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 (要旨 1,200 字程度) 

 近年，自動車の衝突安全性向上と軽量化のため超高強度部材の適用が増加している．冷間成

形における超高強度化は成形荷重やスプリングバックの増加，工具の磨耗などの問題が生じる

ため，ホットスタンピングによる超高強度化が進んでいる．ホットスタンピングは加熱，成形

および型内冷却の工程を持ち，熱間成形により成形荷重は小さいが，型内冷却によるマルテン

サイト化により非常に硬く，スプリングバックの小さい製品が製造できる． 
  

本論文では，車体構造部材の高強度化，軽量化およびコスト低減のため，超高強度鋼部材の

ホットスタンピングにおけるプレス成形と接合に関する研究を行った．第1章では本テーマにお

ける課題および目的を記した． 
 

 第2章では加熱炉から金型までの搬送中部分冷却を用いて成形性を向上させた．成形中に変形

が集中する部位を予め工具で保持し，部分的に鋼板の温度を低下させて変形抵抗を増加させる．

冷却圧力と接触幅を変更して鋼板の温度分布を制御した．W曲げ試験において，鋼板温度を

250℃低下させ，変形抵抗を300 MPa増加させることによって成形性が26.1%向上した． 
 
 第3章ではテーラードブランクを用いたホットスタンピングにおいて，一般的な270 MPa級鋼

板の焼入れ性が調査された．焼入れを行ってもその引張強さと延性は非焼入れ鋼板とほとんど

同じであり，現在用いられている高価な非焼入れ材の代替となることを示した． 
 
 第4章では加熱した母板とパッチに対し，スポット溶接を行わずにパッチ端部にインターロッ

クを形成することによって機械的に接合させた．炉内で重ねずに加熱を行うため，表面の合金

層が均一に生成され，成形時にスポット溶接周辺に発生する亀裂を防止する． 
  

第5章では焼入れされたホットスタンピング鋼板に対し，プロジェクション抵抗溶接を用いず

に棒材やナットを機械的に接合させる穴抜き接合を開発した．ホットスタンピング材における

抵抗溶接は接合性が低く問題となっている．底角部に小さな丸みや面取りを付けた棒材やナッ

トでその直径よりも僅かに小さな穴をあけ，圧入して接合させる．穴抜き接合では事前に穴を

あける必要が無いが，棒材やナットには鋼板よりも高い強度が求められる．底角部に1.0 mmの

丸みをつけると最も長いしごき面が得られ，接合強度が最大になった． 
 
第6章では超高強度鋼板に対し，側面にテーパーを付けたナットやボルトを用いた穴抜き接合

を開発した．本方法ではテーパーナットやボルトで穴をあけた後に、しごきを与えながら穴を

拡大して接合させる．締結時に他の部品を取り付けるために，鋼板とナットの上部はストロー

クを管理して面の一致を図っている．ダイクエンチされたホットスタンピング材において，JIS
で規定された溶接ナットの2倍の接合強度が得られた．引張強さ780 MPa，板厚1.6 mm以上でJIS
の溶接規格を満足する． 

 
第7章では結論と今後の技術課題を記す． 
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In recent years, the application of ultra-high strength steel sheets to automobile components increases for the 

improvements of the crash safety and weight reduction. In cold stamping of ultra-high strength steel sheets, 

high forming load, large springback, small formability and large die wear are problematic. The high load 

requires the increases in press capability, and the increase in springback induces deterioration to component 

shapes. To solve these problems, hot stamping of quenchable steel sheets is effective. Hot stamping is a 

process for producing ultra-high strength steel components by heating, forming and die quenching. In forming 

at high temperatures, the forming force is low, whereas the strength for formed components is high and the 

springback is small due to martensitic transformation caused by rapid cooling with dies. 

 

In this study, press forming and joining in hot stamping processes of ultra-high strength steel components were 

investigated to manufacture of high strength, weight and cost reduced components for automotive. In Chapter 

1, the general introduction for overall contents of this thesis was shown. 

 

In chapter 2, the formability in hot stamping was improved by partial cooling of a heated sheet during the 

transfer from a furnace to dies. By using a transfer device for reducing the temperature of portions undergoing 

large deformation during forming, the flow stress of these portions is increased, and thus the deformation is 

relieved. The cooling pressure and the contacting width for the transfer device were changed to control the 

temperature distribution in the sheet. By decreasing the sheet temperature by 250 °C, the flow stress is 

increased by 300 MPa, and the depth of the W-bent sheet is increased by 26.1%. 

 

In Chapter 3, the quenchability for a 270 MPa mild steel sheet was examined for the use of tailor welded 

blanks, because the conventional non-quenchable steel sheets are expensive. The quenched mild steel sheet 

had almost the same ductility as the conventional non-quenchable steel sheet, and thus the material costs can 

be reduced by the replacement. 

 

In Chapter 4, main and patch blanks which are separately heated were mechanically joined during hot 

stamping. In heating of resistance spot welded patchwork blanks, the temperature becomes non-uniform due to 



 

thick and thin portions, and thus the intermetallic layers are incompletely formed. In forming of patchwork 

blanks, the thickness decreases around the edge of spot welding. The main and patch blanks were successfully 

joined by creating interlocks around both edges of the patch blank. 

 

In Chapter 5, a mechanical joining process of a bar and nut to a hard hot-stamped steel sheet was developed, 

because the resistance projection welding generally used for joining of bolts and nuts with hot-stamped sheets 

has low joinability. In this process, a slightly smaller hole than a bar and nut was made in the sheet with the bar 

and nut having a small round or chamfer at the bottom corner, and then the bar and nut were inserted into the 

hole. The punched hole was ironed with the bar and nut during the insertion, and thus the joint strength became 

high. No pre-punching is required for the sheet, whereas higher strength than that for the sheet is necessary for 

the bar and nut. For the bar and nut having a radius of 1.0 mm at the bottom corner, the ironed surface was the 

largest, and thus the maximum joint strength was obtained. 

 

In Chapter 6, a mechanical joining process of a taper nut and bolt to ultra-high strength steel sheet by punching 

was developed. In this process, the sheet is punched with the taper nut and bolt, and the nut and bolt are joined 

by ironing and expanding the punched hole. The upper surfaces of the nut and sheet are aligned by controlling 

the stroke in order to attach other parts. No pre-punching is required for the sheet, whereas higher strength than 

the sheets is necessary for the nut and bolt. For the die-quenched steel sheet having about 1500 MPa in tensile 

strength, the joint strength was about two times higher than that specified in the Japanese Industrial Standard 

of the weld nut. For the sheets above 780 MPa in tensile strength and above 1.6 mm in thickness, sufficient 

joint strength was obtained. 

 

In Chapter 7, the conclusions and future works are given.  
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第 1 章 緒論 

 

1.1. 概要 

1.1.1. 自動車の軽量化 

 世界的な環境課題である地球温暖化の防止に向けて，温室効果ガスの一つである二酸化炭

素(CO2)の排出規制が進んでいる．自動車などの輸送機器が占める排出量の割合は全体の約

20 %を占めており[1]，EUにおいては乗用車の CO2排出量を 2021年には 95 g/km以下にす

るなど高い目標が設定されている[2]．電動化や燃料電池車などの新しい動力源の開発とと

もに，車両重量の低減は燃費を改善する有効な手段であり，100 kgの軽量化によって燃費が

約 1km/L向上する [3]．しかしながら衝突安全性能の強化や居住空間の大型化，より複雑な

安全装置の搭載など，車両重量は増加する傾向であり軽量化は容易では無い． 

自動車はその衝突安全性能の優劣によって乗員の安全性が決定され，自動車アセスメント

機関[4]などで行われる車種ごとの衝突試験の結果は消費者に公開されている．より安全性

に優れた商品を提供するため，衝突安全性能の向上は自動車メーカーに取って重要な技術課

題である．衝突安全性能を担う車体骨格の重量は一般的な中型車で約 350 – 400 kgと比較的

大きいため，衝突安全性能を向上させながらも車体骨格部材に対しての軽量化要望は高い．

自動車の車体は板材の成形，接合により製造されるが，コストの観点から中型車まではその

ほとんどは鋼板から作られており[5]，異材接合の難しさやコストの高さからアルミニウム，

炭素繊維強化樹脂などへの材料置換は一部を除いてあまり進んでいない．このため高強度，

軽量化を達成する手段として，形状や構造の最適化のほかに鋼板を高強度化して板厚を小さ

くする方法が有効であり，冷間成形における超高強度鋼板や，更なる高強度化のためのホッ

トスタンピングの適用が近年急増している． 
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1.1.2. 超高強度鋼板の冷間成形 

自動車の車体には引張強さなどに応じて様々な種類の鋼板が使用されている．引張強さが

400-800 MPa級の鋼板を高強度鋼板，それ以上の強度の鋼板を超高強度鋼板と呼び[6]，鋼板

強度を高くすることで同じ部材強度のまま板厚を小さくして軽量化する[7]．冷間プレス成

形の利点は汎用のクランクプレスを使用するため安価で大量に生産できることであり，近年

では 1180 MPa級までが実用化されてきた[8]．しかしながら，鋼板強度の増加に伴い，成形

荷重やスプリングバックが増大するのみならず[9,10]，生産に使用される金型の工具寿命も

短くなる．また，鋼板の延性の低下により成形は難しくなり[11]，製品形状への制約が大き

い．特に，引張強さの高さとそのばらつきに起因する量産時の形状安定性の低下は大きな問

題であり，これらを抑制する技術開発も行われているが，冷間成形における超高強度化は部

分的な採用にとどまっている．このため，現在実用化されている 1500 MPa級の骨格部材は，

そのほとんどが鋼板を加熱するホットスタンピングで製造されている． 

 

1.1.3. ホットスタンピング 

ホットスタンピングは冷間成形とは異なり，鋼板を加熱，急冷することが特徴であり，引

張強さ 1500 MPaの超高強度部材を比較的容易に製造できるため，世界中で適用が増加して

いる．ホットスタンピング部材の自動車骨格部材への適用例を Fig. 1.1に示す． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.1. Application of hot-stamped components to automotive. 
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ホットスタンピング部材の自動車への適用は 1984年にスウェ－デンのSAAB 9000ドアビ

ームで初めて適用された[12]．その後 1990年代後半から欧米を中心に採用が進み，2000年

代に入り衝突安全基準の高まりとともに世界中で採用が拡大している．2015 年時点で世界

に 200 以上の生産ラインが存在し，年間約 3 億個のホットスタンピング部品が製造された

[13]．2018年に発売された Ford Focusは，世界中で製造，販売される一般的な中型車である

が，車体骨格重量の 32 %にホットスタンピング部材が使用されており[14]，生産性やコスト，

材料調達性の観点からも非常に使いやすい技術であることを示している．一方，日本車にお

いては車体骨格に対する使用率が 10 %未満の車両がほとんどであり，今後さらに拡大する

と考えられる．  

ホットスタンピングの工程を Fig. 1.2に示す．ホットスタンピングは Fig. 1.2(A)のように

専用の鋼板 22MnB5[15,16]をオーステナイト温度域である 900 ˚C程度まで加熱し，プレス機

に搬送した後に成形と同時に下死点保持による焼入れを行い，約 200 ˚Cで金型から取出す．

ブランクは Fig. 1.2 (a)に示すように製品に必要な特性により，1枚もしくは複数の鋼板を接 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.2. Procedure for hot stamping of ultra-high strength steel components. 
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合したものを使用する．Fig. 1.2(d)の下死点保持による焼入れをダイクエンチングと呼んで

ホットスタンピングに特徴的な工程であり，マルテンサイト化されて約 1500 MPaの引張強

さを持つ超高強度部材が製造される[17]．それぞれの工程で材料特性が変化することが冷間

成形との違いであり，変形抵抗が小さい高温での成形は加工力低減に貢献し[18]，下死点で

保持してマルテンサイト化を行うことによってスプリングバックの小さい超高強度部材を

製造することができる[19]．ホットスタンピングされた部材は，Fig. 1.2(B)に示す工程で部品

を取り付けるためのナットやボルト，位置決めピンなどがプロジェクション抵抗溶接によっ

て接合される．ダイクエンチされた鋼板は非常に硬いため，下穴や製品端部の不要な部分に

ついてはレーザーによって切断される．Neugebauerら[20]，Karbasianおよび Tekkaya[21]，

および Mori ら[22,23]によって，ホットスタンピングの解説が示されている． 

 

1.2.  ホットスタンピングにおける成形性の向上 

 ホットスタンピングは超高強度部材を成形荷重やスプリングバックが小さく製造でき，適

切な成形条件を用いることで冷間成形に対してより深く，複雑な形状を得ることができる．

自動車の A，B ピラーは，運転手の視野を妨げないよう許容される最小の空間で設計される

が，成形性の高さやスプリングバックの小ささによって設計空間を最大限に活用することが

でき，その超高強度と合わせて衝突安全性の向上に寄与する． 

ホットスタンピングは変形抵抗が低く延性が高い高温状態で成形するため，一般的には成

形性が高いといわれている．しかしながら，実際には Fig. 1.2(c)に示すように，均一に加熱

された鋼板が金型に逐次接触して部分的に温度が低下しながら成形されるため，Fig. 1.3に

示すように高温で変形抵抗の小さい縦壁などに変形が集中し，割れが発生することがある．

割れを抑制し成形性を向上させて部材の断面を深くすることで部材強度を大きくする，また

はその分板厚を小さくして同強度で軽量化することができるため，ホットスタンピングにお

ける成形性向上は重要な課題である． 
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Fig. 1.3. Temperature distribution and plastic deformation in hot stamping. 

 

ホットスタンピングの成形には絞りと曲げが用いられるが，絞り成形は外側のしわ押えと

の接触により鋼板温度が低下し，材料流入が規制されるために難しい．一方，曲げ成形はし

わ押えが不要であり，金型との接触が少なく成形できるためホットスタンピングに適してい

る．しかしながら，成形品の深さが大きくなると金型との接触による鋼板温度の低下のため

温度勾配が大きくなり，変形抵抗の小さな高温部に割れが発生する．このため，金型との接

触を極力少なくして成形性を向上させる方法[24]や，あらかじめ成形時に変形が集中する部

位の温度を金型内で低下させて変形抵抗を大きくしておくことで成形性を向上させる方法

が提案されている[25]．しかしながら，金型が複雑になることでコストが増大し，保守も難

しくなるためより容易に成形性を向上させる手法が望まれている．  

 

1.3.  テーラード特性を持つホットスタンピング 

 超高強度であるホットスタンピング部材は主に乗員を囲むキャビン周りに採用され，衝突

時の変形を防いで乗員を保護するが，側面衝突の荷重を受け持つ B ピラーは乗員との距離

が近い上側は高強度が必要である一方で，相手の車が衝突する下側は変形させてエネルギー

を吸収させるテーラード特性が必要である．ダイクエンチ後の 22MnB5鋼板は十分な引張強
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さを有するものの伸びが約 7%以下と低く，衝突時のエネルギー吸収が不十分であるため，

必要な部位に延性を付与させるための多くの工夫が提案されている． 

 テーラード特性を有するホットスタンピング部材は，同一鋼板を熱処理によって特性を作

り分ける方法[26]と，専用の非焼入れ鋼板を溶接したテーラードブランクから製作する方法

がある．熱処理によりテーラード特性を得る手法として，高強度が必要な部分のみを加熱し，

オーステナイト化させて高強度を得る方法[27]や，均一に加熱してオーステナイト化させた

鋼板を，高延性が必要な部位を空冷する[28]，金型と鋼板の接触を小さくして[29]マルテン

サイト化を防止する手法などが提案されている．いずれもホットスタンピング工程に追加設

備が必要となり，コスト，生産性の低下が問題となる． 

一方で，Fig. 1.4に示すテーラードブランクは鋼板強度や板厚を自由に設定でき，ホット

スタンピング工程に特別な設備を必要としないことから広く用いられている． 

 

 

 

 

 

Fig. 1.4. B pillar made of tailor-welded blank. 

 

 非焼入れ鋼板と 22MnB5鋼板の接合には主にレーザー溶接が用いられるが，表面に Al-Si

めっき[30]がされた鋼板を用いる場合は，溶接部に硬くて脆い鉄とアルミニウムの金属間化

合物が形成されるため接合強度が低下する[31]．このために溶接前にめっきの除去[32]や，

フィラーを追加してアルミニウムの影響を小さくなどの工夫が必要である．非焼入れ鋼板に

は成形後に15%以上の伸びを有するDuctibor[33]やMBW500などの商品名を持つ鋼板が一般

に用いられるが，入手しにくく高価であるため，焼入れ後も延性が高い代替材が望まれてい

る． 

HeatingBlanks

Laser

Welding Forming Component

22MnB5

Non-hardened
steel
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1.4. パッチワーク部材のホットスタンピング 

 ホットスタンピング鋼板は高強度化による軽量化を目的としているため，流通している鋼

板の板厚は小さく，衝突時の強度が不足している場合は変形部に補強を追加する．別の金型

で成形した補強部材を溶接することで部分的な高強度を得る手法が一般的であるが，より合

理的な補強方法として成形前のブランクにおいて板厚を部分的に厚くする手法が提案され

ている．圧延ロールを用いて鋼板の厚さを連続的に変化させるテーラーロールドブランク

[34]や，鍛造によって差厚を付与する工法[35]などが開発されている．しかしながら，補強

部の板厚に制限があり強度を大幅に高めることができず，また連続的に変化する板厚に対し

ダイクエンチ時に金型で均一に接触させて冷却を行うのが難しいため採用はあまり多くな

い．一方，Fig. 1.5に示すパッチワークブランク[36,37]を用いた補強手法があり，近年採用

が増加している．母板に対し，補強が必要な部位にパッチをあらかじめスポット溶接で接合

させたパッチワークブランクを製作してホットスタンピングを行う．厚さが増えるために冷

間成形では加圧力が増加し成形が難しくなるが，ホットスタンピングでは加工時の変形抵抗

が小さく延性が高いため成形がしやすく，ホットスタンピングの特性を上手く利用した付加

価値の高い工法として注目されている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.5. B pillar made of patchwork blank. 
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パッチワークブランクを用いた場合と，個別に成形して補強した場合の製造方法を Fig. 

1.6に示す．パッチワークを使用すると Fig. 1.6(a)に示す補強部材用の金型とレーザー工程後

の溶接設備が不要になり，コスト面で有利になる[38]．また，成形前にスポット溶接するこ

とによって打点位置の自由度が高くなり，荷重を効率よく伝達できる．溶接部周辺の組織は，

溶接後のホットスタンピングにより均一なマルテンサイトになるため連続した高強度が得

られる[39]などの利点が多いが，成形時に溶接による拘束によって変形が集中して成形性が

低下する場合がある．また，熱容量が異なるブランクの加熱は合金層の生成ばらつきを助長

して後工程の溶接性を悪化させるなどの問題があり，一般的にパッチの板厚が母板よりも大

きくなると製造が難しくなる．より効果的に高強度を得るために板厚に対して自由度が高い

パッチワーク部材が求められている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.6. Comparison of conventional and patchwork hot stamping processes. 
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1.5. 超高強度鋼板へのボルト，ナットおよび棒材の接合 

 車体骨格部材には，後工程で部品を取り付けるためのナットやボルト，位置決めピンなど

が Fig. 1.2(f)に示したプロジェクション抵抗溶接によって接合される．プロジェクション溶

接では，突起がつけられたナットやボルトと下穴をあけた鋼板を加圧し，電流を集中させて

抵抗発熱により溶融，接合させる[40]が，ホットスタンピング部材への適用は容易ではない．

プロジェクション溶接の模式図と不良現象を Fig. 1.7に示す．  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.7. Application of projection welding for automotive components. 

 

ホットスタンピング後の合金化しためっき層は硬くて電気抵抗が高いためにスパッタや

溶接不良が発生しやすく[41,42]，鋼板強度が高いためナットやボルトの突起が鋼板に圧着さ

れにくく接合強度が低下する．このため溶接条件範囲が狭くなり，設備保守や品質保証コス

トが増加している．また，下穴加工についても冷間成形では容易にせん断できるが，ホット

スタンピング部材は硬く，レーザー加工[43,44]を用いる必要があるため，生産性が低下する．

一方，塑性変形を利用した機械的な接合法として，板材を接合するセルフピアスリベッティ

ング[45]，メカニカルクリンチ[46]や，棒材やナットを接合する植込鍛接法[47]，かしめナッ

ト[48]などがあるが，これらは軟鋼やアルミニウムなどの低強度な厚板が対象である．この
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ため超高強度，薄板であるホットスタンピングに対し，溶接の代替となる新しい接合法が望

まれている． 

 

1.6. 研究目的 

 本論文では，ホットスタンピングにおけるプレス成形と接合について検討し，現在生じて

いる製造上の問題点を解決することで高強度，軽量化，またコストに優れた車体骨格部材の

実現を目的とする．Fig. 1.8にホットスタンピングで製造される自動車の B ピラーにおける

本研究の適用範囲を示す．B ピラーは衝突時に求められる部品特性により，上部は乗員保護

のため高強度，下部はエネルギー吸収量増加のため高延性が求められている．高強度部の成

形工程では成形限界やパッチワークブランクの板厚制限が高強度，軽量化の妨げとなってお

り，溶接工程ではレーザーによる穴あけや狭い溶接条件によるコストの増加が問題である．

高延性部については一般に用いられる非焼入れ鋼板は入手性が低くコストが高い問題があ

る．  

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.8. Issues of forming and welding processes in automotive components using hot stamping. 

 

高強度が要求される B ピラー上部における断面最適化へのフローチャートを Fig. 1.9に示

す．現在，衝突時の変形を許容しない部位にはスポット溶接されたパッチワークブランクが
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用いられているが，これに対して部材強度同等で軽量化する場合に 2種類のアプローチが考

えられる．1つは大型車など断面の深さを増加させられる場合であり，これは第 2章に示す

成形法により母板の断面を深くして断面 2次モーメントを増加させ，パッチを廃止すること

で軽量化とコスト低減が図れる．もう 1つは断面の深さが変更できない場合であり，これに

ついては第 4 章の同時接合パッチワークを用いて母板の板厚を薄くしてパッチの板厚を大

きくすることで軽量化とコスト低減を図る．また，軽量化よりも強度の増加が優先される場

合は第 2，4 章を組み合わせることで断面を深く，パッチを厚くして効率的に強度の増加が

図れる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.9. Study of forming processes for high strength area. 

 

高強度部へのナットやボルトの接合におけるフローチャートを Fig. 1.10に示す．第 5，6

章の穴抜き接合によって溶接を廃止することで製造コストを削減する．また，ホットスタン

ピング鋼板と同じように溶接接合が難しい冷間高強度部材に対しても適用する． 

 高延性が要求される B ピラー下部については，テーラードブランクの高延性部として一
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般的に使用されている非焼入れ鋼板は入手が難しく高価である．第 3章でダイクエンチ後も

延性の高い代替材の検討をすることでテーラードブランク自体のコストを削減させる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 1.10. Study of joining processes for high strength area. 

 

本論文ではホットスタンピングの工程に従い，以下のように構成する． 

 本章である第 1章では，超高強度鋼板の自動車への適用範囲と，製造における技術的課題

および本論文の目的について記す． 

 第 2章では，加熱炉から金型への搬送時に，加熱された鋼板を工具で部分冷却を行うこと

で鋼板の変形抵抗を最適化し，局部減肉を抑制させて成形性を向上させる．高い成形性によ

り深い成形品を製造し，部材を高強度化させる． 

第 3章では，高延性部を有する溶接テーラードブランク鋼板に対し，一般的に使用されて

いる非焼入れ鋼板は入手が難しく高価であるため，それを代替する冷間成形用鋼板の焼入れ
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特性を調査する．高延性部を冷間成形用鋼板に代替した低コストの溶接テーラードブランク

を用いたプレス成形法を開発する．  

第 4章では，加熱前に母板とパッチを接合することで板厚が制限されるパッチワークブラ

ンクのホットスタンピングに対し，板厚制限のない軽量，低コストのパッチワーク部材の製

造のため，加熱後に型内で機械接合する新たなパッチワークのホットスタンピング工法を開

発する．  

第 5章では，ダイクエンチされたホットスタンピング鋼板に対し，底角部に丸みを付けた

棒材およびナットを用いて機械的に穴抜き接合を行い，JISの溶接規格を満足させるととも

に，基礎的な接合メカニズムを明らかにする．低い溶接性や，レーザーによる穴あけなどの

コストが問題となる抵抗溶接を使用しない新たな接合工法を開発する． 

第 6章では，ホットスタンピングを含む超高強度鋼板に対し，側面にテーパーを付けたナ

ットやボルトを上部まで押込むことで穴抜き接合を行う．ナットやボルトの位置の制御を容

易にし，JIS規格でナットよりも大きな接合強度が要求されるボルトについても規格を満足

させる． 

第 7章では，本論文の結論および今後の課題を示す． 
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第 2 章 搬送中部分冷却を用いたホットスタンピングの成形性向上 

 

2.1. 緒言 

 ホットスタンピングでは，加熱された鋼板が成形時に金型と逐次接触し，部分的に冷却さ

れながら成形されるが，鋼板の変形抵抗は温度分布の影響を強く受けるため成形時の温度分

布を制御することが重要である．Mori ら[49]はホットスタンピングにおける絞り，曲げ性に

ついて調査している．Kim ら[50]は，絞り成形から曲げ成形に工具を変更し，フランジ部の

温度低下を抑制した．Kusumiら[24]はブランクホルダーと鋼板との間にすき間を作り，接触

を小さくすることで成形性の向上を図っている．Maeno ら[51]は，サーボプレス[52]を用い

た高速成形により金型との接触時間を短縮して鋼板の温度低下を防ぎ，成形性を向上させた．

Zhaoら[53]は鋼板温度が 700 – 750˚Cの間まで急速に冷却してから成形することで，成形性

を向上させている．Otaら[25]は成形時に変形が集中する部位の変更抵抗を増加させるため，

金型内部で部分空冷することにより成形性を向上させている．しかしながら，これらの方法

は金型が複雑になり，コストが大きくなる問題がある． 

本章では金型に変更を加えず，加熱炉から金型への搬送時に工具で鋼板を部分冷却する．

鋼板の変形抵抗を最適化し，局部減肉を抑制して成形性を向上させることで深い成形品を製

造し，部材を高強度化させる． 

 

2.2.  ホットスタンピングにおける鋼板の温度勾配と成形性の低下 

2.2.1. 成形性の低下のメカニズム 

 ホットスタンピングにおける鋼板の温度勾配が成形性低下を引き起こすメカニズムを 

Fig. 2.1に示す．鋼板は加熱炉で均一に加熱されて金型に搬送されるが，成形中に金型と接

触することにより部分的に温度が低下していく．底部やフランジ部の温度は低下する一方，

縦壁部は高いままとなるため，温度が高く変形抵抗が小さい縦壁部は下死点付近で変形が集

中して割れが生じる． 
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Fig. 2.1. Non-uniform temperature distribution of sheet during forming. 

 

2.2.2. 22MnB5鋼板における鋼板温度と変形抵抗の関係 

 ホットスタンピング用鋼板における引張強さおよび伸びの温度依存性を調査するために

熱間引張試験を行った．220×18×1.6 mmの Al-Si めっき 22MnB5鋼板（C: 0.21，Si: 0.25，

Mn: 1.2 and B: 0.0014 wt%）を 900 ˚Cまで通電加熱し，空冷によって任意の温度まで冷却し

て引張速度 8.3 mm/s で実施した．標点間距離が 10 mmになるように黒体塗料を線状に塗布

し，サーモグラフィの映像からひずみを測定した． 

 熱間引張試験の模式図と鋼板温度が変形抵抗に及ぼす影響を Fig. 2.2に示す．引張試験開

始温度の上昇とともに変形抵抗が低下していく． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.2. Flow stress-strain curves of 22MnB5 resistance-heated at different temperatures. 
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2.3. 搬送中端部冷却を用いた伸びフランジ成形方法 

 成形時に板厚減少する部分の変形抵抗を予め上げておくことで成形性が向上する．金型を

変更しないで変形抵抗を増加させるため，加熱炉から金型への搬送中に治具を用いて部分冷

却させる手法を考案した．伸びフランジにおいては変形が端部に集中するため，端部を冷却

することにより成形性の向上を図る．搬送中端部冷却を用いた伸びフランジ成形方法を Fig. 

2.3に示す．鋼板を 910 ˚Cに加熱し炉内で 120 s保持したのち，搬送時間 Tt = 3，7，15 sの

間に端部冷却を行い，成形と 20 sの下死点保持を行った． 

 

 

 

 

 

Fig. 2.3. Stretch flanging using edge cooling. 

 

ブランクの形状と端部冷却部位および金型形状を Fig. 2.4に示す．ブランクは Al-Si めっ

きされたホットスタンピング鋼板 22MnB5であり，180×100×1.6 mmの矩形で，伸びフラ

ンジ部に半径 10 mmの切欠きを付けた．冷却箇所は板材の切り欠き部中央で，常温の搬送

工具で 12×3 mmの範囲を 5 MPaで加圧して冷却した． 

実験に使用した金型の外観および成形工程を Fig. 2.5に示す．ダイが下降し，ブランクが

パンチに接触して伸びフランジが成形される．パンチ，ダイの材質は SKD61，板押さえは

S50Cで製作された．実験に用いたダイクッション圧は 80 kNであった． 
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Fig. 2.4. Schematic of experimental equipment and edge cooling area. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.5. Schematic of dies and forming process. 
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2.4. 端部冷却を用いた伸びフランジ成形結果 

搬送中端部冷却ありとなしで成形した伸びフランジ部の成形直前の温度分布および変形

抵抗分布を Fig. 2.6に示す．温度分布はサーモグラフィで測定した結果を等温線で記述し，

それに対する Fig. 2.2の真ひずみ 0.2における変形抵抗を等圧線で示した．搬送中部分冷却

時間 Tt = 3，7，15 sとして測定した．搬送時間が長くなるほど冷却部の温度が低下し，変形

抵抗が大きくなる．  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.6. Effect of edge cooling on sheet temperature and flow stress just before forming. 

 

搬送中端部冷却ありとなしで成形した伸びフランジ部の外観を Fig. 2.7に示す．搬送中端

部冷却なしではフランジ中央部が大きく板厚減少したが，端部冷却を行った Tt = 3，7 sの条

件では中央部の板厚減少を抑制できている．しかし，Tt = 15 sではフランジ中央部の近傍で

板厚減少が見られている． 

 

 

800

750

700

650

600

550

500

450

℃

(a) Without edge cooling

150 MPa

Temperature Flow stress

750 ℃

Forming area

(b) Tt = 3 s

650 ℃
700 ℃ 200 MPa

250 MPa

(d) Tt = 15 s

500 ℃
550 ℃

600 ℃

400 MPa
350 MPa

300 MPa

(c) Tt = 7 s

650 ℃
700 ℃

600 ℃
550 ℃

350 MPa
300 MPa

250 MPa
200 MPa



19 
 

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.7. Effect of edge cooling on stretch flange. 

 

 搬送中端部冷却ありとなしで成形した伸びフランジ部の板厚減少率を Fig. 2.8に示す．搬

送中端部冷却なしではフランジ中央に約 50%の板厚減少が見られたのに対し，部分冷却を用

いることで最大で 30%までの板厚減少にとどまっており，成形性が向上した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.8. Effect of edge cooling on thickness reduction of stretch flange. 
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搬送中端部冷却ありとなしで成形した伸びフランジ部のビッカース硬さ分布を Fig. 2.9に

示す．ホットスタンピング鋼板は 400 HV以上で焼入れされていると判断できる．端部冷却

なしについてはフランジ中央部では板厚減少の影響で金型との接触が不十分となり焼入れ

がされなかったが，端部冷却を用いることで硬さが向上する． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.9. Effect of edge cooling on hardness of stretch flange. 

 

2.5. 搬送中局部冷却を用いた W 曲げの成形方法 

 W 曲げは車体のドアビームや屋根部品に用いられる断面形状であり，成形限界を上げて

形状を深くすることで断面係数を増加できる．端部冷却により成形性が向上したため，W 曲

げにおいて変形が集中する特定の部位に局部冷却を用いて成形限界を向上させる．搬送中局

部冷却を用いた W 曲げの成形方法を Fig. 2.10に示す．250×35×1.6 mmの Al-Si ホットスタ

ンピング鋼板を 910 ˚Cに加熱して炉内で 120 s保持したのち，局部冷却ができる搬送治具を

用いて搬送時間 Tt = 7 sで搬送し成形を行った．局部冷却なしで成形したとき，ブランクの

中心から 13 mm付近に板厚減少が発生したため，局部冷却部位はブランク中心から 15 mm

とし，冷却圧力 p および接触幅 W を変化させた．治具の材質は S50Cであり，パンチストロ

ークを変化させて成形性を調べた．  
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Fig. 2.10. Procedure for W-bending using partial cooling. 

 

2.6. 局部冷却を用いた W 曲げの成形結果 

2.6.1. 冷却圧力が成形限界に及ぼす影響 

 絞り深さ s = 23 mm における搬送中局部冷却ありとなしで成形した W 曲げの外観を    

Fig. 2.11に示す．局部冷却なしでは側壁中央部で板厚が減少し，くびれも発生したが，p = 2.3 

MPa，W = 10 mmの局部冷却を用いることで板厚減少，くびれが抑制された． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.11. W-bent sheets without and with partial cooling for s = 23 mm. 
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搬送中局部冷却ありとなしにおける成形直前の鋼板の温度分布を Fig. 2.12に示す．温度は

サーモグラフィを用いて撮影された．局部冷却なしでは鋼板温度は均一に 700 ˚Cであった

が，冷却圧力 p の増加に伴い鋼板温度が低下し，p = 2.3 MPaの局部冷却を用いることで約

250˚C低下した． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.12. Temperature distributions just before bending for different cooling pressures for W = 10 

mm. 

 

 搬送中局部冷却ありとなしにおける成形直前の鋼板の変形抵抗の分布を Fig. 2.13に示す．

Fig. 2.2の真ひずみ 0.2における変形抵抗と温度の関係から変形抵抗の分布を算出した．p = 

2.3 MPaの局部冷却を用いることで変形抵抗が約 300 MPa増加した． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.13. Flow stress distributions just before bending for different cooling pressures for W = 10 

mm. 
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 成形性は絞り深さ s = 23 mmにおける板厚の減少量で評価した．搬送中局部冷却が成形後

の板厚に及ぼす影響を Fig. 2.14に示す．局部冷却なしでは中心から 13 mmの部分で板厚減

少が発生したが，冷却圧力 p の増加に伴い板厚減少が抑制された． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.14. Thickness reduction of W-bent sheets for different cooling pressures for s = 23 mm and 

W = 10 mm. 

 

 W = 10 mmにおける冷却圧力 p が成形限界に及ぼす影響を Fig. 2.15に示す．冷却圧力が大

きくなるに従って成形限界が増加する．p = 0.6 MPaでは冷却圧力が小さく成形限界はほと

んど増加しなかったが，2.3 MPaでは 26.1% 改善された． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.15. Effect of cooling pressure on forming limit for W = 10 mm. 
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2.6.2. 接触幅が成形限界に及ぼす影響 

 局部冷却治具の接触幅を W = 10，15，20 mmに変更し，接触幅が成形限界に及ぼす影響

を調査した．冷却部の中心は局部冷却なしで成形したときの板厚減少部に近い鋼板の中心か

ら 15 mmとした． 

搬送中局部冷却ありとなしにおける成形直前の鋼板の温度分布を Fig. 2.16に示す．接触幅

が最も小さい W = 10 mmで最大の温度低下が得られた． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.16. Temperature distributions just before bending for different contacting widths. 

 

 搬送中局部冷却ありとなしにおける成形直前の鋼板の変形抵抗の分布を Fig. 2.17に示す． 

接触幅を大きくしても変形抵抗はあまり増加せず，冷却圧力の影響の方が大きい． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.17. Flow stress distributions just before bending for different contacting widths. 
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 絞り深さ s = 23 mmにおける局部冷却治具の接触幅 W が成形後の板厚に及ぼす影響を  

Fig. 2.18に示す．W が小さくなると変形抵抗が大きくなり板厚減少が抑制された． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.18. Thickness reduction of W-bent sheets for different contacting widths for s = 23 mm. 

 

接触幅 W が成形限界に及ぼす影響を Fig. 2.19に示す．成形限界は W = 10 mmが最も高く

なった． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 2.19. Effect of contacting width on forming limit. 
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2.7. 結言 

加熱炉から金型までの搬送中部分冷却を用いた実験により，以下の結果を得た． 

1) 成形時に変形が集中する部位に搬送中部分冷却を行うことで，成形性が向上した． 

2) 伸びフランジ成形において，搬送中端部冷却を用いることで板厚減少率を約 50%から

30%に抑えることができた． 

3) W曲げ成形において，鋼板温度を 250 ˚C低下させ，変形抵抗を 300 MPa増加させること

によって成形性が 26.1%向上した． 

本成形法では，深い成形品を製造することができる．従来法で成形された成形品と比べて

深さを 30%程度増加でき，断面 2 次モーメントが 70%程度増加できる．パッチワークを用

いた B ピラーに対して本工法を適用することでパッチを廃止し，部品質量を 5%，製品コス

トを 10%低減することができる． 
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第 3 章 各種鋼板の溶接テーラードブランクのホットスタンピング特性 

 

3.1. 緒言 

 自動車の B ピラーでは，上部が高強度で変形を抑制する一方，下部は延性を大きくして

変形させながら衝突エネルギーを吸収させるテーラード特性を持った部材が望まれる．ホッ

トスタンピングでこのような特性を得るために，22MnB5鋼板を部分的に加熱し，高強度部

だけをオーステナイト化させる手法が提案されている[27]．連続炉は部分的に温度を制御し

やすく[54]，Ebner[55]は連続炉の温度を 725 ˚Cと 950 ˚Cに分けて強度差を作り出した．加

熱にホットプレートを用いて高強度部だけ加熱する方式が提唱されている[56]．しかしなが

ら，加熱によるテーラード特性の付与はめっき合金化のプロセスとの両立が難しい問題があ

る．均一に加熱した後に鋼板を部分的に空冷し，フェライト変態させてからダイクエンチす

ることでも高延性が得られる[28]．金型への熱伝達を小さくして急冷を防いで高延性にする

手法があり，金型を部分的にヒーターで加熱する[57,58]，金型に溝を付けて鋼板の間に隙間

を持たせる[59]，高延性部にセラミックを挿入する[29]などが提案されているが，金型のコ

ストが増加し，生産条件も複雑になる． 

非焼入れ鋼板を焼入れ鋼板と溶接で接合させたテーラードブランクが多く使用されてい

る．Munereaら[33]は非焼入れ鋼板に Ductiborを用いたテーラードブランクから B ピラーを

製造し機械的特性を調査しており，従来の加熱炉や金型を用いて板厚も変化できる本手法の

利点を示している．専用の非焼入れ鋼板はダイクエンチ後の材料特性が引張強さ約 590 MPa，

伸び 15%以上を示す延性に優れた材料であるが，入手しにくく高価である． 

本章では高延性部を有する溶接テーラードブランク鋼板に対し，一般的に使用されている

専用の非焼入れ鋼板は入手が難しく高価であるため，それを代替する冷間成形用鋼板の焼入

れ特性を調査する．高延性部を冷間成形用鋼板に代替した低コストの溶接テーラードブラン

クを用いたプレス成形法を開発する． 
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3.2. 各種鋼板の自然冷却における変態特性 

 ダイクエンチ後の製品の材料特性は，ダイクエンチ直前の組織状態により変化する．この

ため鋼板を加熱してオーステナイトにした状態から，炉から取り出して自然空冷させたとき

のフェライト，パーライト変態温度を調査した．焼入れされないで高延性を得るための鋼板

として，Ductiborのような一般的に用いられている非焼入れ鋼板と，冷間プレス用鋼板であ

る 270 MPa，440 MPa級の熱間圧延鋼板を用いた．また，焼入れされて高強度化する鋼板は

Al-Si めっき 22MnB5鋼板で，鋼板の厚さは全て 1.6 mmであった．各種鋼板の化学成分を

Table 3.1に示す．熱電対を付けた試験部幅 25 mm，標点間長さ 50 mmの引張試験片を，910 

˚C，330 sで電気炉によって加熱しオーステナイトに変態させた後，炉から取出し常温大気

中で自然冷却した． 

 

Table 3.1. Chemical composition of steel sheets used for experiment. 

 

 

 

 

 

 

 4 種類の鋼板を自然冷却した冷却曲線を Fig. 3.1に示す．ホットスタンピングでは，金型

に搬送されるまでは自然冷却になって冷却速度が遅く，この状態でフェライト変態するとそ

の後に急冷してもマルテンサイトにはならないで延性が向上する．変態を生じると発熱して

温度低下が小さくなるため，この点を変態点とした．270 MPa，非焼入れ鋼板，440 MPa，

22MnB5の順で変態温度が低下しており，それぞれ 810，760，660，610 ˚Cであった．テー

ラードブランクでは 22MnB5鋼板を高強度にするため，610 ˚Cが成形における下限温度であ

る． 

Steel
Chemical composition / wt% 

C Mn B Si

High ductility

Non-hardened steel 0.064 0.75 0.0003 0.191

270 MPa 0.05 0.22 － 0.01

440 MPa 0.17 0.68 － 0.01

High strength 22MnB5 0.21 1.22 0.003 0.26
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 Fig. 3.1. Phase transformations of steel sheets during air cooling. 

 

3.3. ダイクエンチ開始温度が材料特性に及ぼす影響 

 Fig. 3.1の自然冷却の途中で平坦な金型によって 20 s間挟み込んでダイクエンチを行い，

その後室温で引張試験を行って機械的特性を調査した．ダイクエンチ開始温度は 550 ˚Cか

ら 850 ˚Cまで 50 ˚Cごとに変化させた． 

 各種鋼板におけるダイクエンチ開始温度が引張強さに及ぼす影響を Fig. 3.2に示す．ここ

で，Tqはダイクエンチ開始温度であり，各種鋼板の変態点は矢印で示した．22MnB5鋼板は

650 ˚C，440 MPa鋼板は 700 ˚Cでそれぞれ高強度になって焼入れされ，変態点の前後で引張

強さが変化した．270 MPa，非焼入れ鋼板はいずれの温度でも引張強さが低く，マルテンサ

イト変態は生じていない． 

 各種鋼板におけるダイクエンチ開始温度が伸びに及ぼす影響を Fig. 3.3に示す．高温から

ダイクエンチを行うと高強度な組織に変化するが，270 MPaおよび非焼入れ鋼板は高温にお

いても大きな伸びを示している．ただし，非焼入れ鋼板は 850 ˚Cの高温において伸びが低

下した． 
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Fig. 3.2. Effect of die quenching temperature on tensile strength. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.3. Effect of die quenching temperature on elongation. 

 

各種鋼板における自然空冷時の変態前と後でダイクエンチした微視的組織を Fig. 3.4に示

す．440 MPa，22MnB5鋼板は変態前でダイクエンチするとマルテンサイト組織が観察され

るが，270 MPa，非焼入れ鋼板はいずれの温度でもフェライト組織が観察され延性が高かっ
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た．変態後までダイクエンチ温度が低下すると，440 MPa，22MnB5鋼板はフェライト，パ

ーライト組織になった．  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.4. Microstructures of die-quenched steel sheets before and after transformation during air 

cooling. 
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 各種鋼板を用いた溶接テーラード部材のダイクエンチ直前の組織が，引張強さと伸びに及

ぼす影響を Table 3.2，3.3にそれぞれ示す.テーラードされた部材はそれぞれの鋼板が同じ温

度まで加熱された後，同一の空冷時間を経てダイクエンチされるため，必要な材料特性を得

るためにその直前の組織の把握が重要である．22MnB5鋼板は高強度にするためオーステナ

イト域でのダイクエンチが必要であり，高延性部の 440 MPa鋼板はフェライトからダイク

エンチする必要がある．一方で，270 MPaと非焼入れ鋼板はどちらの組織でも高延性が得ら

れる．22MnB5鋼板は高い C，Mn の含有量が焼入れ性を向上させ，フェライト発現までの

時間が他の鋼板よりも遅れるためにテーラード特性が得やすくなる． 

 

Table 3.2. Effect of microstructures just before die quenching on tensile strength. 

 

 

 

 

 

 

Table 3.3. Effect of microstructures just before die quenching on elongation. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Microstructure 
just before 

die quenching

Tensile strength /MPa

22MnB5 440 MPa 270 MPa
Non-hardened 

steel

Austenite
High

= 1500
Middle
< 1000

Low
< 600

Low
< 600

Ferrite
Low
< 600

Low
< 600

Low
< 600

Low
< 600

Microstructure 
just before 

die quenching

Elongation /%

22MnB5 440 MPa 270 MPa
Non-hardened 

steel

Austenite
Low
< 10

Low
< 10

High
> 20 

High
> 20

Ferrite
Middle
< 15

High
> 20

High
> 20

High
> 20



33 
 

3.4. 各種鋼板の溶接テーラードブランクのホットスタンピング条件 

22MnB5鋼板と非焼入れ鋼板，270 MPa，440 MPa鋼板の 3種類の鋼板をレーザー溶接し

たブランクをホットスタンピングした．実験方法および条件を Fig. 3.5に示す．鋼板の板厚

は全て 1.6 mmであった．溶接テーラードブランクを 910 ˚C，330 sで加熱し，搬送時間 t = 5，

15 sで空冷させてハット曲げ試験を行った．量産で行われているホットスタンピングは，一

般的に炉から取り出して 5～15 s程度の搬送時間で生産されている．下死点は十分な冷却を

行うため保持時間を 20 sとした．ハット曲げ成形品はレーザー溶接からの割れは生じなか

った． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.5. Schematic of hot stamping using tailor-welded blanks. 
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 溶接テーラードブランクにおける 3種類の高延性鋼板の冷却曲線を Fig. 3.6に示す．t = 5 s

では全ての鋼板が変態前にダイクエンチされたが，15 sでは 270 MPa，非焼入れ鋼板は変態

後にダイクエンチされる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.6. Air cooling curves of high ductility steel sheets for tailor-welded blanks. 

 

3.5. 溶接テーラードブランクのホットスタンピング結果 

 空冷時間 t = 5，15 sにおける成形品中央の長手方向のビッカース硬さ分布を Fig. 3.7に示

す．高強度部の 22MnB5鋼板はいずれの空冷時間でも約 500 HVと十分焼入れされている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.7. Hardness distributions in bent sheets for t = 5，15 s. 
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高延性部の硬さは t = 15 sにおいて全ての鋼板で 200 HV以下の硬さになっているが，t = 5 

sにおいて 440 MPa鋼板が変態前にダイクエンチされるため硬さが大きかった．440 MPa鋼

板のフェライト変態を待ってダイクエンチすると 22MnB5 が高強度にならない可能性があ

る． 

空冷時間 t = 5，15 sにおける成形品底部の伸びを Fig. 3.8に示す．高強度，高延性部から

テストピースを切り出して評価した．高延性部おいて 270 MPa鋼板は非焼入れ鋼板とほぼ

同等の延性を示したが，440 MPa鋼板は延性が低い． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.8. Elongation distributions in bent sheets for t = 5，15 s. 

 

 t = 5，15 sにおける成形品の微視的組織を Fig. 3.9，3.10にそれぞれ示す．高強度部につい

ては全てマルテンサイトが生成されており，十分な硬さが得られている．高延性部は 440 

MPa鋼板は t = 15 sでもマルテンサイトが一部に残存しており硬さが高かったが，270 MPa，

非焼入れ鋼板については t = 5，15 sのどちらの空冷時間でもマルテンサイトの生成がなく高

い延性を示している．非焼入れ鋼板は t = 5 sのとき組織が微細化した．  
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Fig. 3.9. Microstructures of bent sheets using tailor-welded blank for t = 5 s. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 3.10. Microstructures of bent sheets using tailor-welded blank for t = 15 s. 
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3.6. 結言 

テーラードブランクに一般的に使用されている非焼入れ鋼板は高価であるため，それを代

替する鋼板の可能性を調査し，以下の結果を得た． 

1) 270 MPa鋼板は一般的に使用されている非焼入れ鋼板とほとんど同じ特性を示しており，

非焼き入れ鋼板の代替になる． 

2) 440 MPa鋼板はフェライト変態の前後で材料特性が変化し，22MnB5鋼板が十分に硬くな

る空冷時間では延性が低い． 

3) 22MnB5鋼板では，焼入れ性が高くフェライトの発現が遅れるため，空冷時間を調整する

ことでテーラード特性が得られる． 

非焼入れ鋼板の代替として 270 MPa鋼板を用いることで材料コストが低減でき、さらに

入手が容易になることで自社における溶接テーラードブランクの製造が可能となることか

ら，約 5%の部品コスト低減が可能となる．また，高温でダイクエンチすると 270 MPa鋼板

は非焼入れ鋼板よりも優れた伸びを示していたため，高延性が必要な部位に 270 MPa鋼板

を用いたパッチを使用することによって，さらに伸びが大きく衝突時に分断しにくい B ピ

ラーなどが製造できる可能性がある． 
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第 4 章 パッチワーク部材の同時接合ホットスタンピング 

 

4.1. 緒言 

 部材強度を部分的に大きくしたい場合，パッチワークブランクを用いたホットスタンピン

グが有効である．ブランクの状態で母板にパッチをあらかじめスポット溶接することで，補

強用の金型が不要で溶接部の軟化もなく効率的な高強度部材が製造できる．しかしながら，

部分的に熱容量が異なるブランクを用いるため，均一な加熱が難しくなる．アルミめっきは

適切に加熱されることで溶接に適した 5層の合金になる[60,61]が，部分的に板厚が異なるパ

ッチワークブランクでは合金化がばらつきやすい．また，母材とパッチが接合された状態で

成形されるために成形時に双方の板が干渉して割れやしわが発生しやすくなる[62,63]．スポ

ット溶接の位置と数は成形性と部材強度に大きな影響を与えるため[64]，設計時には詳細な

検討が必要である．これらは主に母板とパッチの板厚に依存し，特に母板よりもパッチの板

厚が大きくなると製造が難しくなるため，設定できる板厚に制限があり，軽量化の妨げとな

っている． 

本章では，加熱前に母板とパッチを接合することで板厚が制限されるパッチワークブラン

クのホットスタンピングに対し，板厚制限のない軽量，低コストのパッチワーク部材の製造

のため，加熱後に型内で機械接合する新たなパッチワークのホットスタンピング工法を開発

する． 

 

4.2 パッチワーク部材の同時接合法 

 現在用いられているスポット溶接を用いたパッチワークホットスタンピングの問題点を

Fig. 4.1に示す．パッチを溶接した部分は厚くなり温度が上昇しにくく，ブランクの温度に

ばらつきが生じるため，Al-Si めっき鋼板ではブランク全体を適切に合金化させることは難

しい．また，スポット溶接により成形時の材料の動きに制約が生じ，溶接周辺に局部的な板

厚減少が起きやすい．開発したパッチワーク部材の同時接合法を Fig. 4.2に示す．パッチと
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母板を重ねないで加熱することにより鋼板温度を均一にする．その後，型内で重ねて成形と

接合を同時に行うことで合金を均一にしながら成形性の向上を図る． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.1. Conventional hot stamping process of patchwork blank. 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.2. Joining process by forming of patch and main blanks. 

 

 パッチと母板を重ねて成形したときの接合メカニズムを Fig. 4.3に示す．パッチ端部では

板厚差があるためにダイスに段差が付けられているが，パッチ端部との間にある程度の距離

があり，この空隙に母板を入り込ませることによって機械的に接合する．本方法では，パッ

チ端部が接合しているだけであり，接合強度が十分でない場合はレーザー溶接で補強する． 
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Fig. 4.3. Procedure for mechanical joining process. 

 

4.3.  パッチワーク部材の同時接合結果 

4.3.1  計算によるパッチワーク部材の同時接合結果 

 パッチワークの同時接合を有限要素法ソフト LS-DYNA を用いて評価した．解析に用いた

母板，パッチおよび金型寸法を Fig. 4.4に示す．母板は板厚 2.3 mm，長さ 180 mm，パッチ

は板厚 1.2 mm，長さ 90 mm，ダイス角度は θ = 90，96，114°であり，ダイス底部からの段

の距離 x を変化させてシミュレーションを行った．シミュレーションでは，温度分布の影響

を無視して母板とパッチの変形挙動を計算した．変形は平面ひずみを仮定して四角形のシェ

ル要素を用いて断面を要素分割し，母板とパッチを弾塑性体，金型を剛体とした．母板とパ

ッチのメッシュサイズは板厚方向に 5分割の大きさとし，金型は 1 mmであった．成形時の

温度である 700˚C付近の変形抵抗を σ = 350ε0.2 MPaと仮定し，成形後の空隙距離 l，母板の

入り込み量をインターロック量 δとそれぞれ定義した． 

 同時接合中のパンチストロークがインターロック量 δに及ぼす影響を Fig. 4.5に示す．段

の距離 x が小さいほど空隙距離が大きくなり，インターロック量が増加する．成形途中でイ
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ンターロック量が最大になり，その後下死点に向けては引張りにより減少した．ダイス角度

θが大きくなると成形中の板の曲げが緩やかになり，インターロック量は減少した． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.4. Dimensions of patch, main blanks and dies used for finite element simulation. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.5. Effect of stroke on interlock during forming. 
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 金型形状が成形後の空隙距離 l ，インターロック量 δに及ぼす影響を Fig. 4.6に示す．ダ

イス角度 θが 96°一定のとき，段の距離 x が 14 mmまで大きくなると l が 6 mmまで小さく

なり，δはほぼ 0になった．x が 9 mm一定のとき，θが大きくなると l は増加するが，板の

曲げが緩やかになり δは小さくなった．θが直角に近いほど成形中における鋼板の曲率が小

さく，より大きなインターロックが得られる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.6. Effect of die shape on interlock and cavity length. 

 

4.3.2 実験によるパッチワーク部材の同時接合結果 

 パッチワーク部材の同時接合実験方法を Fig. 4.7に示す．Al-Si めっき 22MnB5鋼板を使用

し，母板は板厚 1.6 mm，幅 90 mm，長さ 180 mm，パッチは板厚 1.0 mm，幅 90 mm，長さ L

は 67.4，77.4，87.4，91.4 mmに変化させた．ダイスの開き角度 θは 96°，段の距離 x は 9，
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14，21.3 mmであった．母板およびパッチを 910 ˚Cの加熱炉で 330 s加熱し，10 sの下死点

保持を行い，空隙距離 l と段の距離 x がインターロック量に及ぼす影響を調査する．  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.7. Schematic of experimental equipment in mechanical joining process. 

 

 段の距離 x = 21.3 mm，パッチ長さ L = 67.4 mmにおけるパッチワーク部材の同時接合品を

Fig. 4.8に示す．約 0.2 mmのインターロックが形成され，接合されている． 

  

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.8. Joined patch to main blank for x = 21.3 mm, L = 67.4 mm. 

 



44 
 

 パッチ長さ L = 67.4 mmにおけるダイス底部からの段の距離 x がインターロック量に及ぼ

す影響を Fig. 4.9に示す．空隙距離 l については実験では測定できないため，計算を用いて

評価した．x が大きいほど l が小さくなり，インターロックが減少した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.9. Effect of step distance on interlock and cavity length for L = 67.4 mm. 

 

 パッチ長さ L とダイス底部からの段の距離 x がインターロック量に及ぼす影響を Fig. 4.10

に示す．x が小さく，パッチ長さ L が小さいほど大きなインターロックが得られているが，

x = 9 mmについてはあまり増加しなかった． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.10. Effect of patch length and step distances on interlock. 
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 接合品の母板における硬さ測定結果を Fig. 4.11に示す．接合性を向上させるため空隙距離

を大きくすると焼入れが不十分となる可能性がある．最も焼入れされにくい x = 9 mm，     

L = 67.4 mmについては空隙部で僅かに硬さが低下しているものの，400 HV以上を示してお

り焼入れ性に問題はない． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.11. Hardness distributions in main blank for different step distance for L = 67.4，77.4 mm. 

 

4.4. 端部拘束を用いたパッチワーク部材の同時接合法 

 4.3 章で示した同時接合法により母板とパッチは機械的に接合された．しかしながら下死

点付近のフランジ部の成形時に一旦入り込んだ母板が引張られるため，成形後のインターロ

ックが小さくなる．インターロック量をさらに増加させるため，端部拘束を用いた同時接合

法を考案した．端部拘束を用いた同時接合法を Fig. 4.12に示す． 
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Fig. 4.12. Procedure for mechanical joining process using edge constraint. 

 

 端部拘束を用いたパッチワーク部材の同時接合条件を Fig. 4.13 に示す．Al-Si めっき

22MnB5鋼板を使用し，母板は板厚 1.6 mm，幅 90 mm，長さ L1 = 180～196 mmであり，式

(1)で定義する拘束率 C を変化させた．成形後の母板長さは 180 mmであった．パッチは板

厚 1.0 mm，幅 90 mm，長さ L2 = 70～100 mmであり，空隙距離 l = 5.1～20.1 mmを変化させ

た．ダイスの開き角度 θ は 96°，段の距離 x は 10 mmであり，ハット上面にあるパッドは

16 kN以上の荷重が作用すると降下する．母板およびパッチを 910 ˚Cの加熱炉で 330 s加熱

し，10 sの下死点保持を行った． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.13. Schematic of experimental equipment using edge constraint. 
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4.5. 端部拘束を用いたパッチワーク部材の同時接合結果 

 各空隙距離 l におけるインターロック量 δと拘束率 C の関係を Fig. 4.14に示す．パッチ厚

さが 1.0 mmのため，1.0 mmがインターロックの最大量になる．拘束率が大きいほどインタ

ーロック量は向上し，拘束率を 8.3 %まで増加させることで最も小さい空隙距離 l = 5.1 mm

でも 1.0 mmのインターロック量を得た．しかし l = 20.1 mmでは，δ = 1.0 mmであるが曲率

が大きく，パッチが接合されず落下した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.14. Relationship between interlock and constraint ratio for δ = 1.0 mm. 

 

 母板とパッチは両端のインターロックにより接合されているが，成形品中央部には母板と

パッチの間に僅かな隙間が生じている．インターロック量 δ = 1.0 mmの成形品における空隙

距離 l が拘束率 C と板間隙間に及ぼす影響を Fig. 4.15に示す．パッチ長さが小さいと拘束率

が小さくても 1.0 mmのインターロックが得られるが，インターロックの曲率が緩く板間隙

間が大きくなる．拘束率を 8.9 %まで増加させると板間隙間は 0.1 mm以下まで小さくなっ

た． 
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Fig. 4.15. Effect of cavity length on constraint ratio and clearance for δ = 1.0 mm. 

 

 空隙距離 l = 5.1 mmの成形品における接合強度を，母板側からφ30の治具で負荷するこ

とで調査した．C = 7.8，8.9%における接合強度を Fig. 4.16に示す．C = 7.8%の成形品では接

合強度が 1.3 kNであるのに対し，C = 8.9 %では 2.5 kNまで向上した． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.16. Joining force-stroke curves for l = 5.1 mm. 
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 δ = 1.0 mmの成形品における母板の硬さ分布を Fig. 4.17に示す．インターロックが形成さ

れる点 d付近では空隙があり，母板と型の接触は十分でなくなるが，450 HV以上の硬さが

得られており十分に焼入れされている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.17. Hardness distributions in main blank for δ = 1.0 mm. 

 

 δ = 1.0 mmの成形品における母板の厚さ分布を Fig. 4.18に示す．l = 5.1，10.1 mmでは 6%

以上の高い拘束率が付与されており，インターロックが形成される点 d付近で厚さが増加し

ている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.18. Thickness distributions in main blank for δ = 1.0 mm. 
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4.6. スロット付きパッチを用いた局部接合 

 パッチ端部に沿った長いインターロックは，連続的な湾曲形状を作ることになり，荷重を

受けた際に座屈する懸念がある．そこで，Fig. 4.19に示すようにパッチにスロットを付けて

そこに局部的に母板を入り込ませる．Fig. 4.13の金型を用いて拘束率を 7.8 %，パッチ長さ

105 mm，スロット幅 10 mmとしてスロット長さ W を変更して接合を行った． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.19. Local joining using patch blank with slots. 

 

 各種スロット長さにおける局部接合した成形品のインターロック量の分布を Fig. 4.20に

示す．W = 20 mm 以上で δ = 1.0 mmのインターロックが形成された． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 4.20. Interlock distributions in main blank around side wall by local joining. 
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4.7. 結言 

母板とパッチを事前にスポット溶接で接合せず，パッチ端部およびスロットにインターロ

ックを形成することによって機械的に接合を行い，以下の結果を得た． 

1) パッチと母板を重ねて成形し，パッチ端部とダイスの段差の空隙に母板を入り込ませる

ことで機械的に接合できたが，インターロックは小さかった． 

2) 端部拘束を用いることでインターロック量が増加し，拘束率 8.9%において 2.5 kNの接合

荷重が得られ，パッチと母板の板間隙間が 0.1 mm以下まで小さくなった． 

3) スロット付きパッチを用いた局部的な接合が可能であり，母板の接合部位を少なくして

接合することができた． 

本手法では，母板とパッチの板厚差を大きくした設計を行うことが可能になる．部材質量

の中で大きな割合を占める母板の板厚を小さくし，パッチの板厚を大きくすることで，溶接

によるパッチワークブランクを用いた成形品に対して，同じ部材強度のまま質量を 10%，コ

ストを 5%低減できる． 
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第 5 章 ダイクエンチされた鋼板への棒材およびナットの穴抜き接合 

 

5.1. 緒言 

 ホットスタンピング部材には，後の部品の取り付けのため多くのナットやボルトがプロジ

ェクション抵抗溶接されている．プロジェクション溶接では，ナットやボルトの底部に形成

されている突起に電流を集中させて溶融することで鋼板に接合している．Wang ら[65]は，

ナットと鋼板のプロジェクション溶接における接合部の静的破壊特性と組織について調査

している．Nielsenら[66]は電流，熱伝達，塑性変形の相互の影響を考慮したプロジェクショ

ン溶接の数値シミュレーションを行っている．Tolf ら[67]はナットの押込み強度に及ぼす溶

接電流の影響を調べている．Ringsbergら[68]はナットの形状，突起の数，板厚がナット近傍

の疲労特性に与える影響を調査している． 

ダイクエンチされたホットスタンピング部材への抵抗溶接の適用は，高強度とめっきの合

金化の影響により軟鋼と比較して難しい．合金化後のアルミめっき鋼板は，亜鉛めっき鋼板

よりも電気抵抗が高くなり[41]，亜鉛めっきは合金層の表面に酸化皮膜が生成するため溶接

性が低下する[69]．一方，超高強度鋼板ではナットの強度が相対的に低くなり，ナット突起

部だけが変形して接合されにくくなる．またプロジェクション溶接では，鋼板に締結するた

めの穴を予めあけておく必要がある． 

 塑性加工を利用した機械的接合として，板材に棒材やピンなどの軸部品を接合する方法と

して高速せん断接合法[70]，加熱した厚板を棒材で穴抜いて熱収縮によって接合する植込鍛

接法[47]，溝の付いた軸を押込んで穴と溝を塑性変形させて接合する塑性流動接合法[71]，

かしめナット[48]などが提案されている．しかしながらこれらの接合法はアルミニウムや軟

鋼などの低強度な厚板を対象としており，高強度でしかも薄板であるホットスタンピング部

材への適用は適していない． 

 本章では，ダイクエンチされたホットスタンピング鋼板に対し，底角部に丸みを付けた棒

材およびナットを用いて機械的に穴抜き接合を行い，JISの溶接規格を満足させるとともに，
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基礎的な接合メカニズムを明らかにする．低い溶接性や，レーザーによる穴あけなどのコス

トが問題となる抵抗溶接を使用しない新たな接合工法を開発する． 

 

5.2. ダイクエンチされた鋼板と棒材の穴抜き接合法 

 ホットスタンピング部材におけるプロジェクション溶接の問題点を解決するために，溶接

を用いない機械的な接合法を開発した．鋼板への棒材およびナットの穴抜き接合法を Fig. 

5.1 に示す．棒材およびナットの底角部に付けられた小さな丸みまたは面取りにより，棒材

の直径よりも僅かに小さな穴をあける．穴に棒材およびナットを押込むことによって穴表面

がしごかれ，穴の弾性回復によって機械的な接合が得られる．本方法ではプロジェクション

溶接のように接合前の穴あけが不要である．ダイクエンチされたホットスタンピング部材は

非常に高強度であり，工具磨耗や遅れ破壊などの問題を避けるためにレーザー加工によって

穴をあけているが，溶接のために多くの穴をあけることはコスト増大と生産性低下に繋がっ

ており，本方法ではそれを改善できる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.5.1. Joining of bar to hot-stamped steel sheet by punching. 
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5.3. ダイクエンチされた鋼板と棒材の穴抜き接合条件 

 棒材の穴抜き接合の実験方法を Fig. 5.2に示す．棒材の材質は SCM445で，熱処理後の硬

さは 710HV1であり，直径は 8 mm，長さは 50 mmであった．棒材の底角部は，半径 R = 1.0 

mmの丸み，C = 1.0，1.5，2.0 mmの面取りが付いている．R = 0 mmは底角部に丸み形状が

付いていない直角角部を示す．鋼板はダイクエンチされた Al-Si めっき 22MnB5鋼板であり，

硬さは約 490 HV1であった．寸法は 70×70 mmの正方形で，厚さは 1.6mmであり，鋼板と

ダイスのクリアランス比は板厚の 5%であった．パンチ速度は 150 mm/sであり，棒材は鋼板

底部から丸み半径または面取りに 1 mmを加えた長さだけ突き出して接合された． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.5.2. Schematic of experimental equipment for joining sheet with bar. 

 

5.4. 穴抜き接合された棒材の接合結果 

 底角部に丸み形状が付いていない直角角部では穴抜きされるだけで棒材は鋼板に接合さ

れなかったが，小さな丸みまたは面取りを付けると接合された．丸み半径 R = 1.0 mmにお

ける鋼板に棒材を穴抜き接合したときの外観と接合断面を Fig. 5.3に示す．棒材の底部に小

さな丸みおよび面取りを付けたことにより小さな穴があけられ，棒材が圧入されて鋼板に接

合される． 
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Fig. 5.3. Die-quenched steel sheet joined with bar of R = 1.0 mm. 

 

 各種底角部形状における接合荷重－ストローク曲線を Fig. 5.4に示す．丸みおよび面取り

が大きくなるほど，スクラップが分離する最大荷重が小さくなり，分離するストロークが増

加する．穴が抜かれた後に棒材が圧入されているため，最大荷重点以降に圧入荷重が生じて

いる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.4. Joining load-stroke curves for different corner shapes. 

 

 接合強度は押込んだ反対側から棒材を押戻した荷重で評価した．各種底角部形状における

押戻し－ストローク曲線を Fig. 5.5に示す．ストローク初期では棒材は穴から滑らないが，

滑り出しても荷重は増加している．R = 1.0 mmの丸みの押出し荷重は面取りよりもかなり大
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きくなっており，強固な接合が得られている．押戻し荷重は広げられた穴による弾性回復に

より生じており，穴をしごきながら押し広げる圧入荷重よりもかなり小さくなる． 

 各種底角部形状における抜かれたスクラップの上部の直径を Fig. 5.6に示す．棒材の底角

部に形状を付けると，スクラップの直径は棒材の直径よりも小さくなっており棒材よりも小

さな穴があけられている．一方，R = 0 mmの直角角部ではスクラップ直径が大きくなって

おり，穴の直径が棒材の直径よりも大きくなって接合されなかった．R = 1.0 mmではスクラ

ップ直径が最も小さくなったため，接合強度が最大になった． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.5. Pushing load-stroke curves for different corner shapes. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.6. Scrap diameter of different corner shapes. 

Stroke s /mm

0

2

4

6

1 2 3

P
us

hi
ng

 lo
ad

/k
N R = 1.0 mm

C = 1.0 mm

C = 1.5 mm

C = 2.0 mm

Sliding



57 
 

 R = 1.0 mmと C = 1.0 mmにおける接合時の変形挙動を Fig. 5.7に示す．s は接合時のスト

ロークであり，図は穴抜き中，穴抜き直後，圧入中の断面をそれぞれ示している．穴抜き直

後まではどちらの棒材もほぼ同じ挙動を示しているが，圧入中に R = 1.0 mmでは穴を押し

広げながら変形しているのに対し，C = 1.0 mmでは板厚方向に材料を削り取ってばりとして

排出しており，弾性回復が小さくなって接合強度も小さくなる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.7. Deformation behavior of bar and sheet during joining for R = 1.0 mm and C = 1.0 mm. 

 

 R = 0，1.0 mmと C = 1.0，1.5 mmにおける鋼板の接合面および断面を Fig. 5.8に示す．接

合した鋼板を切断して棒材を取り除いた接合面であり，棒材は穴と冶金的に接合しておらず，

穴が棒材を締め付けることによって機械的な接合が得られている．R = 1.0 mmでは表面をし

ごいて材料を破断面に流動させているが，面取りでは削り取りによって破断面への流動は小

さくなっている． 
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Fig. 5.8. Joined surfaces and cross-sections for different corner shapes. 

 

 各種底角部形状における接合面の構成比を Fig. 5.9に示す．R = 1.0 mmではしごき面が多

く，しごき面で棒材と接触するため，接合強度が最大になった． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.9. Depth percentage of joined surface for different corner shapes. 
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5.5. ダイクエンチされた鋼板と円形ナットの穴抜き接合条件 

 5.3 章と同じダイクエンチ鋼板を用いて，ナットを穴抜き接合した．棒材は鋼板から貫通

させても機能上問題ないが，ナットでは締結のため面を一致させて接合する必要があり圧入

が少なくなる．また内部にねじが付いているため，接合後に変形なくねじとして機能するか

の懸念もある．鋼板に接合させるナットは，締結時の工具の固定が不要のため 6角形にする

必要がなく，製造が容易な円形ナットにした．また，6角形ナットでは少し小さな 6角形の

穴を抜くのが難しく，接合されない可能性がある． 

 円形ナットによる穴抜き接合の模式図を Fig. 5.10に示す．棒材では底角部丸み形状による

接合強度が高かったため，ナットの底部は R = 0，0.5，1.0 ，1.5，2.0 mmに変化させ，ナッ

トとダイスのクリアランス比は 5%であった．円形ナットが鋼板から突き出すと取り付ける

部品の締結が行えないため，ナット底部と鋼板下面が一致するようにパンチの穴抜きストロ

ークを制御した．ナットの材質は SCM435であり，焼入れ後の硬さは 450 HV1であった． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.10. Schematic of experimental equipment for joining sheet with nut. 

 

5.6. 穴抜き接合されたナットの接合結果 

 鋼板に R = 1.0 mmの円形ナットを穴抜き接合したときの外観と接合断面を Fig. 5.11に示

す．R = 1.0 mmはナット底面が鋼板下面と一致するように接合されており，R = 1.5 mmにつ

いても同様であった．R = 0 mmの直角角部では穴抜きは行えるが接合されなく，R = 0.5 mm

では穴抜き時の衝撃によりナット底面が鋼板下面から大きく突き出た．R = 2.0 mmでは最終
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ストロークが短すぎてスクラップが分離しなかった．また，ナットによって高強度な鋼板を

打抜いたが，ナットのねじ部は変形しておらず，ねじとしての特性を十分に有している． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.11. Die-quenched steel sheet joined with nut of R = 1.0 mm. 

 

 各種底角部丸み半径における接合荷重－ストローク曲線を Fig. 5.12に示す．丸み半径が大

きいほど最大荷重は減少し，最大荷重時のストロークが増加している． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.12. Joining load-stroke curves for different corner radii. 

 

 接合されたナットを反対側から押戻した時の R = 1.0，1.5 mmにおける押戻し荷重－スト

ローク曲線を Fig. 5.13に示す．R = 1.0，1.5 mmともに JIS B 1196で規定された M8 の溶接
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ナットの押込みはく離強さ 3.73 kNを満足しているが，R = 1.0 mmの方が押戻し荷重，ナッ

トが鋼板から抜けるまでのストロークともに大きく，接合がより強固になる． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.13. Pushing load-stroke curves for R = 1.0 and 1.5 mm. 

 

 破壊トルクはトルクレンチを用いた回り始めのトルクで評価した．R = 1.0，1.5 mmにお

ける破壊トルクを Fig. 5.14に示す．R = 1.0 mmはトルクが大きく，JIS B 1196で規定された

M8 の溶接ナットのトルクはく離強さ 20.5 N・m よりも大きくなっている．一方で R = 1.5 mm

は JISの規定値とほぼ同等である． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.14. Separating torque for R = 1.0 and 1.5 mm. 
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 各種底角部丸み半径におけるスクラップ直径を Fig. 5.15に示す．丸み半径が大きいほどス

クラップ直径が減少して小さな穴があけられるため，ナット直径との差が大きくなる．しか

しながら，R = 1.5 mmの方が R = 1.0 mmよりも穴が小さいが，R = 1.0 mmの方が押戻し荷

重および破壊トルクは大きかった．これはナット底面と鋼板下面が一致するように穴抜きス

トロークを制御したためであり，R = 1.5 mmでは鋼板の厚さ 1.6 mmに対して丸みが大きく，

十分にしごくことができなかった． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.15. Scrap diameter of different corner radii. 

 

 各種底角部丸み半径における鋼板の接合面および断面を Fig. 5.16に示す．  

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 5.16. Joined surfaces and cross-sections for different corner radii. 



63 
 

R = 1.0 mmにおけるしごき面が最も大きくなり，Fig. 5.13に示すように接合強度が最大に

なる．R = 0.5 mmの断面は，大きな穴があけられてしごきが不足して十分に接合しなかった． 

 

5.7. 結言 

 ダイクエンチングされた鋼板に棒材とナットを穴抜きして接合し，以下の結果を得た． 

1) 棒材およびナットは，底角部に丸みおよび面取りを付けることによって鋼板に小さい穴

があいて，その穴に圧入されることにより接合された． 

2) 底角部に半径 1.0 mmの丸みを有する棒材において，スクラップ直径が最も小さくなって

しごき面が大きくなり，最大の接合強度が得られた． 

3) 底角部に半径 1.0 mmの丸みを有する円形ナットにおいて，JIS B 1196で規定された溶接

基準以上の接合強度が得られ，ナット底面と鋼板下面はほぼ一致していた． 

1 つの自動車部品につき 4～6 個の溶接ナットやボルトを接合するが，溶接を使用しない

本接合法ではレーザーによる下穴加工が廃止でき，また溶接条件の微調整や設備保守などの

コストが削減されることで約 1%のコスト低減が可能になる．さらに，鋼板表面に生成する

合金層や酸化皮膜などの影響を受けないため，酸化を防止する表面処理に依存しないで接合

できる． 
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第 6 章 超高強度鋼板へのテーパーナットおよびボルトの穴抜き接合 

 

6.1. 緒言 

 自動車の衝突安全性能の向上のため，車体骨格部材の高強度化が進んでいる．自動車部品

は成形後に部品取り付け用のナットやボルト，位置決めピンなどがプロジェクション抵抗溶

接によって接合される[40]が，高強度部材への溶接は一般に容易ではない．ホットスタンピ

ングでは，加熱時に生成される金属間化合物が硬くて電気抵抗が高いためスパッタや溶接不

良が発生しやすく[41,69]，ねじ部にスパッタが付着して不良になることもある．高強度鋼板

ではナットの強度が相対的に低くなり，ナット突起部付近のみが変形して溶接されにくく，

また，溶融部周辺の変形量が減少するために負荷時に応力集中しやすく接合強度が低下する

[72]．さらに，亜鉛めっきされた高張力鋼板では溶接時に液化した亜鉛が鋼板の結晶粒界に

侵入し，液化金属脆性割れを引き起こす危険性もある[73,74]．一方，プロジェクション溶接

では，溶接前に締結するための穴抜き加工が必要になる． 

塑性変形を利用した機械的な接合法としてかしめナットがあり[48]，ナットで穴を抜くと

ともに穴部付近の材料を盛り上げてかしめ部を形成して接合を行っているが，超高強度鋼板

では穴抜きおよびかしめ部形成が困難になる．これに対して第 5章で底角部に小さな丸みを

付けたナットで，ダイクエンチされたホットスタンピング部材を穴抜きして接合する方法を

開発し，溶接ナット規格 JIS B 1196を満足する接合強度を得た．この方法では高強度のナッ

トで鋼板を穴抜きし，穴の弾性回復の締め付けによってナットを鋼板に接合しており，かし

めナットようなかしめ部の形成および接合前の穴抜き加工が不要であり，超高強度鋼板にナ

ットを接合できる． 

車体部品にはナット以外にもボルトやピンの接合が要求され，JISの溶接規格の上ではナ

ットよりも高い接合強度が求められている．また，ホットスタンピング鋼板に限らず，超高

強度鋼板では溶接性が低下するため，確実性の高い接合法が望まれている． 

本章では，ホットスタンピングを含む超高強度鋼板に対し，側面にテーパーを付けたナッ

トやボルトを上部まで押込むことで穴抜き接合を行う．ナットやボルトの位置の制御を容易
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にし，JIS規格でナットよりも大きな接合強度が要求されるボルトについても規格を満足さ

せる． 

 

6.2. 超高強度鋼板とテーパーナットの穴抜き接合 

 超高強度鋼板へのナットの穴抜き接合法を Fig. 6.1に示す．高強度なナットによって鋼板

を穴抜き，穴の弾性回復によってナットを接合している．Fig. 6.1.(a)に示す底角部に小さな

丸みを付けたナットでは，丸みにより少し小さな穴があけられて，そこにナットを押込むこ

とによって接合している．しかしながら，取り付け部品の締結のためにナット下面と鋼板下

面が一致するように穴抜きストロークを制御する必要があるが，穴抜きと接合がほぼ同時に

起こり一致が難しい．そこで Fig. 6.1(b)に示すようにナット側面にテーパーを付けてナット

上面と鋼板上面を一致させるようにする．穴抜き後に十分なストロークを取ることで面の一

致は容易になり，テーパーで切口面をしごきながら穴を押し広げることによって接合強度も

増加する． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.1. Joining processes of nut to ultra-high strength steel sheet by punching. 
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6.3. 超高強度鋼板とテーパーナットの穴抜き接合法 

6.3.1. 超高強度鋼板とテーパーナットの穴抜き接合条件 

テーパーナットの穴抜き接合条件を Fig. 6.2 に示す．ナットの材質は SCM435，高さは    

10 mmであり，M8 のねじ部が内径に付けられており，熱処理後の硬さは約 590 HV1であっ

た．テーパーナットは底角部に丸みが無いテーパー角 α = 1.8，3.0°の 2種類であり，接合後

にナットを押戻したときの荷重を安定させるためにナット上部に2 mm以上の直線部を設け

ている．α = 0°ではテーパーが付いていないため接合されないので，底角部に 1.0 mmの丸み

を付けた．鋼板は硬さ約 490 HV1，引張強さ 1530 MPaのダイクエンチングされたホットス

タンピング用アルミめっき鋼板 22MnB5であり，厚さは 1.6 mm，1片の長さは 70 mmの正

方形であった．ナットの上側直径とダイスの間のクリアランス比は 5 %であった．パンチ速

度は 1 mm/sで，ナット上面と鋼板上面が一致するようにパンチストロークを設定した．  

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.2. Schematic of experimental equipment for joining sheet with M8 nuts. 

 

6.3.2. 超高強度鋼板とテーパーナットの穴抜き接合結果 

 全てのナット形状に対してナット上面と鋼板上面が一致した状態で接合された．テーパー

角 α = 3.0°における鋼板に穴抜き接合したときの外観と接合断面を Fig. 6.3に示す．ナットに

よって超高強度な鋼板を打抜いたが，ナットのねじ部は変形しておらず，ねじとしての機能

を十分に有している． 
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Fig. 6.3. Die-quenched steel sheet joined with taper nut having α = 3.0°. 

 

 α = 0，1.8，3.0°における接合荷重－ストローク曲線を Fig. 6.4に示す．穴抜き荷重はほと

んど同じであり，スクラップが分離すると荷重は 0になり，その後しごき加工され荷重は上

昇する．スクラップが分離するストロークはほとんど同じであるが，α = 0°では穴抜き後す

ぐに荷重が上昇するが，テーパーナットでは少しストロークした後に大きくなる．しごきに

よる荷重は，テーパー角が大きくなるほど上昇する． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.4. Joining load-stroke curves for different taper angles. 
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 接合後に接合品を切断し，ナットを取り除いた接合面を Fig. 6.5に示す．α = 1.8，3.0°では，

テーパーで穴をしごきながら押し広げるため，しごき面が板厚の 60%程度と大きくなってい

る．一方，α = 0°では，底角部丸みによって小さな穴があけられるが，しごき面は 35%と小

さい．しごき面は穴を押し広げながら形成され，大きいほど接合強度が増加する． 

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.5. Joined surfaces and depth percentage for different taper angles. 

 

ナットの接合強度は押込んだ反対側からナットを押戻す荷重によって評価した．各テーパ

ー角における押戻し荷重－ストローク曲線を Fig. 6.6に示す．テーパー角を付けた α = 1.8，

3.0°は α = 0°より大きな接合強度を示し，JIS B 1196で規定された M8 溶接ナットの押込

みはく離強さの 2倍まで向上した．テーパーナットを用いることによって，接合強度は α = 

0°の下面一致のものよりもかなり大きくなっている． 
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Fig. 6.6. Pushing load-stroke curves for different taper angles. 

 

 破壊トルクは最大能力が 60 N・m のトルクレンチを用いた回り始めのトルクとした．各

テーパー角における破壊トルクを Fig. 6.7に示す．全てのナット形状において，破壊トルク

はJIS B 1196で規定されたM8の溶接ナットのトルクはく離強さ20.5 N・mを上回っている． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.7. Separating torque for different taper angles. 
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テーパーナットを上部まで押込むことにより，ナットと鋼板上面が一致し，しごき面増大
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 鋼板強度と板厚を変化させた穴抜き接合に用いたテーパーナットの寸法と接合条件を 

Fig. 6.8に示す．より小さなナットの適用を想定してナットは M6 の円形形状とし，テーパ

ー角は 3°とした．接合のばらつきを小さくするため上部に 2 mmのストレート部を設けてい

る．ナットの材質は SCM435，熱処理後の硬さは 600 HV1であり，調査した全ての鋼板より

も高強度である．板厚を 1.6 mmで統一した冷間プレス用鋼板は引張強さ 270，590，780，

980，1180 MPa級であり，実際の強度はそれぞれ 290，610，800，1010，1200 MPaであり，

6.3章で用いた 22MnB5鋼板も用いた．なお，22MnB5鋼板では板厚の影響を調べるため，

板厚 t = 1.0，2.0 mmについても調査し，ダイクエンチング後の引張強さはそれぞれ 1500，

1450 MPaであった．全ての試験条件でダイスとナット上部径のクリアランス比は板厚の 5%

とし，板厚を変化させた場合はダイスも変更した． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.8. Schematic of experimental equipment for joining sheet with taper nut. 

 

6.5. 鋼板強度が穴抜き接合に及ぼす影響 

 t = 1.6 mmにおける接合荷重－ストローク曲線を Fig. 6.9に示す．スクラップ排出と同時

に荷重が 0になり，テーパー部でしごき加工され荷重が生じている．鋼板強度が低くなると

スクラップ分離までのストロークが増加し，穴抜き荷重は小さくなる． 
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Fig. 6.9. Joining load-stroke curves for different sheet strengths for t = 1.6 mm. 

 

 接合強度は押戻し荷重と破壊トルクで評価した．押戻し荷重は接合方向の反対側に押戻し

たときの最大荷重，破壊トルクは最大能力が 30 N・m のトルクレンチを用いた回り始めの

トルクとした．押戻し荷重と破壊トルクに及ぼす鋼板強度の影響を Fig. 6.10に示す．押戻し

荷重，破壊トルクは鋼板強度と比例し，780 MPa級以上で JIS B 1196の溶接ナット規格を満

足した．鋼板強度が高いほど溶接による接合は難しくなるが，穴抜き接合では鋼板強度とと

もに接合強度が増加する． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.10. Effect of sheet strength on pushing load and separating torque for t = 1.6 mm. 
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 穴抜き直後および接合後の穴直径と鋼板強度の関係を Fig. 6.11に示す．穴抜き直後の穴直

径はスクラップが排出されたせん断面の直径であり，接合後の穴直径は放電加工でナットの

みを除去したしごき面の直径である．ナットは鋼板と金属的に結合していなかった．鋼板強

度が変化しても穴抜き直後の直径は大きく変化しないが，接合後の直径は鋼板強度の増加に

伴い小さくなる．鋼板強度が増加すると穴をしごく量が少なくなって，穴を弾性的に広げる

量が多くなり，穴とナットの弾性回復量が増加して接合強度が大きくなっている． 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.11. Effect of sheet strength on hole diameter after punching and joining for t = 1.6 mm. 

 

6.6. 板厚が穴抜き接合に及ぼす影響 

 板厚の影響は 22MnB5鋼板についてのみ調査した．異なった板厚における接合荷重－スト

ローク曲線を Fig. 6.12に示す．板厚が増加するとともに荷重も大きくなっている． 

 押戻し荷重と破壊トルクに及ぼす板厚の影響を Fig. 6.13に示す．押戻し荷重，トルクは板

厚の増加とともに大きくなっており，t = 1.6 mm以上で JIS B 1196の溶接ナット規格を満足

している．t = 1.0 mmでは押戻し荷重が低く，トルクのばらつきも大きく，接合が十分でな

い． 
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Fig. 6.12. Joining load-stroke curves for different thicknesses of 22MnB5. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.13. Effect of thickness on pushing load and separating torque of 22MnB5. 

 

板厚が接合面に及ぼす影響を Fig. 6.14に示す．板厚の増加とともにしごき面長さが大きく

なっており，これによって接合強度が増加した．t = 1.0 mmでは，しごき面長さが小さく，

接合強度が十分でなかった． 
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Fig. 6.14. Joined surfaces and depth length for different thicknesses. 

 

6.7. 超高強度鋼板とテーパーボルトの穴抜き接合 

6.7.1. 超高強度鋼板とテーパーボルトの穴抜き接合条件 

自動車部品にはナットだけではなく，多くのボルトやピンが溶接によって接合されている．

開発した穴抜き接合はナットだけではなく，ボルトやピンに対しても適用できる． 

 ボルトの寸法と接合条件を Fig. 6.15に示す．ボルトの材質は SCM435，熱処理後の硬さは

600 HVであり，頭部にテーパー角 α = 3.0°を付けた M8 ボルトを用いた．接合時にねじが変

形しないよう円筒パンチによって穴抜き加工を行った．取り付け部品の締結のために，ボル

ト頭部の下面を鋼板上面に一致させるようにストロークを制御し，クリアランス比 c = 1，

5%で穴抜き接合を行った．ダイクエンチ鋼板には板厚 1.6 mmのホットスタンピング用鋼板

22MnB5を使用し，ダイクエンチング後の硬さは 490 HV1であった． 
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Fig. 6.15. Schematic of experimental equipment for joining sheet with bolt. 

 

6.7.2. 超高強度鋼板とテーパーボルトの穴抜き接合結果 

 c = 5%における穴抜き接合品と接合断面を Fig. 6.16に示す．接合したボルトはねじ部が変

形しておらずナットを通すことができ，ボルト頭部と鋼板上面が一致している。 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.16. Die-quenched steel sheet joined with bolt. 

 

 

 



76 
 

 クリアランス比が接合面に及ぼす影響を Fig. 6.17に示す．クリアランス比を小さくするこ

とによってしごき面が増加する． 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.17. Joined surfaces and depth percentage for different clearances. 

 

 接合強度は押込んだ反対側からボルトを押戻す荷重によって評価した．各クリアランス比

における押戻し荷重－ストローク曲線を Fig. 6.18に示す．JIS B 1195における M8 の溶接ボ

ルトの押込みはく離強さは 6.24 kNであり，同径のナットに比べて高い接合強度が求められ

る．どちらも JISの押込みはく離強さ 6.24 kNを満足し，c = 1，5%ではそれぞれ JISの約 1.6，

1.4倍であった． 

 

 

 

 

 

 

Fig. 6.18. Pushing load-stroke curves for different clearances. 
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6.8. 結言 

 テーパーナットおよびボルトを超高強度鋼板に穴抜き接合し，以下の結果を得た． 

1) 穴抜き後テーパーで切り口面をしごきながら，ナットと鋼板上面が一致した状態で接合

できた． 

2) ダイクエンチングされたホットスタンピング用鋼板では，ナットの接合強度は JIS 規格

の約 2倍であり，底角部に丸みを付けたナットよりも接合強度が向上した． 

3) 引張強さ 780 MPa，板厚 1.6 mm以上で十分な接合強度が得られた．  

4) ボルトの接合強度は JIS規格の約 1.4倍であった． 

本接合法は鋼板の引張強さが大きいほど穴を弾性的に広げる量が多くなり，弾性回復量が

増加して接合強度が大きくなるため，抵抗溶接では溶接条件が狭く難しい冷間の超高張力鋼

板に対しても有効である．また，溶接を用いると飛散したスパッタがねじ部に付着する問題

があるが，これについても解決できる．  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



78 
 

第 7 章 結論 

7.1. 本論文の結論 

 本論文では，車体骨格部材の高強度化，軽量化およびコスト低減を目的に，ホットスタン

ピングにおけるプレス成形と接合について検討した．本研究における成果と，本論文におけ

る総括を以下に示す． 

 第 1章では，超高強度鋼部材のホットスタンピングにおける製造の課題および本論文の目

的を記した． 

第 2章では，加熱炉から金型への搬送時に，加熱された鋼板を工具で部分冷却を行うこと

で鋼板の変形抵抗を最適化し，局部減肉を抑制させ成形性を 30%程度向上させた． 

第 3章では，高延性部を有する溶接テーラードブランク鋼板に対し，一般的に使用されて

いる非焼入れ鋼板は入手が難しく高価であるため，代替となる冷間成形用鋼板の焼入れ特性

を調査した．270 MPa鋼板は焼入れ後も十分な延性を有しており非焼入れ鋼板の代替となる

ことを示した． 

第 4章では，加熱前に母板とパッチを接合することで板厚が制限されるパッチワークブラ

ンクのホットスタンピングに対し，加熱後に型内で機械接合する新たなパッチワークのホッ

トスタンピング工法を開発した．母板とパッチの板厚の自由度が大きくなり，母板よりもパ

ッチの板厚を大きくすることが可能である． 

第 5章では，ダイクエンチされたホットスタンピング鋼板に対し，底角部に丸みを付けた

棒材およびナットを用いて機械的に穴抜き接合を行い，JIS B 1196の溶接規格を満足させる

接合強度を得た．  

第 6章では，ホットスタンピングを含む超高強度鋼板に対し，側面にテーパーを付けたナ

ットやボルトを上部まで押込むことで穴抜き接合を行った．鋼板とナットやボルトの面の一

致を容易にし，ボルトについても JIS B 1195規格を満足する接合強度を得た．接合強度は鋼

板の引張強さに比例したため，ホットスタンピングのみならず抵抗溶接が難しい冷間超高張

力鋼板に対しても有効であることを示した． 
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 ホットスタンピングで製造されるテーラード特性を有する B ピラーについて，本研究を

高強度部に適用した場合の成果を Fig. 7.1，7.2にそれぞれ示す．部材強度同等で軽量化，低

コストを実現する手法として 2種類のアプローチを提案した．1つは第 2章で述べた断面を

深くできる場合であり，約 30%深い成形品を製造することによって断面二次モーメントを増

加させてパッチを廃止し，約 5%の軽量化と，10%のコスト低減が可能になる．パッチの材

料費およびスポット溶接費が削減されることから，コスト低減に有効である．一方，断面深

さを不変とする場合には第 4章の同時接合パッチワークで母板を薄く，パッチを厚くするこ

とで部材強度同等のまま 10%の軽量化と 5%のコスト低減が得られる．母板はパッチに比べ

て大型であることから軽量化に大きく貢献する．部材強度を増加させる場合には第 2，4 章

を組み合わせることで深い成形品に厚いパッチを適用し，強度が 60%増加する． 

 高強度部へのナットやボルトの接合については，第 5，6 章の穴抜き接合によって部品コ

ストが 1%低減する．1 部品につき約 5 個のナットを接合させる必要があるが，レーザーに

よる複数の下穴加工を省略できることからコスト低減につながる． 

 高延性部に本研究を適用した場合の成果を Fig. 7.3に示す．第 3章で述べた冷間成形用鋼

板を非焼き入れ鋼板の代替とすることで，材料コストの低減のみならず，自社で溶接テーラ

ードブランクの製造が可能になり，これらを合わせて約 5%のコスト低減が見込まれる． 

 本論文で提案する手法すべてを組合せたテーラード特性を有するホットスタンピングで

製造される B ピラーに対する強度，質量およびコストの関係を Table 7.1に示す．部材強度

同等の場合，深い成形品によりパッチを廃止することで 5%の質量低減と 16%のコスト低減

が図れ，断面深さ同等で母板とパッチの板厚を最適化することで 10%の質量低減と 11%の

コスト低減が図れる．今後のさらなる衝突安全基準の高まりに対しては，深い成形品と母板

よりも大幅に厚いパッチを組み合わせることで 26%の質量増加，9%のコスト増加で 60%の

大幅な部材強度の増加が可能になる．本論文で提案した手法は高強度，軽量化およびコスト

低減に対して様々なアプローチを可能にするものであり，目的に応じてさらに最適化したホ

ットスタンピング部材の製造が可能になる． 
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Fig. 7.1. Result of forming processes for high strength area. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 7.2. Result of joining processes for high strength area. 
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Fig. 7.3. Result of cost for high ductility area. 

 

Table 7.1. Strength, weight and cost relationship of B pillar for industrial applications of processes 

proposed in this study. 

 

 

 

 

 

 

 

7.2. 今後の技術課題 

 輸送機器において，車両重量の低減と衝突安全性能の強化は今後さらに進んでいくと考え

られる．生産性が高い冷間成形における超高張力化も急速に進んできているが，製造メーカ

ーが所有するプレス機の加圧能力の限界やスプリングバックの制御の難しさ，世界中で同じ

材料の調達が困難なことなどから，ホットスタンピングによる車体の高強度化は今後も主流

であると考えられる． 

 第 2章では，成形深さを 30%程度向上させる方法を開発し，成形品の形状を深くすること

でさらなる高強度，軽量化が可能になる．量産化に向けては，鋼板温度を安定的に低下させ
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strength

Method Strength Weight

Cost

High strength area High ductility area
Total

Forming Fastening Material

Equivalent

Deep pillar,
without patch

± 0% – 5% – 10% – 1% – 5% – 16%

Thin main blank,
thick patch

± 0% – 10% – 5% – 1% – 5% – 11%

Higher
Deep pillar,

with thicker patch
+ 60% + 26% + 15% – 1% – 5% + 9%

High ductility area

Material

Non-hardened steel
(Ductibor)

Cold stamping steel
Chapter 3

Cost: Equivalent

Cost: – 5%



82 
 

るために冷却機構を有する搬送治具が必要と考えられ，金型と同様に熱の移動を考慮した高

度な設計が要求される．また，既に設置されている生産ラインの設置面積などの制約の中で

搬送治具を成立させることも大きな課題の 1つである．製品形状の事前予測のため，成形前

の鋼板の温度分布を考慮した成形解析や，その精度向上を行う必要がある． 

第 3 章では，一般的に使用されている非焼入れ鋼板に替わり 270 MPa鋼板が代替可能で

あることを示したが，270 MPa鋼板の表面処理は非めっきか亜鉛めっきしか製造されていな

い．非めっきを用いる場合は成形後に酸化スケール除去を行う必要があるが，ショットブラ

ストでは加工後に反りなどの問題がおきやすいため，新たな酸化スケールの除去方法の開発

が望まれる．一方，亜鉛めっき鋼板を用いることで酸化スケール除去が不要になるが，液化

金属脆性割れの問題によりパッチワークブランクが採用できなくなる．これに対しては第 4

章で述べた同時接合パッチワークを用いることで製造が可能となる． 

第 4章では板厚の自由度が高いパッチワーク部材の製造法を示したが，金型内部で鋼板を

重ねるため搬送ロボットや治具に複雑な動きをさせる必要があり，詳細な設備検討が必要で

ある．また接合後にレーザー溶接を行うと熱ひずみによる変形や熱影響による強度低下を引

き起こす可能性があり，製品性能に与える影響について調査を継続する必要がある． 

第 5，6 章については超高強度部材に適用できる穴抜き接合法を開発したが，量産に向け

てはナットやボルトの直径および形状のばらつきや，ダイスの磨耗などが接合力に及ぼす影

響について継続的な調査が必要である．また，使用するナットやボルトの径によって JISで

規定されたはく離強さが変わるため，鋼板の引張強さや板厚が接合力に及ぼす影響を総合的

に勘案し，本接合技術の最終的な適用範囲について特定する必要がある． 

 今後のホットスタンピング技術については，引き続き部材の高強度，軽量化に貢献する研

究が進んでいくと考えられる．特に熱間成形により低い荷重で成形できるホットスタンピン

グの特性を活かし，鋼板を重ねた状態で成形して部材の特性を作り分けるテーラード技術は

冷間成形と比較してもコスト競争力が高く，自動車業界のニーズも高い． 
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第 3 章において 270 MPa鋼板を用いた高延性のテーラード部材を製造したが，高温から

のダイクエンチでも延性が高い 270 MPa鋼板の特性を活かし，Fig.7.4に示す高延性部のパ

ッチに用いることで効率の良い補強ができる．金型の数を削減してコストを低減させ，スポ

ット溶接の位置の自由度を高くすることで効率よく荷重が伝達できる高延性部が製造でき

る．このためには 270 MPa材の高温におけるダイクエンチ後の材料特性をさらに調査し，

生産条件を決定していく必要がある． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 7.4. Application of patchwork in high ductility area. 

 

また，第 4章で開発した同時接合ホットスタンピングを用いることで，Fig.7.5に示すパッ

チを 2枚用いた部分的に超高強度なホットスタンピング部材が製造できる． 

 

 

 

 

 

 

 

Fig. 7.5. Ultra-high strength patchwork component using two patches. 
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母板とパッチが事前に溶接されたパッチワークブランクと，型内で機械接合するためのも

う 1つのパッチを用い，型内で同時接合することで成形性の低下や合金層の不均一を最小限

にして，さらなる高強度，軽量化が図れる．パッチが重なった部位はダイクエンチに時間が

かかり生産性が低下するため，成形時に製品に直接水を接触させることで冷却時間を短縮す

る直水冷ホットスタンピング[75]が有効である． 

 材料の高強度化に対しては，炭素量を増加させて 1800 MPa以上の引張強さを有するホッ

トスタンピング鋼板が開発されている[76]が，遅れ破壊の懸念があるために現在に至るまで

採用例は少ない．このため，自動車が組み立てられた後に部材に残る内部応力量の調査と，

1800 MPa級ホットスタンピング鋼板のその応力状態における拡散性水素量と破壊の関係な

どが調査されており，合わせて製造から廃車までの間に部材に侵入する水素量をより高い精

度で定量化する必要がある．遅れ破壊の抑制には鋼板に侵入する水素の制御が有効であり，

湿度を制御できる設置面積の小さい高効率な多段式加熱炉の開発や，ホットスタンピング工

程で侵入した水素を後工程でより容易に排出させる研究などが進むことによって今後の採

用が拡大していくと考えられる．本研究で開発した成形，接合技術は 1800 MPa級ホットス

タンピング鋼板でも適用できるため，さらなる超高強度鋼部材の製造が可能になる． 
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