
１． 研究の目的と背景 

 主に電子機器産業において多用されているステンレス，

銅 合金，アルミニウムなどの冷延硬化板材（H 材）は，

冷延予ひずみにより流動応力の板面内異方性が強く，また

バウシンガー効果のため受入れ材の引張り特性と圧縮特

性が大きく異なることがある（いわゆる SD 効果の発現）． 

また，成形限界にも強い異方性があり，プレス成形破壊は

板の方向に強く依存している．従って，こうした挙動を正

確に表すことができる材料モデルと成形限界の確立が H

材の高精度成形シミュレーションにとって不可欠となる．  

そこで，本研究では，第一に，冷延硬化の影響を考慮し

た材料モデル（構成式）の枠組みについて検討した．また，

異方性の高精度の表現のために新しくそのモデルの板材

成形シミュレーションソフトへの組込みと利用，さらに成

形限界について検討した．以下では，紙面の都合で，得ら

れた主要な結果について報告する． 

２．異方性材料モデルの枠組み 

 異方性材料モデルとしては，著者らが提案している

Yoshida-Uemori model1)-3)をベースとした以下のような枠

組みを考える．図１に模式的に示すように，降伏曲面は塑

性変形に伴って拡大および移動する限界曲面の中を移動

するものとする．初期降伏条件が ( ) 0f Yφ= − =σ で与

えられるとき， 

降伏曲面： ( ) 0f Yφ= − =σ − α       (1) 

限界曲面： ( ) ( ) 0F B Rφ= − + =σ − β  (2) 

ここで，Y ：降伏曲面の大きさ（初期降伏強さ），α ：降

伏曲面の中心（背応力）， B ：限界曲面の初期の大きさ，

R ：限界曲面の等方硬化， β ：限界曲面の中心である．

これらの内部状態変数の発展式は次のように与えられて

いる． 

降伏曲面の限界曲面に対する相対移動： 
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限界曲面の拡大： ( )satR k R R ε= −& &     (5) 
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降伏曲面の移動硬化は転位の運動に対して方向性を持つ

長距離障害物（比較的大きな第２相や介在物，結晶粒界な

ど）による硬化を表しており，これらの障害物により運動

を阻止された転位は反転負荷により容易に可動性を回復

する．応力反転時における早期降伏と急速な加工硬化率の

変化に特徴づけられる遷移的バウシンガー効果の機構は

このように説明できる．限界曲面はランダム配置された短

距離障害物（固溶原子，微細析出物など）および転位壁や 
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図１ 二曲面塑性ポテンシャルモデル 
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セルなどによる比較的安定な転位組織による硬化を表し

ている．反転負荷における硬化休止現象は単調負荷により

形成された転位壁やセルが反転負荷によりその一部が分

解され再構築される過程であることが実験観察により明

らかにされているが，本モデルではこれを限界曲面の拡大

の一時停止，さらに非硬化領域の発展としてモデル化して

いる（詳細は文献 1）を参照）．なお，本モデルは降伏曲

面の大きさと形状は常に一定と仮定しているが，大きな塑

性変形後の除荷における応力－ひずみ曲線を詳細に観察

してみると，除荷直後からバウシンガー効果によりわずか

な塑性変形が生じていることがわかる．著者らはこれを表

現するために，「ヤング率の塑性ひずみ依存性」の式 2)を

提案している． 

[ ]( ) 1 exp( )o o aE E E E ξε= − − − −   (7) 

ここで， oE ， aE はそれぞれ処女材のヤング率および塑性

ひずみが極めて大きい場合（ε → ∞ ）のヤング率の値

である．ξ は材料定数である． 

 ここで，冷延硬化の影響は，そのとき付与される塑性ひ

ずみ rollε ，内部状態変数の値 rollα ， rollβ を与えること

によって表現できる．実際には，冷間圧延で与えられる塑

性ひずみを平面ひずみ圧縮で近似して，比例変形で冷延に

おける塑性ひずみや内部状態変数の計算を行う． 

一例として，タフピッチ銅板 C1100R-H の繰返し塑性

変形挙動の実験結果と本モデルによる数値シミュレーシ

ョン結果の比較を図２に示す． 

 

３． 新しい異方性降伏関数の提案 

異方性降伏関数については，Hill の提案した２次降伏

関数 4)が現在でも最も広く使われている．これは曲面の凸

面性が保証され，板の３方向（圧延方向に対し 0°，

45°,90°）のｒ値（r0, r45, r90）のみを使うことにより

異方性パラメータを決定でき，さらに鋼板については降伏

曲面形状に及ぼす異方性の影響を定性的には表している．

さらに３次元応力場にたいする表現も提示している．一方，

この降伏関数の問題点も明らかになっている．面内異方性

の強い鋼板に関しては，降伏曲面の等二軸降伏応力

x y bσ σ σ= = を過大に計算し流動応力の方向依存性を極

端に予測する．さらにアルミニウムのようなｒ値が１より

もかなり小さな材料については，計算では等二軸降伏応力

bσ が板の圧延方向降伏応力 0σ に比べて小さくなるが，

実際にはそうはならない（この現象は anomalous と呼ばれ

る）こと，降伏曲面形状が von Mises よりむしろ Tresca

に近い板が多いにもかかわらずそれが２次式では表現で

きないことなどが指摘されている． 

そこで，板材の異方性を精度良く表現するために，以下に

示す６次多項式型降伏関数を提案する． 
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     (8) 

ここで，C1～C16は異方性パラメータであり，C1～C16＝１の

場合には von Mises 等方性となる．これらの決め方の概略

は以下のとおりである． 

・ C1 ～ C7 は ( ,x yσ σ ) 降 伏 曲 面 を 特 徴 づ け る

0 90, ,σ σ , ,a b cσ σ σ （図３参照）および r0, r90を用い

て決める．  

 

 

 

 

 

 

 

図  ,a bσ σ , cσ の定義．  
x yσ σ= = bσ ; 

2x y aσ σ σ= = ; 
22y cσ σ σ= = . 
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・ C8～C16 は 45σ および r45 の実験値を必ず満足しながら

α方向の引張りにおける流動応力とｒ値（ ασ ，rα）

が実験結果に最も近くなるようなパラメータの値を

求める．ただし，一般的には３方向（0°，45°,90°）

の引張りしかないことを考え，一般には ασ は Hill48

σ（
0 45 90, , , bσ σ σ σ からパラメータを決定），rαは

Hill48r（r0, r45, r90 からパラメータを決定）による

計算値で代用する． 

なお，６次多項式で表現される降伏曲面の凸面性を一般

に証明することはできないが，与えられた異方性パラメー

タ C1～C16に対して数値的（離散的）にそのチェックを行う

ことは簡単にできる． 

提案した降伏関数は次の特徴と優位性を持つ． 

①高ｒ値冷延鋼板，高張力鋼板など種々の金属板のｒ値と

流動応力の異方性を精度良く表現できる． 

② ( ,x yσ σ ) 平面上の降伏曲面の形状を表すのに，

0 90, , bσ σ σ の３点に加えて平面ひずみ状態を特徴づける

,a cσ σ （図３）も，r0, r45, r90 や 0 45 90, , , bσ σ σ σ とは独

立に，直接考慮できる．これは Barlat ら 5)の Yld2000-2d，

Gotoh6)などほとんどの降伏関数ではその自由度がないの

とは対照的である．その意味では， ( ,x yσ σ )平面において

多くの降伏点を近似曲線でつなぐ Vegter モデル 7)の利点を

合わせ持っているともいえる． 

③3 次元の降伏関数が簡単な形で表現できている．この点

は Barlat らの応力線形変換を用いるタイプ 5),8)に対し優位

性がある． 

④材料パラメータの決め方は明確である． 

 

図４は，本降伏関数の妥当性の検証の一例として，

590MPa 高張力鋼板の降伏曲面の実験結果（橋本ほか 9)）

と計算結果の比較を示したものである．また，図５，６は

それぞれ流動応力およびｒ値の板方向依存性の実験結果

と計算結果の比較である．これらの図には，他の降伏関数

（Hill48-r：３方向ｒ値から異方性パラメータを決めた

Hill48 降伏関数，Hil48-σ：３方向流動応力値から異方性パ

ラメータを決めた Hill48 降伏関数，Yld2000-2d：Barlat の

降伏関数）を用いた計算結果も比較のために描いてある．

これらの結果から，本降伏関数による計算結果は降伏曲面，

単軸引張り流動応力の方向依存性，ｒ値の面内異方性のい

ずれも精度良く表せることが確認できる． 
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図 高張力鋼板（
0 0.43,r = 45 1.41r = ，

90 0.61r = ）の降伏曲面．実験値は橋本ら 9) による．

 

図５ 590MPa 高張力鋼板の流動応力の板方向依

存性 
 

図６ 590MPa 高張力鋼板のｒ値の板方向依存性 ４    590MPa
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４．加工誘起変態を考慮した材料モデル 

 オーステナイト系ステンレス鋼板では加工誘起変態に

より大きな硬化が得られる．板材成形シミュレーションを

考えると，この大きな硬化や応力反転におけるバウシンガ

ー効果のモデル化は重要である．本研究では，Y-U モデル

を基に，新しい構成モデルを提案した．本構成モデルの特

徴は以下の通りである． 

・ 移動硬化によりバウシンガー効果等の繰返し塑性変形

特性を高精度に記述する． 

・ TRIP による硬化を降伏曲面の等方硬化で表現する． 

 降伏曲面 f，限界曲面 F の背応力テンソルをそれれ α，β
とすると， 

 ( ) ( ), yieldf Y Rϕ= − +σ α  (9) 

 ( ) ( ), boundF B Rϕ= − +σ β  (10) 

と記述できる．ここで，σは応力テンソル，φ は降伏関数

で定義される関数，Y，B はそれぞれ降伏曲面および限界

曲面の初期半径である． Ryield，Rbound はそれぞれ降伏曲

面および限界曲面の等方硬化応力であり，次のように定義

される． 

 Ryield = η fmRtrip
 (11) 

 Rbound = fmRtrip + 1− fm( ) Raus
 (12) 

 Raus = m Rsat − Raus( ) &ε slip  (13) 

ここで，fmはマルテンサイト体積分率，η，Rtrip，m，Rsat

は材料パラメータである．また， &ε slipはすべり変形により

生じる相当塑性ひずみ速度であり，塑性ひずみ速度テンソ

ル から次式で計算される． 

  (14) 

 α，βの発展則は YU モデルにより次式で定義される． 
  (15) 

 ( )* *

*

slipa aC
Y

ε
α

⎧ ⎫⎪ ⎪= − −⎨ ⎬
⎪ ⎪⎩ ⎭

o
&α σ α α  (16) 

 ( ) slipbm
Y

ε⎧ ⎫= − −⎨ ⎬
⎩ ⎭

o
&β σ α β  (17) 

ここで C，b は材料パラメータ，a は材料パラメータ a0

により以下のように定義される． 

 ( ) ( )
0   

bound yield

bound yield

a B R Y R

a R R

= + − +

= + −
 (18) 

 
0a B Y= −  (19) 

 また，本構成モデルでは Y-U モデルにて提案されてい

る再降伏直後に生じる等方硬化の一時的な休止現象を再

現した非硬化領域も導入している（材料パラメータ h が

必要）が，ここでは紙面の都合上その説明は割愛する．詳

細は文献 1)を参照されたい． 

 加工誘起マルテンサイト変態カイネティクスとして

Stringfellow ら 10)のモデルを採用した．このモデルでは

スペリ変形に伴って現れるオーステナイト相中のせん断

帯交差の体積分率 fsb を求め，そこがマルテンサイト変態

の核となりうる確率を，温度と静水圧応力 σmに依存する

正規分布の累積密度関数で与えられるものとして記述さ

れている．このモデルでは，マルテンサイト体積分率 fm

の増加速度 &fmが次式で規定される． 

 &fm = 1− fm( ) Af
&ε slip + Bf

&Σ( )  (20) 

 Af = α f β0rI 1− fsb( ) fsb( )rI −1 P  (21) 

 Bf = g2

2π
β0 fsb( )rI exp −

g( )2

2

⎧
⎨
⎪

⎩⎪

⎫
⎬
⎪

⎭⎪
H &Σ( )  (22) 

 g = g0 − g1T + g2
&Σ  (23) 

ここで，αf，β0，rI，g0，g1，g2，sgは材料パラメータであ

る．また， &Σ は次式で表される． 

 &Σ = Σ
&σ m

σ m

−
&σ

σ

⎛

⎝
⎜

⎞

⎠
⎟ (24) 

 Σ = σ m /σ  (25) 

ここでσ は相当応力であり次式で表される． 

  (26) 

P は正規分布の累積密度関数として次式で与えられる． 

 P = 1

2π
exp −

′g( )2

2

⎧
⎨
⎪

⎩⎪

⎫
⎬
⎪

⎭⎪
−∞

g∫ d ′g  (27) 

また，H(x)はヘビサイドステップ関数であり，変数 x に応

じて次のように 1 もしくは 0 をとる． 

 H x( ) =
1 , if x > 0

0 , otherwise

⎧
⎨
⎪

⎩⎪
 (28) 

 また，fsbの発展式は次式で与えられる． 

 &fsb = 1− fsb( )α f
&ε slip  (29) 

実験で取得したマルテンサイト体積分率を使用し，構成

モデルの材料パラメータを同定した．続いてそのパラメー

タを固定し，Stringfellow モデルの材料パラメータを決定

した．図７に実験結果，提案モデル＋実験で取得したマル

テンサイト体積分率を使用した計算結果，提案モデル＋

Stringfellow モデルの計算結果の比較を示す．(a)が応力−

ひずみ曲線，(b)がマルテンサイト体積分率−塑性ひずみ曲

線である．実験結果より，本供試材は TRIP により大きな

加工硬化を生じていることがわかる．特に応力反転に伴う

繰返し加工硬化は顕著であり，本材料が比較的等方硬化的

な挙動を示すことが確認できる．また，応力反転試験では，

再降伏直後から塑性ひずみ 5%程度の間で TRIP の停滞が

見られ，また，その後も単純負荷に比べて緩やかにマルテ

ンサイト量が増加している． 

 計算結果では，提案する構成モデルに実験から得られた

マルテンサイト体積分率を組合せた場合には，単純負荷お

よび繰返し変形時ともに応力—ひずみ挙動を高精度に再現

できていることがわかる．一方，提案モデルと

Stringfellow モデルとを組合せた際には，前述した応力反

－ 29 －



転後の特異なマルテンサイト生成挙動が再現できておら

ず，計算の方が実験よりもマルテンサイト量を過剰に見積

もっている．そのため応力−ひずみ曲線においても実験に

比べて流動応力が高くなっており，予測精度が著しく低下

している．以上の結果より，TRIP によるマルテンサイト

体積分率を高精度に予測することができれば，提案する構

成モデルの精度は高いことが確認できた．また，今後はマ

ルテンサイト変態カイネティクスの改善に努める必要が

あることが確認できた． 

 

 

 

５．冷延硬化板のスプリングバック予測 

 第２章で提案した材料モデルを板材成形シミュレーシ

ョンソフト（LS-DYNA）のユーザーサブルーチンに組込み，

冷延硬化板のパッドつきＵ曲げにおけるスプリングバッ

クの計算を行った．またタフピッチ銅板 C1100R-H（板厚

0.65mm）を用いて実験を行い，計算結果と比較検討を行

った．Ｕ曲げ実験の概略図を図８に示す． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

スプリングバックの大きさは，図９に示す板の立壁の傾き

角θにより評価した．実験ではθ(exp)＝73.8°であった

のに対し，Y-U モデルを用いて計算した値はθ(Y-U)＝

74.6°であり，その誤差+0.8°であった．一方，バウシン

ガ ー 効 果 を 無 視 し た 等 方 硬 化 モ デ ル （ Isotropic 

Hardening model: IH model）ではθ(IH)＝75.4°（誤差

+1.6°）であった．他にもいくつかの板について試して

が，一般的には IH モデルではスプリングバックを実際よ

りも大きく予測する傾向があることがわかった． 

 

６．ひずみ経路依存ＦＬＤの提案 

板材の成形限界の評価には，比例変形における成形限界

を主ひずみ空間にプロットした成形限界線（Forming 

Limit Curve，以下比例 FLC）が広く用いられてきた．比

例 FLC は実験的に取得するのが容易であり，塑性不安定理

論に基づく局部くびれ発生条件や分岐理論により，ある程

度予測することもできる．しかしながら先述のとおり板材

の成形限界はひずみ経路に依存するため，比例 FLC は複雑
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図７ SUS304 鋼板の大ひずみ応力反転における

挙動：(a) 応力－ひずみ曲線；(b)マルテンサイト

の体積分率． 

図８ Ｕ曲げ試験と試験片 (タフピッチ銅板

C1100R-H，板厚 0.65mm） 

図９ 曲げ・スプリングバック後の板形状 

た
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な非比例変形を受ける板材の破断予測には適さない．そこ

で本研究では，実験的に取得が容易な比例 FLC に基づく

簡便かつ実用的な非比例 FLC 決定手法について検討を行

った． 

その非比例 FLC 決定法の概念を図 10 に示す．最終ひず

み増分方向がθとなる非比例ひずみ経路 O-O’-A を考え，

成形限界点Aでの累積相当塑性ひずみを Aε とする．また，

原点Oからθ方向の比例経路における成形限界点をBとす

ると， Aε は経路 O-B での相当塑性ひずみ Bε と等しくな

る．よって，比例 FLC が既知ならば，予ひずみ点 O’を中

心に角度θ を様々に変えて非比例 FLC を決定することが

できる．  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

    

しかし，この方法で非比例 FLC を予測すると，場合に

よっては若干危険側の予測となる場合があることがわか

った．そこで，それを避けるために，比例ＦＬＣそのもの

を基準にするのではなく，図 11 に示すように，多少安全

を見込んだＦＬＣ（「安全 FLC (safety FLC)」）を基準とし

て用いることを提案する．図 11 には，このようにして予

測した非比例ＦＬＣと SPFC590Y の実験結果（単軸引張

りを予ひずみ 7%，13%まで与えた場合）を比較して示す

が，予測値は実験結果をよく表していることがわかる． 

 

７．結 論 

冷延硬化板材の成形シミュレーションの高精度化のた

めに，新しい材料モデルの提案（移動硬化則の改良と異方

性降伏関数の提案）を行い，このＦＥＭコードへの組込み

を行った．とくにオーステナイトステンレス鋼に対しては，

応力誘起変態を考慮したモデルについて検討した．このモ

デルを用いることによって，冷延硬化板材のスプリングバ

ックが高精度に予測できることを確かめた．さらに非比例

FLD については新しい提案を行った．これら提案した理

論が今後広くプレス業界で使われるよう願うものです． 
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図 10 非比例ＦＬＤの解析的予測のための概念図 
 

図 11  非比例ＦＬＤの解析的予測と実験結果

（SPFC590Y に単軸引張りを予ひずみ 7%，13%まで与

えた場合）との比較 
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