.1. 実験に関する先行研究 

 Spring-in に関する実験では様々な成形条件で試験片を作成し，それぞれの成形パラメー

タが CFRP の成形後形状に与える影響が考察されてきた[21,23–29]．Albert ら[24]はこれらの

条件を形状や材料種などの「内部条件(Intrinsic)」と冶具や成形プロセスなどの「外部条件

(Extrinsic)」に切り分けた．内部条件の例として板厚および積層構成の影響が考察されてお

り[21,23–30]，板厚が厚い程 Spring-inが抑制される傾向がある．しかし，一部の研究では板

厚の影響が少ないという報告もある[21]．積層構成の比較では，一方向材(UD)に比べ直交

(CP)および疑似等材(QI)積層で Spring-inが増加する．これは CP・QI 積層では繊維の拘束に

より面内方向の収縮ひずみが抑制され，ポアソン効果により面外方向のひずみが増加する

ためである．板厚および積層構成の影響については Spring-in およびフランジにおける

warpage が曲げ剛性 D11に反比例することが示唆されている[27,28]．内部条件の別の例とし

て Fernlund ら[24,25]や Kappel[28]は L 型と U 型の形状による違いを考察した．Fernlund ら

の研究では形状の影響は小さい[24]，あるいは熱膨張の大きな冶具を使用したときのみ影響

が大きい[25]という結果が得られたが，Kappel[28]による研究では熱膨張の小さな冶具の場

0

0 + D

Initial

Out-of-plane strain
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合でも L 型と U 型で差が生じており，統一された知見は得られていない． 

 外部条件のパラメータとしては冶具の影響が挙げられる[24–28]．アルミニウムのように

冶具の熱膨張が大きい場合，熱膨張率が CFRP に近い Invar に比べ Tool-part interaction によ

り変形が大きくなる．ただし，平板[19]と同様に離型スプレーや離型フィルムを利用するこ

とで冶具の影響を抑制することも可能である[24,25]．また，Darrow[26]らの研究では板厚が

2mm以上の場合はアルミニウム冶具の場合でも Spring-in変形に与える影響が小さいことが

示されている．その他に，材料種[21,25]，コーナー径[21,23,27,29,31]，コーナー角度[24,29,32]，

繊維含有率[21,26,33]，成形温度・サイクル[24,25,31,34]など様々な条件が残留変形に与える

影響が研究されている．また複雑形状の残留変形に関する研究は熱硬化性 CFRP のみならず，

熱可塑樹脂を用いた研究[31,35]，カーボンナノチューブ(Carbon nanotube: CNT)添加の影響に

関する研究[36]，ボックス[37,38]やサンドイッチ構造[39,40]など大型構造を意識した研究も

行われている．このように様々な条件が検証されているが，上述の L・U 形状のようにいく

つかの条件については統一した知見が得られていない現状がある．なお形状計測の手法と

しては形状を紙にプロットする簡易的な手法[36]から，フランジ部に張り付けたミラーによ

る目視[23]，レーザー変位計[21,35]，角度計[24]，カメラによる計測[26]などが行われてきた．

しかし，これらの手法は人為的な影響を受けることや局所的な計測しかできないことが問

題である．そこで近年では三次元計測手法を採用した，より精密な計測例も報告されてい

る[27,28,38]． 

 

1.3.2. 解析に関する先行研究 

 解析については理論解析と有限要素法を用いた数値解析が広く行われている．初期の理

論解析では変形を関数により仮定し，弾性論を基に Spring-in 変形を検証する研究が行われ

た[41]．これらは厳密な解であるが複雑であり，メカニズムを十分に検証できるものではな

い．Fig. 1.6 に示す Spring-in のメカニズムに基づくものとして，Hamamoto[23]や O’Neill ら

[42]は面内変形が面外変形に比べ無視できると仮定し，幾何学的に Spring-in角度を 

                  (1.3.1) 

と計算した．ここでDは Spring-in 角度，はフランジ間角度，は熱膨張率，DT は温度，

添字の I，T はそれぞれ面内と面外方向を示す．式(1.3.1)は Spring-in メカニズムに基づく非

常にシンプルな式であるものの，温度依存の変形しか評価することができず Spring-in 角度
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を過小評価する可能性がある．実際に Hamamoto の研究[23]では成形後に再度成形温度まで

昇温した際に，角度が元に戻らず，冷却前に Spring-in が発生する可能性が示唆された．

Radford[21]はより厳密に幾何学的変化を考えた上で，硬化収縮の影響も含めた式 

      
       

     
     

          

       
     

     

    
   (1.3.2) 

を提唱した．ここでDはひずみ変化量，は硬化収縮ひずみを表す．式(1.3.2)は Spring-inの

理論評価式として広く用いられ，さらに Fernlund[39]によってサンドイッチ構造への拡張も

行われた．しかし，Radford 式(1.3.2)は Fig. 1.6 に示すように，断面が中立面に対し角度を保

ったまま変形する場合には正確であるが，せん断剛性が低い場合には Spring-in 変形を大き

く見積もることになる．つまり，樹脂がゴム状態にあり，せん断剛性が低い硬化時の変形

を過大評価してしまう．また式(1.3.2)では実験で見られたような板厚の影響を考慮すること

ができない．この問題を解決するために Wisnomら[43]は Shear-lag解析に基づく新たな解析

モデルを提案した．Wisnom らの解析では硬化時のようにせん断剛性が低い場合には，

Timoshenko 梁と同様にせん断変形が生じるとし，Spring-in変形を考察した(Fig. 1.7)．このモ

デルでは曲げ剛性がせん断剛性に比べ相対的に高くなる厚肉で Spring-in が小さく，実験で

見られた板厚の影響を捉えることが可能となった．また Arafath ら[44]は治具との接触を考

慮した閉形式の解を導き出した．このモデルでも Wisnomらの解析と同様に板厚の影響をモ 

 

 

Fig. 1.7: Schematic of shear-lag analysis [43]. 

Low shear stiffness High shear stiffness

Initial

Tool
Part

Sym.

Sym. Sym.

Timoshenko Euler



1.3 複雑形状の残留変形に関する既往の研究 | 9 

デルに組み込んだ．ただし，これらのモデルではフランジを有さない C 型材を対象として

おり，フランジの影響を考慮に入れた理論解析は構築されていない．また実験との比較も

行われているが，成形後の形状評価のみであり，内部の状態評価は行われていない． 

 有限要素法を用いた数値解析で最も簡単なものとして冷却時のみの解析を行ったものが

ある[42,45]．先述のように実際の変形には硬化の影響も含まれることが示唆されている．

Akkerman ら[46,47]，Zhu ら[48,49]は硬化時の挙動を解析するため，熱伝達，硬化度と粘弾

性解析[50,51]を組み合わせた熱―化学連成粘弾性解析を行った．粘弾性解析を行うことで硬

化時の現象を把握し，高精度に残留変形の予測が可能になる．しかし，一方で粘弾性計算

は計算機および時間コストが高く，実用化を考えた上では硬化時の現象を捉えつつ，簡易

化した解析が求められている．Svanbergら[52–55]は実験結果[34]を基に，粘弾性における時

間依存項を簡易化した経路依存モデル(Path dependent model)を提案した．このモデルではガ

ラス転移温度(Tg)以上のゴム状態から Tg 以下のガラス状態に変化する場合は応力が保存さ

れ，逆の場合にはガラス状態で発生した応力が解放される．Path dependent model では主要

な物理現象を捉えつつ，各節点で保存する値を粘弾性モデルに比べ 1/50 以下に低減できる．

Path dependent model は治具形状の最適化[56]や Tool-part interaction の検証[57]などにも用い

られている．その他の硬化および硬化前の現象をモデル化した例として Ersoy らの研究

[58–61]が挙げられる．Ersoy らの研究では硬化前，硬化時，冷却時をそれぞれの代表物性値

を用い，ステップとして計算し足し合わせた．硬化時の代表物性値は分子動力学とマイク

ロメカニクスにより得られた値を使用している[62]．計算結果を基に理論解析[43]でみられ

たせん断変形やコーナー部のしわの影響[60]などを考察した．成形シミュレーションの代表

ソフトウェアとしては University of British Columbia のスピンオフ企業である Convergent 社

による COMPRO が挙げられる．COMPRO は熱伝導，樹脂流動，硬化，応力解析などを組

み込んだパッケージであり仮想オートクレーブ[63]を実現できる．粘弾性や Path dependent

モデルに加え，Svanberg や Erosy のモデルと同様に粘弾性挙動は考慮しないものの，樹脂の

硬化度[64]および温度依存する物性値を使用し，時間ステップごとに発生する応力を足し合

わせる Cure hardening incrementally linear elastic (CHILE)モデルによる応力解析も可能である．

COMPRO を用いた解析は比較的単純な L型のものから実構造に近いものまで幅広く行われ

ている[63,65–70]．複雑形状の解析はこの他にも Shell 要素による簡易解析[71]や，実構造の

解析[72]，熱可塑の解析[73]など様々なものがある． 
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 以上のように，L 型をはじめとする複雑形状 CFRP に対してこれまでに多様な研究が行わ

れているが，板厚や形状，治具の影響など，未だに統一的な知見が得られていない部分も

少なくない．Fig. 1.8 に示すように，これまでの残留変形の研究においては実験・解析両面

から広く研究が行われているが，主に最終的な形状変化に基づく評価のみである．実際の

メカニズムを理解するためには，成形時の内部状態その場計測(In-situ measurement)を含む，

より深い視点からのアプローチが必要であると考えられる． 

 

1.4. 成形モニタリング 

 成形時の状況をモニタリングする手段として代表的なものに熱分析が挙げられる．熱分

析には様々な種類があり，示差走査熱量計(Differential Scanning Calorimeter: DSC)では硬化時

に発生する熱量計測から，熱容量，硬化度およびガラス転位温度などを決定する[50,74]．粘

弾性挙動のモニタリングには動的粘弾性測定(Dynamic Mechanical Analyzer: DMA)やレオメ

ーターが使用される[74–76]．これらの測定では試験片に温度変化および周期的な荷重を与

えながら変位を計測することで，貯蔵弾性率および損失弾性率等の計測が可能である．成

形時の弾性率変化は残留変形に与える影響が大きく，正確なモニタリング・モデリングは

残留変形予測において重要である．残留変形への影響が大きいもう一つの要因として硬 

 

 

Fig. 1.8: Summery of previous works on complex shaped composites [27,71]. Mechanisms are still 

unclear due to lack of in-situ internal monitoring techniques. 
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化・熱収縮ひずみ量が挙げられる．硬化収縮のモニタリングには様々な手法[77]があり，先

述の DMA およびレオメーターの変位を用いる方法[75,78]や温度変化環境で試験片に接触

したプローブの変位を計測する熱機械分析(Thermomechanical analysis: TMA)を用いる方法

などがある[76]．  

 熱分析以外の成形時ひずみモニタリング手法としてはキャピラリ型の膨張計による計測

や重量測定法など体積変化を直接測定し，硬化収縮ひずみを計測する手法がある[77]．これ

らの手法は直感的で理解しやすいものの，キャピラリ管との接触や実際の成形条件よりも

低圧になることなどが欠点である．また，ブリルアンおよびラマン分光を使用した樹脂の

硬化度および弾性率計測[79–82]やカメラを使用した硬化収縮ひずみ計測手法[16,83]などが

開発されてきた．しかし，熱分析を含めたこれらの手法は機器に配置できる試験片のサイ

ズに制約があることや，大気圧下での試験であることなど実際の成形とは異なる状況での

モニタリングとなる．また，分光法やカメラによる計測では材料表面の状態を計測するた

め，実際の変形への寄与が大きいと考えられる内部状態の把握は不可能である．CFRP の成

形状況を理解するためには上述のモニタリング手法に加えて，実環境下における内部状況

の計測が必要である． 

 実環境下その場計測の代表的な手法として誘導分析(Dielectric analysis: DEA)が挙げられ

る[84–87]．DEA では電磁場を材料に印加し，イオン電流を計測する．エポキシなどのポリ

マーでは硬化反応に伴い流体から固体へと変化する中で，イオンの可動性が低下するため，

イオン電流を計測することで樹脂の硬化度を推定することができる．DEA のセンサは電極

を有するフィルム状のものであり，材料内部に埋め込み，内部硬化度のその場計測が可能

である．また内部ひずみのその場計測手法として代表的なものに光ファイバセンサがある．

光ファイバセンサの計測手法は様々であるが，ひずみセンサとしては Fiber Bragg grating 

(FBG)センサが最も広く使用されている[88–96]．また，近年では後方散乱光を利用した分布

ひずみ計測も行われている[97,98]．一般的に光ファイバセンサは材料の面内方向に埋め込ま

れ，面内ひずみの計測が行われる．しかし，実際の多くの構造では面内方向のひずみは繊

維により拘束されるため，成形時のひずみは主に面外方向へ発生する．そこで近年では FBG

センサによる面外方向ひずみ計測手法[95,96]が開発されており，成形時の内部ひずみおよび

残留変形メカニズムを理解するための強力なツールとなっている．  
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1.5. 本論文の概要 

 以上のように，複雑形状 CFRP の残留変形は組立・運用時の不具合を引き起こす重要な問

題にもかかわらず，メカニズムに関しては不明確な部分も少なくない．その一因として，

先行研究では主に成形後形状のみを検証しており，成形時の内部状況についてのモニタリ

ングが不十分であることが挙げられる．また，理論解析モデルが単純な C 型材に関するも

ののみしかなく，フランジ部の影響を理論的に考察できないことも問題である．そこで本

研究では理論モデルの拡張，および光ファイバセンサを用いた内部ひずみ計測により，残

留変形に関するメカニズムをより詳細に理解することを目的とする．Fig. 1.9 と併せ，以下

に各章の概要を示す． 

 

 まず，第 2 章で C 型材に対する Wisnomら[43]の理論解析をフランジの影響を取り入れ L

型材に拡張し，有限要素解析により理論解析の妥当性検証を行う．また，板厚，弾性率，

およびフランジ長さが内部状態，および残留変形に与える影響を考察する． 

 第 3 章では面外斜め方向に埋め込んだ FBG センサによる，新たな CFRP 内部面外垂直・

せん断ひずみ計測手法を提案する．また FBG センサの面外斜め方向への埋め込みについて

検証する． 

 第 4 章では第 3 章で提案した手法により，L 型 CFRP の成形時に発生する面外垂直・せん

断ひずみを計測し，第 2 章の解析結果と比較を行う．その後，3 次元形形状計測を行い，成

形時に発生する内部ひずみと残留変形の関係について考察し，残留変形の発生メカニズム

について理解を深める．さらに実験・解析結果を基に新たな Spring-in 予測手法を提案する． 

 第 5 章ではウェブと 2 つのフランジから構成され，L 型よりも複雑な U 型材について内

部ひずみの計測を行う．理論・有限要素解析も L 型からさらに拡張し，残留変形の発生メ

カニズムについての理解を深める． 

 実構造では翼桁のように長手方向で断面形状が変化することがある．第 6 章では板厚が

変化する Ply drop-off 構造に対し，開発した手法により内部ひずみを計測し，大型構造への

手法の適応可能性，および大型構造における変形メカニズムを考察する． 

 最後に第 7 章で結言を述べる． 
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Fig. 1.9: Overview of this thesis. 
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第2章  L型材の理論・数値解析手法の開発 

2.1. Incrementally linear elastic (ILE) model 

 序章で述べたように複合材料の成形解析では様々なモデルが存在する．最も簡易なモデ

ルは樹脂硬化後の冷却過程のみを考慮している[42,45]．この場合，解析に必要な物性値は少

なく，計算コストも小さいが，前章で述べた樹脂の硬化反応に起因する残留応力・残留変

形は考慮できない．一方複雑なものとしては樹脂の粘弾性を考慮したモデルが挙げられる

[46–51,99]．このモデルでは樹脂の粘弾性挙動を詳細に検証でき，高精度な解析が可能であ

る一方，必要な入力物性値が多く，かつ細かい刻み幅での計算が必要となり計算コストが

膨大になる．計算コストを抑えつつ，樹脂硬化の影響を考慮するモデルとして Incrementally 

linear elastic (ILE) model[64,66]が挙げられる．このモデルでは粘弾性解析で生じる時間依存

効果を無視し準静的であると考え，それぞれの時間で発生する応力を足し合わせることで

最終的な応力を求める．式で表すと 

                       (2.1.1) 

となる．ここでは応力，はひずみ，C は剛性マトリックス，下付き添字 i はステップ数を 

 

 

Fig. 2.1: Schematic of numerical analysis;  

(a) Strain and stiffness as a function of time, (b) Incrementally linear elastic model 
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示す．Fig. 2.1(a)に成形プロセス中のひずみ変化，および剛性 C(樹脂の弾性率 Emに依存)の

変化，Fig. 2.1(b)に ILE モデルの概念図を示す．硬化時の緩和時間は成形時間に比べて短く，

式(2.1.1)の C は緩和後の剛性とみなすことができる．一方，冷却時の緩和時間は成形時間に

比べて長いため C は緩和前の剛性である．Fig. 2.1(a)に示すように，硬化時の剛性は樹脂の

硬化に伴い徐々に増加し，また冷却時にはガラス化(vitrification)により，大きく変化する．

硬化時の剛性の計測には DMA やレオメーター等の熱分析手法が用いられるが，硬化度・温

度等に依存し，不確実性が大きい(Fig. 2.1(a)点線)．また熱分析手法では実際の成形時と加

圧・サイズ等の条件が異なることも問題である．そのため，ある時間での剛性 C と発生す

るひずみ変化Dを結び付けることは比較的困難である． 

 そこで，本研究では内部状態の時間履歴を計算するのではなく，ある時点での物性値 C

において一定量のひずみが発生すると仮定し，物性値が内部状態および残留変形に与える

影響を考察する．いくつかの物性値でそれぞれ計算を行うことで，硬化における現象の変

化を検証する．この目的のため ILE モデルと同様に，応力を保持する 2 ステップモデルを

使用した(Fig. 2.2)．1 ステップ目では Fig. 2.2(a)の赤点に相当する硬化のある時点における物

性値を使用し，物性値に関わらず一定のひずみを与える．この際，与えるひずみに依存し

ない物理量を考察することで，1 ステップ目の物性値のみに着目する．1 ステップ目に発生

する応力・ひずみは式(2.1.1)に従い保存され，2 ステップ目に引き継がれる．2 ステップ目

では冷却時の物性値を用い，1 ステップ目で発生した応力を解放し，残留変形を検証する．

なお 2 ステップ目では新たひずみは与えない．2ステップ解析は Fig. 2.1(b)に示す ILE モデ

ルにおいて i
thステップ のみを抜き出し，与えるひずみを一定に変えたものと等価である． 

 理論および有限要素解析では式(2.1.1)の C に相当する複合材料の物性値が必要となる．特

に有限要素解析で複合材料の解析を行う際には直交異方性を考慮した 9 つの物性値(E1, E2, 

E3, G12, G13, G23, 12, 13, 23)が必要である．複合材料の母材樹脂硬化中のこれらの物性値を

実験的に求める手法としては先述のように熱分析，特に動的機械分析(DMA)を用いる手法

が挙げられるが，DMA では試験片サイズが小さく，また真空・加圧環境下でないため，実

際の成形条件と異なる．更に，DMA 試験中に硬化反応が進行する可能性があることや，全

ての直交異方性物性値を取得できないことなどの欠点がある．そこで本研究では半経験則

である Chamis モデル[100]および平均場近似である Self consistent field model (SCFM) 

[101,102]を用いて 9 つの物性値を決定した． 
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Fig. 2.2: Schematic of 2-step analysis for constant strain: 

(a) Strain and stiffness as a function of time, (b) Stress-Strain relationship in 1st and 2nd step. 

 

 上述のモデルでは強化材繊維と母材樹脂の物性値を用いて複合材料の物性値を計算する．

本研究では強化材繊維として用いた炭素繊維の物性は変化せず，母材樹脂の物性値が硬化

に伴い変化すると仮定し物性値を求めた．母材樹脂は等方性材料であり，弾性挙動を記述

する物性値はヤング率(Em)と体積弾性率(Km)の 2 つである．ここで，硬化時の体積弾性率は

冷却時の約半分でほぼ一定であるので[103]，母材樹脂物性値はヤング率 Emのみに依存する

と仮定できる．以上より，複合材料の 9 つの物性値を母材樹脂弾性率 Emの関数として表す

ことができる．Chamis，SCFM の各モデルおよび，物性値の詳細は Appendix A に示す．な

お，本試験で用いた材料の硬化時における樹脂弾性率 Emは硬化の後半までに約 200MPa ま

で上昇することが先行研究[96]および予備試験で明らかになっている(Appendix C)．本研究

では樹脂弾性率 Emをパラメータに取り，硬化および冷却時の樹脂弾性率変化が内部ひずみ

および残留変形に与える影響について考察する． 

 

2.2. 理論解析 

 Wisnom らの Shear-lag 解析[43]では C 型材に関する解が得られた．この解析では Radford

らのオイラー梁を仮定した解析では考慮できない板厚の影響を取り入れられた．しかし，L
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が指摘されている[27]．本研究では Wisnomらの解析をフランジの影響を考察できるよう拡

張する．なお，硬化・熱収縮による影響のみを考察するために，治具との摩擦は無視する． 

 面外方向にひずみ2が生じる L 型材（フランジ間角度：0）を考える(Fig. 2.3)．冶具がな

い場合，外力が生じないため Radford 式と同様，オイラー梁のように断面が中立面に垂直と

なるような変形が生じる(Fig. 2.3(b))．実際の成形では冶具および加圧が存在するため，Fig. 

2.3(b)の変形を抑制するように冶具から反力が発生する．この際，部材が冶具に沿うように

変形すると仮定する(Fig. 2.3(c))．ティモシェンコ梁の仮定の下，コーナー部対称面からの距 

 

 

Fig. 2.3: Schematic of deformation in L-shaped composite during cure process:  

(a) Initial shape, (b) Deformation without tool, (c) Deformation with tool. 
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Fig. 2.4: Shcematic of Timoshenko beam (Enlarged view of red squre in Fig. 2.3 (b) and (c)). 

 

離 x における Fig. 2.3(b)から Fig. 2.3(c)への面外方向の変形量を wとすると，wは曲げ変形

wbとせん断変形 wsとの和になり，その微分は 

  

  
 

   

  
 

   

  
  (2.2.1) 

となる(Fig. 2.4)．ここで，せん断変形の微分はせん断ひずみ 

  
   

  
  (2.2.2) 

である．式(2.2.1)の左辺は位置 x における冶具がない場合(Fig. 2.3(b))の変形前後の角度変化

であり， 

  

  
     (2.2.3) 

と示す． 

 角度変化sの計算のため，Fig. 2.5 に示すコーナー部の微小角度 d部を考える．変形前の

内外での弧長 l1，l2は初期形状での内径  を用いて， 

         

              
 (2.2.4) 

である．面内方向へは炭素繊維の拘束により変形が生じないと仮定すると，弧長 l1，l2は面

外方向にひずみが生じた後の角度 d(+s)，および内径  
 を用いて， 
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Fig. 2.5: Spring-in deformation without tool at corner area. 

 

となる．式(2.2.4)，(2.2.5)から弧長 l1，l2を除き，式変形すると， 

                    (2.2.6) 

が導かれる．ひずみが 1 に比べ無視できるものと仮定すると，式(2.2.6)は 

                
  

 
  (2.2.7) 

と変形できる．ここで，R は初期形状における板厚中央までの半径，dx は板厚中央での弧

長である．フランジ部においては x 方向への角度変化はないため，式(2.2.7)と併せて，Fig. 2.3 

(a)における初期形状と Fig. 2.3(b)の角度差sは微分の形で 

   

  
  

 
  

 
            

                   

   (2.2.8) 

と表わされる．ここで l はフランジ長さを示す． 

 冶具からの反力により発生する単位幅あたりの曲げモーメント 

      
    

   
  (2.2.9) 

に，式(2.2.1)-(2.2.3)を代入することで， 

        
       

  
  (2.2.10) 

が導かれる．ここで Eは面内方向の有効弾性率，I は単位幅あたりの断面 2 次モーメントを

示す．一方，単位幅あたりのせん断力 S は 
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  (2.2.11) 

となる．ここで t は部材の厚み，Gtは有効せん断弾性率，kshearは板厚方向へのせん断ひず

み分布の修正係数(せん断形状係数の逆数)である．成形時の変化は準静的であると考え，本

研究ではエネルギーから求められる値として kshear =1.2 とする[43,104]．なお，有効弾性率

Eおよび有効せん断弾性率 Gtの計算は Appendix B に詳説する．式(2.2.10)，(2.2.11)をせん

断力と曲げモーメントの関係式 

  
  

  
  (2.2.12) 

に代入し，I=t
3
/12 を用いて整理する．式(2.2.8)からsの 2 階微分はコーナー・フランジ部共

に 0 であるので，すべての位置 x で 

    

  
 
   

   
 

     

      
  (2.2.13) 

となる．微分方程式(2.2.13)を解くことで，冶具がある場合(Fig. 2.3(c))の L 型材における内

部せん断ひずみ分布を計算できる．ただし，コーナー・フランジ部それぞれにおいて積分

定数を別々に定める必要がある．式(2.2.13)に kshear =1.2 を代入して整理すると 

   

   
       (2.2.14) 

となる．ここで係数 a は 

   
     

    
  (2.2.15) 

である．式(2.2.14)の一般解はコーナー・フランジ部それぞれで 

      
      

      

   
      

                

   
      

                      
   (2.2.16) 

と書き表される．ここで A1，A2，B1，B2は積分定数である． 

 フランジ端部での拘束の影響を考察するために，「端部自由」と「端部拘束」の 2 つの境

界条件の下で式(2.2.16)の積分定数を求める．式(2.2.16)の積分定数の決定には 4 つの境界条

件が必要であるが，そのうち 3 つは共通しており， 

 

       

                   

                   

   (2.2.17) 
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である．式(2.2.17)はそれぞれ，コーナー中央面での対称条件，コーナー・フランジ間での

ひずみおよびモーメントの連続条件を表す．残る 1つの境界条件は端部自由の場合， 

               (2.2.18) 

である．式(2.2.17)，(2.2.18)を式(2.2.16)に代入し積分定数を求めると， 

 
 
 
 
 

 
 
 
     

        

                             
 
  

 

       
        

                             
 
  

 

   
        

      
                 

                

                            
 
  

 

      
                         

                

                            
 
  

 
 

  (2.2.19) 

となる．式(2.2.16)と式(2.2.19)より，端部自由条件での解は 

     

 
 
 

 
        

  

  
 

        

                
                      

       
  

  
 

            

                
                    

                                                                                              

   (2.2.20) 

となる．ここで，面外せん断ひずみと面外垂直ひずみの符号を合わせるために，g’=gと書

き，面外垂直ひずみ2との比を取ると 

    

  
 

 
 
 

 
  

     

  
 

 

  
 

        

                
                      

 
     

  
 

 

  
 

            

                
                   

                                                                                          

   (2.2.21) 

となり，付与する面外ひずみ2に依らない物理量が得られる．以下ではこの値をせん断・垂

直ひずみ比と呼ぶ．せん断・垂直ひずみ比は面外方向に単位量の収縮ひずみが発生した際

のせん断ひずみ量を示す．この値は形状および位置 x が同じ場合，物性値 a のみに依存し，

せん断変形のしやすさを表す指標である．せん断・垂直ひずみ比が大きい程，せん断変形

しやすいことを表す．次に，Fig. 2.2 のような 2 ステップモデルでの脱型時の残留変形につ

いて述べる．1 ステップ目で発生する変形は式(2.2.1)で表すことができるが，脱型時にはこ

の内，主に曲げによる変形(dwb/dx)のみが解放される．これは脱型時の樹脂がせん断剛性の

高いガラス状態であるため，せん断剛性の低い硬化時に発生したせん断応力が解放されて

も，変形に与える影響が小さいためである．一方，曲げ剛性は主に繊維方向の影響を受け

るため，硬化時および脱型時で変化が小さく，硬化時に発生した曲げ変形は脱型時に解放
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される．位置 x における曲げ変形による傾きは式(2.2.1)-(2.2.3)より 

   

  
             (2.2.22) 

である．sは物性値に依らない値であるので，式(2.2.22)から，成形時のせん断ひずみgが大

きい程，脱型時に発生する変形(残留変形)は小さくなることがわかる．式(2.2.22)を積分する

ことでフランジ部における変形を求めると 

    
   

  

       

     

                
       

     

  

    
    

 
 

  

  
 

            

                
                      

       

     

     
   

 
 

 

   
 

            

                
           

 

(2.2.23) 

となる．ここで変形はコーナー・フランジ境界とフランジ端部の変位差を示し，Spring-in

を表す指標である． 

 次に端部でせん断変形ができないように拘束がある場合の解を求める．端部拘束がある

場合，境界条件(2.2.10)の代わりに 

               (2.2.24) 

となるので，積分定数 A1，A2，B1，B2は式(2.2.16)，(2.2.17)，(2.2.24)より， 

 
 
 
 
 

 
 
 
     

        

                             
 
  

 

       
        

                             
 
  

 

   
          

      
                

                

                            
 
  

 

       
                         

                

                            
 
  

 
 

  (2.2.25) 

と導かれる．式(2.2.25)を式(2.2.16)に代入すると 

     

 
 
 

 
        

  

  
 

        

                
                      

       
  

  
 

            

                
                    

                                                                                              

   (2.2.26) 

となる．端部自由と同様に，せん断・垂直ひずみ比，および変位を求めると 
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   (2.2.27) 
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となる．  

 

2.3. 有限要素解析手法 

理論解析の検証および，内部状態のより詳細な検証を行うため，汎用有限要素解析ソフ

トウェア Abaqus 6.14 (Dassault Systems Inc.)を使用し，有限要素解析を行った．Fig. 2.6 に解

析モデルを示す．モデルは L 型材の対称性を考慮し 1/4 部分のみをモデル化し，境界条件に

より全体を再現した．部材寸法はフランジ長 45mm，幅 35mm(対称条件を考慮し半分のみモ

デル化)，コーナー半径 6.4mm，フランジ間角度 90º とした．積層構成は[02/904/04]S（20-ply，

厚み：2.5mm），[904/04]2S（32-ply，厚み：4.4mm），[904/04]4S（64-ply，厚み：8.8mm）の 3

種類を作製し，板厚の影響を考察した．ここでは長手方向を 90°と定義した．また治具は剛体

シェルによりモデル化し，理論解析と同様に部材・治具間の接線方向への摩擦はないと仮

定して解析を行った． 

硬化時の物性値変化が内部ひずみおよび最終形状に与える影響を考察するために，前述

のように 2 ステップ解析を行った．式(2.1.1)の構成則の導入には Abaqus のユーザーサブル

ーチンである UMAT を使用した(Appendix D)． まず 1 ステップ目では，ある樹脂弾性率 Em  

 

 

Fig. 2.6: FEA model for L-shaped CFRP: 

(a) part with boundary conditions, (b) displacement and strain measurement. 

(a) (b)

DisplacementStrain measurement

Initial shape

x: 0°direction
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Tool (rigid)

x symm.

90°



24 | 第 2章 L型材の理論・数値解析手法の開発 

の際の物性値を使用し，加圧を模擬した 0.3MPa 下で，面外方向に硬化収縮ひずみを模擬し

た 1000の圧縮ひずみを温度変化により与えた．ただし，1 ステップ目で加圧を模擬した

0.3MPa の圧力を加えた場合，面外方向の剛性が低く，メッシュの乱れが生じたため，0 ス

テップとして樹脂弾性率 Em が 1000MPa の物性値で圧力を加えた．これにより発生する応

力・ひずみは非常に小さいため，1 ステップ目で発生する内部ひずみおよび 2 ステップ目の

残留変形に与える影響は小さい．2 ステップ目では樹脂弾性率 Emをガラス状態の 3000MPa

に変化させた後，圧力を解放した．なお，2 ステップ目ではひずみは与えていない． 

 有限要素解析では 1 ステップ目の樹脂弾性率 Emとして 5，25，50，100MPa についてそれ

ぞれ解析を行い，1 ステップ目終了時の板厚中央におけるせん断・垂直ひずみ比および 2 ス

テップ目終了時のコーナー・フランジ境界とフランジ端部の変位差を計測した(Fig. 2.6(b))．

また，冷却時の熱収縮による影響を考察するために 1 ステップ目の樹脂弾性率が 3000MPa

の場合についても解析を行った．フランジ端部の境界条件については理論解析と同様に，

モーメントなし（端部自由），および垂直変位なし（端部拘束）の 2 条件を検証した．また，

異なるフランジ長さに対する解析を行い，その影響を評価した． 

 

2.4. 解析結果 

 Fig. 2.7 に理論解析(式(2.2.21))および有限要素解析で計算された端部自由条件でのせん

断・垂直ひずみ比を示す．横軸はコーナー対称面からの距離 x を示す．実線で示す理論解析

と破線で示す有限要素解析の結果を比較すると，すべての樹脂弾性率で，ひずみ比がコー

ナー部で増加し，フランジ端部に向かって減少する傾向が一致する．特に板厚が 2.5mm お

よび 8.8mmでは理論・有限要素解析が定量的にもよく一致している．板厚 4.4mmで他の板

厚に比べ理論と有限要素解析の差が大きい理由としては，理論解析における板厚方向での

せん断応力分布の仮定が挙げられる．理論解析ではせん断応力が板厚中央で最大となる 2

次関数を仮定するが，有限要素解析から板厚 4.4mm の積層構成では 2.5，8.8 mmに比べ，2

次関数から離れたせん断応力分布がみられた．このことにより理論と有限要素解析に差が

生じたと考えられる．せん断応力の板厚方向分布を補正するには式(2.2.11)の kshearを適当な

値に変える必要がある．しかし，全ての板厚において，理論は有限要素解析の結果を概ね

再現しており，理論解析により内部状態を十分に把握可能であることが示された． 

 Fig. 2.8(a)に端部拘束がない場合のコーナー・フランジ境界から 25mm離れた位置におけ 
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Fig. 2.7: Theoretical and numerical analysis results without edge constraint: (a) just after gelation 

(Em: 5 MPa), (b)-(d) during cure chemical reaction (Em: 25-100 MPa), (e) during cooling (Em: 3000 

MPa) 
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Fig. 2.8: Theoretical and numerical analysis results as a function of resin Young’s modulus (Em): 

(a) Shear/Normal strain ratio at 25mm from corner, (b) displacement at edge for 1000  

through-thickness strain 

 

るせん断・垂直ひずみ比を樹脂弾性率の関数として示す．Fig. 2.7 と Fig. 2.8(a)を基に，板厚

による違いについて考えると，板厚が厚い程，せん断・垂直ひずみ比が大きく，この傾向

は硬化の中盤(Em: 50MPa)から後半(Em: 100MPa)にかけての領域で大きいことがわかる．ま

た弾性率の影響を比較すると，全ての板厚に関して，硬化後半に対応する高弾性領域でせ

ん断・垂直ひずみ比が小さく，曲げ変形に対し，せん断変形が相対的に小さいことがわか

る．これは硬化が進展し，樹脂弾性率 Emが上昇するに伴い，複合材料のせん断剛性が増加

し，せん断変形しにくくなることが原因であると考えられる．2.2 節で考察したように，最

終的な残留変形には曲げ変形が主に影響を及ぼすため，硬化の進展に伴い残留変形量が増

加すると考えられる．実際に有限要素解析および式(2.2.23)より計算される端部変形量(Fig. 

2.8(b))は弾性率が高い程大きく，最終的に Radford 式(1.3.2)から推定される値に近づく．ま

た同じ弾性率の場合，薄肉の方が変形量は大きい．これは板厚が薄い程，曲げ剛性が低く，

曲げ変形しやすくなるためである． 

 次に，フランジ端部の境界条件について考察する．Fig. 2.9 はフランジ端部において断面

垂直方向へ変形しない場合（端部拘束）のせん断・垂直ひずみ比の結果である．理論式(2.2.27)

と有限要素解析の結果が概ね一致している．樹脂弾性率 Emが 5MPa で理論と FEA で差が大

きいのは，せん断剛性が低く，せん断変形しようとする部材が端部拘束により変形を抑制

され，内部でゆがみが大きくなるためであると考えられる．Fig. 2.7 に示す端部自由の結果 

0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1 10 100 1000 10000

S
h

e
a
r/
N

o
rm

a
l s

tr
a
in

 r
a
ti
o
 [
-]

Modulus of matrix resin (1st step), Em [MPa]

Cure proceeds

8.8 mm

2.5 mm

Cure

Cooling

4.4 mm

Theory

FEA

p/4

(a) (b)

0

0.01

0.02

0.03

0.04

1 10 100 1000 10000

D
is

p
la

ce
m

e
n
t 
[m

m
/1

0
0
0



]

Modulus of matrix resin (1st step), Em [MPa]

8.8 mm

2.5 mm

4.4 mm

Theory

FEA

Cure
Radford25 mm



2.4 解析結果 | 27 

 

 

Fig. 2.9: Theoretical and numerical analysis results with edge constraint: (a) just after gelation (Em: 5 

MPa), (b)-(d) during cure chemical reaction (Em: 25-100 MPa), (e) during cooling (Em: 3000 MPa). 
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に比べ，フランジ部でひずみ比が線形に近い形で変化していることがわかる．また，板厚

や樹脂弾性率がひずみ比に与える影響が小さいことがわかる．端部拘束ががせん断・垂直

ひずみ比に与える影響を考察するために，板厚 4.4mmの場合に関して，コーナー部から 25 

mm離れた位置でのせん断・垂直ひずみ比を樹脂弾性率 Emの関数として Fig. 2.10 に示す．

フランジ端部の効果は樹脂弾性率の低い硬化前半で大きく，硬化の後半から冷却過程にお

いては端部自由・拘束の結果はほぼ同じになる．なお，Fig. 2.7-Fig. 2.10 にはコーナー部が

完全にせん断変形する（せん断剛性が低い）場合のせん断・垂直ひずみ比p/4 が示されてい

る．低弾性領域で，端部自由の条件では Fig. 2.7(a)に示すようにフランジ内部においてもほ

ぼp/4 の変形となるが，端部拘束の条件では，Fig. 2.9(a)に示すように端部に向かいせん断変

形が抑制される． 

 せん断・垂直ひずみ比は正規化したせん断ひずみ量であり，せん断力に比例すると考え

ることができる．そこで，結果を視覚化するために，Fig. 2.7，Fig. 2.9 のせん断・垂直ひず

み比の結果を基に，外部から部材にかかる分布荷重を示すと Fig. 2.11 の概念図のようにな

る．Fig. 2.11(a)は硬化の前半のように曲げ剛性に比べ，相対的にせん断剛性が低い場合，Fig. 

2.11(b)は硬化の後半のように比較的せん断剛性が高い場合の図である．また，Fig. 2.11(c)は

冷却時のようにせん断剛性が非常に高い場合を示す．全てでコーナー部では治具からの反

力よりも加圧が大きい．せん断剛性が低い場合(Fig. 2.11(a))，フランジ端部で大きな集中荷

重が生じ，部材全体で大きくせん断変形する．フランジ全体では治具からの反力が加圧よ

りも大きいものの，反力と加圧の差は小さい．コーナー部が短いことを考慮すると，せん 

 

 

Fig. 2.10: Comparison of shear/normal strain ratio between free and constranted edge conditions. 
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Fig. 2.11: Schematic of distributed load from pressure and tool: (a) Low shear stiffness case, (b) 

Middle shear stiffness case, and (c) High shear stiffness case. 
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断剛性が低い場合はコーナー部およびフランジ端部で集中力を受ける 3 点曲げに近い荷重

分布になっていることがわかる．せん断剛性が比較的高い場合(Fig. 2.11(b))，フランジ全体

で加圧よりも反力が強いものの，端部での集中力は小さく，端部からコーナー部に向かい

分布荷重が増加する梁の曲げとなる．端部拘束の場合は，フランジ端部ではせん断変形が

発生しないため，端部でのせん断力，およびそれに対応する集中荷重は発生せず，Fig. 2.11(b)

と同様な荷重分布となる．冷却時には Fig. 2.11(c)に示すように，ある位置よりも離れた場所

では加圧と反力がつり合い，せん断力およびモーメントは発生しない．ここで，Fig. 2.11(a)，

(b)のようにフランジの広い範囲において発生するモーメント分布は，フランジにおいて反

り(warpage)が発生することを示唆している．先行研究ではフランジの warpage は樹脂がゲル

化前の現象に起因することが指摘されている．しかしながら，本解析は L 型 CFRP におい

てゲル化後にも warpage が発生するという重要な知見を示しており，残留変形の評価には

warpage も含めた広義の Spring-inを評価する必要がある． 

 次に，理論解析のフランジ長をパラメータに取り，フランジが残留変形に与える影響に

ついて考察を深める．ここでは内径 6.4 mm，積層構成[904/04]2S(32 層)，樹脂弾性率 Em 50MPa

とし，フランジ長さ l が 0(C 型材)，20，50，100，200 mmの場合について計算を行った．

Fig. 2.12 (a)に式(2.2.21)を基に求めた端部自由条件におけるせん断・垂直ひずみ比を示す．

それぞれのフランジ長さでコーナー部に発生するせん断ひずみはほぼ同程度である一方，

フランジ部ではフランジが長いほどせん断ひずみが大きく減少することがわかる．これは

フランジが長いほど，距離の影響を受ける曲げモーメントが大きく発生し，せん断による

変形の割合が小さくなるためであると考えられる．実際に式(2.2.10)により計算した曲げモ

ーメントの分布(Fig. 2.12 (b))および対称面におけるモーメント(Fig. 2.12 (c))の結果から，フ

ランジが長くなるほど曲げモーメントが大きいことがわかる．フランジなし(l: 0mm)とフラ

ンジ 20 mmを比較すると，フランジ 20 mmで大きなモーメントが発生しており，このモー

メントにより最終的な脱型後形状にも大きな違いが生じる．このことから Kappel [27]が指

摘するように，フランジのない C 型と L 型では現象が異なり，短いフランジであっても内

部状態および残留変形に与える影響が大きいことがわかる． 

一方，フランジ 100 mmと 200 mmを比較すると，発生するせん断・垂直ひずみ比，およ

びモーメントはほぼ同じ分布を示す(Fig. 2.12 (a), (b))．これはフランジが長い場合，コーナ

ーから一定以上離れた位置でせん断力が発生すると，距離の効果により，曲げモーメント  
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 Fig. 2.12: Effect of flange length: (a) shear/normal strain ratio distribution, (b) bending moment 

distribution, (c) bending moment at symmetric plane. 
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が大きくなりすぎてしまい，必要以上の曲げ変形が発生してしまうためであると考えられ

る．フランジ 200 mmのケースではその位置が約 100 mmであり，100 ~200 mmの範囲では

加圧と治具からの反力がつり合い，Fig. 2.11(c)に示す概念図のようにせん断力が 0 となる．

つまり，一定以上のフランジ長さの場合，ほぼ同様の曲げモーメント分布が発生するため，

硬化・冷却時に発生する面外ひずみが成形後の Spring-in角度に与える影響も同程度となる．

なお，せん断力が 0となる位置はせん断剛性に依存するため，積層構成および樹脂弾性率

により異なる値である． 

最後に本理論解析手法の適応範囲，および注意点について簡単に考察する．まず先述の 

ように，板厚方向のせん断応力分布の仮定に注意が必要である．この点については有限要

素解析などを参照し，式(2.2.11)の kshearを適当な値に変更することで精度を向上することが

可能であると考えられる．2 点目としてコーナー付近において部材が治具から離れることが

挙げられる．Fig. 2.7 および Fig. 2.9 において，フランジでは理論と有限要素解析がよく一致

しているが，それに比べコーナー付近では差が大きい．理論解析では部材は常に治具と接

触し，必要な分布荷重が加えられると仮定している．しかしながら，必要な分布荷重が加

圧量を超えると，部材・治具間に引張力が必要となり，実際には部材が治具から離れてし

まう．この結果，フランジ部のうち，コーナーに近い部分では一定の加圧のみが負荷され，

せん断変形が増加する．実際に，有限要素解析ではコーナー部に近いフランジ部でもせん

断・垂直ひずみが増加している(Fig. 2.7)．また式(2.2.11)より，必要な分布荷重は厚肉・高弾

性領域において大きいため，厚肉・高弾性領域でこの傾向は顕著である(Fig. 2.7(e))．本研究

で対象とした L 型部材のように，コーナー部に比べてフランジ部が長い場合は提案した理

論解析で十分に内部状態および残留変形を評価可能であると考えられるが，フランジが短

い場合など，コーナー部付近の影響をより詳細に検証する場合には上述の現象を含めた解

析が必要となる． 

 

第 2章のまとめ 

 本章では理論および有限要素解析により，部材形状，端部境界条件，硬化時の弾性率が

内部ひずみ状態，および残留変形に与える影響を考察した． 

  

 まず，ILE モデルについて述べ，硬化時の弾性率が内部ひずみ，および残留変形に与える
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影響を考察するための 2 ステップモデルについて説明した．この 2 ステップモデルに基づ

き，先行研究[43]の Shear-lag 解析にフランジを加えた L 型 CFRP の成形解析モデルを構築

した．理論解析の結果および有限要素解析との比較から，以下の知見を得た． 

 理論解析で，与える面外垂直ひずみ量に依らない値である「せん断・垂直ひずみ比」

を提示した． 

 理論と有限要素解析において計算結果は同様の傾向であり，理論解析により内部状態

の検証が可能である．物性値および形状の比較からは，樹脂弾性率が低く，板厚が厚

い程，成形時の曲げモーメント，およびそれに伴う最終的な残留変形が小さいことが

示された． 

 樹脂弾性率が低い領域において，フランジ部で広くモーメント分布が発生することか

ら，ゲル化後にも warpage が発生すると考えられる．そのため，残留変形の評価には

warpage も含む広義の Spring-inを考える必要がある． 

 理論解析のフランジ長を 0~200 mmの範囲で変化させ，フランジの影響を考察した．フ

ランジ長 0 mm(C 型)と 20 mmの比較から，短い場合であってもフランジが存在するこ

とにより，C 型に比べモーメント大きく，その結果，最終的な残留変形も増大する．一

方，フランジ長 100 mmと 200 mmの比較から，ある一定以上のフランジ長では発生す

るモーメント分布および最終的な残留変形がほぼ同一になることが明らかになった． 

 理論解析では板厚方向のせん断応力分布を 2 次関数に仮定しているため，この仮定か

ら大きくずれるような積層構成では，有限要素解析などを参照し，せん断形状係数 1/ 

kshearを修正する必要がある．また本理論解析では全ての位置で必要な分布荷重を受け，

冶具と接触すると仮定しているため，有限要素解析で見られる部材が冶具から分離す

る現象を模擬できない．より詳細な解析のためにはこの現象を考慮したモデルの構築

が必要である． 
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第3章  垂直・せん断ひずみ計測技術の開発 

3.1. 光ファイバセンサ 

3.1.1. 光ファイバセンサの概要 

 光ファイバセンサは光の種々の属性(強度，位相，偏光，波長など)の変化に着目し，これ

らの変化を光ファイバを通して計測するセンサである[105,106]．光ファイバは Fig. 3.1 に示

すようにコア，クラッド，コーティング(被覆)の 3層構造からなる．コア・クラッドには石

英ガラスまたはプラスチックが使用されるが，複合材料の内部ひずみモニタリングには小

径の石英ガラスファイバが広く使用されている．コアに比べ，クラッドの屈折率が小さい

ため，光ファイバ内に光が入射すると，コア・クラッド界面で全反射が生じ，光がファイ

バ内を進む．コーティングは光ファイバを熱や荷重から保護する目的，および光ファイバ

まわりでの応力集中を緩和する目的で使用される[107,108]．コーティング材料としてはポリ

イミドや紫外線硬化型樹脂・金属などが目的に応じて選択される．光ファイバセンサの特

徴を以下に示す[105–109] 

 径が小さく，材料内部への埋め込みが容易である．(本研究で使用したシングルモー

ド(SM)ファイバは通常径(=150m：コーティング含む)であるが，より細いファイ

バではプリプレグ 1 層よりも細い=52mのものも開発されている[107]．) 

 電磁気的に無誘導であり，落雷やワイヤレス伝送などの影響を受けない． 

 計測部で電力を必要とせず，防爆性がある． 

 材料がガラスであるため，腐食しにくく，高い耐環境性を有する． 

 光ファイバセンサは計測原理に基づき，いくつかの種類に分類することができる[105,106]．

以下に，それぞれの計測原理および例を簡単にまとめる．最も簡単なものは透過光あるい

は端面からの反射光の強度を計測する手法である．この手法では強度の低下から光ファイ

バの破断や曲げを判断することができる[110,111]．また，ある環境下における化学的条件の

推定も可能である．しかし，光強度測定では光源自体の変動や局所的な曲げ，コネクタの

接続状況などにより計測に大きなばらつきが生じる可能性がある．次に 1 つの光源と 2 つ

の光応答を利用する干渉法(Interferometry)が挙げられる．代表的な例としてはマッハ・ツェ

ンダー(Mach-Zehnder)干渉計である．マッハ・ツェンダー干渉計では 2つの光ファイバを使

い，片方は構造に貼り付けて計測用に使用し，もう一方は自由な状態で参照用と 



3.1 光ファイバセンサ | 35 

 

Fig. 3.1: Schematic and principle of optical fiber and FBG sensor. 

 

する．構造に荷重が付与された際，計測用と参照用のファイバで光路差が生じ，再結合し

た光に周期的な変化が見られる．この光の変化からひずみの計測が可能となる．干渉計の

その他の例としては，向かい合う 2 本の光ファイバとチューブを利用する extrinsic 

Fabry-Perot 干渉計(EFPI) [112]やスイス EPFL で開発された SOFO システム[113]などが挙げ

られる．先述の計測法が純粋な光ファイバを利用するのに対し，Fiber Bragg grating (FBG)

センサは光ファイバ内部に周期的な屈折率の変化を与えることで回折格子と同様な役割を

与える．FBG センサについては本研究で使用した手法であるため，次項で詳説する．最後

に光ファイバ全体のひずみ・温度分布の計測として，Optical time domain reflectometer (OTDR)

および Optical frequency domain reflectometer (OFDR)が挙げられる．OTDR ではパルス光を

OFDR では周波数変調連続光を用い，光ファイバ内で生じる散乱光(ラマン(Raman)，ブリル

アン(Brillouin)，レイリー(Rayleigh)散乱)を計測する．OFDR では周波数領域で入射光と散乱

光の干渉を計測することで，OTDR に比べ，高い空間分解能(数 mm)を実現できる．時間/

空間領域での強度・位相は周波数領域から逆フーリエ変換することで得られる．ただし，

OFDR は光形状の変化のない短距離(<100m)での計測に向いており，OTDR との使い分けが

必要である． 

 

3.1.2. Fiber Bragg grating センサの構造・計測原理 

 本研究では Fiber Bragg grating (FBG) センサを使用し，複合材料内部の成形時ひずみ変化

を計測した．Fig. 3.1 に示すように，FBG センサは光ファイバのコアの一部において，周期
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的な屈折率変化を与えたデバイスである．屈折率の変化は一般的に holographic 法[114]また

は phase-mask 法[115]により付与される．FBG センサに広帯域光または可変レーザー光を入

射すると，グレーティング間隔Lに応じた光が反射する．反射光の中心波長はブラッグ波長

と呼ばれ，以下の式で表わされる． 

       (3.1.1) 

ここで，n はコアの平均屈折率である．ブラッグ波長はグレーティング部のひずみおよび温

度に対し，式(3.1.2)のように線形な関係を有することが知られている[105,106] 

                (3.1.2) 

ここで，C，CTはひずみおよび温度に対する比例定数，D，DT はひずみおよび温度の変化

量である．式(3.1.2)より，温度補正を行うことでひずみの計測が可能であることがわかる．

本研究では熱電対により計測した温度を用いて温度補正を行い，ひずみの計測を行った． 

 

3.1.3. 光ファイバ端部の Shear-lag 現象 

 FBG センサで計測されるひずみはセンサ端とグレーティング部の距離(Tail length; Fig. 

3.2)に依存する．これは光ファイバ端部での Shear-lag現象[95,96,116]によるものである．Fig. 

3.2 に成形時の収縮による複合材料の変化および，光ファイバ内部のひずみ分布を示す．簡

単のため，光ファイバは一方向材の繊維直交方向に埋め込まれており，光ファイバがない

場合には複合材料は均一に収縮するとる仮定する．ゲル化前は樹脂が液体のため，光ファ

イバには複合材料のひずみが伝達しない．一方，樹脂のゲル化後は CFRP と光ファイバ間の

結合力が強まり，光ファイバにひずみが伝達するようになる．光ファイバのグレーティン

グ部に生じるひずみ
sは 

              (3.1.3) 

と表わされる．ここで，
cは光ファイバから十分に遠い位置での複合材料の繊維直交方向ひ

ずみ，e は Shear-lag の程度を表す係数(Shear-lag 係数)，C は複合材料の剛性マトリックス， 

l は Tail lengthである．前章の Fig. 2.1(a)で示すように複合材料母材樹脂の硬化に伴い，剛性

マトリックス C が上昇し，Shear-lag係数 e が変化する．そこで，Fig. 2.1(b)のように ILE に

基づき準静的にひずみが変化すると考え，式(3.1.3)は 

                   (3.1.4) 

と微分形式で表現される．ここで，t は時間を表す．Shear-lag 係数 e は樹脂の硬化に伴い 0  
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Fig. 3.2: Schematic of shear lag effect near optical fiber embedded in CFRP. 

 

から 1 まで単調増加し，光ファイバに生じるひずみ d
sは遠方のひずみ d

cに近づく．次節

で説明するように，本研究では光ファイバを面外±45°方向に埋め込むため，FBG センサの

グレーティング付近で光ファイバを切断した．そのため，Shear-lag の影響を考慮した上で

ひずみの評価をする必要がある． 

  

3.2. 垂直・せん断ひずみ計測原理 

 従来の研究では光ファイバセンサによる垂直ひずみの評価法が確立されている．一方で，

曲率を持つ部材の残留変形に影響を与えると考えられるせん断ひずみの評価法は確立され

ていない．せん断ひずみを計測・評価することで，内部ひずみ・残留変形に対する新たな

知見が得られると考えられる．本研究では面外±45°方向に埋め込んだ光ファイバセンサを

利用し，CFRP における面外せん断，および面外垂直ひずみを評価した(Fig. 3.3)．まず，面

外±45°方向の複合材料垂直ひずみ
c
+45，

c
-45はひずみの回転を考え 

    
     

     
    

          
    

    

    
     

     
    

         
    

     
 (3.2.1) 

となる．ここで，
c
1， g

c
12，

c
2は複合材料の面内垂直ひずみ，面外せん断ひずみ，面外垂直

ひずみを表す．本研究では一方向材よりも一般的な直交積層を用いるため，面内垂直ひず 
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Fig. 3.3 Schematic of ±45° diagonally embedded sensors. 

 

み
c
1 は面外せん断ひずみg

c
12，面外垂直ひずみ

c
2 に比べ小さく，無視できると仮定した．

基本的な考え方は式(3.2.1)の 2 式を加減することで，±45°のひずみから面外垂直およびせ

ん断ひずみを計算することである． 

 しかし，前節で述べたように，tail length が短い FBG センサでは Shear-lag 効果を考慮す

る必要がある．以下に，Shear-lag 効果を含めたひずみの評価法を示す．面外方向へ光ファ

イバを埋め込む際には上述の tail 側に加え，試験片表面側からも Shear-lag の影響を受け，

e= e (C(t), l1, l2)となる．ここで l1は tail length，l2は FBGから表面までの長さを表す(Fig. 3.3)．

 式(3.1.4)および(3.2.1)より，FBG センサにより計測されるひずみは 

     
                

     
    

     
               

     
     

 (3.2.2) 

となる．ここで，各センサの tail lengthおよび埋め込み深さは等しいものとし，簡単のため

(C(t), l1, l2) = e (C(t))と表記している． 

 式(3.2.2)の各式の和および差を 0から時間 tまで積分すると，第 2章と同様にg’=-gとして， 

  
     

    

  
 

     
    

  
   

 

 

          
 

 

   
 

  
         

  
     

    

  
 

     
    

  
   

 

 

           
 

 

    
 

  
            

 

 

     
 

  
            

 (3.2.3) 

となる．ここでは積分変数である．式(3.2.3)の各式は，複合材料ひずみに Shear-lag 係数を

掛けた値であるため，Shear-lag 係数 e (C(t))を持つ仮想的な光ファイバによる計測値と考え

ることもできる．本研究ではこれらの値を Shear-lag により低減されたひずみと考え，低減

ひずみ(reduced strain)と呼ぶ．低減ひずみ   ，     は Shear-lag 係数の影響を受けるものの，

面外垂直ひずみ2および面外せん断ひずみg12を独立に評価することができる． 

 次に，式(3.2.2)各式の和と差の比を計算すると， 

1

2

-45° sensor+45° sensor
l2

l1
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  (3.2.4) 

となる．  はひずみの時間微分を表す．式(3.2.4)はある時間 t で発生する面外垂直ひずみの増

分 d2 と面外せん断ひずみの増分 dg’12 の比を示しており，それまでに発生した全ひずみ量

の比ではなく，ある時間 t での物性値のみに依存する．この値は前節で定義したせん断・垂

直ひずみ比(式(2.2.21))と同一である．式(3.2.4)には Shear-lag 係数が含まれておらず，FBG

センサにより計測されたひずみを用いて複合材料のひずみを直接評価することができるこ

とから，前節の解析と直接比較が可能である．本研究では面外±45°方向に埋め込んだ光フ

ァイバセンサで計測されるひずみ    
      

 から，式(3.2.3)で与えられる低減ひずみ，および

式(3.2.4)で与えられるせん断・垂直ひずみ比を計算し，L 型 CFRP の成形時に発生するひず

みを評価する． 

 

3.3. X線 CTによる埋め込み状態の検証 

 斜め方向への光ファイバセンサ埋め込み状態を検証するために非破壊検査である X 線

CT(computed tomography)を用いた検証を行った(Fig. 3.4)．X 線 CT は X 線源とディテクタか

ら構成される機械で，線源とディテクタ間にサンプルを配置し，透過する X 線を計測する

ことでサンプルの内部構造を検査する．サンプルは回転台の上で様々な角度から撮影され，

360° (または 180°) 方向からの撮影後に 3 次元画像へと再構成される．非破壊で複合材料の

内部構造，または埋め込まれた光ファイバを検査するため，近年では X 線 CT の使用が広

がっている[117–120]． 

 本研究では先行研究[120]と同様に，成形サイクルの途中で急冷を行い，斜め方向光ファ

イバセンサを埋め込んだ場合に生じる内部構造の変化を観察した．試験片材料には

T700SC/#2592 プリプレグ(P3252-15，東レ㈱製)を使用し，15 mm×15 mmに切断したプリプ

レグを積層構成[904/04]4S(64層)となるように重ねた．積層時，下層 16層と上層 48層に分け，

上層には針(直径 500 m)を使用し，斜め 45°方向に穴を開けた．その後，下層の上に上層を

重ね，穴の中に光ファイバを挿入した(Fig. 3.5)．Fig. 3.6 に試験片の概略図を示す．下面を

除く試験片全体は樹脂漏れを防ぐために離型フィルム(PTFE フィルム，厚み：0.05 mm)で覆

い，試験片周囲には変形を抑制するために PTFE シート(厚み：1 mm)を配置した．CT 計測

時の高さ調整のため，成形済みの CFRP をアルミ板の上に置き，その上に試験用 CFRP プリ 
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Fig. 3.4: Photograph of X-ray CT scan: 

(a) Scanning machine (SkyScan 1272), (b) Enlarged view of scanning chamber, (c) Sample. 

 

  

Fig. 3.5: Diagonal embeddment method using needle. 

(a)

(b) (c)

Optical fiber

Perforation using needle

Fiber insertion

Needle
Top laminate

Bottom laminate
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Fig. 3.6 Schematic of cure specimen for X-ray CT scanning. 

 

プレグを配置した．さらに上部に真空引きのためのガラスクロスを配置後，全体をバッグ

フィルムで覆った．なお，バッグフィルムに針で穴を開け，光ファイバを取り出し，オー

トクレーブ内で真空引き後にシーラントテープにより穴をふさぎ，0.3MPa の加圧を行った．

積層直後，昇温時 60°C，90°C および樹脂がゲル化する 90°C で 2.5 時間保持後の 4つのタイ

ミングで X 線 CT 計測を行った(Fig. 3.7(a))．計測時には成形を中断し，急冷後バッグ内から

試験片を取り出し，CT 観察を行い，計測後再度バッグをして成形を進めた．実際に計測さ

れた成形温度を Fig. 3.7(b)に示す．それぞれの計測において同一の試験片を使用することで，

内部構造の変化を連続的に検証することができる．X 線 CT 計測には SkyScan 1272 (Brukers 

Corp.，ベルギー製)を使用した． 
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Vacuum bag

Sealant

PTFE

(Dam)

PTFE film

Optical fiber
Sealant

sample CFRP

cured CFRP

Al plate

glass cloth

15 mm

1
5
 m

m

Top v iew

(w/o glass cloth/vacuum bag)



42 | 第 3章 垂直・せん断ひずみ計測技術の開発 

 

Fig. 3.7 Cure process for X-ray CT scanning: 

(a) temperature program, (b) actual cure temperature in interapted cure process. 

 

 Fig. 3.8 (a) ~ (d) に積層直後，昇温時 60 °C，90 °C 後での X 線 CT 計測結果を示す．積層

直後(Fig. 3.8 (a))では穴を開けたことにより，炭素繊維が光ファイバ周りで各層の繊維方向

に対し湾曲している．また光ファイバと CFRP 間に黒色で示される大きな空隙があることが

わかる．60 °Cまで昇温すると，光ファイバとCFRP間の空隙が大きく減少している(Fig. 3.8)．

これは真空・加圧により空隙部の気体が材料外部に流れたこと，および昇温時に粘土が低

下した樹脂が空隙部に流れ込んだことによる．しかし，光ファイバまわりの一部には依然

多少のボイドが見られる．その後，成形温度である 90°C まで昇温すると 60°C 時に見られ

た光ファイバ周りのボイドは更に縮小し(Fig. 3.8 (c))，ゲル化後ではボイドが完全になくな

っていることがわかる．埋め込み深さは積層時の上層(48 層)と等しく，上下層に分割し積層

する方法により埋め込み深さをコントロールできる．埋め込み角度方向に関しては樹脂の

流れにより，やや動きがあるが，本試験で用いた試験片が X 線 CT の制約上小さなもので

あり，端部の影響があるためだと考えられる．実際に Fig. 3.9 に示す，幅が 70mmの CFRP

に埋め込んだ光ファイバは 45°方向へ正確に埋め込まれており，小型サンプルで見られた光

ファイバのよれは生じていない．また，Fig. 3.8(a)に示す板厚中央の切断面において，積層

直後に見られた炭素繊維のよれ(Cat eye；Fig. 3.10)は 90°C 昇温後には 1.3 mmの長さまで減

少している．これは一方向材の面外および面内方向に埋め込んだ光ファイバセンサで見ら

れる炭素繊維のよれとほぼ同じ大きさである[95]．先行研究[120]の有限要素解析ではCat eye

が光ファイバセンサ応答に与える影響は非常に小さいことが示されている． 
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Fig. 3.8: X-ray CT pictures during cure (side view): (a) 0min (before cure), (b) 15min up to 60°C,  

(c) 30 min up to 90°C, (d) 180 min (after gelation). 

 

 

Fig. 3.9: X-ray CT picture of optical fiber embedded in normal size specimen. Scan sample was cut 

after cure process. Optical fiber was successfully embedded into 45° direction. 
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Fig. 3.10: X-ray CT pictures during cure (top view): (a) 0min (before cure), (b) 15min up to 60°C,  

(c) 30 min up to 90°C, (d) 180 min (after gelation). 

 

第 3章のまとめ 

 本章では光ファイバセンサの一種である FBG センサを面外斜め方向に埋め込むことで面

外垂直・せん断ひずみを評価する手法を提案した．また，斜め方向の埋め込みについて評

価を行った． 

 

 まず，FBG センサを含む光ファイバセンサの概略を述べた後，Shear-lag 現象を考慮した

光ファイバセンサのひずみを示した．斜め方向に埋め込むセンサの応答から以下の 2 つの

物理量を定義した． 

 低減面外垂直・せん断ひずみ：面外斜め±45°方向のセンサ応答を加減した値である．

Shear-lag現象の影響を受けるものの，面外垂直およびせん断ひずみの影響をそれぞれ

独立して評価可能な値である． 

 せん断・垂直ひずみ比：前章の解析で定義した，ある時間 t における垂直ひずみ増分に

対するせん断ひずみ増分を表す値である．この値はそれまでに発生したひずみ量の比

ではなく，ある時間 tの物性値のみに依存する．相対的な値であるが，Shear-lag現象の
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影響を受けないため，光ファイバセンサ応答から複合材料そのものの値を評価可能で

あり，前章の解析結果との比較が可能である． 

 

 次に，実際に光ファイバを CFRP 内部に埋め込み，X 線 CT により埋め込み状態を評価し

た．ここでは成形サイクルの途中で急冷を行うことで，サイクル内のそれぞれの時間にお

ける内部状態の変化を観察し，以下の知見が得られた． 

 斜め方向に穴を開けた直後では光ファイバセンサの周りで繊維がよれ，空隙(ボイド)

が発生する．しかし，真空引き・加圧後，60°C まで昇温後には，真空・加圧により気

体が材料外部に押し出されたこと，および樹脂粘度の低下によりボイドはほぼ見られ

なくなる．さらに，成形サイクルを進めるとゲル化までにボイドは完全になくなる． 

 光ファイバの存在による繊維のよれ(cat eye)は埋め込み直後で 3.6mmの長さであるが，

成形後では 1.3mm の長さまで縮小する．この長さは面内方向に埋め込んだ光ファイバ

で発生する cat eye と同程度であり，先行研究からセンサ応答に与える影響は小さいこ

とが示されている． 

 上下層に分割し積層する方法により，埋め込み深さおよび方向を制御することが可能

である． 
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第4章  L型材における成形時内部ひずモニタリング 

4.1. 試験方法 

 板厚が異なる 3 つの L 型試験片を作製し，板厚が成形時の内部ひずみ変化および残留変

形に与える影響を考察した．試験片の積層構成は第2章の解析と同様に，[02/904/04]S （20-ply，

以下「薄肉試験片」， 成形後厚み：2.5mm），[904/04]2S（32-ply，以下「中肉試験片」，成

形後厚み：4.4mm），[904/04]4S（64-ply，以下「厚肉試験片」，成形後厚み：8.8mm）とし

た．それぞれの試験片のフランジ長さは 45mm，幅は 70mmと統一した．材料は汎用プリプ

レグ T700SC/#2592（P3252-15，東レ㈱製）を使用した．解析では硬化・熱収縮の影響のみ

を考察するために治具との摩擦を無視したため，試験でも冶具との接触効果を低減するた

めに Polytetrafluoroethylene (PTFE)フィルム（厚み：100m）を 2 枚貼りつけたアルミ製冶具

（コーナー半径 6.4mm）にプリプレグを積層した．ここでは L 型材に前章で検証した埋め

込み手法により光ファイバセンサを埋め込む．しかし，L 型材ではコーナー部の存在により，

前章のように上・下層別々に分けての積層が困難である．そこで，以下のような手法を用

いて上・下層を分けた．まず一部のプリプレグ（以下「下層」）を積層した後，厚み 50m

の薄い PTFE フィルムをこのプリプレグ上に配置した．これは上・下層を分け，光ファイバ

の埋め込み深さを正確に決めるためである．光ファイバのグレーティング部が板厚中央に

なるように計算をし，下層は薄肉試験片が 2 層，中肉試験片が 4 層，厚肉試験片が 16 層と

した．残りのプリプレグ（以下「上層」）は 50m厚 PTFE の上に積層した．全てのプリプ

レグを積層後，下層から上層および 50m PTFE を取り除き，上層上部に 100m PTFE を被

せた後に，針（直径 500m）を使用し，PTFE を含む上層の±45°方向に穴を貫通させた．

穴の位置はコーナー部から 25mm，端部から 20mm 離れた位置であり，それぞれのセンサ間

は 30mm離れている(Fig. 4.1)．穴を開けた後，50m PTFE なしに上層を下層に重ね，試験片

全体を積層した．積層板の側面に樹脂漏れを防止するための PTFE 製冶具（以下，ダム）を

配置し，積層板上部にガラスクロスを被せ，全体をバギングフィルムで覆った．その後，

試験片の穴の位置に合わせバギングフィルムにも穴を開け，FBG センサを埋め込み，切り

込みを入れたシーラントテープ(約 10mm×10mm)により穴を塞いだ． 

 FBGセンサは試験片の板厚に応じて tail lengthおよびグレーティング長さの異なるものを

使用した．薄肉試験片には tail length が 1.5mm，グレーティング長が 0.4mmの FBG センサ， 
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Fig. 4.1: Photograph of cured specimen (left) and specimen size and sensor position (right). 

 

中肉試験片には tail lengthが 2mm，グレーティング長が 1mmの FBG センサ，厚肉試験片に

は tail lengthが 3mm，グレーティング長が 1 mmの FBG センサを使用した．前章で説明し

たように，これらの違いは低減ひずみ(式(3.2.3))には影響を与えるが，せん断・垂直ひずみ

比(式(3.2.4))には影響を与えず，実験と解析の直接比較が可能である．また，K 熱電対を板

厚中央に埋め込み，試験片の温度計測およびオートクレーブの温度制御用に使用した． 

 

 

 

Fig. 4.2: 3D shape scanning using optical measurement system (ATOS). 
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 試験片は真空引き後，オートクレーブ内 0.3MPa 負荷下で成形した．成形サイクルは

2°C/min 昇温，90°C 7 時間保持，2°C/min 冷却とした．冶具との接触を低減するために，昇

温時の真空度は 0.01MPa とし，オートクレーブ加圧は行わず，温度プログラムが成形温度

(90°C)に到達した時点でバッグ内を真空(0.1MPa)にし，加圧(0.3MPa)を行った．更に，硬化

収縮ひずみの影響を検証するため，冷却過程の始まる直前に減圧および再加圧を行った．

FBG センサおよび熱電対の応答計測は 2 分毎とした．また成形後形状は 3 次元形状計測機

ATOS (GOM mbH，精度（標準偏差）：6m以下，ドイツ製)を使用し計測した(Fig. 4.2) 

 

4.2. 試験結果 

 Fig. 4.3.に中肉試験片(32-ply)の±45°に埋め込んだ FBG センサの計測結果を示す．なお．

式(3.1.2)の温度補正には試験片内に埋め込んだ K 熱電対の温度を使用した．横軸はオートク

レーブ運転開始時からの時間，縦軸は FBG センサのひずみおよび試験片内部に埋め込んだ

熱電対で計測した温度を示す．0~200分で発生するひずみは温度上昇による樹脂の軟化に起

因するものと考えられ，最終的な残留応力・変形に与える影響は小さいと考えられる．200

分以降では±45°方向共に圧縮ひずみを計測した．これは母材樹脂の硬化反応に伴い，部材の

剛性が上昇し，光ファイバに硬化収縮ひずみが伝達するようになったことが原因である．

本研究では，光ファイバが硬化収縮ひずみを計測し始める点をゲル化点と定義する．FBG

センサが計測する硬化収縮ひずみは-45°方向に比べ+45°方向の方が大きいことがわかる．ま

た，その差は硬化の前半(200~350 分付近)で広がり，硬化後半では変化が小さい．式(3.2.1)

から，±45°センサの差はせん断ひずみに起因するため，硬化の前半では後半に比べ，垂直ひ

ずみに対するせん断ひずみの割合が大きいと考えられる．冷却直前には減・加圧によるひ

ずみの変化が見られ，硬化収縮による応力の発生が示唆されている．500 分以降の冷却過程

においては熱収縮に起因するひずみが計測された．+45°方向がやや大きな変化を見せるが，

±45°両方向で同様の変化が見られ，せん断変形は小さいと考えられる． 

 L 型材内部に発生する面外せん断・垂直ひずみをより詳細に評価するため，式(3.2.3)を用

いて±45°方向センサの結果から低減ひずみ   ，     を計算した．Fig. 4.4 に中肉試験片の低減

ひずみ計算結果を示す．硬化時に垂直ひずみ   が徐々に減少している一方，せん断ひずみ    

は硬化後半(350~500 分)での変化が小さいことがわかる．このことから，硬化反応に伴い，

L 型材内部での変形メカニズムが，せん断支配から曲げ支配へと変化していることがわかる．
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冷却過程では熱収縮による垂直ひずみの変化が見られる．垂直ひずみに対するせん断ひず

みの変化は小さいため，硬化の後半と同様に曲げ変形が支配的であると考えられる．以上

より，フランジを有する L 型試験片の場合でも硬化過程，特に樹脂の硬化度が低い硬化前

半において，せん断変形が発生することが実験的に示された． 

 中肉試験片と同様に薄肉・厚肉試験片の±45°センサから低減ひずみを計算した結果を Fig. 

4.5 に示す．薄肉試験片でも硬化の前半でせん断ひずみが発生するものの，中肉試験片より 

 

  

Fig. 4.3: Measured diagonal (±45°) strains in middle thickness specimen (32-ply). 

 

Fig. 4.4: Reduced normal and shear strain in middle thickness specimen (32-ply). 
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も早い約 270 分付近からせん断ひずみに変化が生じなくなる．一方，厚肉試験片では硬化

過程全体においてせん断ひずみが徐々に発生していることがわかる．冷却過程では全ての

板厚において，垂直ひずみに対してせん断ひずみが小さく，板厚による差異が小さい．こ

れらの計測結果から，板厚が内部ひずみに与える影響は硬化時に大きく，冷却時は小さい

ことがわかる．また第 2 章の解析結果と同様に厚肉ほど，せん断変形が生じやすい傾向が 

 

 

 

Fig. 4.5: Reduced normal and shear strains and spring-in value 

 in (a) thin (20-ply) and (b) thick (64-ply) specimen. 
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示された．ただし，式(3.2.3)で表わされるように，低減ひずみ   ，     は Shear-lag 係数の

影響を受けるため，Fig. 4.4 および Fig. 4.5 の結果を板厚間で直接比較することができない．

そこで，式(3.2.4)から Shear-lag係数の影響を受けないせん断・垂直ひずみ比を計算し，硬

化状態および板厚による違いをより定量的に検証した． 

 式(3.2.4)を基にせん断・垂直ひずみ比を計算する．式(3.2.4)では±45°方向それぞれの時間

微分が必要となるが，実験ではこの値を直接計測できないため，式(3.2.4)を差分化した値 

     
    

   
    

 
     

          
    

     
          

    
  (4.2.1) 

を計算する．Fig. 4.6 に式(4.2.1)の計算に関する概念図を示す．式(4.2.1)の計算においては分

母の低減垂直ひずみ(D2
s
(t)= D +45

s
(t)+ D -45

s
(t))が 100変化するごとに値を更新した．第 2

章の解析で考察した 2 つのフランジ端部条件を検証するために，中肉試験片の実験結果を

解析結果(Fig. 2.10)と併せて Fig. 4.7 に示す．低減ひずみの結果(Fig. 4.4)から冷却時はせん断

ひずみの変化が小さいため，Fig. 4.7(a)の実験結果では硬化時の結果のみを示す．実験の横

軸は時間，解析は硬化度であり，縦軸は共にせん断・垂直ひずみ比を示す．硬化度は時間

経過に伴い上昇することを踏まえ，これらの結果を比較すると，ゲル化後にせん断ひずみ

がp/4 付近から減少し，硬化時に約 0.2 まで減少する実験結果を再現する条件は端部自由で

あることがわかる．実験では樹脂漏れを防止するためにフランジ端部に PTFE 製の冶具を使 

 

 

Fig. 4.6: Calculation method for shear/normal strain ratio. 
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Fig. 4.7: Shear/normal strain ratio of 4.4 mm thickness specimen;  

(a) experiment, (b) analysis (Fig. 2.10) 

 

 

Fig. 4.8: Shear/normal strain ration development during chemical cure reaction. 

 

用したが，この結果から，少なくとも本試験の範囲内においてはこの冶具の影響が小さい

ことが示された．このように内部ひずみ計測を行うことで，最終形状からのみでは判断が

困難な成形過程の条件検証が可能となる．次に Fig. 4.8 に 3 つの板厚でのせん断・垂直ひず

み比を示す．薄肉，厚肉試験片においてもゲル化後，せん断ひずみがp/4付近から減少して

おり，中肉試験片と同様に端部自由の条件が実験結果を再現する条件であることが明らか

になった．一方，ゲル化後のせん断・垂直ひずみ比の変化は板厚により異なり，解析結果(Fig. 
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2.7)と同様に板厚が厚い程，大きな値となる．これは肉厚な試験片では硬化時のせん断変形

が大きいことを示している．この結果から，厚肉試験片では硬化収縮ひずみによる曲げモ

ーメントの蓄積が少なく，最終的な Spring-in 角度は薄肉および中肉試験片に比べて小さく

なると予測される． 

 最終的な冷却・脱型後の Spring-in 角度を 3 次元形状計測機器(ATOS)により測定し，内部

ひずみ計測結果と比較した．Spring-in角度は薄肉・中肉・厚肉試験片でそれぞれ 0.49°，0.44°，

0.34°であった． 肉厚になる程 Spring-inが小さいが，これは厚肉試験片で硬化時のせん断・

垂直ひずみ比が大きく，中肉・薄肉試験片に比べ曲げモーメントが蓄積していないことと

一致する．中肉と薄肉の関係も同様である．また，冷却時は樹脂がガラス状態であり，全

ての板厚で同じ Spring-in 変化が生じていると考えられる．冷却時の面外方向ひずみ(約

-3000)から予測されるこの Spring-in角度は Radford 式(1.3.2)より 0.27°となり，全ての板厚

において実験値よりも小さい．このことから最終的な Spring-in には硬化収縮ひずみの影響

も考慮する必要があることが明らかになった． 

 

4.3. 実験・解析結果に基づく Spring-in予測 

4.3.1. Spring-in予測手法 

 第 2 章の解析結果および本章の実験から Spring-in を予測する新たな手法を提案する．こ

こでは上述の検証結果を基に，端部自由境界条件について検証する．理論解析から求まる

端部変位(式(2.2.23))を実験で光ファイバセンサを埋め込んだ位置におけるせん断・垂直ひず

み比(式(2.2.21))の関数として表すと Fig. 4.9 のようになる．Fig. 4.9 は板厚 2.5，4.4，8.8mm

全ての結果であり，第 2 章で計算した有限要素解析の結果も併せて示している． Fig. 4.9 よ

り，せん断・垂直ひずみ比と端部変位は線形に近い関係があることがわかる．せん断・垂

直ひずみ比が 0 の時に，Radford 式(1.3.2)で表わされる端部変位になり，一方，せん断・垂

直ひずみ比がp/4 の時に端部変位が 0 となる．これは硬化時にせん断変形が抑制され発生す

る曲げモーメントが脱型時に解放されること，つまり式(2.2.22)に表わされるように，脱型

後の角度変化とせん断ひずみが比例することと直感的に一致する．ただし，せん断・垂直

ひずみ比および角度変化は距離 x の関数として変化するので，Fig. 4.9 の結果を検証するた

めに式(2.2.21)と式(2.2.23)から数式的にせん断・垂直ひずみ比と端部変位の関係を調べる．

式(2.2.21)と式(2.2.23)より，光ファイバ埋め込み位置 x=R+ls でのせん断・垂直ひずみ比
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g’2/zと端部変位の関係は 

     
  

   

 
 

 

   
 

            

                
          

    
    

  

 
 

        

  
 

 

             
 

 

  
 

            

                
               

    
    

  

 
 

        

  
 

 

             
  
    

  
 
  

   
 

   

  

 

(4.3.1) 

となる．式(4.3.1)の内，せん断・垂直ひずみ比以外で a が関係する項は 

     
        

  
 

 

             
  (4.3.2) 

である．実験で用いた試験片と同様の l45mm，ls25mmの条件で，a を媒介変数とし式(4.3.2)

を光ファイバ埋め込み位置 R+ls でのせん断・垂直ひずみ比(g’2/z)の関数としてプロット

すると，Fig. 4.10 のようになる．この結果からせん断垂直ひずみ比が 0.2 よりも高い領域に

おいては f(a)が 1.3 以下となり，せん断・垂直ひずみ比と端部変形の関係がほぼ線形である

ことがわかる．実験結果(Fig. 4.8)より硬化時においてせん断・垂直ひずみ比はほとんどの領

域で 0.2 以上であるので，硬化時の端部変位とせん断・垂直ひずみ比は比例すると考えるこ

とができる． 

 

 

 

 

Fig. 4.9: Relationship between shear/normal strain ratio and displacement at edge. 

0

0.01

0.02

0.03

0.04

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

D
is

p
la

c
e
m

e
n
t 
[m

m
/1

0
0
0



]

Shear/Normal strain ratio [ -]

64ply

p/4

Spring-in (Radford’s eq.)

32ply

20ply

Resin modulus

Low

High



4.3 実験・解析結果に基づく Spring-in 予測 | 55 

 

Fig. 4.10: Coefficient f(a) (Eq. 4.5.3) as a function of shear/normal strain ratio. 

 

 上述の端部変位とせん断・垂直ひずみ比の比例関係から，面外方向にひずみ d
c
2が発生す

る際の Spring-in の増分 dspring-inを式(4.3.1)を基に書き表すと 

              
 

 
        

     

             
 

    
   (4.3.3) 

となる． はフランジ間の角度，(dg’12/dz)|tはある時間 t でのせん断・垂直ひずみ比を表し，

実験により計測可能な値である．両フランジの影響を含めるために変位とフランジ長さの

比の 2 倍となっている．なお，式(4.3.3)では物性値が変化する場合を考えるため式(4.3.1)と

は異なり，ひずみおよびせん断・垂直ひずみ比を微分で書き表している．式(4.3.3)を時間積

分することで，各時間および最終的な Spring-in角度を推定することができる．式(4.3.3)の積

分には実験により求められる各時間でのせん断垂直ひずみ比(dg'12/dz)|tに加えて，各時間で

の面外方向ひずみ d
c
2が必要となる．しかし，面外方向ひずみ d

c
2は母材のひずみであり，

第 2 章で説明したように，せん断遅れの影響から面外方向に埋め込んだ光ファイバセンサ

により直接的に計測することは困難である．そこで，本研究では一方向平板の面内繊維直

交方向のひずみ計測結果を基に直交積層板の面外方向ひずみを推定した． 

 面内繊維直交方向のひずみを FBG センサにより計測した．L 型材と同様の材料

(T700SC/#2592)を使用し，積層構成は[0]50の一方向，試験片サイズは 70mm × 70mmとした．

積層時に板厚中央の 25-26 層間にグレーティング付近で切断していない FBG センサ(intact 

FBG)を繊維直行方向に埋め込み，成形時のひずみ変化を計測した．Intact FBG センサでひ

ずみを計測した場合でも式(3.1.3)に表わされるように Shear-lagの影響を受けるが，tail length
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が長く，ゲル化後すぐに複合材料と FBG センサのひずみが一致するようになる．さらに，

Shear-lag係数 e が小さい硬化直後はせん断・垂直ひずみ比が大きく，式(4.3.3)より面外垂直

ひずみが Spring-inに与える影響は小さい．そこで本研究では intact FBG センサのひずみを

母材ひずみとして Spring-in 予測に使用した．なお，成形治具を使用した場合，治具の拘束

により，硬化・熱収縮が計測できないため，本研究では成形治具を使用しない両面バッグ

法(Envelope bagging)[95,116,121]により成形を行った．積層・バッグ後に真空引きを行い，

オートクレーブ内 0.3 MPa 加圧下で L 型材同様の温度プロファイルを使用した．  

 Fig. 4.11 に FBG センサの計測結果を示す．横軸は光ファイバが硬化収縮ひずみを計測し

始める点(ゲル化点)を 0min とした時間を示す．このゲル化点を L 型材計測でのゲル化点と

合わせた．この一方向平板の繊維直交方向のひずみから，面内方向繊維の拘束によるポア

ソン効果を考慮し，直交積層板の面外垂直ひずみを推定した．硬化時は樹脂がゴム状態で

あり，非圧縮性に近い状態であると考え，CFRP の繊維直交方向のポアソン比23を 1 とし

た．一方，冷却時は樹脂がガラス状態であるため，カタログ値を基にポアソン比23 を 0.4

とした．それぞれの領域でのポアソン効果を考慮した，直交積層板の面外垂直ひずみ推定

結果を Fig. 4.11 に示す．このひずみ結果と，L 型材で計測されたせん断・垂直ひずみ比を用

いて，式(4.3.3)から Spring-in を予測した．なお，冷却時は樹脂がガラス状態であり，せん断

剛性が高いため，せん断・垂直ひずみが 0 として計算を行った． 

 

 

Fig. 4.11: Strain measured by FBG sensor embedded in in-plane transverse direction in 

unidirectional CFRP and estimated through-thickness strain in cross ply laminate. 
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4.3.2. Spring-in予測結果 

 Fig. 4.12 (a)~(c)にそれぞれの板厚での Spring-inの予測結果を示す．Spring-in角度はゲル化

点で 0°とし，ゲル化点からの時間変化を表す．Fig. 4.12 内には 3次元形状計測で得られた実

験結果および Radford 式(1.3.2)から予測される Spring-in 角度も併せて示す．全ての板厚にお 

いて，本研究での予測値は実験値と良く一致するが，Radford 式での予測値は実験値よりも

大きく，さらに板厚の影響を考慮できていない．本研究の手法と Radford 式の違いは硬化部

分であり，Radford式では硬化収縮ひずみの影響を過大評価していることがわかる．一方で，

冷却部のみでは特に薄肉の場合に Spring-in 変化を過小評価してしまうため，高精度な

Spring-in 予測にはせん断変形を考慮した上で，硬化の影響を含める必要がある．硬化収縮

ひずみの影響が最も大きい薄肉試験片(20ply)では全体の約 43%が硬化時の影響である．次

に硬化収縮ひずみが Spring-in に与える影響を時間に関して検証すると，50~150min 付近の

影響が大きいことがわかる．0~50min においては Fig. 4.11 より硬化収縮ひずみが大きく生じ

るものの，せん断・垂直ひずみ比が大きいため，せん断変形が発生し，最終的な Spring-in

への寄与は小さい．50~150min では 0~50min に比べ発生する硬化収縮ひずみ量は減少するも

のの，せん断・垂直ひずみ比が低下し，面外垂直ひずみにより曲げモーメントが発生し，

脱型後の Spring-in角度への影響が大きくなる．150min 以降ではせん断・垂直ひずみ比がよ

り低下するものの，硬化の進展により，発生するひずみ量が小さくなるため，Spring-in 角

度もあまり変化しない．本研究では従来の実験手法では得られない成形時の Spring-in 角度

変化を内部ひずみ計測を基に予測し，硬化収縮および熱収縮の影響を詳細に考察した．本

手法で得られる結果は，Spring-in 現象の理解のみならず，成形解析における評価・フィー

ドバックへの応用が可能と考えられる． 
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Fig. 4.12: Internal strain monitoring based spring-in prediction along with conventional Radford’s 

prediction: (a) thin (20-ply), (b) middle (32-ply), (c) thick (64-ply). 
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第 4章のまとめ 

 本章では第 3 章で提案した光ファイバセンサを用いた面外垂直・せん断ひずみ評価手法

を使用し，実際に L 型 CFRP の内部ひずみ状態を計測した．成形後の試験片形状は 3 次元

形状計測により測定し，内部計測との比較を行った．また，実験と第 2 章の解析を基に，

新たな Spring-in 予測法を提案した．  

 

 まず，板厚の異なる 3 つの L 型 CFRP を作製し，FBG センサを用いて成形時の内部状態

を低減垂直・せん断ひずみ，およびせん断・垂直ひずみ比により評価した．計測結果から

以下の知見が得られた． 

 硬化時におけるせん断・垂直ひずみ比がそれぞれの板厚において，徐々に低下した．

このことから，硬化反応に伴い，L 型材内部での変形メカニズムは，せん断支配から曲

げ支配へと変化している． 

 理論・有限要素解析と実験の比較から，端部に配置した樹脂漏れ防止用ダムが内部状

態に与える影響は小さいことが明らかになった．このように内部状態を比較すること

で，最終的な形状からは判断が困難である境界条件の設定が可能である． 

 板厚により硬化時におけるせん断・垂直ひずみ比が異なる．具体的には板厚が厚い程，

せん断・垂直ひずみ比が大きくなり，せん断変形の割合が大きくなる．これは第 2 章

の解析結果と同様の傾向である． 

 冷却時では全ての板厚において，せん断ひずみに比べ垂直ひずみが大きく，せん断・

垂直ひずみ比がほぼ 0 となった．この結果から，硬化時とは対照的に，冷却時におい

ては板厚による内部状況の差異が小さいことがわかった． 

 

 次に成形後の試験片に対し，3次元形状計測を行った．形状計測と内部ひずみ計測結果よ

り，以下の知見を得が得られた． 

 3 次元形状計測により測定された Spring-in 角度は板厚が厚い程小さい．これは内部ひ

ずみ計測で得られた，板厚が厚い程せん断変形の割合が大きいという傾向と一致する． 

 全ての板厚において，冷却のみを考慮した理論式から導かれる値よりも大きな Spring-in

が発生しており，硬化反応が Spring-inに影響を与えることが示唆された． 

 



60 | 第 4章 L型材における成形時内部ひずモニタリング 

 次に，実験と第 2章の解析結果を基に Spring-in変形を予測する新たな手法を開発した． 

 解析結果から，残留変形とせん断・垂直ひずみ比には線形の関係があることが明らか

になった．この知見を基に，それぞれの時間における Spring-in の増分式を提案した． 

 一方向材平板の面内ひずみ計測結果を基に，直交積層板における面外ひずみを推定し

た．このひずみ結果と L 型材のせん断・垂直ひずみの計測結果から，成形時の Spring-in

変化を予測した．予測結果は従来の予測式よりも良い精度で，それぞれの板厚におけ

る実験値と一致した．板厚は硬化時の変形に影響し，最も影響の大きい薄肉試験片

(20ply)の変形では 40%以上が硬化ひずみに起因する変形である． 

 

  



61 

 

第5章  U型部材における内部ひずみ・残留変形 

5.1. L型と U型部材の比較 

 ここまでに対象としてきた L 型材と同様に，U 型形状を有する部材も航空機構造におい

て重要である．Fig. 5.1 は U 型 CFRP を使用した Airbus A350 の翼桁構造である．U 型部材

も L 型部材と同様に残留変形を生じるが，形状がより複雑であり，残留変形の要因として

様々なものが考えられる．Kappel [28]は U 型材に発生する残留変形の要因として Fig. 5.2 に

示す 3つを挙げている．1つ目は成形冶具の膨張により発生する形状変化(Geometric scaling)，

2 つ目は Spring-in，3 つ目はウェブ部における反り(Warpage)である．Kappel の研究において

は冶具材料がこれらの変形に与える影響について比較が行われた．その結果，冶具の熱膨

張率が大きい場合にそれぞれの変形も大きくなることが明らかになった．各変形の特徴的

な知見としては L 型に比べ U 型で大きな Spring-in 変形が計測された．またウェブ 

 

 

 

Fig. 5.1: Image of U-shaped structure (A350 wing spar) [122]. 

 

 

Fig. 5.2: Deformation modes observed in U-shaped structure [28]. 

Root

Tip
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の反りに関しては，冶具との摩擦(Tool-part interaction)が主な原因と考えられたが，熱膨張が

小さな Invar 製冶具を使用した際にも発生することが明らかになった． 

 このような先行研究があるものの，L 型に比べ U 型に関する研究は少なく，メカニズム

の理解も L 型より不十分である．また U 型に対する研究も L 型の先行研究と同様に，最終

形状から現象を理解しようとするもののみであり，成形時の内部状態に基づく検証は行わ

れていない．そこで，本章では L 型材で実証した内部ひずみ計測手法によるモニタリング

に加え，L 型材の理論・数値解析を U 型材に拡張することで，U 型材における変形メカニ

ズムの理解を深めることを目的とする．また，本研究では Kappel が挙げる 3 つの要因のう

ち，特に樹脂の硬化反応以降に生じる Spring-inおよびウェブの反りについて検証を行う． 

 

5.2. 内部ひずみ計測試験 

5.2.1. 試験方法 

 板厚の異なる 2 つの U 型試験片を作成し，板厚が成形時の内部ひずみ変化および残留変

形に与える影響を考察した．試験片の積層構成は L 型材試験の中肉および厚肉試験片と同

様の[904/04]2S（32-ply，以下「中肉試験片」，成形後厚み：4.4mm），[904/04]4S（64-ply，以

下「厚肉試験片」，成形後厚み：8.8mm）とした．Fig. 5.3(a)に成形後の厚肉試験片の写真を

示す．中肉・厚肉試験片のフランジ長・ウェブ長および幅は Fig. 5.3(b)に示すように 50mm，

130 mm，70 mmとし，材料は汎用プリプレグ T700SC/#2592（P3252-15，東レ㈱製）を使用し

た．冶具との接触効果を低減させるために PTFE フィルム（厚み：100m）を 2枚貼りつけた

アルミ製冶具（コーナー半径 6.4mm）にプリプレグを積層した．PTFE フィルムを使用するこ

とで冶具の膨張がプリプレグに伝達しにくくなるため，冶具との接触による効果(Tool-part 

interaction)が抑制され，冶具の効果を除く CFRP そのものの変化（硬化・熱収縮）に起因する

変形のみを検証することができる．全プリプレグを積層後，プリプレグ上部に PTFE（厚み：

100m）およびガラスクロスを被せ，全体をバギングフィルムで覆った．なお積層時，板厚の

中央に温度補正用のK 熱電対を埋め込んだ． 

 光ファイバは Fig. 5.3 に示すようにウェブ中央，ウェブ端部，フランジ部の 3 か所の面外斜

め±45°方向に埋め込んだ．L型の 2 本に比べ U型では 6本の光ファイバを埋め込むため，より

効率のよい埋め込み手法が必要である．そこで，L型のように PTFE で上層と下層を分ける手 
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Fig. 5.3: U-shaped specimen: (a)Photograph and (b)size and sensor embedment points. 

 

法ではなく，全プリプレグを積層・バッグ後に埋め込み用の穴をあける「バッグ後埋め込み手

法」を開発した．この手法では真空引き後の積層板に対し，角度と深さを調整する冶具および

超音波ホーンを用いて穴を開ける(Fig. 5.4)．バッグ後埋め込み手法では多数の光ファイバを容

易に埋め込むことができるが，第 4 章の L 型材のように PTFE を用いる手法に比べ，深さの調

整が困難である．本研究では事前に平板に対しバッグ後埋め込み手法で光ファイバを埋め込み，

成形後のX 線 CT観察により適切な冶具形状を決定し，本試験で使用した．穴の深さはグレー

ティング部中央が板厚の中心に位置するように厚肉材(64-ply)で約 10 mm，中肉材(32-ply)で約

6 mmとした．穴を開けた後，光ファイバセンサを差し込み，切り込みを入れたシーラントテ 

130mm

5
0
m

m

Center Web

Flange

R6.4mm
20mm

Tool (Al)

+45°

-45°

+45° -45°

(a)

(b)



64 | 第 5章 U 型部材における内部ひずみ・残留変形 

 

Fig. 5.4: FBG embedment method after bagging. 

 

ープ(約 10mm×10mm)により穴を塞いだ．光ファイバセンサの tail length およびグレーティン

グ長さは L 型材と同様に，中肉試験片には tail lengthを 2 mm，グレーティング長を 1mm，厚

肉試験片には tail lengthを 3 mm，グレーティング長を 1 mmとした． 

 光ファイバ埋め込み後の試験片は真空・オートクレーブ内 0.3MPa 負荷下で成形した．成形

サイクルは 2°C/min 昇温，90°C 7時間保持，2°C/min冷却とした．なお，L 型材の試験で行っ

た加圧・真空度変化は行わなかった．成形時の FBG および熱電対の応答計測は 1 分毎に行っ

た．また，3 次元形状計測機器 ATOS (GOM mbH，ドイツ製)を使用し，成形後形状を計測した． 

 

5.2.2. 試験結果 

 Fig. 5.5 に中肉・厚肉試験片のフランジ部での低減垂直・せん断ひずみ(式(3.2.3))を示す．

硬化時の低減垂直ひずみを中肉・厚肉で比較すると，厚肉の方が大きいことがわかる．こ

れは FBG センサの埋め込み深さが厚肉試験片の方が深く，Shear-lag 係数 e が大きいためで

ある．せん断ひずみに関する特徴的な傾向は中肉試験片に比べ厚肉試験片で 2 倍以上の大

きなせん断ひずみが計測されていることが挙げられる．Shear-lag 係数 e の影響があるもの

の，厚肉試験片では垂直ひずみ以上に大きなせん断ひずみが計測された．つまり，厚肉に

することで，より大きなせん断ひずみが発生するという L 型と同様の傾向が得られた．せ
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ん断ひずみに関する定量的な評価はせん断・垂直ひずみ比の検証部で後述する．冷却過程

では中肉・厚肉共に主に垂直ひずみが発生しており，その大きさは約 3000 である．冷却

時には樹脂がガラス化し，CFRP のひずみが光ファイバへ十分に伝達され，Shear-lag 係数 e

が 1 となるため，この結果は板厚に関わらず同量の面外垂直ひずみが発生していることを

示している．また，せん断ひずみに関しては冷却中にほぼ変化しておらず，L 型材と同様に

硬化時に比べ冷却中は板厚による影響が小さいことがわかる． 

 

 

Fig. 5.5: Reduced normal and shear strains in flange: (a) 32-ply, (b) 64-ply. 
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 次に Fig. 5.6 にウェブ端部における低減垂直・せん断ひずみの結果を示す．垂直ひずみに

関してはフランジ部と同様の変化が計測された．この結果から，面外垂直ひずみは試験片

内でほぼ一様に発生することが示唆された．一方，せん断ひずみに関してはフランジ部と

は逆側の正方向へ変化おり，フランジ部とは逆方向へのせん断変形が生じていることがわ

かる．また，硬化時に発生するせん断ひずみの絶対値がフランジ部に比べ，中肉・厚肉共

に小さい．これはフランジでは端部変形が可能な一方，ウェブ部では対称面となるウェブ 

 

 

Fig. 5.6: Reduced normal and shear strains in web: (a) 32-ply, (b) 64-ply. 
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Fig. 5.7: Reduced normal and shear strains at center in web; (a) 32-ply, (b) 64-ply. 

 

中央部で，せん断変形が 0 となるように変形が抑制されるためである．実際に，ウェブ中

央部に埋め込んだ光ファイバセンサから計算した低減垂直・せん断ひずみの結果(Fig. 5.7)

から，中肉・厚肉共にウェブ中央部ではせん断ひずみが発生していないことがわかる．冷

却過程に関しては中肉で若干の変化が見られるものの，垂直ひずみに比べ変化量は小さく，

主に曲げ変形が支配的であることがわかる．これら結果から，フランジとウェブでは硬化

時の内部ひずみが大きく異なることが示された．つまり，U 型材の変形は L 型材の変形を

単純に 2 つ重ね合わせたものではなく，異なるメカニズムが存在すると考えられる． 
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 内部ひずみの変化をより定量的に評価するためにそれぞれの板厚，埋め込み位置のセン

サ応答を利用し，せん断・垂直ひずみ比(式(3.2.4))を計算した．Fig. 5.8 にフランジ・ウェブ

端部での結果を示す．ウェブ中央ではせん断ひずみの変化が小さく，せん断・垂直ひずみ

比がほぼ 0 となるため，結果を省略する．Fig. 5.8(a)に示すフランジでは中肉・厚肉共にゲ

ル化直後のせん断・垂直ひずみが約p/2 であり，その後徐々に減少していることがわかる．

p/2 は式(2.1.1)から求められるフランジでの最大せん断・垂直ひずみ比であり，L 型材のp/4

に相当する．この結果から，硬化直後はフランジ部で大きくせん断変形しているが，樹脂

の硬化に伴い徐々にせん断変形が減少し，曲げ変形に移行していることがわかる．板厚の

影響を比べると，中肉に比べ厚肉の方がせん断・垂直ひずみ比が大きい．このことから，

硬化時に中肉は厚肉よりも曲げ変形が支配的になるため，脱型後のフランジ変形が大きい

と考えられる．一方 Fig. 5.8(b)に示すウェブの結果ではせん断・垂直ひずみ比がゲル化後に

0 からマイナス側へ変化している．これはせん断剛性の低いゲル化直後，コーナー部の弧長

を維持するためのせん断変形は大部分がフランジ部で発生するためであると考えられる．

板厚の影響を比較すると，硬化収縮が大きく発生する硬化の前半において，厚肉に比べ中

肉でせん断・垂直ひずみの絶対値が大きく，よりせん断変形していることがわかる．ここ

で，ウェブの内部ひずみと発生するモーメントについて考える．冶具の拘束がない場合，

ウェブ部では面外ひずみによる角度変化がないため，ウェブ部でのs(式(2.2.8))は 0である．

よって，式(2.2.10)から，ウェブ部ではせん断ひずみが大きい程，曲げモーメントが発生す

ることがわかる．これはsがp/2 であるフランジ部とは逆の傾向である．このことからせん

断・垂直ひずみ比の絶対値が大きい中肉で，ウェブ部においても厚肉より大きな曲げモー

メントが発生し，結果として脱型後の変形が大きくなると考えられる． 

 上述の内部ひずみ計測結果が最終的な形状に与える影響を考察するために，脱型後の 3

次元形状計測を行った．ウェブとフランジに分け，それぞれの結果を Fig. 5.9 に示す．ウェ

ブでは表面の凹凸のため計測誤差が多かったため，2 次近似の結果も併せて示す．ウェブ・

フランジ共に厚肉試験片に比べ，中肉試験片で大きな変形が見られた．本研究では冶具と

試験片の間に PTFE フィルムを 2 枚配置し，ウェブ変形の原因となる冶具との接触(Tool-part 

interaction)を低減したにもかかわらず，ウェブでの変形が発生していることは重要な知見で 
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Fig. 5.8: Shear/Normal strain ratio in (a) flange and (b) web. 

 

ある．Kappel[28]の研究においても低熱膨張率の Invar 冶具を利用した試験で冶具との接触

を低減しているが，その場合にもウェブ変形が発生している．本研究の内部ひずみ計測で

は硬化時に，ウェブ変形の原因と考えられるせん断ひずみが計測され，また板厚の影響に

関してひずみ計測結果と形状計測結果が一致していることから，U 型材のウェブ変形には冶

具との接触のみならず，硬化収縮が影響を与えているという新たな知見が実験的に得られ

た．つまり，U 型のウェブ変形を考察する場合は冶具材料などの外的要因に加え，材料の硬

化収縮という内的要因を考慮する必要があることが示された．ウェブ変形そのものはあま

り大きな値ではないが，ウェブが変形することによりフランジ部の角度も変化するため，
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全体の変形に関して重要な影響を及ぼす．室温(25°C)での U 型材の Spring-in 角度は中肉が

0.58°，厚肉が 0.43°と L 型材の中肉 0.47°，厚肉 0.38°に比べ大きい．L 型と U 型の差は厚肉

よりも中肉で大きいが，これは上述のウェブ変形が寄与しているためであると考えられる．

以上，内部ひずみおよび形状計測から，U 型材では硬化収縮に起因するウェブ変形が発生し，

フランジの変形にも影響を与えることが理解され，U 型材と L 型材では変形メカニズムが

異なることが示された．  

 

 

Fig. 5.9: Shape measurement after cure: (a) web, (b) flange. 
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5.3. 解析 

5.3.1. 理論解析の拡張 

 L 型材の理論解析にウェブ部を加え，U 型材の解析へと拡張する．ここでも L 型材同様に

治具との摩擦による影響は無視する．Fig. 5.10 に示すように U 型材の寸法をウェブ長 l1，コ

ーナー半径 R，フランジ・ウェブ間角度，フランジ長 l2とする．面外方向にひずみ2が発

生した際の，冶具がない場合の角度変化sはウェブ・コーナー・フランジ部それぞれで 

   

  
 

 
 
 

 
 

          

 
  

 
              

                      

   (5.3.1) 

となる．L 型材同様，曲げモーメント(式(2.2.10))，および面外せん断力(式(2.2.11))を曲げ理

論式(2.2.12)に代入すると，ウェブ・コーナー・フランジ部それぞれで式(2.2.13)が解くべき

方程式になる．式(2.2.13)の解は，それぞれの領域で異なる積分定数を用いて， 

      

         
      

             

         
      

                 

         
      

                        
   (5.3.2) 

となる．ここで A1，A2，A3，B1，B2，B3は積分定数である．また a は式(2.2.15)で定義され

る定数である． 

 U 型材においても L 型材と同様に端部拘束の影響を考察する．フランジ端部以外での境

界条件は 

 

 

Fig. 5.10: Theoretical anlaysis model for U-shaped composite. 
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  (5.3.3) 

である．式(5.3.3)の第 1 式はウェブ中央面での対称条件，第 2・3 式はウェブ・コーナー間

でのひずみおよびモーメントの連続条件，第 4・5式はコーナー・フランジ部間でのひずみ

およびモーメントの連続条件を表す．端部自由条件では 

                 (5.3.4) 

であるので，式(5.3.2)-(5.3.4)より積分定数を求めると， 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
    

  

   
 
                         

                  

        
  

   
 
                         

                  

      
  

   
       

  

   
 
                         

                  
       

       
  

   
       

  

   
 
                         

                  
      

      
  

   
            

 
  

   
 
                         

                  
                   

      
  

   
           

  
  

   
 
                         

                  
                  

  (5.3.5) 

となる．式(5.3.2)と(5.3.5)より，端部自由条件での解は 

     

 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
       

  

  
 
                         

                  
                   

      
  

  
  

                         

                  
                        

               

      
  

  
  
 
                         

                  
                        

                    

 

                      

  (5.3.6) 

となる．  

 次に式(2.2.22)と同様に，ウェブ中央と端部の変位差1，およびフランジ開始点と端部での

変形差3を求めると 



5.3 解析 | 73 

 
 
 
 
 

 
 
 
     

   

  

  

 

                 
  

 

   
  

   
              

    
   

  

         

      

                   
         

      

          
 

   
                                       

  

                                              
 

  (5.3.7) 

となる． ここで 

  
                         

                  
  (5.3.8) 

である． 

 端部拘束の境界条件は 

                 (5.3.9) 

であり，式(5.3.2)，(5.3.3)，(5.3.9)より積分定数を求めると， 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
    

  

   
 
                         

                  

        
  

   
 
                         

                  

      
  

   
       

  

   
 
                         

                  
       

       
  

   
       

  

   
 
                         

                  
      

      
  

   
            

 
  

   
 
                         

                  
                   

      
  

   
           

  
  

   
 
                         

                  
                  

  (5.3.10) 

となる．式(5.3.2)と(5.3.10)より，端部拘束条件での解は 
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となる．また，式(5.3.6)，(5.3.11)においてg’=-gとし，面外方向ひずみ2 で除することで，L

型と同様に，与えるひずみ量に依らない物理量であるせん断・垂直ひずみ比を求められる． 

 

5.3.2. 有限要素解析手法 

 実験・理論解析の検証および，内部状態のより詳細な検証を行うため汎用有限要素解析

ソフトウェア Abaqus 6.14 (Dassault Systems Inc.)を使用し，有限要素解析を行った．解析で

は形状の対称性から 1/4 部分のみをモデル化し，対称境界条件を与えることで全体の形状を

再現した(Fig. 5.11(a))．材料の寸法は実験に合わせ，フランジ長 50 mm，ウェブ長 130 mm，

幅 70 mm，コーナー内径 6.4 mm，フランジ・ウェブ間角度 90°とした．なお対称条件を考

慮するため，モデルでのウェブ長と幅は全体の半分の長さである(Fig. 5.11(a))．実験と同様

に 32 層([904/04]2S)と 64 層([904/04]4S)の 2 つの厚みについてモデルを作成した．冶具は剛体シ

ェルによりモデル化し，部材・冶具間での接線方向への摩擦はないと仮定し解析を行った． 

 硬化時の物性値変化が内部ひずみおよび最終形状に与える影響を考察するために，L 型材

と同様に 2ステップ解析を行った．前章で述べたように，2 ステップ解析では初めに 0 ステ

ップ目として樹脂弾性率 Emが 1000MPa の状態で加圧を模擬した 0.3MPa の圧力を加える．

その後 1 ステップ目に樹脂弾性率 Emをある硬化状態に対応する値に変更し，硬化収縮ひず

みを模擬した面外方向収縮ひずみ(-1000)を温度変化により与える．最後に，2 ステップ目

として樹脂弾性率 Em をガラス化後の値である 3000MPa に変更し，0.3MPa の圧力を解放す

る．それぞれのステップで発生する応力・ひずみ状態はユーザーサブルーチンの

UMAT(Appendix D)により保存され，次のステップへと継承される． 

 有限要素解析では 1ステップ目の樹脂弾性率Emとして樹脂硬化時の値を模擬した 5，25，

50，100MPa の場合についてそれぞれ解析し，1 ステップ目終了時のせん断・垂直ひずみ比

および 2 ステップ目終了時の変位を計測した．また，冷却時のひずみ比および最終形状へ

の影響を考察するために 1 ステップ目の Emが 3000MPa の場合についても解析を行った．ひ

ずみ比計測はウェブ・フランジそれぞれの実験での光ファイバ埋め込み部，変位計測はウ

ェブ(U1)およびフランジ(U2)で行った(Fig. 5.11(b).)．ここでフランジの変位 U2は理論解析の

3 と同じフランジ開始点と端部の変位差であり，Spring-in の指標となる値である．フラン

ジ端部の境界条件については，モーメントなし（端部自由）および垂直変位なし（端部拘

束）の 2 条件で計算を行い，端部条件の影響を考察した． 
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Fig. 5.11: FEA model for U-shaped composite: 

(a) 1/4 model with boundary conditions, (b) displacement and strain measurement points. 

 

5.3.3. 解析結果・考察 

 Fig. 5.12 に 32 層および 64 層のせん断垂直ひずみ比の理論・有限要素解析結果を示す．

横軸は 1 ステップ目の樹脂弾性率 Emであり，線が理論解析，点が有限要素解析の結果であ

る．フランジ・ウェブ部およびフランジ端部の境界条件に関わらず理論解析と有限要素解

析がよく一致し，理論解析が現象を捉えられていると考えられる．実験では 32 層，64層共

に硬化の進展に伴いせん断・垂直ひずみ比がフランジ部においてp/2 から減少し，ウェブ部

においては 0 から減少後やや上昇する傾向が捉えられた(Fig. 5.8)．この実験結果を再現する 

 

 

Fig. 5.12: Shear/Normal strain ratio calculated by theoretical and numerical analyses: 

(a) 32-ply, (b) 64-ply. 
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フランジ端部の境界条件は，拘束のない端部自由条件であることがわかる．このように，

内部状態を計測することで L 型材と同様，解析における適切な条件の選定が可能となる．

板厚による影響を見ると，フランジ部において 32層でせん断・垂直ひずみ比が小さく，結

果として脱型後の角度変化が大きくなると考えられる．一方ウェブ部では最小値は 32 層，

64 層でほぼ同じであるが，32 層の方が低い樹脂弾性率で最小値になり，再度 0 に近づく．

前節で考察したようにウェブ部ではせん断・垂直ひずみ比の絶対値が大きい程，曲げモー

メントが発生するので，樹脂弾性率が低い領域で硬化収縮ひずみが大きく発生することを

踏まえると，ウェブ部においても 32 層で 64 層よりも残留変形が大きいと考えられる． 

 Fig. 5.13 に式(5.3.7)より求めた成形後のウェブ部およびフランジ部における端部変位の解

析結果を示す．横軸は 1 ステップ目の樹脂弾性率 Emである．ウェブ部の結果は warpage が

発生することを表しており，第 2 章の L 型と同様に，ゲル化後にも warpage が発生すると

いう重要な知見が得られた．ウェブ部とフランジ部の端部変位を比較すると，実験結果(Fig. 

5.9)と同様に，フランジ部で残留変形が大きいことがわかる．次にウェブ，フランジそれぞ

れにおける板厚の影響について考察する．ウェブでは硬化時(Em < 200 MPa)の大部分におい

て 32 層で 64 層よりも変形が大きい．これは 32 層のせん断・垂直ひずみ比の絶対値が 64

層に比べて大きく，それに伴い大きな曲げモーメントが発生するためであると考えられる．

フランジ部では硬化時から冷却時(Em: 3000MPa)まで全ての樹脂弾性率で32層における変形

が 64 層よりも大きく，実験の形状計測結果(Fig. 5.9(b))と一致する傾向が得られた． 

 ここで U 型材のフランジ部における変形を 2 つの原因に分けて考える．1 つ目は L 型材

の Spring-in に相当する角度変化であり，フランジ部のせん断・垂直ひずみ比が小さい程，

大きな変形となる．2 つ目はウェブの変形による一様なフランジ部の角度変化であり，これ

は U 型材特有のものである．フランジ部におけるせん断・垂直ひずみ比は 64 層に比べ 32

層で小さいため(Fig. 5.12)，1 つ目の Spring-in変形は 32 層で大きい．また 2 つ目のウェブ変

形も Fig. 5.13(a)より，硬化時の大部分で 32 層の方が 64 層よりも大きいため，硬化時は 32

層でフランジ端部変形が大きくなると考えられる．他方，冷却時においてはフランジ，ウ

ェブ共にせん断・垂直ひずみ比が 0 に近くなり，板厚に関わらず Radford 式(1.3.2)で予測さ

れるフランジ部の Spring-in 変形のみが発生する．結果として，硬化時の変形に起因し，板

厚で異なる残留変形が発生する． 
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Fig. 5.13: Displacement as a function of resin modulus Em when 1000 is induced in 

throuth-thickness direction: (a) web, (b) flange. 
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 最後に L 型と U 型の結果を比較し，形状の違いが残留変形に与える影響について考察す

る．U 型の変形(式(5.3.7))と L 型材を比較するため，L 型全体での脱型後形状の角度変化に

ついて考える．脱型後，一方のフランジ端部での角度が 0 となるようにすると，そのフラ

ンジ端部からの距離 x での元の形状からの角度変化は 

     

 
 
 
 
 

 
 
 
 

  

  
 

          

              
                     

  

  
         

                                       

              
 

            

  

  
        

          

              
                       

                  

   (5.3.12) 

となる．この式を基に x=2R+l から 2R+2l のフランジにおける変形を求めると， 

       
       

      

 
  

  
          

          

              
    

 

 
             (5.3.13) 

となる．Fig. 5.14 に理論解析から計算した L 型および U 型の Spring-in角度を樹脂弾性率の

関数として表す．ここで，Spring-inは式(5.3.13)および(5.3.7)の第 2式で表わされるフランジ

の端部変位とフランジ長さ l から 

                 
 

 
  

 

 
  (5.3.14) 

として計算した．式(5.3.13)は L 型材において片方のフランジ端における角度を 0 とした場

合のもう一方のフランジにおける変形量であり，中立面における角度が 0 である U 型材と

の直接比較が可能である．L型とU型の比較のため，フランジおよびウェブの長さは 50mm，

積層構成は[904/04]2Sの 32 層に統一した．樹脂がガラス状態になった冷却状態(Em: 3000MPa)

での Spring-in角度は L 型，U 型共に面外方向ひずみ 1000あたり 0.09°と Radford 式から予

測される値となり，差はない．一方，硬化時に発生する Spring-inは L 型材に比べ U 型材で

大きいことがわかる．前節で述べた通り，実験で計測された 32層 L型材とU型材の Spring-in

角度はそれぞれ 0.47°と 0.58°である．解析の結果から，この差は硬化収縮に基づくものであ

ると考えられる． 

 L 型材と U 型材の残留変形の差を詳細に考察するために，L 型材と U 型材の位置 x にお

ける角度（式(5.3.12)，式(5.3.6)）を比較する．Fig. 5.15(a)に樹脂弾性率 Emが 50MPa の場合

の結果を示す．U 型では L 型に比べ，ウェブ領域で大きく角度変化しており，特に x=0 付
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近で差が大きい．これは U 型では硬化収縮に伴うせん断変形が x=0(中立面)において拘束さ

れるため，端部拘束のない L 型材よりも大きな曲げモーメントが発生し，その結果として

脱型時の角度変化が大きくなるためであると考えられる．実際に式(2.2.10)より計算される

成形時の曲げモーメント分布は Fig. 5.15(b)のようになり，L 型よりも U 型で大きなモーメ

ントが発生していることがわかる．一方，フランジ部では L 型と U 型においてウェブの角

度変化に起因する角度差はあるものの，変化量についてはほぼ同じである．これは Fig. 

5.15(b)で，フランジ部では L 型と U 型でモーメントの差が小さい結果と一致する．これら

のことから，Fig. 5.14 に見られる L 型と U 型のフランジの Spring-in 角度の違いは主にウェ

ブの変形に起因することが示された．以上より，U 型材のフランジ部における角度変化の予

測は，2 つの L 型材を単純に足し合わせるだけでなく，硬化時に発生するウェブの warpage

を考慮する必要があることが明らかになった． 

 

 

Fig. 5.14: Spring-in angle calculated at flange in L- and U-shaped parts. 
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Fig. 5.15: Distribution of (a) angle and (b) modment in L- and U- shaped parts (Em: 50MPa). 

 

第 5章のまとめ 

 本章では L 型材よりも複雑な形状である U 型材に対して，前章までで構築した内部ひず

み計測技術，および解析手法を拡張し，U 型 CFRP の成形時に発生する残留変形メカニズム

の検証を行った． 

 

 実験では 32 層および 64 層の U 型試験片を作製し，ウェブ中央，ウェブ端部，フランジ

部の 3 か所に斜め方向センサを埋め込み，異なる位置における内部ひずみ変化を計測した．
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知見を得た． 

 U 型材では L 型材のように成形時に上下層に分け FBG センサを埋め込むことが困難で

ある．そこで，一般的な手法により積層した試験片に FBG センサ埋め込み用の穴を開

ける「バッグ後埋め込み法」を開発した．この手法を用いることで実際の構造におい

ても斜め方向センサを埋め込み可能となる． 

 ウェブ・フランジに埋め込んだセンサ応答から，ウェブ部とフランジ部では逆方向の

せん断変形が計測された．また，ウェブ部に比べフランジ部で大きなせん断変形が発

生することが示された．これはフランジ部では部材の端部が存在するため，比較的せ

ん断変形しやすいためであると考えられる．  

 脱型後の形状計測からウェブ部での変形はフランジ部に比べ小さいことがわかった．

しかしながら，ウェブでの変形はフランジ部の角度変化に寄与するため重要である．

実際に，L 型材よりも U 型材において大きな Spring-in 変形が計測された．以上の内部

ひずみおよび形状計測結果から，U 型材の変形メカニズムが L 型材とは異なることが

明らかになった． 

 板厚が厚い程，ウェブ部およびフランジ部共に変形が抑制された．これは L 型材と同

様の傾向である． 

 

 解析では L 型材の理論解析から更にウェブ部を追加した U 型の解析モデルを構築した．

また，有限要素解析においても同様の拡張を行い，内部ひずみ，および残留変形に関する

以下の知見を得た． 

 端部拘束のない場合の解析で，ウェブ・フランジ部共に実験結果と一致する傾向が得

られ，U 型材においても境界条件の決定手法として内部ひずみ計測の有用性が示された．  

 実験結果と同様，板厚が薄いほど残留変形が大きい． 

 硬化時のひずみに起因し，U 型材のウェブでは warpage が生じる． 

 L 型と U 型の理論解析を比較すると，硬化時の弾性率領域において L 型材よりも U 型

材で Spring-in 角度が大きい．それぞれの脱型後角度の分布ではフランジ部の差が小さ

い一方，ウェブ中央付近で変形に大きな差が見られた．このことから，実験で見られ

たように，U 型材においてはウェブの変形が Spring-in 角度に影響を与えることが明ら

かになった． 
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6.1. 大型構造における問題(Ply-drop-off) 

 実際の航空機構造などの大型構造では，部材の軽量化のため荷重分布により板厚を変化

させる．金属材料などと異なり，積層板である CFRP では連続体として板厚を徐々に変化さ

せることができない．そこで，Fig. 6.1 のようにプリプレグを途中で切断することで板厚を

変化させる Ply-drop-off 構造が用いられる．Ply-drop-off 構造の例としては Fig. 6.2 に示すよ

うな航空機の主翼桁が挙げられる．Fig. 6.2 は Airbus A350 の主翼の翼根および翼端側の写

真であり，翼根側の最大板厚約 25mm から翼端側に向けて徐々に板厚が変化している．ま

た，この構造の断面は U 型であるが，フランジ間の距離が徐々に短くなっていることもわ

かる． 

 このような長手方向に断面形状が変化する構造，特に Ply-drop-off 構造に対してはこれま

でに様々な先行研究がある．先行研究では主に長手方向への圧縮，曲げ，ねじりなどの荷

重負荷下で，座屈・振動解析，層間応力，層間はく離に関する研究が実験・解析の両面か

ら広く行われている[123,124]．これらの研究では平板 Ply-drop-off 構造の Ply-drop-off 部にお

ける樹脂溜まり，Ply-drop-off 角度・形状などの影響を考察している．一方，平板に比べ，

曲率を持つ Ply-drop-off 構造の研究は少なく，Akhlaque-E-Rasul, Shaikh ら[125,126]による座

屈解析のみである．また成形時に発生する残留応力・残留変形に関する研究は平板

Ply-drop-off構造を対象とし，FBGセンサによる成形モニタリングを行った例[127]があるが，

計測は厚肉部のみで行っており，Ply-drop-off 特有の現象に着目したものではない．先述の

ようにコーナー部を有する Ply-drop-off 構造は大型構造における重要な部材であるが，特に

残留変形については先行研究の例が少なく，知見が十分に得られていない． 

 

 

Fig. 6.1: Several types of ply-dorp-off structure. 

External Taper
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Fig. 6.2: Different size and shape of aircraft wing spar along longitudinal direction [122,128]. 

 

 これまでの章で複雑形状 CFRP の残留変形は板厚に依存することが示されている．そのた

め Fig. 6.2 のようにコーナーを有する部材の長手方向で板厚が変化すると，成形時の内部ひ

ずみおよび成形後形状が，板厚の異なる部分同士で相互作用し，前章までのような均一な

板厚における内部ひずみ・成形後形状とは異なる可能性がある．この結果，形状解析が困

難になり，成形後の不具合に結び付くと考えられる．Ply-drop-off 構造においても成形時の

内部状態を把握し，成形後の形状と関連を持たせることで，解析の妥当性評価や残留変形

メカニズムに対する知見を得ることが可能である． 

 本章ではまず Ply-drop-off 構造を有する L 型材に対し，有限要素解析を行う．次に，前章

までで構築した FBG センサによる面外垂直・せん断ひずみ計測技術を用いて，有限要素解

析の結果を検証する．さらに解析・実験により得られた内部ひずみ分布および成形後形状

から Ply-drop-off 構造の変形メカニズムに関して考察する． 

 

6.2. 大型構造の解析 

6.2.1. 解析手法 

 Ply-drop-off 構造を有する L 型材に対し汎用有限要素解析ソフトウェア Abaqus 6.14 

(Dassault Systems Inc.)を使用し，有限要素解析を行った．Fig. 6.3(a)に示す全体の内，対称条

件を考慮し 1/2 部分のみをモデル化し，対称境界条件により全体を再現した(Fig. 6.3(b))．厚

肉部，薄肉部の積層構成はそれぞれ[904/04]4S（64 層），[904/04]2S（32 層）とし，コーナー内

径は 6.4mm，コーナー角度は 90°とした．フランジ長は長い 95mm とし，厚肉・薄肉部の長

手方向長さは 100mmとした．Ply-drop-off部（テーパー部）では 64 層から 32層へ約 4.4mmの

厚さ変化がある．テーパー部におけるテーパー比に関しては様々な値が推奨されている．例え
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ば参考文献[123]では「15°以下で，一般的には 10:1」とあり，参考文献[129]では「荷重方向で

のテーパー比は 20:1 以上，直交方向では 10:1 以上」とある．本研究ではテーパー比が約 10:1

となるようテーパー部の長手方向長さを 50 mmとした．テーパー部のコーナーでの座標系は

薄肉・厚肉部と同様の円筒座標系とした．治具は剛体シェルによりモデル化し，部材・治

具間での接線方向への摩擦はないと仮定し解析を行った． 

 硬化時の物性値変化が内部ひずみ，および成形後形状に与える影響を考察するために，

ユーザーサブルーチン UMAT を用い 2 ステップ解析を行った．加圧を行う 0 ステップ目お

よび 1 ステップ目の条件は先述の L・U 型と同様のため，ここでは説明を省略する．脱型を

模擬した 2ステップでは Fig. 6.3(b)に示す部材コーナー部 2 点の面外方向変位を 1 ステップ

目の状態に保持したまま，治具を全体座標系(Fig. 6.3)の y 方向に 0.2mm，z 方向に-0.2mm移

動させ部材と治具を分離させた．なお，L および U 型の結果を基に，フランジ端部は変位

拘束をせず，加圧を模擬した 0.3MPa の圧力を与えた． 

 

Fig. 6.3: FEA model for ply-drop-off structure: 

 (a) Whole model, (b) Half model with boundary conditions, (c) Displacement and strain 

measurement points. 
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1 ステップ目の樹脂弾性率 Emが 5，25，50，100，3000MPa の場合についてそれぞれ解析

を行った．1 ステップ終了時，コーナー部から 45mmにおけるせん断・垂直ひずみ比の長手

方向分布を計算した．また，2 ステップ終了時のコーナー端部およびフランジ端部における

変位 U1，U2(Fig. 6.3(c))から下式により Spring-in角度Dを算出した． 

           
     

 
    

     

 
  (6.2.1) 

ここで，l はフランジ長さである． 

 

6.2.2. 解析結果・考察 

 Fig. 6.4 に各樹脂弾性率における，ひずみ計測点でのせん断・垂直ひずみ比，および式(6.2.1)

により求めた Spring-in 角度の長手方向分布を L 型のみの解析結果と併せて示す．いずれの

樹脂弾性率においても Ply-drop-off 構造の各厚み部におけるせん断・垂直ひずみ比はほぼ一

定であり，L 型の解析結果とほぼ同じであることがわかる．また Ply-drop-off 部においてせ

ん断・垂直ひずみ比がほぼ線形に変化していることがわかる．これは厚肉・薄肉部でそれ

ぞれせん断変形が異なるものの，テーパー部において板厚が徐々に変化することが原因で

あると考えられる．内部状態をより詳細に検証するために，Em 25MPa での Ply-drop-off 構

造の各厚み長手方向中央におけるせん断・垂直ひずみ比のコンター図を L 型のみの解析結

果と比較する(Fig. 6.5)．Fig. 6.4 に示すコーナーから 45 mmの位置のみならず，部材全体で

それぞれの板厚で同一のひずみ分布がみられた．この傾向は長手方向中央以外の断面，お 
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Fig. 6.4: Shear/Normal strain ratio and spring-in angle for 1000  through-thickness strain along 

longitudinal direction: 

 (a) Em: 5 MPa,, (b) Em: 25 MPa, (c) Em: 50 MPa, (d) Em: 100 MPa, (e) Em: 3000 MPa 

 

  

Fig. 6.5: Shear/Normal strain ratio distribution in ply-drop-off and L-shaped parts (Em: 25MPa): 

Similar distributions are found through each thickness. 

 

よび他の樹脂弾性率でも同様であり，硬化時における内部状態はそれぞれの板厚において

切り分けられることが示唆された． 

 ひずみがそれぞれの板厚で長手方向への分布が小さい一方，残留変形は長手方向で分布

が発生する．内部ひずみの結果から，Fig. 6.6に示すように脱型前のモーメント分布はそれ

ぞれの板厚においてほぼ一定であり，脱型時にはこのモーメントが解放される．その際に，

テーパー部に近い部分では異なる板厚部からの影響を受けやすいが，各厚みの端部付近で 
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Fig. 6.6: Image of bending moment induced in ply-drop-off structure. Uniform moment arises in 

each (32- and 64-ply) part. 

 

はその影響が小さくなるため，端部でL型の変形に近いFig. 6.4に示されるような変形分布に

なったと考えられる．硬化時(Em: 5~100MPa)のひずみにより発生する残留変形は厚肉部より

も薄肉部で分布が大きい．これは薄肉部に比べ厚肉部で長手方向への曲げ剛性が高く，変

形しにくいことが原因であると考えられる．一方，樹脂弾性率Emが3000MPaの冷却時にお

ける変形はテーパー部において薄肉・厚肉部よりも変形が大きい． 

 この変形について検証するためにFig. 6.7(a)に示す，コーナー部を有さない平面部のみの

Ply-drop-off部材の解析を行った．積層構成はL型Ply-drop-off構造と同様とし，Fig. 6.7(b)に赤

枠で示す面の法線方向の変位，および端部を完全固定する境界条件を与えた．なお，ここ

では収縮によるフランジの変形のみを考察するために冶具および圧力は考慮せず，温度変

化により面外方向へ-1000のひずみを与えた．Fig. 6.7(c)に樹脂弾性率Emが3000MPaの場合

のテーパー部48層位置(中央部)での面外方向変位のコンター図，Fig. 6.8に樹脂弾性率Emが

25MPaと3000MPaの場合のテーパー部48層位置の下面における面外方向変位を示す．ここで，

Fig. 6.8では境界条件を与えた面での変位を0としている．硬化時のように樹脂弾性率が低い

(25MPa)場合，平板と同様に面外方向への変形が見られないが，樹脂弾性率が高い(3000MPa)

場合には面外方向への変形が見られる．他の断面においても同様の変形が見られた．これ

はFig. 6.9に示すようにテーパー部において積層構成が局所的に非対称になっていることが

原因である．非対称積層では硬化収縮および熱膨張率の異方性に起因し，平板の場合でも

鞍型または円筒型に変形することが知られており[130,131]，テーパー部でも同様の変形が発

生したと考えられる．実際，Emが3000MPaの場合において，L型（64層）の変形にFig. 6.8で

表わされるコーナーを除いたPly-drop-off部の変形を足し合わせると，コーナーを有する 
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Fig. 6.7: Investigation on warpage in ply-drop-off area: (a) whole ply-drop-off L-shaped structure, 

(b) analysis model for flat part, (c) displacement distribution 

 

  

Fig. 6.8: Warpage in flat ply-drop-off area for 1000  through thickness strain 

(Em: 25 and 3000 MPa) 
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Fig. 6.9: Asymmetric layup observed in ply-drop-off area. 

 

  

Fig. 6.10: Comparison between L-shaped and ply-drop-off parts(Em: 3000MPa). Deformation 

generated in ply-drop-off structure corresponds to deformation in L-shaped part and warpage in flat 

ply-drop-off. 

 

Ply-drop-off 構造の 64 層部での変形と一致する(Fig. 6.10)．ここで，Fig. 6.10 のコーナーを有

する Ply-drop-off 構造では 32，64 各層の影響を抑制するために，各層の長手方向長さを 1mm

とした．実際の解析では長手方向長さが 100mmであり，テーパー部との相互作用から，Fig. 

6.4(e)のように Ply-drop-off 部で Spring-inが増加する変形になったと考えられる． 

 実際に得られる変形はそれぞれの弾性率で発生するひずみを考慮した上で，変形を足し

合わせたものである．以上で計算した結果と Appendix C を基に，残留変形を推定した結果

を Fig. 6.11 に示す．ここでは樹脂弾性率 Emが 5，25，50，100，3000MPa のそれぞれで面外

方向に 1800，1600，600，500，4170のひずみが発生するとして計算を行った．Fig. 6.11 に

は冷却時の非対称に起因する残留変形を考慮せず，一様に変形すると仮定した場合の推 
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Fig. 6.11: Calculated spring-in deformation in ply-drop-off structure along with L-shaped results.  

 

定結果も併せて示す．冷却時の非対称積層効果を考慮した場合，長手方向への変化量は長

手方向への変化量はテーパー部で最も顕著である．一方，非対称積層効果を無視した場合，

テーバー部から薄肉部にかけ，ほぼ一様に傾きが増加する．両方の場合で，全体としては

厚肉部から薄肉部にかけて Spring-in 変形が増加する形となる．これは厚肉部に比べ大きく

Spring-in変形しようとする薄肉部を，曲げ剛性の大きい厚肉部が拘束しているためである．

その結果，薄肉の端部に比べテーパー部付近で変形が抑制されるようになる．以上の解析

結果より，内部ひずみは厚肉・薄肉部で成形時にそれぞれ均一になる一方で，最終的な変

形は長手方向で分布が生じると予測される． 

 

6.3. 大型構造の成形モニタリング 

6.3.1. 試験方法 

 長手方向に Ply-drop-off を有する L 型材を作製し，内部ひずみの長手方向分布の計測およ

び成形後の形状計測を行った．試験片の概略図を Fig. 6.12 に示す．部材の寸法は解析と同

様にフランジ長を 95mm，厚肉部([904/04]4S (64層))および薄肉部([904/04]2S (32 層))の幅をそれ

ぞれ 100mm，テーパー部の幅を 50mmとした．テーパーの方法としては Fig. 6.1 に示す他に

も様々な構造[132]があるが，積層の簡易さおよび先行研究の例を考慮し，Staircase arrangement

（階段型）とした．テーパー部では各段 2層ずつを長手方向 5mm毎に切断し，Ply-drop-off 構

造を作製した．材料は汎用プリプレグ T700SC/#2592（P3252-15，東レ㈱製）を使用した．冶
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具との接触による摩擦低減のため 2枚の PTFE フィルム（厚み：100m）を張り付けたアルミ

ニウム製冶具（コーナー半径 6.4 mm，コーナー角度 90°）にプリプレグを積層し，プリプレグ

上部に PTFE フィルム（厚み：50m）およびガラスクロスを被せ，全体をバギングフィルム

で覆った．なお積層時，厚肉部および薄肉部それぞれにおいて，板厚中央となる層間に温度補

正・計測用のK 熱電対を埋め込んだ． 

 長手方向の内部ひずみ分布を計測するために，長手方向 4 か所の面外斜め±45°方向に FBG

センサを埋め込んだ(Fig. 6.12)．以下，Fig. 6.12 の左から薄肉端部・テーパー部，厚肉テーパ

ー部・端部と呼ぶ．センサ部は解析の計測点と同様にコーナー・フランジ境界から 45mm離れ

た位置となるようにし，それぞれの長手位置における±45°方向のセンサ間距離は 7mmとした．

実構造では第 4章の L型材のように PTFE フィルムを挿入し，センサ深さを決める手法は実用

的ではない．そこで，前章の U 型材への埋め込みで開発したバッグ後埋め込み手法を利用し

た．試験片をオートクレーブ内で真空引きし，バッグ後埋め込み手法を用いて穴を開けた後，

穴に FBG センサを差し込み，切り込みを入れたシーラントテープ(約 10mm×10mm)により穴

を塞いだ．使用した光ファイバセンサの tail length およびグレーティング長さは L 型および U

型の試験と同様に，薄肉部(32-ply)では tail length が 2mm，グレーティング長が 1mm，厚肉部 

 

  

Fig. 6.12: Schematic of ply-drop-off L-shpaed specimen. 
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 (64-ply)では tail lengthが 3mm，グレーティング長が 1mmである．穴の深さはグレーティング

部中央が板厚中心に位置するように厚肉部(64-ply)で約10mm，薄肉部(32-ply)で約6mmとした． 

 光ファイバ埋め込み後の試験片は真空・オートクレーブ内 0.3MPa 負荷下で成形した．成形

サイクルは 2°C/min 昇温，90°C 7時間保持，2°C/min冷却とした．なお，第 4章の L型と同様，

冷却前に真空の減圧・再加圧を行った．成形時の FBG センサおよび熱電対の応答計測は 1 分

毎に行った．また，3 次元形状計測機器 ATOS を使用し，成形後形状を計測した． 

 

6.3.2. 試験結果・考察 

 バッグ後埋め込みにより FBG センサを埋め込んだ試験片の脱型後写真を Fig. 6.13 に示す．

長手方向 4 箇所それぞれの位置で光ファイバが±45°方向に埋め込まれている様子がわかる．

光ファイバ 1 本の埋め込みに要した時間は 3 分程度であり，本手法による光ファイバの埋

め込みが大型複雑構造へ十分適応可能であることがわかる．また，埋込用冶具および埋め

込み手法を改良することで埋込速度の更なる向上が見込まれる． 

 Fig. 6.14，Fig. 6.15 に長手方向 4 箇所それぞれにおける低減垂直・せん断ひずみ(式(3.2.3))

およびせん断・垂直ひずみ比(式(3.2.4))の結果を示す．Fig. 6.14 より薄肉部・厚肉部共に，

それぞれの端部とテーパー部でほぼ同じひずみ変化が見られ，長手方向に内部ひずみの分

布がほぼ発生していないことがわかる．これは解析結果で考察したように，テーパー部に

おいて板厚が徐々に変化するためと考えられる．より定量的な評価であるせん断・垂直ひ

ずみ比(Fig. 6.15)においても同一の板厚部では端部とテーパー部での差は小さく，内部状態

の検証から解析の妥当性が確認された．板厚の異なる部分同士で相互作用がある場合，同

じ板厚部でも長手方向で内部ひずみの分布が発生すると考えられるため，この結果は成形

時の内部ひずみに関して，板厚の異なる部分同士の相互作用がないことを示している．こ

れは成形時の内部ひずみ，およびそれに伴う残留応力がそれぞれの板厚部で切り分けられ

ることを表しており，Kappel の研究[71]のように簡易的な変形計算モデルの構築可能性を示

している． 
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Fig. 6.13: Photograph of ply-drop-off L-shaped part: (a) whole structure, (b) side view. 

Optical fibers were successfully embedded in diagonal directions along its longitudinal direction. 

 

 次にそれぞれの厚み部を比較すると，薄肉部(32-ply)では硬化の前半(200min-300min)で垂

直・せん断ひずみの両方が大きく変化する一方で，硬化の後半(300min-)ではせん断ひずみ

の変化は極めて小さくなる(Fig. 6.14 (a), (b))．厚肉部(64-ply)においては硬化過程を通して垂

直・せん断ひずみ両方が変化し，せん断ひずみが一定になることはない(Fig. 6.14 (c), (d))．

この傾向はせん断・垂直ひずみ比の結果(Fig. 6.15)からも明らかである．また，発生するせ

ん断ひずみ量も薄肉部に比べ大きく，解析の結果と同様，硬化収縮に起因する残留変形は

厚肉部で小さいと予測される．冷却時では 4 か所すべてで垂直ひずみが約 3000発生する

一方，せん断ひずみはほぼ発生しない．このことから冷却時は Radford 式で予測される

Spring-in 変形および解析で考察した非対称積層に起因する変形を合わせた残留変形が発生

すると考えられる．  

Optical fibers

Ply-drop-offCorner
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Fig. 6.14: Reduced normal and shear strains at (a) 32-ply edge, (b) 32-ply near ply-drop-off,  

(c) 64-ply near ply-drop-off, and (d) 64-ply edge. 
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Fig. 6.15: Shear/Normal strain ratio at 

 (a) 32-ply edge, (b) 32-ply near ply-drop-off, (c) 64-ply near ply-drop-off, and (d) 64-ply edge. 
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 室温で計測した成形後形状の板厚分布を Fig. 6.16 に示す．また Fig. 6.17 に長手方向 5 mm

毎の位置における Spring-in角度を有限要素解析の結果(Fig. 6.11)および成形後の試験片を厚

肉・薄肉部に切断し，それぞれの切断後形状を計測した結果も示す．Fig. 6.17 の結果から厚

肉部に比べ薄肉部で Spring-in 角度が大きく，端部ほど切断後の形状に近い値となる．薄肉

端部で変形が低下するのは端部拘束の影響であると考えられる．実験の傾向は解析に近く，

特に，テーパー部における冷却時の非対称積層効果を無視した場合の結果とよく一致する．

これは試験片を作成する際のテーパー部における繊維のよれなどにより，非対称積層の影

響が抑制されたためであると考えられる．解析と実験結果の異なる点としては厚肉部の変

形分布が挙げられる．解析では厚肉部において長手方向の角度変化が生じるが，実験結果

では厚肉部ではほぼ均一な変形となる．このことから実際の構造では厚肉部の長手方向へ

の剛性が高いことが予測される．これら点に関してはテーパー部の繊維のよれを考慮した

物性値を使用することや，コーナー部で円錐座標系を用いることでより詳細な解析を行う

こと，および本研究で開発した斜め埋め込み FBG 手法をテーパー部に適用することを通じ

て，更なる解析精度の向上が可能であると考えられる． 

 以上の解析・実験結果から，Ply-drop-off 構造ではそれぞれの板厚部において，成形時の

内部ひずみ，およびそれに伴う残留応力状態は長手方向でほぼ均一になるが，曲げ剛性の

違いにより，脱型後形状は長手方向に分布が生じることが明らかになった．残留変形に関

しては有限要素解析により，大まかな予測が可能であるが，内部ひずみ評価を併用するこ

とで今後更なる解析精度の向上が見込まれる． 

 

  

Fig. 6.16: 3D scanning picture of ply-drop-off specimen. Color represents thickness. 

 

0.44°

0.47°



100 | 第 6章 大型部材へのひずみ計測手法の適用 

 

Fig. 6.17: Spring-in distribution in ply-drop-off specimen along longitudinal direction (Fig. 6.16) 

with average spring-in in each area after cutting.  

 

第 6章のまとめ 

 大型構造では長手方向に板厚や形状が変化するため，単純な部材では見られない複雑な

変形が発生することが予測される．本章ではそのような大型構造のうち，板厚が変化する

Ply-dorp-off 構造を有する L 型材に対し，有限要素解析，ひずみモニタリングおよび形状計

測を行った．これらの解析・実験結果を基に，Ply-drop-off 構造における残留変形に対する

新たな知見を得た． 

 

 有限要素解析では Ply-drop-off 構造に対し，2 ステップ解析を行った．1 ステップ目の物性

値をパラメータとして変更し，解析を行うことで以下の知見を得た． 

 ひずみはそれぞれの板厚において均一になる一方，残留変形は長手方向で分布が発生

する．硬化ひずみにより発生する残留変形は薄肉部で大きい． 

 冷却時の解析において，テーパー部で薄肉・厚肉部よりも大きな残留変形が計算され

た．これはテーパー部の一部で非対称積層になる結果，warpage が発生していることが

原因である．樹脂弾性率の低い硬化時では発生する面内応力が小さいため，このよう

な warpage は見られない． 

 成形サイクル全体を模擬した解析では厚肉部から薄肉部にかけて Spring-in 変形が増加

する傾向が得られた． 
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 テーパー部での非対称積層を考慮した場合としない場合では残留変形に違いが現れる． 

 

 実験では解析と同条件の Ply-drop-off 部を有する L 型材を作製し，厚肉・薄肉部それぞれ

の 2 か所，計 4か所の斜め±45°方向に FBG センサを埋め込み，内部状態の長手方向分布を

計測した．ひずみ計測と脱型後の形状計測結果を解析結果と比較し，以下の知見を得た． 

 第 5 章で開発したバッグ後埋め込み手法により埋め込みを行うことで，1 本当たり約 3

分で埋め込むことがき，本手法が大型構造へ十分適応可能である．さらにオートメー

ション化等の改良により，埋め込みの速度の向上が期待される． 

 内部ひずみは解析で計算されたように同じ板厚内では長手方向で均一である．この結

果はひずみをそれぞれの板厚部で切り分けて検証できることを表しており，簡易的な

変形計算モデルの構築可能性を示している． 

 一方，残留変形は長手方向で分布が生じた．これは変形の大きい薄肉部を変形の小さ

い厚肉部が拘束するためであり，内部に残留応力が発生していると考えられる． 

 解析により最終的な残留変形を予測可能である．特に，テーパー部の非対称積層を無

視した場合で実験とよく一致する結果を得られた．解析モデルの改良およびテーパー

部の内部ひずみ評価を併用することで更なる解析精度の向上が見込まれる． 
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第7章  結言 

 本研究では光ファイバセンサを用いた新たな内部ひずみ計測手法を開発し，様々な複雑

形状 CFRP のモニタリングを行った．その結果を理論・数値解析と比較し，複雑形状 CFRP

における残留変形メカニズムを解明した． 

 第 2 章では先行研究の理論解析を拡張し，L 型材におけるフランジの影響を取り入れた理

論解析を開発した．また与えるひずみに依らない物理量である「せん断・垂直ひずみ比」

を定義した．理論解析と有限要素解析の結果から，境界条件・板厚・弾性率・フランジ長

さの違いが，成形時のせん断変形および残留変形に与える影響を考察した．  

 第 3 章では FBG センサによる面外垂直・せん断ひずみ評価方法を提案した．第 2 章で示

したひずみ比に加え，それぞれを独立に評価する「低減ひずみ」を定義した．また，実際

に光ファイバを CFRP に埋め込み，X 線 CT スキャンにより，埋め込み手法を評価した．  

 第 4 章では第 3 章で提案したひずみ計測手法を L 型材に適用し，実際に成形時の内部ひ

ずみを計測した．計測結果から，解析モデルと同様にせん断変形が発生することが示され

た．板厚の比較では厚肉で大きなせん断変形が計測された．これは成形後の形状計測にお

いて，厚肉材で残留変形が小さい傾向と一致する．また計測結果を基に解析の境界条件の

検証を行った．さらに実験・解析結果から Spring-in を予測する新たな手法を提案した． 

 第 5 章では FBG センサによるひずみ計測法および解析を U 型材に応用した．実験・解析

の結果から，U 型材ではフランジ・ウェブ別々の変形が生じており，L 型材とは異なるメカ

ニズムで変形が発生することが明らかになった．またウェブの warpage がフランジにも影響

を与え，L 型材よりも大きな残留変形が発生することが示された． 

 第 6 章では Ply-drop-off 構造の解析・ひずみモニタリングを行い，本研究で提案した内部

ひずみ計測法が大型構造へ適用可能であることを示した．ひずみは長手方向で一様であり，

簡易解析の可能性が示唆された．一方，変形は長手方向で分布することが確認された． 
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 以上により，L・U 型の基本部材における内部状態・残留変形メカニズムが明らかになり，

Ply-drop-off 構造の変形に対する新たな知見も得られた． 

 

 今後の課題および応用可能性について以下に示す． 

 本研究では離型フィルムの使用，加圧プロセスにより，ゲル化前の影響を抑制し，ゲ

ル化後の硬化・熱収縮の影響を考察した．しかし，実際の成形では tool-part interaction

をはじめとするゲル化前の現象が残留変形に与える影響もあると考えられる．昇温速

度および冶具材料を変え，実験を行うことが今後の課題である．  

 最新の CFRP では層間靱性強化のために層間に熱可塑性粒子を分散させた樹脂層が付

加されることが多い．この層間樹脂層はせん断剛性が低く，L 型材などでは層間樹脂層

の有無により発生する内部ひずみ，および最終的な残留変形が大きく変化すると考え

られる．本研究で提案したモニタリング手法によりその効果の検証が可能である． 

 本研究で開発した手法を実際の成形に応用する例として，第 4 章のように，光ファイ

バセンサの応答を利用し，端部拘束を含む成形時の状態をモニタリングすることが挙

げられる．モニタリング結果から製品間または同一製品の位置によるばらつきを検知

することで，品質評価・保証が可能となる． 

 残留変形メカニズムの理解に加え，変形を低減することは実用上非常に重要である．

残留変形の低減には冶具の調整や成形プロセスの変更などの手法が考えられるが，そ

れらの評価においても本研究で開発した内部モニタリング手法により，有用な情報が

得られると考えられる． 

 

 本研究で開発した内部ひずみ計測手法により，従来計測不可能であった成形時の内部状

態が計測可能となり，解析と併せることで複雑形状における残留変形のメカニズムがより

明確になった．今後，より実際に近い構造に対し，本手法を応用することで，実構造の寸

法精度・健全性の向上が見込まれ，CFRP のより効率的な利用に繋がると考えられる． 
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Appendix A. 解析で用いた物性値 

 CFRP の構成材である樹脂と炭素繊維の物性値から CFRP の物性値を計算するには経験

則・理論・解析など様々な手法が存在する[133]．本研究では半経験則の Chamis モデル[100]

および Self consistent field model (SCFM)[101,102]用いて複合材料の物性値を決定した．実際

の解析では，硬化の進展に伴い変化する樹脂弾性率 Emをパラメータとし，上記モデルによ

り CFRP の物性値を計算した．ここでは Chamis モデルおよび SCFM から導かれる CFRP の

物性値決定法について述べる． 

 Chamis モデルより，一方向材料の物性値 E11，E22，12，G12および G23は 

         
 

       (A.1) 

    
  

              
   

  (A.2) 

    
  

              
   

  (A.3) 

    
  

              
   

  (A.4) 

         
 

       (A.5) 

となる．ここで，E は縦弾性率，G は横弾性率，はポアソン比，上付き添え字の f は炭素

繊維，m は樹脂，下付き添え字の 1は繊維方向，2は繊維直交方向を示す．また，直交異方

性より 2 と 3 方向は同じ物性であると仮定し， 

         (A.6) 

         (A.7) 

         (A.8) 

が導かれる．直交異方性材料の弾性解析に必要な物性値は(A.1)-(A.8)と23 である．23 は

SFCM より 

    
      

      

  (A.9) 

となる．ここで 

      
   

 

   

  (A.10) 

  
                       

                   
  (A.11) 
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である．K は体積弾性率である．なお，炭素繊維の体積弾性率 K
fは以下の式を利用した[134]． 

   
        

               
  

  (A.12) 

(A.1)-(A.12)より CFRP の物性値を決定できる．しかし，等方性材である樹脂の物性値を表

すには縦弾性率 E
mの他に 1 つの物性値が必要である．本研究では硬化中の体積弾性率 K

m

がガラス状態の体積弾性率 K
m

glassの 1/2 で一定である[103]と仮定して，樹脂弾性率 E
mのみ

で CFRP の物性値を決定した．樹脂は等方性であるので体積弾性率 K
mは 

   
  

        
  (A.13) 

となる．ガラス状態の樹脂弾性率 E
m

glass およびポアソン比
m

glass は既知であるので，(A.13)

式よりガラス状態の体積弾性率 K
m

glassが求まる．また上述の仮定より， 

   
 

 
      

  (A.14) 

であり，等方性材の弾性率の関係より 

   
 

 
 

  

   
 (A.15) 

   
  

       
 (A.16) 

となるため，樹脂弾性率 E
mをパラメータとして，CFRP の物性値を書き表すことができる．

なお繊維含有率 Vfは 60%とし，炭素繊維の物性値は Table A. 1 に示すように T700SC の値

[135]を使用し，ガラス状態での樹脂の弾性率は 3000MPa とした．  

Table A. 1: Carbon fiber (700SC) properties used in analysis [135] 

Elastic moduli (GPa) Ef11 

Ef22 

Gf12 

230 

18.2 

36.6 

Poisson’s ration  f12 

 f23 

0.27 

0.3 
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Appendix B. L型材および U型材の理論解析の係数計算 

 第 2 章および第 5 章での理論解析では積層板の曲げに関する有効弾性率 Eおよび有効せ

ん断弾性率 Gtが必要である．ここではそれらの計算法および使用した値について述べる． 

 曲げによる面外(z)方向変位を wbとすると，面内ひずみの面外方向分布は 

        
    

   
 (B.1) 

となる[104]．ここで，面内力は無視している．面内応力は弾性率 E をかけて 

             
    

   
 (B.2) 

となる．ここで，積層板のように板厚方向に弾性率の分布がある場合，弾性率 E が z の関

数になる．(B.2)に距離をかけ，積分することで，単位幅当りの曲げモーメント M が 

            
 

  
    

   
           

   

    

 (B.3) 

と導かれる．ここで，式(B.3)を式(2.2.9)と等値すると，有効弾性率 Eが 

   
           

   

    

 
 (B.4) 

と導かれる．ここで，t は板厚，I は単位幅あたりの断面二次モーメントであり，材料の物

性値に関わらず断面形状のみで決まる値である．式(B.4)より，有効弾性率 Eは積層構成に

依存する値であり，0°材を中立軸から離れた位置に配置すると高くなることがわかる．有効

せん断弾性率 Gtはそれぞれの層におけるせん断弾性率 G の平均から 

    
        

   

    

 
 (B.5) 

とした．より，有効せん断弾性率 Gtは各繊維方向の積層数のみで決定される値である

ことがわかる． 

 ，で使用する弾性率 E およびせん断弾性率 G は Appendix A の(A.1)-(A.4)より求

めた．(A.1)-(A.4)は樹脂弾性率 Emにより値が変化するが，有効弾性率 Eは本研究で使用し

た積層構成では樹脂弾性率の影響が小さいため，Em=100MPa の値を代表値として使用した．

一方，有効せん断弾性率 Gtは樹脂弾性率により大きく異なるため，それぞれの樹脂弾性率

Emに対し(A.3)，(A.4)，(B.6)より計算を行った．Em=5，25，50，100 MPa における有効弾性

率，有効せん断弾性率の計算結果を Table B. 1と Table B. 2 に示す．なお，正確には層の
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有効せん断弾性率は 32，64層と異なる値であるが，硬化領域においてはせん断弾性率 G12，

G23の差が小さく，有効せん断弾性率がほぼ同じ値になるため，Table B. 2 には，層の結

果を示す． 

 

Table B. 1: Effective Young’s modulus E for stacking sequences used in this research. 

Stacking sequence 
20-ply  

([02/904/04]S) 

32-ply  

([904/04] 2S) 

64-ply  

([904/04] 4S) 

E GPa] 76 43 56 

 

Table B. 2: Effective Shear modulus Gt as a function of resin Young’s modulus Em 

Em [GPa] 0.005 0.025 0.050 0.100 

Gt GPa] 0.007 0.033 0.066 0.132 
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Appendix C. 光ファイバセンサを用いた樹脂弾性率の推定 

 先行研究[96]で，光ファイバセンサを用いた樹脂弾性率の推定法が開発された．本研究で

はこの手法を用いて推定した樹脂弾性率 Emの範囲内で解析を行ったため，Appendix C でこ

の推定法および結果を簡単に説明する． 

 第 3 章で述べたように，FBG センサで計測するひずみはセンサの tail length l と剛性マト

リックス C に依存し，式(3.1.4)と表わされる．ここで，一方向積層板の繊維直交方向に，tail 

length の異なる 2 つの FBG センサを埋め込むと 

 
   

                

   
                

   (C.1) 

と異なる結果が得られる．ここで，lS, lLは異なる tail length であり，それぞれ tail length の

短いセンサ(short tail sensor)と長いセンサ(long tail sensor)における値を示す．Short tail sensor

の値を long tail sensor の値で除すると 

   
 

   
  

          

          
  (C.2) 

となり，それぞれが計測するひずみの比(short/long 比)が得られる．ここで，tail length が既

知のセンサを使用した場合，short/long 比はある時間での CFRP の剛性マトリックス C(t)の

みに依存する値である．さらに，Appendix A で示されるように剛性マトリックス C(t)は樹脂

弾性率 Emのみで表すことができるため，式(C.2)の short/long 比は樹脂弾性率 Emの関数と考

えることができる．このことから本手法では実験で得られた short/long 比から樹脂弾性率 Em

を推定する．以下に具体的な手法と結果を示す． 

 光ファイバを含む有限要素解析を樹脂弾性率 Emを変えながら行い，それぞれの樹脂弾性

率における short/long比を求める．Fig. C-1に short/long比と樹脂弾性率の関係を示す．Fig. C-1

のようなプロットが得られると，実験で short/long 比を計測することで，その時間における

樹脂弾性率を推定できる．本研究では先行研究[96]を参考に T700SC/#2592（P3252-15，東レ

(株)製）の物性値推定を行った．積層構成は[0]50の一方向，試験片サイズは 70mm × 70mm

とし，tail length が 35 mm(long tail sensor)および 2 mm(short tail sensor)の 2 種類の FBG セン

サをグレーティング部が板厚および長手方向中央になるように配置した．計測結果を Fig. 

C-2 に示す．硬化の前半で short tail sensor に比べ，long tail sensor で大きくひずみが発生して

いることがわかる．一方，硬化の後半ではそれぞれの差は小さくなる．Fig. C-2 の結果を基
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に，short/long 比を計算した結果を Fig. C-3 に示す．ここでは，硬化時のみの拡大図を示し

ており，long tail sensor が 100 増加する毎に値を更新した．また Fig. C-3 には Fig. C-1 の

ように，推定した樹脂弾性率の値も併せて示している．Fig. C-3 の結果から，硬化時の樹脂

弾性率は約 150 MPa 程度まで上昇することがわかる．本研究の解析では先行研究[96]とこの

結果を基に，硬化時における代表樹脂弾性率として 5，25，50，100 MPa で計算を行った． 

 

 

Fig. C-1: Relationship between resin Young’s modulus and short/long strain ratio (FEA). 

 

 

Fig. C-2: Measured strain by short and long FBG sensors. 
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Fig. C-3: Measured short/long strain ratio and estimated resin Young’s modulus by experiment and 

numerical anlaysis.  
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Appendix D. FEAで使用した UMATサブルーチンコード 

 

      SUBROUTINE UMAT(STRESS,STATEV,DDSDDE,SSE,SPD,SCD, 

     1 RPL,DDSDDT,DRPLDE,DRPLDT, 

     2 STRAN,DSTRAN,TIME,DTIME,TEMP,DTEMP,PREDEF,DPRED,CMNAME, 

     3 NDI,NSHR,NTENS,NSTATV,PROPS,NPROPS,COORDS,DROT,PNEWDT, 

     4 CELENT,DFGRD0,DFGRD1,NOEL,NPT,LAYER,KSPT,KSTEP,KINC) 

C 

C ---------------------------------------------------------------------- 

C UMAT FOR TWO MATERIALS 

C ---------------------------------------------------------------------- 

C 

      CHARACTER*8 CMNAME 

C 

C MATERIAL SELECTION 

C 

      IF (CMNAME(1:4) .EQ. 'MAT1') THEN 

        CALL UMAT_MAT1(STRESS,STATEV,DDSDDE,SSE,SPD,SCD, 

     1   RPL,DDSDDT,DRPLDE,DRPLDT, 

     2   STRAN,DSTRAN,TIME,DTIME,TEMP,DTEMP,PREDEF,DPRED,CMNAME, 

     3   NDI,NSHR,NTENS,NSTATV,PROPS,NPROPS,COORDS,DROT,PNEWDT, 

     4   CELENT,DFGRD0,DFGRD1,NOEL,NPT,LAYER,KSPT,KSTEP,KINC) 

      ELSE IF (CMNAME(1:4) .EQ. 'MAT2') THEN 

         CALL UMAT_MAT2(STRESS,STATEV,DDSDDE,SSE,SPD,SCD, 

     1   RPL,DDSDDT,DRPLDE,DRPLDT, 

     2   STRAN,DSTRAN,TIME,DTIME,TEMP,DTEMP,PREDEF,DPRED,CMNAME, 

     3   NDI,NSHR,NTENS,NSTATV,PROPS,NPROPS,COORDS,DROT,PNEWDT, 

     4   CELENT,DFGRD0,DFGRD1,NOEL,NPT,LAYER,KSPT,KSTEP,KINC) 

      ELSE 

        WRITE(*,*) "INVALID MATERIAL" 

      ENDIF 

C       

      RETURN 

      END SUBROUTINE 

C 
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C ********************************************************************** 

C   UMAT_MAT1 

C ********************************************************************** 

      SUBROUTINE UMAT_MAT1(STRESS,STATEV,DDSDDE,SSE,SPD,SCD, 

Cx1 

     1 RPL,DDSDDT,DRPLDE,DRPLDT, 

     2 STRAN,DSTRAN,TIME,DTIME,TEMP,DTEMP,PREDEF,DPRED,CMNAME, 

     3 NDI,NSHR,NTENS,NSTATV,PROPS,NPROPS,COORDS,DROT,PNEWDT, 

     4 CELENT,DFGRD0,DFGRD1,NOEL,NPT,LAYER,KSPT,KSTEP,KINC) 

C 

      INCLUDE 'ABA_PARAM.INC' 

C 

      CHARACTER*8 CMNAME 

      DIMENSION STRESS(NTENS),STATEV(NSTATV), 

     1 DDSDDE(NTENS,NTENS),DDSDDT(NTENS),DRPLDE(NTENS), 

     2 STRAN(NTENS),DSTRAN(NTENS),TIME(2),PREDEF(1),DPRED(1), 

     3 PROPS(NPROPS),COORDS(3),DROT(3,3),DFGRD0(3,3),DFGRD1(3,3), 

     4 EMOD(6), ENU(3,3) 

C 

   DIMENSION EELAS(6), ETHERM(6), DTHERM(6), DELDSE(6,6) 

C 

   PARAMETER(ZERO=0.D0, ONE=1.D0, TWO=2.D0, THREE=3.D0, SIX=6.D0) 

C 

C 

C LOCAL ARRAYS 

C ------------------------------------------------------------------ 

C EELAS - ELASTIC STRAINS 

C ETHERM - THERMAL STRAINS 

C DTHERM - INCREMENTAL THERMAL STRAINS 

C DELDSE - CHANGE IN STIFFNESS DUE TO TEMPRATURE CHANGE  

C ------------------------------------------------------------------ 

C UMAT FOR ISOTROPIC THERMO-ELASTICITY WITH LINEARLY VARYING 

C MODULI - CANNOT BE USED FOR PLANE STRESS 

C ------------------------------------------------------------------ 

C PROPS(1~NPROPS - 4) - Em 

C PROPS(NPROPS - 3) - ALPHA1(T1) 
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C PROPS(NPROPS - 2) - ALPHA2(T1) 

C PROPS(NPROPS - 1) - ALPHA3(T1) 

C PROPS(NPROPS)     - T_INITIAL: usually 0 ｺ C 

C   NDI - NUMBER OF DIRECT STRESS 

C   NSHR - NUMBER OF SHRRE STRESS 

C ------------------------------------------------------------------ 

      IF (NDI.NE.3) THEN 

            WRITE(*, *) "THIS UMAT MAY ONLY BE USED FOR ELEMENTS 

     1       WITH THREE DIRECT STRESS COMPONENTS" 

            CALL EXIT 

      ENDIF 

C 

C FIBER VOLUME FRACTION 

      VF = 0.6 

C 

C FIBER PROPERTIES 

      EF11 = 230000000.  

      EF22 = 18200000. 

      VF12 = 0.27 

      VF23 = 0.3 

      GF12 = 36600000. 

      GF23 = EF22/(VF23+1.)*0.5 

C 

C MATRIX PROPERTIES 

      EM  = PROPS(INT(TIME(2))+1) 

      EGLASS = 5000000.     

      VGLASS = 0.4  

      BGLASS = EGLASS/(3.*(1.-2.*VGLASS)) 

      BM  = BGLASS*0.5 

      VM  = 0.5-EM/6./BM 

      GM  = EM/(1.+VM)*0.5 

C 

Cx2   

C CHAMIS MODEL 

      EMOD(1) = VF*EF11+(1.-VF)*EM  

      EMOD(2) = EM/(1-VF**0.5*(1.-EM/EF22))  
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      EMOD(3) = EM/(1-VF**0.5*(1.-EM/EF22))  

      EMOD(4) = GM/(1-VF**0.5*(1.-GM/GF12))  

      EMOD(5) = GM/(1-VF**0.5*(1.-GM/GF12))  

      EMOD(6) = GM/(1-VF**0.5*(1.-GM/GF23))  

      ENU(1,2)= VF*VF12+(1.-VF)*VM  

      ENU(1,3)= VF*VF12+(1.-VF)*VM   

C 

C GENERALIZED SELF CONSISTENT MODEL   

      BFTEMP1 = (EF11*EF22*EF22)**(1/3.) 

      BFTEMP2 = (VF12*VF12*EF22/EF11*VF23)**(1/3.) 

      BF  = BFTEMP1/3./(1.-2.*BFTEMP2) 

      BTEMP = 

(BM*(BF+GM)*(1-VF)+BF*(BM+GM)*VF)/((BF+GM)*(1-VF)+(BM+GM)*VF) 

      CTEMP = 1+4*BTEMP*ENU(1,2)*ENU(1,2)/EMOD(1) 

      ENU(2,3)= (BTEMP-CTEMP*EMOD(6))/(BTEMP+CTEMP*EMOD(6)) 

C 

      ENU(2,1)=EMOD(2)/EMOD(1)*ENU(1,2) 

      ENU(3,1)=EMOD(3)/EMOD(1)*ENU(1,3) 

      ENU(3,2)=EMOD(3)/EMOD(2)*ENU(2,3) 

C 

      DELTA=(ONE-ENU(1,2)*ENU(2,1)-ENU(2,3)*ENU(3,2) 

     1 -ENU(3,1)*ENU(1,3)-TWO*ENU(1,2)*ENU(2,3)*ENU(3,1))/ 

     2 (EMOD(1)*EMOD(2)*EMOD(3)) 

C 

C ELASTIC STIFFNESS 

C 

      DO K1=1, NTENS 

       DO K2=1, NTENS 

        DDSDDE(K1,K2) = 0 

       END DO 

      END DO 

C 

Cy1    

      DDSDDE(1,1)=(1-ENU(2,3)*ENU(3,2))/(EMOD(2)*EMOD(3)*DELTA) 

      DDSDDE(2,2)=(1-ENU(3,1)*ENU(1,3))/(EMOD(3)*EMOD(1)*DELTA) 

      DDSDDE(3,3)=(1-ENU(1,2)*ENU(2,1))/(EMOD(1)*EMOD(2)*DELTA) 



 | 115 

      DDSDDE(1,2)=(ENU(2,1)+ENU(3,1)*ENU(2,3))/(EMOD(2)*EMOD(3)*DELTA) 

      DDSDDE(1,3)=(ENU(3,1)+ENU(2,1)*ENU(3,2))/(EMOD(2)*EMOD(3)*DELTA) 

      DDSDDE(2,3)=(ENU(3,2)+ENU(3,1)*ENU(1,2))/(EMOD(3)*EMOD(1)*DELTA) 

      DDSDDE(2,1)=DDSDDE(1,2) 

      DDSDDE(3,1)=DDSDDE(1,3) 

      DDSDDE(3,2)=DDSDDE(2,3) 

      DDSDDE(4,4)= EMOD(4) 

      DDSDDE(5,5)= EMOD(5) 

      DDSDDE(6,6)= EMOD(6) 

   

C CALCULATE THERMAL EXPANSION 

C 

      DO K1=1, NDI 

       ETHERM(K1)=PROPS(NPROPS-4+K1)*(TEMP-PROPS(NPROPS)) 

       DTHERM(K1)=PROPS(NPROPS-4+K1)*DTEMP 

      END DO 

      DO K1=NDI+1, NTENS 

       DTHERM(K1)=ZERO 

      END DO 

C 

C CALCULAE STRESS, ELASTIC(MECHANICAL) AND THERMAL STRAINS 

C 

      DO K1=1, NTENS 

       DO K2=1, NTENS 

        STRESS(K2)=STRESS(K2)+DDSDDE(K2, K1) 

     1   *(DSTRAN(K1)-DTHERM(K1)) 

       END DO 

       ETHERM(K1)=ETHERM(K1)+DTHERM(K1) 

       EELAS(K1)=STRAN(K1)+DSTRAN(K1)-ETHERM(K1) 

      END DO 

C  

      DO K1=1, NTENS 

       STATEV(K1)=EELAS(K1) 

       STATEV(K1+NTENS)=ETHERM(K1) 

      END DO 

      STATEV(2*NTENS+1)=EMOD(2) 
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Cy2  

C 

      RETURN 

      END SUBROUTINE 

C 

C ********************************************************************** 

C   UMAT_MAT2 

C ********************************************************************** 

      SUBROUTINE UMAT_MAT2(STRESS,STATEV,DDSDDE,SSE,SPD,SCD, 

C 

Cx1-Cx2 と同一コードにより省略 

C 

C CHAMIS MODEL 

      EMOD(1) = EM/(1-VF**0.5*(1.-EM/EF22)) 

      EMOD(2) = EM/(1-VF**0.5*(1.-EM/EF22))  

      EMOD(3) = VF*EF11+(1.-VF)*EM 

      EMOD(4) = GM/(1-VF**0.5*(1.-GM/GF23))  

      EMOD(5) = GM/(1-VF**0.5*(1.-GM/GF12))  

      EMOD(6) = GM/(1-VF**0.5*(1.-GM/GF12))  

      ENU(3,1)= VF*VF12+(1.-VF)*VM 

      ENU(3,2)= VF*VF12+(1.-VF)*VM 

C 

C GENERALIZED SELF CONSISTENT MODEL   

      BFTEMP1 = (EF11*EF22*EF22)**(1/3.) 

      BFTEMP2 = (VF12*VF12*EF22/EF11*VF23)**(1/3.) 

      BF  = BFTEMP1/3./(1.-2.*BFTEMP2) 

      BTEMP = 

(BM*(BF+GM)*(1-VF)+BF*(BM+GM)*VF)/((BF+GM)*(1-VF)+(BM+GM)*VF) 

      CTEMP = 1+4*BTEMP*ENU(3,1)*ENU(3,1)/EMOD(3) 

      ENU(1,2)= (BTEMP-CTEMP*EMOD(4))/(BTEMP+CTEMP*EMOD(4)) 

C 

      ENU(2,1)=EMOD(2)/EMOD(1)*ENU(1,2) 

      ENU(1,3)=EMOD(1)/EMOD(3)*ENU(3,1) 

      ENU(2,3)=EMOD(2)/EMOD(3)*ENU(3,2) 

C 

      DELTA=(ONE-ENU(1,2)*ENU(2,1)-ENU(2,3)*ENU(3,2) 
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     1 -ENU(3,1)*ENU(1,3)-TWO*ENU(1,2)*ENU(2,3)*ENU(3,1))/ 

     2 (EMOD(1)*EMOD(2)*EMOD(3)) 

C 

C ELASTIC STIFFNESS 

C 

      DO K1=1, NTENS 

       DO K2=1, NTENS 

        DDSDDE(K1,K2) = 0 

       END DO 

      END DO 

C 

Cy1-Cy2と同一コードにより省略    

C 

      RETURN 

      END SUBROUTINE 
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