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第１章 序論 

近年の自動車技術開発におけるキー技術として，年々厳しくなる自動車 1台当たりのCO2

排出規制[1]に対応した燃費改善のための駆動系革新技術や車体軽量化技術が上げられる．

特に車体軽量化技術は，材料転換に加えてそれに伴う工法転換や構造転換が必要であり単

一技術では対応できない状態となっている．またハイブリッド車や電気自動車等電動モー

タを駆動源とする自動車の出現により，従来の内燃機関車では存在しなかった新たな部品

が必要であり，それらをいかに安く，軽く，大量に生産できるかが生産技術的な課題とな

っている．自動車部品にはボディだけではなく，駆動系部品を含めた機能部品の多くがプ

レス成形品であり，軽量化技術に対応したプレス成形技術の開発は裾野の広い研究課題と

いえる． 

プレス機械については，近年はサーボプレスの台頭が著しく，世界中のプレスメーカが

サーボプレスを開発し，市場へ供給している状態である．そのような競争過多の中，サー

ボプレスによる軽量化技術への貢献は社会的発展の意味において大きな意義がある．プレ

ス成形の中でも鍛造加工に着目すると，例えば軽量化のための中空構造部品を，従来はプ

レス成形と機械加工，あるいは溶接と機械加工という具合に複合工程で製作されていたも

のが，鍛造によるネットシェイプを実現する[2,3]といった形で鍛造加工による軽量化技術

への貢献に期待が寄せられている． 

そのような社会的背景の中にあり，本研究は，サーボプレスの機能であるサーボダイク

ッションの可変背圧荷重制御とスライドフリーモーションを組み合わせることにより，鍛

造成形品の寸法精度向上や成形エネルギの低減を目的とした研究である．サーボダイクッ

ションの最適荷重設定には有限要素シミュレーションと最適化手法を用い，その効果につ

いて実験的に検証した． 

 

1.1 鍛造加工 

 鍛造加工の歴史を図 1.1 に示すが，その歴史は古く，人類が鉄を用いるようになり鋼の製

法を見出すと，その加工法として武器や農具の生産に用いられた．近年では，ナイフやフ

ォークといった手に触れる身近な品物から，自動車のエンジン部品や動力を伝達するトラ

ンスミッション部品，自転車のブレーキ部品，鉄道の車輪や車軸，巨大な発電機用のター

ビンロータや航空機用部品などの生産にまで使用されており，人類の文明社会を支えるた

めに無くてはならないものとなっている[4]． 
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図 1.1 鍛造加工の歴史[4] 

 

現代における鍛造加工は，図 1.2 に示すように使用する設備や工具により様々な工法に分

類できる．本研究では，金型を使用し大量生産向きであるプレス加工に着目し，その中で

も汎用性が高い縦型プレスによる鍛造加工を対象とする． 

 

 

図 1.2 鍛造加工の分類 

 

鍛造加工をその成形温度域で分類すると，材料を加熱し再結晶温度以上で鍛造を行う熱

間鍛造，材料を室温で鍛造する冷間鍛造，冷間鍛造と熱間鍛造の間の温度で成形を行う温

間鍛造に分類できる．歴史的に最も古い鍛造方法は刀鍛冶に代表される熱間鍛造である．

次に古いのが第２次世界大戦中にドイツにおいて鋼の薬きょうを加工するために開発され

た冷間鍛造である．日本では 1957 年に東京工作機械見本市に出品された 1000 kN のマイ

プレスによってソケットナットの冷間押出しの実演が行われ，これが産業界に強いインパ

クトを与えて冷間鍛造の導入が加速された[5]． 

エネルギーによる成形 加圧力による成形 往復運動による成形
（機械プレス）

回転運動による成形

ハンマ

スクリュープレス

液圧プレス 縦型プレス

横型プレス

アプセッタ—

フォージングロール

クロスロール

リングロール

揺動（回転）鍛造

・ドロップハンマ
・エアドロップハンマ
・カウンタブローハンマ

・フリクションプレス

・水圧プレス
・油圧プレス

・クランク（エキセン）
プレス
・ナックルプレス
・リンクプレス

・フォーマ
・ヘッダ
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わが国における冷間鍛造は，自動車メーカやベアリングメーカにおいて積極的な適用研

究がなされ，1969 年に日本塑性加工学会に設立された冷間鍛造分科会（1985 年に鍛造分科

会に改組）の研究・教育貢献もあり，昨今では日本の普通乗用車１台当り約 50 kg の冷間

鍛造部品が使われるようになり日本は世界トップクラスの冷間鍛造技術保有国となってい

る． 

温間鍛造は，熱間鍛造における材料変形の容易さと冷間鍛造における寸法精度の高さを兼

ね持たせることをねらい 1970～80 年にかけて日本で実用化された歴史的に新しい加工法

である．1970 年代の第２次石油危機以後に自動車の FF 化が進み，それまで熱間鍛造や冷

間鍛造で成形されていた FF 車の等速ジョイント部品に温間鍛造が用いられるようになっ

て温間鍛造の適用は急拡大し現在に至っている． 

 温・熱間鍛造では上記のように材料を加熱するため，熱による材料変形や表面に酸化被

膜が形成されることから，寸法精度としては非常に粗く，後工程として更に冷間プレス加

工や機械加工を必要としている．一方，冷間鍛造は室温の材料を成形するため，高精度の

成形品が得られ，鍛造ネットシェイプ加工は冷間鍛造を主体としている．本研究では，成

形品の寸法精度向上を一つの目的としており，冷間鍛造モデルを扱うこととする． 

 

1.2 サーボプレス 

 一般にプレスの駆動源による分類としては図 1.3 に示すよう，大きくは機械プレス，サー

ボプレス，油圧プレスという分類がある． 

 

 

図 1.3 プレス機の分類 

 

鍛造用プレス

機械プレス

サーボプレス

液圧プレス

スクリュープレス

クランクプレス

リンクプレス

ナックルジョイントプレス

機械式サーボプレス

油圧サーボプレス

油圧プレス

水圧プレス



4 
 

サーボプレスは機械式サーボプレスと油圧サーボプレスに分類される．機械式サーボプ

レスは駆動源にサーボモータを使用したプレスであり，油圧サーボプレスは油圧制御にサ

ーボバルブや油圧ポンプ制御にサーボモータを使用しているプレスである．機械式サーボ

プレスにおいては，モータの回転運動をプレスの往復運動へ変換する機構として，クラン

ク機構，リンク機構，スクリュー機構等が使用されており，各機構において一長一短があ

る．いずれのタイプにおいても，サーボプレスではスライドフリーモーションによる生産

性向上，成形品の品質向上，騒音・振動低減等を特長としている[6-10]．なお，本研究では

機械式サーボプレスを単にサーボプレスと呼称するものとする． 

近年では薄板板金プレスにてサーボプレスが広く活用されているが[11-13]，鍛造加工で

はそのメリットを見出し難く，板金プレスに比べると適用範囲はまだ開発途上であるとい

える．一般社団法人日本鍛圧工業会における統計においても，プレス機の分類は表 1.1 に示

すような分類となっており[14]，鍛造プレスは機械プレスやサーボプレスという分類がなさ

れていないことから，鍛造加工にはサーボプレスの活用範囲が非常に少ないことが伺い知

れる． 

 

表 1.1 日本鍛圧工業会におけるプレス機の分類[14] 

 

 

サーボプレスを主力製品とするコマツ産機（株）においても，冷間鍛造用のサーボプレ

ス（H1C シリーズ）を商品として取り揃えながらも，同社における機械プレスに対するサ

ーボプレスの台数比率は図 1.4 に示すように，決して高いとはいえない． 

 

詳細区分

サーボプレス（メカ式） C型サーボプレス 加圧能力により2階層に分類
門型サーボプレス 加圧能力により4階層に分類
トランスファ加工専用サーボプレス（C型＋門型） 加圧能力により4階層に分類

機械プレス C型機械プレス 加圧能力により2階層に分類
門型機械プレス 加圧能力により4階層に分類
トランスファ加工専用機械プレス（C型＋門型） 加圧能力により4階層に分類
高速順送専用(300spm-)(ｻｰﾎﾞ+機械,C型+門型） 加圧能力により2階層に分類
鍛造プレス(ｻｰﾎﾞ+機械,C型+門型） 加圧能力により3階層に分類

油圧プレス 油圧サーボプレス（C型＋門型） 加圧能力により4階層に分類
油圧プレス（空圧・鍛造含む）（C型+門型） 加圧能力により4階層に分類

分　　類
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図 1.4 コマツ産機（株）における鍛造プレス納入実績 

 

その理由の一つとして，鍛造加工では，サーボプレスのメリットが見出し難い点にある

と思われるが，本研究ではサーボプレスの機能であるサーボダイクッションによる背圧荷

重制御やスライドフリーモーションを活用し，成形品の寸法精度向上と成形エネルギの低

減を図ることにより，鍛造加工におけるサーボプレスの活用法を提案する． 

 

1.3 背圧荷重 

 背圧荷重とは，文字通り成形荷重とは逆側からの荷重を意味する．薄板板金プレスに

おけるクッション絞りも背圧荷重を利用した成形の一種であり，背圧荷重発生装置として

ダイクッションが使用されている[15-17]．ダイクッションの概要について図 1.5に示すが，

背圧荷重を発生させるために様々なアクチェータが使用されている．薄板板金の絞り加工

用としてはエアシリンダによる背圧付加が一般的であるが，エアは圧縮性流体のため成形

過程での圧力制御（背圧荷重制御）が難しく，常圧設定した状態からスライド下降に伴い

背圧が増圧するという制御し難い面がある．近年は成形過程での背圧荷重制御を目的とし

た油圧サーボや電動サーボを駆動源としたダイクッションも開発されている．本研究では，

電動サーボの持つ高応答性，指令値に対する高精度，回生エネルギを利用した省エネとい

うメリットに着目し，電動サーボダイクッションを背圧荷重発生装置として活用する． 
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    (a) ダイクッションの機能           (b) ダイクッションの分類 

図 1.5 ダイクッションの概要 

 

    

    (a) 成形前                       (b) 成形後 

図 1.6 鍛造品における背圧荷重付加 

 

本研究における対象モデルとしては，常温の円柱形軸対称部品を前方押出しで成形する

冷間鍛造工程を取扱うものとし，図 1.6 に示すように上方からの成形荷重に対して，アウタ

ーパンチを介して付加される下方からの荷重を背圧荷重とする．背圧を利用した鍛造加工，

いわゆる背圧鍛造については，幾つかの研究事例が見られる．小坂田らの研究[18]では，断

面形状が細長いフィン状成形品を対象とした浮動工具に背圧荷重を付加した押出し加工に

おいて，押出し部先端平面率，背圧比を定義し，平面率を 95%以上とするためには背圧比

を 50%～60%にすべきと，付加すべき背圧荷重の数値的な設定指針を提言している．王ら

の研究[19]では中実ボスにて背圧絞り法を適用することにより，後方押出し加工に比べ成形

荷重の低減に成功している．また，安藤，三吉は自動車用交流発電機のコア，エアコン用

スクロール，ヒートシンクなどの複雑形状部品における背圧鍛造事例を提示し，背圧鍛造

エアシリンダ

N2シリンダ

エアべローズ

油圧シリンダ
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Specimen
Punch Counter punch

Die

Outer 
punch

Back-pressure load by
servo die cushion

Punch load

Back-pressure load by
servo die cushion

Punch load

Punch stroke

Back-pressure
stroke



7 
 

のメリットについて包括的に論じている[20]． 

しかしながら，いずれの研究においても背圧荷重のアクチェータとしては油圧シリンダ

が使用されており，付加する背圧荷重は一定値であることが多く，たとえ成形中に可変背

圧荷重制御を行ったとしても，油圧制御のため追従性という点では課題がある．また，ス

ライド（上型・パンチ）モーションは機械プレスあるいは油圧プレスによる固定のモーシ

ョンであるため，成形中の可変背圧荷重制御や可変スライドモーションの影響については，

明らかにされていない点が多い．よって，本研究では，従来の背圧鍛造から更なる寸法精

度の向上や成形エネルギの低減を目指し，背圧鍛造におけるサーボプレスの活用法とその

メリットについて論ずるものである． 

 

1.4 有限要素解析 

 背圧荷重付加パターン，いわゆる背圧モーションは現在，経験や実験を通じて試行錯

誤的に決めることが多く，多大な時間および費用を要するのでコンピュータシミュレーシ

ョン（Computer Aided Engineering: CAE）を用いて諸条件を事前に検討することが望ま

しい．しかし，非線形有限要素解析には大きな計算コストを要するため，少ないシミュレ

ーション回数で最適な背圧モーション設定を見つけることが重要な課題である．CAE を用

いた鍛造製品の品質向上の研究としては，例えば鍛造プロセスを多段階に分けて行う方法

[21-23]Lee et al., 1996, Tomov et al., 2004, 後藤他, 1997)，遺伝的アルゴリズム(GA)を用

いて成形荷重を最小化するような金型形状を求める研究[24] (Chung and Hwang, 1997)，

未充填部を最小化するようにストローク量と金型形状を求める研究[25] (Chung and 

Hwang, 2002)，成形品の誤差や未充填部を最小化するように金型寸法を決定する研究[26] 

(Lu et al., 2011)などが挙げられる． 

本研究では以下のような方法でシミュレーションを行う： 

 

1. 金型の変更は考えず，背圧モーションを求める問題を多目的最適設計問題として定式化

する． 

2. 計算コストの削減とブラックボックス関数最適化のために，北山らが開発した Radial 

Basis Function(RBF)ネットワーク[27, 28]を用いて，最適背圧荷重モーションを求める．

シミュレーションによって得られた最適背圧荷重モーションをサーボプレス機による実成

形に適用して，その有効性を検討する． 
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1.5 研究目的 

本研究では，サーボダイクッションを有するサーボプレスを用いた冷間鍛造における前方押出

しモデルにて，パンチと対向する位置に背圧パンチを設けることで，背圧パンチモーションとパ

ンチモーションが成形品の寸法精度および成形エネルギに及ぼす影響を明らかにすることを目

的とし，背圧鍛造におけるサーボプレスの活用法を提案する．そのために，コンピュータシミュ

レーションを利用した最適化手法により，効率的に背圧荷重条件を見出した上で背圧荷重条件が

成形品寸法精度や成形エネルギに与える影響を検討し，実機における成形実験にてその効果を検

証する． 
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第 2 章 背圧鍛造の基礎実験 

背圧鍛造の研究を進めるにあたり，第 1 章で記載した軸対称円柱形部品の前方押出しに

て，基礎実験として，アウターパンチを配置せず背圧荷重を付加しない自由鍛造，一定背

圧荷重を付加した条件，背圧荷重を 3 分割した条件，アウターパンチを固定した密閉鍛造

にて実験を行った．本章では本基礎実験に関して，その方法と結果を示す． 

 

2.1 実験方法 

2.1.1 対象部品と実験装置 

 対象モデルは図 2.1 に示すように，供試材にはボンデ処理（リン酸亜鉛皮膜に金属石鹸を

反応させた皮膜処理）したAl-Mg系アルミニウム合金A5052材，直径 49 mm，高さ 12.8 mm

の円板を使用した． 

 

 

             

(a) 成形前                   (b) 成形後 

図 2.1 対象部品 

 

金型構造を図 2.2 に示す．金型は，パンチ，カウンターパンチ，アウターパンチ，ダイか

ら構成されており，カウンターパンチおよびダイは固定して，アウターパンチにサーボダ

イクッションによる背圧荷重を付加する金型構造とした．ダイ内径は 50 mm，カウンター

パンチ径は 30 mm で，材料上面をパンチで供試材を 7.8 mm 押し込み，成形品外周高さを

49
50

30

5 

16
 12

.8
 

R5
Unit: mm

y x
O
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16 mm まで成形する前方押出し鍛造を取り上げた． 

 

(a) 成形前                   (b) 成形後 

図 2.2 金型構造 

 

このような前方押出しでは，カウンターパンチ近傍における材料の流動が，外周部より

も遅れるため，下端部内側に材料が未充填（欠肉）となることが予想される．アウターパ

ンチにより下部外周部へ背圧荷重を付加することにより，押し出された材料を平坦化し，

下端内側部への充填を促進することが期待されるので，その効果について実験的に検証し

た．実験では，成形中における背圧荷重は一定値およびパンチストロークに応じて３分割

した設定として，背圧荷重値をパラメータとした成形を行った．パンチが供試材に接触し

てから下死点までの移動距離をパンチストロークとし，アウターパンチが待機位置から最

下点まで移動する距離を背圧ストロークとする．背圧荷重は，待機していたアウターパン

チ上面に供試材が接触して負荷が加わると，直ちに所定の荷重でアウターパンチが供試材

を押付けるようにプログラムされている．実験条件としては，先述のようにアウターパン

チ無し，つまり背圧荷重付加なしの自由鍛造と，アウターパンチを固定した密閉鍛造も比

較対照のためデータを採取した． 

実験に供したプレスは，最大加圧能力 6300 kN の冷間鍛造用 AC サーボプレスであり，

最大荷重 400 kN の能力を持つサーボダイクッションが装着されており，本サーボダイクッ

ションを背圧荷重付加装置として使用した．実験に供したプレスを図 2.3 に，当該プレスの

主仕様を表 2.1 にそれぞれ示す． 

 

Specimen
Punch

Counter punch

Die

Outer 
punch

Back-pressure load by
servo die cushion

Back-pressure load by
servo die cushion

50 mm
30 mm

Punch stroke: 7.8 mm

12
.8

 m
m

16
 m

m 5 
m

m
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                     表 2.1 AC サーボプレス主仕様 

 

 

 

 

 

 

 

 

図 2.3 冷間鍛造用 AC サーボプレス外観 

 

2.1.2 実験条件 

実験条件を表 2.2に示す．パンチストロークについては，成形品の底厚が設計寸法の 5 mm

となるよう設定し，7.8 mm を基準パンチストロークとした． No.1 は，アウターパンチ無

しの条件を示す自由鍛造であり，No.2 は一定背圧荷重を付加した条件，No.3 はパンチスト

ロークに応じて背圧荷重を 3 分割付加した条件，そして No.4 はアウターパンチを固定した

密閉鍛造を示す．No.4 の密閉鍛造のみ，パンチストロークを 7.3 mm としているため，底

厚は設計寸法には達しないが，これは金型強度の制約により最大成形荷重を 1200 kN 以下

に抑えたためである．No.2 と No.3 は背圧荷重を付加した条件であるが，背圧荷重付加開

始位置としては，カウンターパンチ上面とアウターパンチ上面が同一高さとなる位置とし

ており，背圧ストロークは，図 2.4 に示すように 11 mm で一定となる．  

 

表 2.2 実験条件 

 

 

-1 -2 -3 -1 -2 -3
Punch stroke (mm) 7.8 7.8 7.8 7.8 7.8 7.8 7.8 7.3
Back-pressure stroke (mm) 0 11 11 11 11 11 11 0
Max. back-pressure load (kN) 0 70 90 120 200 300 400 -

Constant back-pressure load 3-step back-pressure load

4

Back pressure load application
Remark Free forging Closed forging

Experiment No. 1
2 3

AC servo press H1C630
Maximum capacity (kN) 6300
Slide stroke (mm) 220
Number of stroke (min

-1
) 16 - 50

Die height (mm) 520
Slide adjustment (mm) 50
Bolster size (mm) 800 x 700

AC servo die cushion
Maximum capacity (kN) 400
Effective stroke (mm) 0-110
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図 2.4 背圧荷重付加図（背圧ストローク 11mm） 

 

No.2 は，一定背圧荷重を付加した条件であるが，70 kN，90 kN，120 kN の 3 水準とし

た．No.3 は，背圧荷重をパンチストローク応じて３分割した条件である．それぞれの背圧

荷重パターンを図 2.5 に示す． 

 

 

図 2.5 背圧荷重設定 

 

背圧荷重を付加した No.2 および No.3 の条件では，背圧ストロークが 11 mm でありパン

チストロークより大きくなる．パンチストローク 7.8 mm の内，初期の 0.5 mm は直径 49 

mm の材料が直径 50 mm のダイス内に充填される過程であると考えられる．その後，材料

が外径50 mm・内径30 mmの空間に押し込まれていくと考えると，パンチ部（直径50 mm）

の面積は押出し部分の断面積（外径 50 mm，内径 30 mm）の 1.56 倍あるため，背圧荷重

付加する間の背圧ストロークはパンチストロークの 1.56 倍となる．そのため，背圧ストロ

Back-pressure load by
servo die cushion

Forming load

Back-pressure load by
servo die cushion

Forming load

11 mm

Specimen

Outer 
punch
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ークがパンチストロークより大きくなっている． 

表 2.2 に示す条件にて成形実験を行い，各条件における成形荷重，成形品寸法精度を測定

した．プレス速度としては，毎分 5 ストロークの運転速度であり，7.8 mm パンチストロー

クにおける平均パンチ速度は 4.0 mm/s である．プレス機における計測系を図 2.6 に示すが，

成形荷重はプレス機のフレームに取り付けたひずみゲージの出力より成形荷重に換算した

数値，つまりプレス機の荷重計による数値データを利用した．パンチストロークは，プレ

スのスライドストロークとして，プレス機に設置されたリニアセンサの出力を用いた．背

圧荷重はサーボダイクッションの荷重制御用にダイクッションスクリュー上部に取り付け

られた油圧ダンパ内の油圧を計測し，背圧荷重としている．アウターパンチ位置はダイク

ッションスクリュー下部に設置されたロータリーエンコーダの出力を用いた．また，成形

品寸法精度は，成形実験後に 3 次元測定器にて測定を行った． 

 

 

図 2.6 サーボプレスにおける成形パラメータ計測システム 

 

2.2 実験結果 

2.2.1 成形荷重 

代表条件における荷重－ストローク線図を図 2.7 に示す．(a) は自由鍛造で，(b)および(c)

が背圧荷重付加条件であり，(d)が密閉鍛造である．(d) 密閉鍛造(No.4)を除き，いずれの条

件においても，最大成形荷重は成形終了時であるパンチストローク 7.8 mm 付近で発生して

いることがわかる．背圧荷重を付加した条件では，背圧荷重付加と同時に成形荷重は増加

サーボモータ（プレス駆動）

ひずみゲージ（荷重計） 

プレスコントローラ 

リニアセンサ 

サーボモータ 

（ダイクッション駆動） 

圧力センサ 

サーボダイクッション 

スクリュー 

油圧チャンバ 

ロータリーエンコーダ 
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している．図中，太鎖線の[Set back-pressure load]は背圧荷重の設定値であり，細鎖線

[Actual back-pressure load]は背圧荷重の実測値を表す．(d) 密閉鍛造(No.4)では，先に述

べたよう最大成形荷重を抑えるためにパンチストロークを 7.3 mm に減じているため，成形

品の底厚は規定寸法には達していない．従って，密閉鍛造で規定の底厚を得ようとすれば，

最大成形荷重は更に増大するものと予想される．逆説的な推定をすれば，本モデルのよう

な前方押出し品にて同一寸法品を得る場合は，背圧荷重を付加した方が，最大成形荷重を

減ずることが可能と思われる． 

背圧荷重波形に着目すると，一定背圧荷重を付加した No.2 の条件はもちろんであるが，

パンチストロークに応じて背圧荷重を変化させた No.3 の条件においても，設定値に対する

追従性は実用上問題の無いレベルであると判断でき，サーボダイクッションを背圧鍛造に

おける背圧荷重付加装置として十分活用できると思われる． 

 

 
(a) 自由鍛造 (No.1)          (b) 一定背圧荷重付加（No.2-2） 

 
(c) 3 段階背圧荷重付加 (No.3-1)           (d) 密閉鍛造 (No.4) 

図 2.7 荷重－ストローク線図 

 

最大成形荷重と最大設定背圧荷重の関係を図 2.8 に示す．背圧荷重付加条件（No. 2 およ

び No. 3）においては，付加する背圧荷重の増加と共に最大成形荷重は増加するが，No.2
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と No.3 による差異，つまり一定背圧荷重付加と３分割背圧荷重付加による最大成形荷重の

発生傾向に差異は見られない．背圧荷重を付加した場合，自由鍛造（No.1）に対して，背

圧荷重の約 2 倍相当が付加された形で最大成形荷重が増加している．背圧荷重を付加する

と，材料内で塑性変形を起こす降伏条件を満たすために，アウターパンチ上部から押込む

荷重が増加する．これにともない，アウターパンチ部へ材料を押し込むためのカウンター

パンチ上部の荷重も増加し，その両者がパンチ荷重の増加をもたらすためである．詳細メ

カニズムは 2.4 節で論ずるものとする． 

 

 

図 2.8 最大成形荷重と設定背圧荷重の関係 

 

2.2.2 成形品底部形状評価 

本研究で扱っている前方押出しのモデルでは，先に記載したようにカウンターパンチ近

傍における材料の流動が外周部よりも遅れるため，下端部内側に材料が未充填となること

が予想される．よって，まずは底部内側の形状測定値にて２次元形状を評価したが，その

結果を図 2.9 に示す． 

図 2.1 で示したように，x 軸は成形品半径方向寸法を表し，y 軸は軸方向寸法を表す．背

圧荷重を付加した場合，アウターパンチにより未充填部への材料流動が促進されているた

め，自由鍛造に比べて底部の形状は格段に改善されており，背圧荷重を増加させると未充

填部は減少する．ただし，背圧荷重が 120 kN に達するとバリが発生してしまう．これは背

圧荷重付加開始時点では，カウンターパンチ上面とアウターパンチ上面は同一高さにあり，

カウンターパンチ先端 R 部にはすき間が存在した状態となっており，成形当初から高い背

圧荷重が付加されると，材料がすき間部へ流動しバリとなるためである． 
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(a) 一定背圧荷重付加(No.2)       (b) 3 分割背圧荷重付加(no.3) 

図 2.9 成形品底部形状比較 

 

図 2.10 に，成形品事例を示すが，図 2.10(a)は自由鍛造，図 2.10(b)は一定背圧荷重付加

（120kN）の成形品である，図 2.10(b)の 120 kN 付加時においては，下部内側にバリが発

生していることがわかる． 

 

        

(a) 自由鍛造      (b) 一定背圧荷重付加(120 kN) 

図 2.10 成形品事例 

 

50

30

5 

16
 

R5

y x
O
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バリを抑制し，かつ未充填部分を減少させるため，パンチストローク中段で背圧荷重を

高めるという 3 分割設定を試みたのが No. 3 の条件である．2 次元形状としては，想定通り

に一定背圧荷重付加条件に比べてバリの発生もなく未充填部分は改善されている．また，

No.3-1～No.3-3 では大きな差異は見られず，中段での背圧荷重値による影響が少ないこと

が分かる．つまり，バリを防ぎ底部形状を改善するためには，パンチストローク中断で背

圧荷重を高めることは非常に有効であるが，一方で最大成形荷重は付加する最大背圧荷重

に左右されることから，むやみに背圧荷重を高める必要もないということがいえる． 

 

2.2.3 成形品底部未充填面積 

前項にて，底部形状を 2 次形状として評価したが，本項では図 2.11 に示すように，成形

品下端部内側に生ずる未充填部分の 2 次元投影面積を未充填面積 Auと定義し，成形品寸法

精度特性値として評価する．未充填面積 Auは 3 次元測定による外形プロファイルデータよ

り式(2.1)にて算出した．成形品の底部はなだらかなテーパ状になっているため，ݔ軸には制

限を設け，15 ≤ ௜ݔ ≤ 17とした．ここで，nは概ね 40 前後であった． 

 

図 2.11 未充填面積 

 

୳ܣ = ෍ 2௡ିଵ(௜ାଵݕ+௜ݕ)(௜ݔ−௜ାଵݔ)
௜ୀଵ 	,				(15 ≦ ௜ݔ ≦ 17)    																																	(2.1) 

 

未充填面積 Auと設定最大背圧荷重の関係を図 2.12 に示す．背圧荷重の増加と共に未充填

面積が減少しており，背圧荷重が付加されたアウターパンチより成形品下部内側への材料

流動が促進されていることがわかる．  
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図 2.12 未充填面積と設定最大背圧荷重の関係 

 

いずれにしても，背圧荷重を付加することにより未充填面積を減少させることができた

が，一定背圧荷重付加条件では過度の背圧荷重はバリの原因にもなり，3 分割背圧荷重付加

条件で中段の背圧荷重を増加させることにより，バリを抑制しながら未充填面積を改善で

きた．しかしながら，中段の背圧荷重を更に増加させても未充填面積の大幅な改善には至

っていない．一方では図 2.8 に示すように背圧荷重付加により最大成形荷重は増加しており，

成形エネルギという視点ではむやみに背圧荷重を増加させることも課題が残る．サーボダ

イクッションの特徴を鑑みた場合，成形中も背圧荷重の可変制御を行えば最大成形荷重の

低減，つまり成形エネルギの低減と成形品寸法精度の向上という両立が図れるものと期待

できる．また，実用においてサーボダイクッションの背圧荷重設定には何らかの設計指針

が必要である． 

小坂田らの研究[18]では，第１章で記したように浮動工具に背圧荷重を付加した押出し加

工において，押出し部先端平面率，背圧比を定義し，平面率を 95%以上とするためには背

圧比を 50%～60%にすべきと，背圧荷重の数値的な設定指針を提言している．本研究にお

けるモデルにこの指標を適用すると，A5052 材ではひずみ速度 1.0/s における変形抵抗は

300 MPa であり，設定すべき背圧荷重は 190 kN～230 kN となる．しかし，本実験では一

定背圧荷重付加条件では，背圧荷重が 120 kN を超えると成形品下部にバリが発生したため，

190 kN～200 kN という背圧荷重を一定荷重として付加するには無理がある．そのために，

バリを抑制するとう目的でパンチストローク中段にて背圧荷重を増加させる水準（No.3）

も実施したわけであるが，バリを抑制した状態で未充填面積を減少させ，更に成形荷重も

過度に増加させないための背圧荷重の設定というのはどうしても試行錯誤的にならざるを
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得ない．よって，パンチストロークに応じた背圧荷重の可変制御が可能というサーボダイ

クッションの特徴を生かして，成形品の寸法精度を改善し，最大荷重を低減する，あるい

は成形エネルギを減少させるためには，別の設計指針が必要になってくる． 

図 2.13 に最大成形荷重と未充填面積の関係を示すが，両者はトレードオフ関係にあるこ

とが明白である．よって，目的関数，設計変数，制約条件を明確にした最適化問題として

扱うことにより，成形目的に応じた背圧荷重の設定値を理論的に求めることが可能である

と思われ，次章においては背圧荷重設定について最適化アプローチを検討するものとする． 

 

 

図 2.13 最大成形荷重と未充填面積の関係 

 

2.3 材料流動に関する考察 

未充填部の形成と材料流動との相関を検証するために，光学顕微鏡による成形品の断面

調査と FEM 解析を行った．自由鍛造と一定背圧付加鍛造の比較として，断面写真の一例を

図 2.14 に示す．両条件において，カウンターパンチ R 部にて激しいせん断変形が生じてい

るのが明らかである．カウンターパンチ R 部の抵抗により外周にて材料流動が大きくなっ

ており，この流動の差異により内側底部に未充填部が形成されている．アウターパンチに

背圧荷重を付加することにより，外周における過度の材料流動が抑制され，カウンターパ

ンチ近傍での材料流動が促進されている．背圧荷重付加時の方が，アウターパンチ近傍と

カウンターパンチ R 部との間のせん断変形が大きくなっている． 
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(a) 自由鍛造 (No.1)   (b) 一定背圧荷重 120kN 付加（No.2-3） 

図 2.14 成形品断面の比較 

 

 本条件における変形状態を DEFROM-2D を利用して FEM 解析にて検証した．応力－

ひずみ線図は同一部材の単純圧縮試験で得られた線図を用い，摩擦係数は 0.385 としたが，

FEM モデル構築，解析条件等については，詳細を第 3 章で記載する．図 2.15 に自由鍛造

と一定背圧荷重付加鍛造の比較として FEM 解析による変形プロセス結果を示す． 

 

 

(a) 自由鍛造 (No.1)     (b) 一定背圧荷重 120 kN 付加（No.2-3） 

図 2.15 FEM 解析による材料流動比較 
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図 2.15(a)，(b)それぞれにおける黒点(ドット)は材料中の同じ位置を表す．変形プロセス

における黒点の動きに着目すると，自由鍛造よりも背圧荷重付加鍛造の方が，カウンター

パンチに沿い早く移動していることがわかる．ストローク 2 mm において，背圧荷重付加

時はカウンターパンチとアウターパンチ間のすきまへ材料が流動し，突起した状態になっ

ており，これが成形当初から高い背圧荷重を付加すると，成形後も未充填部にバリとなっ

て残っているものと思われる．そのため，材料がカウンターパンチ R 部を通過するまでの

成形過程前半では，比較的低い背圧荷重が有効であり，材料がカウンターパンチ R 部を通

過した後，つまり成形過程中盤では内側角部へ材料を流入させるため高い背圧荷重が必要

となる． 

また，FEM 解析による面圧分布を図 2.16 に示す． 

 

(a) 自由鍛造 (No.1)       (b) 一定背圧荷重 100 kN 付加 

図 2.16 FEM 解析による面圧分布比較 
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主要なパンチストロークにおける(a)自由鍛造と(b)一定背圧荷重付加における面圧分布を

それぞれ示しているが，Stroke 2 mm では，(a)自由鍛造にてカウンターパンチ R 部付近に

て局部的に高面圧が発生している．(b)背圧荷重付加では材料は既にアウターパンチと接し

ているため．当然のことながら材料下部にも面圧が均一に発生しているが，カウンターパ

ンチは R 部も含めほぼ均一な面圧分布であるといえる．Stroke 4 mm は材料がカウンター

パンチ R 部を通過した直後であるが，(a)自由鍛造と(b)一定背圧荷重付加にて，アウターパ

ンチ部を除き，面圧分布に大きな差異はない．つまり，Stroke 2 mm の状態からほぼその

まま移行しているといってよい．Stroke 7.8 mm(成形完了)では，やはりアウターパンチ部

を除き(a)自由鍛造と(b)一定背圧荷重付加にて面圧分布には大きな差異はないが，材料外周

上部および下部ダイとの接触面で，(a)自由鍛造と(b)一定背圧荷重付加間にてわずかな違い

が見られる．(a)自由鍛造では材料下部が文字通りフリーとなっているため，ダイにも接触

していない部分があり，成形品形状としては満足できていないことがわかる． 

最大面圧については，Stroke 7.8 mm にて材料中心付近で 1000 MPa 程度発生しており，

(a)自由鍛造，(b)一定背圧荷重付加ともに大きな差異はない． 

 

2.4 最大成形荷重と背圧荷重に関する考察 

背圧荷重を付加した場合，図 2.7 あるいは図 2.8 に見られるように自由鍛造に比べて最大

成形荷重が最大背圧荷重の 2 倍相当分増加しているが，その相関について初等解析モデル

にて以下考察する． 

 

2.4.1 単純圧縮モデル 

図 2.17 に示すようなブロックを想定した 2 次元単純圧縮モデルにて，工具面圧分布と圧

縮荷重を算出する．変形は平面ひずみ変形であり，ブロックは剛塑性体とする．よって，

降伏応力はܻ = 2݇で一定とする．ここで，݇はせん断降伏応力を表す．工具とブロック間の

摩擦はせん断摩擦とし，せん断摩擦係数は݉ = 1とする． 
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図 2.17 単純圧縮モデル 

௫ℎߪ ，軸方向の力の釣りあいよりݔ  + ݔ2݇݀ = ௫ߪ) +  ௫)ℎߪ݀

これを積分すると 

௫ߪ = 2ℎ݇ ݔ +                      (2.2)								       ଴ܥ
境界条件はݔ = ܾ/2にてߪ௫ = 0とすれば，ܥ଴ = −ܾ݇/ℎとなり，式(2.2)より 

௫ߪ = 2ℎ݇ ݔ − ℎܾ ݇                        	    	(2.3) 
を得る．よってݔ = 0では 

௫ߪ = − ℎܾ ݇                          	    		(2.4) 
引張方向を正としているので，ݔ = 0における圧縮応力はܾ݇/ℎとなる．降伏条件はトレス

カの条件よりߪ௫ − ௡ߪ = 2݇ であり，式(2.3)よりߪ௡ = ଶ௞௛ ݔ − ௕௛ ݇ − 2݇となる．面圧を݌とする

と，݌ =  ，௡につきߪ−

݌ = −2ℎ݇ ݔ + ℎܾ ݇ + 2݇                     	    		(2.5) 
よって，圧縮荷重ܲは 

ܲ = න ݔ݀݌ = ܾଶ2ℎ௕/ଶ
ି௕/ଶ ݇ + 2ܾ݇                       (2.6) 

となり平均面圧݌௠は 

௠݌ = ܾܲ = 2ܾℎ ݇ + 2݇     			                	    		(2.7) 
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を得る． 

 

2.4.2 前方押出し自由鍛造モデル 

図 2.18(a)のような前方押出しをブロック単位に分割したモデルについて，同様に工具面

圧分布と圧縮荷重を算出する．図 2.17 で示した単純圧縮モデルと同様に，変形は平面ひず

み変形であり，ブロックは剛塑性体とする．よって，降伏応力はܻ = 2݇で一定とする．工

具とブロック間の摩擦はせん断摩擦とし，せん断摩擦係数は݉ = 1とする．ここで，①部分

は外側に変形し，②部分は下側に変形するものとする．図 2.18(c)に示すように，②部分は

①部分との摩擦݇で変形するとすれば，①部分が②部分を押す平均面圧݌௠(ଵ→ଶは式(2.7)より݌௠(ଵ→ଶ) = 2݇ + ௛௕మ ݇となる． 

①部分におけるݔ軸方向の力の釣りあいより， ߪ௫ℎ + ݔ2݇݀ = ௫ߪ) +  ௫)ℎߪ݀

これを積分すると 

௫ߪ = 2ℎ݇ ݔ +  (2.8)										                  								       ଵܥ
境界条件はݔ = ܾଵ/2にてߪ௫ = ଵܥ，௠(ଵ→ଶ)であり݌− = −ቀ2 + ௕భ௛ + ௛௕మቁ ݇となり，式(2.8)よ

り 

௫ߪ = 2ℎ݇ ݔ − ൬2 + ܾଵℎ + ℎܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤ ܾଵ2 ൰  		  	 		      	   	 								(2.9) 
を得る．降伏条件はトレスカの条件よりߪ௫ − ௡ߪ = 2݇ であり，式(2.9)より ߪ௡ = ଶ௞௛ ݔ − ቀ4 + ௕భ௛ + ௛௕మቁ ݇となる．①部分における面圧を݌ଵとすると，݌ଵ =  ，௡につきߪ−

ଵ݌ = −2ℎ݇ ݔ + ൬4 + ܾଵℎ + ℎܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤ ܾଵ2 ൰           	    										(2.10) 
となる． 
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(a) 全体モデル     (b) ①部分    (c) ②部分 

図 2.18 前方押出し（自由鍛造） 

 

次に②部分について，①部分と比較して図 2.19 にように考えると，ℎをܾଶに，ܾを2ℎに置

き換えることにより，式(2.4)を式(2.11)のように表すことができる． 

 

 

図 2.19 ②部分の応力 

 

௫ߪ = −2ℎܾଶ ݇                         	    		(2.11) 
よって，②部分の面圧݌ଶ =  ，௫でありߪ−

ଶ݌ = 2ℎܾଶ ݇, ൬ܾଵ2 < ݔ ≤ 2ܾ൰ 				                	  													  		(2.12) 
を得る． 

式 (2.10)および式 (2.12)に，図 2.1 で示した本研究における対象部品を適用し，ܾ = 50	mm，ܾଵ = 30	mm，ܾଶ = 10	mm，ℎ = 5	mmとおくと，①部分よ②部分の面圧は ݌ଵ = ݔ0.4݇− + 10.5݇, (0 ≤ ݔ ≤ ଶ݌ (2.13)				    						             	(15 = ݇, (15 < ݔ ≤ 25)				                	  																		 					(2.14) 

① ②
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となる．①部分の平均面圧は݌ଵ௠ = (10.5݇ + 4.5݇)/2 = 7.5݇となり，全体の平均面圧は ݌௠ = (7.5݇ ∙ ܾଵ + ݇ ∙ 2ܾଶ)/ܾ = 4.9݇となる．ここで，݇ = 100～140		MPa	(A5052)とすると݌ଵ௠ = 750～1050	MPa，݌௠ = 490～686	MPaとなる．図 2.16(a)自由鍛造の FEM 解析から

も①部における面圧は 1000 MPa 前後であるため，本初等解析でも概ね同等な面圧を算出

できる．実際の対象部品は 3 次元形状につき，式(2.13)，式(2.14)に基づきその面圧分布を

立体的に示すと，図 2.20 となる． 

 

 

図 2.20 対象部品における面圧分布（自由鍛造） 

 

成形荷重はこれらの体積ということになるので，直径ܾଵ，高さ6݇の円錐，直径ܾଵ，高さ3.5݇
の円柱，および直径ܾ，高さ݇の円柱の体積の総和として求めることができる． 

ܲ = 1	3 ∙ 4ߨ ܾଵଶ ∙ 6݇ + 4ߨ ܾଵଶ ∙ 3.5݇ + 4ߨ ܾଶ ∙ ݇ = 4ߨ ∙ 7450݇             	(2.15) 
となり，ܲ = 585.1～819.2		kNとなる．図 2.7(a)および図 2.8 より，自由鍛造における

最大成形荷重が 600 kN であったことから，本初等解析における荷重の算出方法は妥当

なものといえる． 

 

2.4.3 前方押出し背圧鍛造モデル 

上記の解析モデルをベースとして背圧荷重を付加した場合について，同様な手法で工具

面圧分布と圧縮荷重を算出する．背圧荷重付加モデルは図 2.21(a)に示すように 3 分割した

モデルとして考える．図 2.21(a)に示すように③部分には下方から背圧݇が負荷されている

ものとする．変形は平面ひずみ変形であり，ブロックは剛塑性体とする．よって，降伏応

力はܻ = 2݇で一定とする．工具とブロック間の摩擦はせん断摩擦とし，せん断摩擦係数は
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݉ = 1とする． 

 

 

(a) 全体モデル     (b) ③部分  (c) ②部分 

図 2.21 前方押出し（背圧鍛造） 

 

降伏条件はトレスカの条件よりߪ௫ − ௡ߪ = 2݇ であるため，③部分における力のつり合い

より，−݇ − ௡ߪ = 2݇であり，ߪ௡ = −3݇となる． 

②部分の面圧݌ଶは，式(2.11)より 

ଶ݌ = ௫ߪ− + ݇ = 2ℎܾଶ ݇ + ݇ = ൬2ℎܾଶ + 1൰݇															               (2.16) 
②部分の降伏条件は，やはりトレスカの条件ߪ௫ − ௡ߪ = 2݇より，݌௠(ଵ→ଶ) − ଶ݌ = 2݇であり， 

௠(ଵ→ଶ)݌ = ଶ݌+2݇ = ൬2ℎܾଶ + 3൰݇ 

次に，図 2.22 に示すように①部分におけるݔ軸方向の力の釣りあいより， ߪ௫ℎ + ݔ2݇݀ = ௫ߪ) +  ௫)ℎߪ݀

これを積分すると 

௫ߪ = 2ℎ݇ ݔ +  (2.17)										                  								       ଶܥ
境界条件はݔ = ܾଵ/2にてߪ௫ = ଶܥ，௠(ଵ→ଶ)であり݌− = −ቀ3 + ௕భ௛ + ଶ௛௕మቁ ݇となり，式(2.17)より 

௫ߪ = 2ℎ݇ ݔ − ൬3 + ܾଵℎ + 2ℎܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤ ܾଵ2 ൰  		  	 		      	   	 							(2.18) 
を得る． 

① ②

③
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図 2.22 ①部分の力のつり合い 

 

降伏条件はトレスカの条件よりߪ௫ − ௡ߪ = 2݇ であり，式(2.18)より ߪ௡ = ଶ௞௛ ݔ − ቀ5 + ௕భ௛ + ଶ௛௕మቁ ݇となる．①部分における面圧を݌ଵとすると，݌ଵ =  ，௡につきߪ−

ଵ݌ = −2ℎ݇ ݔ + ൬5 + ܾଵℎ + 2ℎܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤ ܾଵ2 ൰           	    								(2.19) 
となる． 

ここで，式(2.16)と式(2.19)に本研究における対象部品の寸法； ܾ = 50	mm，ܾଵ = 30	mm，ܾଶ = 10	mm，ℎ = 5	mm を代入すると①部分，②部分の面圧は

次式で表すことができる． ݌ଵ = ݔ0.4݇− + 12݇, (0 ≤ ݔ ≤ ଶ݌ (2.20)								    						             	(15 = 2݇, (15 < ݔ ≤ 25)				                	  																 					(2.21) 
 

①部分の平均面圧は݌ଵ௠ = (12݇ + 6݇)/2 = 9݇となり，全体の平均面圧は ݌௠ = (9݇ ∙ ܾଵ + 2݇ ∙ 2ܾଶ)/ܾ = 6.2݇となる．ここで，݇ = 100～140	MPa	(A5052)とすると݌ଵ௠ = 900～1260	MPa，݌௠ = 490～868	MPaとなる．自由鍛造よりもやや高い数値であるが，

図 2.16(b)の FEM 解析より①部の面圧は 1000 MPa 前後と思われるので，背圧鍛造におい

ても本初等解析モデルは有効であるといえる． 

成形荷重は先と同様に，図 2.23 に示す形状の体積として求めることができる． 

ܲ = 1	3 ∙ 4ߨ ܾଵଶ ∙ 6݇ + 4ߨ ܾଵଶ ∙ 4݇ + 4ߨ ܾଶ ∙ 2݇ = 4ߨ ∙ 10400݇	            	(2.22) 
となり，ܲ = 817～1144	kNとなる． 
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図 2.23 対象部品における面圧分布（背圧荷重付加鍛造） 

 

ここで，自由鍛造時の成形荷重を Pf，背圧鍛造時に成形荷重を Pb とすると，式(2.15)お
よび式(2.22)より，その差異は以下のようになる．	∆ܲ = ௕ܲ − ௙ܲ = 4ߨ ∙ (10400 − 7450)݇ = 2317݇	
背圧݇による背圧荷重としては，ܮ௕ = ݇ గ൫௕మି௕భమ൯ସ = 1257݇であるから，背圧荷重 Lbによる

成形荷重の増加分は次式で表すことができる． 

∆ܲ = 2317	1257 ௕ܮ =              (2.23)					            	௕ܮ1.8
 

これにより，図 2.8 で示されたように背圧荷重付加時における最大成形荷重は，自由鍛造

における最大成形荷重に対して付加した背圧荷重の 2 倍相当の荷重が増加していることが

説明できる．	
  

2



30 
 

第 3 章 解析モデルの構築 

背圧鍛造における材料流動特性と後述する最適化シミュレーションのため，解析モデル

を構築した．成形シミュレーションには DEFFORM-2D を使用した．本章では，解析モデ

ル構築のための単純圧縮試験と解析モデルの妥当性について説明する． 

 

3.1 一軸圧縮試験 

3.1.1 実験方法 

解析モデルを構築するにあたり，材料特性を把握するため実験で使用する材料(A5052 材 

ボンデ処理)を使用して単純な一軸圧縮試験を行った．試験片を図 3.1(a)に示すが，直径 12 

mm，高さ 18 mm の円柱形である． 450 kN サーボプレスにより，図 3.1(b)に示すように

高さが 4.45 mm になるまで圧縮し，プレス機にて成形荷重と追込み量（スライド変位）を

計測した．実際の成形状態を図 3.2 に示す． 

 

 

(a) 成形前                (b) 成形後 

図 3.1 圧縮試験用試験片 

 

  

(a) 成形前                (b) 成形後 

図 3.2 一軸圧縮試験 

12 mm

18 mm 4.45 mm
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試験片については，成形前の直径 d(mm)および高さ h1(mm)の測定を行い，成形後の高さ

h2を測定することにより，応力－ひずみ線図を求めた．スライド平均速度（平均加圧速度）

は 3.1 mm/s として， 5 個の試験片にてデータを採取した．各試験片における成形前寸法を

表 3.1 に記載する ． 

 

表 3.1 試験片初期寸法とスライド平均速度 

試験片 No. d(mm) h1(mm) 

1 12.04 18.06 

2 12.03 18.06 

3 12.02 18.05 

4 12.04 18.05 

5 12.03 18.07 

 

3.1.2 実験結果 

本試験片による単純圧縮実験結果として，成形後の試験片高さ h2(mm)，最大真応力，最

大真ひずみを表 3.2 に示す． 

 

表 3.2 試験片成形後高さと最大真応力および最大真ひずみ 

試験片 No. h2(mm) 最大真応力(MPa) 最大真ひずみ 

1 4.45 383 1.38 

2 4.50 382 1.50 

3 4.40 420 1.42 

4 4.40 394 1.48 

5 4.40 391 1.49 

平均 4.43 394 1.45 

標準偏差 0.04 13.78 0.05 

 

真応力σおよび真ひずみεは次式により算出した． 

ܵ = 4ߨ ∙ ܪܪ − ݔ ∙  (3.1)																																																																																																																												ଶܦ
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ߪ = ܹܵ 																																																																																																																																															(3.2) 
ߝ = ln ܪܪ −  (3.3)																																																																																																																																				ݔ
 

ここで，S は成形中の圧縮部面積，D は試験片直径，H は試験片高さ，ݔは圧縮ストロー

ク，Wは成形荷重をそれぞれ示す． 

応力－ひずみ線図の一例として試験片 No.1 に関する応力－ひずみ線図を図 3.3 に示す．

ひずみ量 1.2 以上で線図の傾きが変化しているが，精度の高い変形抵抗曲線を得るため，線

図の傾きが一定となっているひずみ量 1.2 以下，つまり応力 330MPa 未満での変更抵抗曲

線を導くこととした．図 3.4 に 5 個の試験片により得られた変形抵抗曲線を表す．また，図

中にはこれらの実験値より得られた近似曲線よび近似式を合わせて示す．近似式は n 乗硬

化則によるものとすると F 値は 298，n 値は 0.245 となる．DEFORM でデフォルト設定さ

れている Al-Mg 合金の n 値は 0.24 であり，結果的にはこれと近い値となっている．成形シ

ミュレーションでは実験環境を想定し，温度依存性およびひずみ速度依存性は考慮しない

こととし，本研究におけるシミュレーションは本近似式を採用するものとする． 

 

 

図 3.3 真応力－真ひずみ線図（試験片 No.1） 
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図 3.4 変形抵抗曲線 

 

3.2 解析モデルの構築 

成形シミュレーションには，先に記したように DEFORM-2D(以下，単に DFORM とす

る)を使用した．DEFORM は米国 Scientific Forming Technologies Corporation 社製のシミュ

レーションソフトであり，鍛造成形を中心とした塑性加工の分野では幅広く使用されている． 

 

3.2.1 解析モデルの概要 

図 3.5 に解析モデル全体を示す．試験片は軸対称の円柱形状であるため，右側ハーフモデ

ルとして取扱った．従い，図 3.5(a)～(c)の左端が軸中心を表す．供試材は剛塑性体として，

パンチ，カウンターパンチ，アウターパンチ，ダイは剛体とした．DEFORM には対象成形

品形状を与えると，自動的にメシュ切りを行うオートメッシュ機能が付加されているが，

図 3.5(b)はオートメッシュ機能によるメッシュ構造を示す．本メッシュ構造ではメッシュ切

りが不規則であり，メッシュの変形状況が分かりづらいことに加え，成形シミュレーショ

ン途中でリメッシュ（メッシュ切りをやり直すこと）がかかり，シミュレーション精度自

体が低下してしまうリスクがる．よって，マニュアルでメッシュ切りを行ったが，そのメ

ッシュ構造を図 3.5(c)に示す．以下，マニュアルによるメッシュ切りの考え方を記載する． 

変形状態が分かりやすくなるよう，メッシュ形状は長方形として，ひずみ量が大きくな

る供試材下面のアウターパンチ接触部のメッシュサイズを極力小さくした．また，要素が

金型に喰いこみリメッシュが機能する干渉深さ限界を 0.1 mm に設定すると同時にアウタ

ーパンチ形状にも改善を加え，成形終了までリメッシュ機能がはたらかないモデルとした．

干渉深さとアウターパンチ形状の改善について図 3.6 に示す．成形初期段階で高い背圧荷重
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を付加した場合，カウンターパンチ R 部とアウターパンチとのすき間に材料が流入しバリ

が発生することは既に述べた通りだが，それがシミュレーションでは図 3.6(a)のようにアウ

ターパンチが材料に喰いこみ，干渉となりリメッシュが機能する．そのリメッシュを防ぐ

ため，図 3.6(b)のようにアウターパンチ上部コーナを R0.2 として喰いこみを防いだ．結果

的には，干渉を防ぎ成形完了までリメッシュがかからないモデルとすることができた．な

お，本シミュレーションモデルでは要素数 5000，接点数 5151 点となった． 

 

 
(a) 全体モデル (b) オートメッシュによるメッシュ構造   (c) 最終メッシュ構造 

図 3.5 シミュレーションモデル 

 

 

(a) アウターパンチの喰いこみ       (b) アウターパンチ上部 R 形状 

図 3.6 アウターパンチ形状の改善 

 

シミュレーションにおいて摩擦状態はせん断摩擦で一定とした．摩擦応力 fは式(3.4)で与

えられる． ݂ = ݉݇																																																																																																																																														(3.4) 
ここで，mはせん断摩擦係数，kはせん断降伏応力を示す．DEFORM では，A5052 のデフ

ォルトとして m=0.4 としているが，変形過程を分析し，実験との合わせ込みを行うことに
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より最終的に m=0.385 とした． 

 

3.2.2 解析モデルの精度 [50, 51] 

解析モデルの妥当性，精度を検証するため実験との突合せを行った．一定背圧荷重を付

加した場合，パンチストロークに応じて背圧荷重を増加（増圧），減少（減圧）させた場合

における 5 水準の背圧荷重設定にて，第 2 章で述べた装置にて荷重－ストローク線図を採

取した．代表事例として，図 3.7(a)には一定背圧荷重付加，図 3.7(b)には増圧付加，図 3.7(c)

には減圧付加における荷重－ストローク線図をそれぞれ示す． 

 

 

(a) 一定背圧荷重付加 

 

(b) 増圧付加                      (c) 減圧付加 

図 3.7 荷重－ストローク線図事例 

 

各図にて赤破線がシミュレーション結果であり，黒実線が実験結果を示す．また，灰色

の網掛け部面積は本研究で用いる背圧エネルギを示す．背圧エネルギの定義については，

第 4 章でも述べるが，本来は背圧荷重と背圧ストロークの積の総和が背圧エネルギである．
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本研究におけるモデルでは，背圧ストロークとパンチストロークは異なるため，図中に示

した背圧荷重とパンチストロークの積の総和は厳密には背圧エネルギとはいえない．しか

し，本研究では実験における背圧荷重はパンチストロークに応じて設定することになって

おり，同一形状での相対比較であることから，近似的に背圧荷重とパンチストロークの積

の総和を背圧エネルギとして扱うものとする． 

各図において，背圧荷重の変化点にて実験結果ではオーバーシュートやアンダーシュー

トが見られるものの，成形荷重，背圧荷重共にシミュレーション結果と実験結果は同等な

波形を示しているといえる．表 3.3 には全 5 パターンにおける各評価項目の最大誤差と最小

誤差および平均誤差を示す．表中の Outer diameter，Inner diameter，Height，Bottom 

thickness については図 3.8 に示す．平均誤差に着目すると，未充填面積については 6.58%

とやや大きな誤差を含むが，その他の評価項目については，全て 5%以内に収まっており，

特に成形品の寸法誤差については 1.5%以内であり，非常に高精度なシミュレーションモデ

ルが構築できたといえる． 

 

表 3.3 シミュレーション結果と実験結果の誤差 

 

 

 

図 3.8 成形品寸法精度評価項目 

  

Error (%)
Outer

diameter
Inner

diameter
Height

Bottom
thickness

Max. forming
load

Unfilled
area

Back-pressure
energy

Minimum 0.08 0.07 0.38 1.18 0.09 1.23 0.02
Maximum 0.12 0.09 0.77 1.96 9.1 11.99 4.41

Average 0.09 0.08 0.56 1.47 3.75 6.58 2.39

Outer diameter

Inner diameter

H
ei

gh
t

Bottom thickness



37 
 

第４章 逐次近似最適化 [50, 51] 

本研究では，背圧鍛造プロセスを最適化問題として捉え，成形品の未充填面積と背圧エ

ネルギを目的関数とし，パンチストロークに応じた設定背圧荷重を設計変数とすることに

より，効率的に背圧荷重の設定値を見出すことを目的の一つしている．以下，本研究で適

用した最適化アプローチについて記載する． 

 

4.1 最適化問題について 

最適化とは，目的関数と呼ばれるある関数を最小化または最大化するための手法である．

一般にܭ個の目的関数を同時に最小化する多目的最適化問題は次のように定式化される． 

 ൫ ଵ݂(ݔ), ଶ݂(ݔ),⋯ , ௄݂(ݔ)൯ → ௜௅ݔ ݊݅݉ ≤ ௜ݔ ≤ ݅						௜௎ݔ = 1,2,⋯ , ݊	                     											(4.1) ݃௝(ݔ) ≤ 0			݆ = 1,2,⋯ ,  ݊݋ܿ݊

 

ここで， ௜݂(ݔ)は݅番目の目的関数，ݔ௜௅とݔ௜௎はそれぞれ，݅番目の設計変数ݔ௜に直接的に課さ

れる下限値と上限値であり，݊は設計変数の数を表す．݃௝(ݔ)は挙動的制約条件を表しており，݊ܿ݊݋はその数である． 

最適化問題を解くための数理的手法を一般に最適化手法と呼ぶが，関数の感度（勾配）

を使う方法と使わない方法に大別される．本研究ではシミュレーションをベースにした最

適化を行うので，実際にシミュレーションを行う回数を減らし，厳密な最適解ではなく近

似的な最適解を見出すことが可能な応答曲面近似を利用した逐次近似最適化を用いた． 

 

4.2 逐次近似最適化について 

本研究では Radial Basis Function (RBF)ネットワークによる多目的逐次近似最適化手法

を用いているが，そのフローを図 4.1 に示す．多目的逐次近似最適化では，少ないサンプル

点数で精度の高いパレートフロントを同定することが重要となる[29-31]． 従い，段階的に

サンプル点を増やしつつ精度の高い応答曲面を形成し，非劣解集合付近にサンプル点を配

置することにより，その目的を達成するが，精度の高い非劣解集合を同定するためには，

サンプル点の配置計画が非常に重要となる．本研究で用いる多目的逐次近似最適化システ

ムのサンプル点の考え方は図 4.1 の網掛け部で示す Part I，Part II，Part III から構成され
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ている．サンプル点とその応答値が算出された以降について，各部の概略を示す． 

 

 
図 4.1 多目的逐次近似最適化フロー 

 

Part I：すべての関数を応答曲面近似し，多目的最適方を用いて非劣解を求める．ここで

は，以下に示す重み付き lp ノルム法を用いて拡大目的関数を作成し，それを最小にする点

を新たなサンプル点とする． 

(ݔ)௔ܨ = ൤෍ ൛ܽ௜ ሚ݂௜(ݔ)ൟ௣௄௜ୀଵ ൨௟௣ → min                    	(4.2) 
 

式(4.2)において， ሚ݂௜(ݔ)は応答曲面近似された݅番目の目的関数，ܽ௜は݅番目の目的関数に対

する重み，݌はパラメータ，ܨ௔(ݔ)は拡大目的関数をそれぞれ表している． 

Part II：すべてのサンプル点を用いて，密度関数を構築し，この関数の最適解を新たな

サンプル点とする． 

Part III：すべてのサンプル点を用いて，パレート適合度関数を構築し，この関数の最適

解を新たなサンプル点とする． 

Part II では既存のサンプル点と Part I で得られた点を，Part III では既存のサンプル点

と Part I と Part II で得られた点を用いて計算しているため，段階的にサンプル点が増加し

ている点に注意されたい．RBF ネットワーク，密度関数およびパレート適合度関数の構築

方法やその特徴について詳細は付録に記載する． 

Terminal criterion

Initial sampling points are generated.

Numerical simulation is carried out to obtain responses.

Response surfaces for all functions are constructed.

A pareto-optimal solution is found by the 
multi-objective optimization method.

The density function is minimized.

The pareto-fitness function is minimized.

End

Part I

Part II

Part III

Yes

No
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4.3 背圧鍛造への適用 

上記で記載した多目的逐次近似最適化を背圧鍛造モデルに適用する．背圧鍛造モデルに

おいては，成形特性に応じた最適背圧荷重を見出すことを目的としているので，設計変数

と目的関数を以下のように定義する． 

 

4.3.1 設計変数 

 設計変数としては，実際のプレス機における背圧荷重の設定値とする．実機においては，

パンチストロークに応じて必要とする背圧荷重を設定するため，図 4.2 に示すように全パン

チストローク݈୫ୟ୶を݊個のサブストロークに等分し，各サブストロークにおける背圧荷重設

定値を設計変数とした．ここで，各サブストロークは，全パンチストロークを当分してい

るので∆݈ = ݈୫ୟ୶/݊となる． 

 

図 4.2 設計変数としての背圧荷重設定 

 

4.3.2 目的関数 

本研究で取扱っている前方押出しモデルにおける背圧荷重の影響については，第 2 章で

その基本的特性を述べたが，寸法精度特性として底部未充填面積を評価した．その底部未

充填面積は背圧荷重に律されることが図 2.11 より明らかであり，最終的には図 2.12 で示し

たように最大成形荷重とはトレードオフの関係にあることも分かった．よって，直接的に

は未充填面積と最大成形荷重を目的関数として扱いところではあるが，本研究では成形エ

ネルギに着目し，成形荷重は背圧荷重と相関があることから，背圧エネルギを目的関数の

・・・・・
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１つとした．背圧エネルギは，本来は背圧荷重と背圧ストロークの積の総和で表される．

しかし，2.1.2 で述べたように，パンチストロークと背圧ストロークは厳密には異なり，実

際のプレス機では，パンチストロークに応じて背圧荷重を設定するため，本研究では背圧

エネルギを背圧荷重とパンチストロークの積の総和として近似的に扱うこととする． 

本前方押出しモデルを対象とした背圧鍛造における目的関数は，底部未充填面積 ଵ݂(ݔ)お
よび背圧エネルギ ଶ݂(ݔ)として，以下のように表すことができる． 

 

ଵ݂(ݔ) = ෍ ( ௜ܺାଵ− ௜ܺ)( ௜ܻ+ ௜ܻାଵ)2௉ିଵ
௜ୀଵ 																																																																																															(4.3) 

ଶ݂(ݔ) = ∆݈෍ݔ௜௡
௜ୀଵ 																																																																																																																												(4.4) 

  

ここで，未充填面積 ଵ݂(ݔ)は図 4.3 で示すように，成形品とカウンターパンチが接してい

る接点番号を 1 とし，成形品とアウターパンチが接触する部分の接点番号をܲとし，接点座

標を( ௜ܺ, ௜ܻ)	(݅ = 1,2,⋯ܲ) として算出した． 

 
図 4.3 未充填面積 

 

未充填面積と背圧エネルギを同時に最小にする最適背圧荷重設定を求める計算フローは

以下のようになる． 

STEP 1：初期サンプル点を Latin Hypercube Design (LHD)によって決定する． 

STEP 2：DEFORM により成形シミュレーションを行い，目的関数を算出する． 

STEP 3：各目的関数の応答曲面を RBF ネットワークで作成，式(4.2)を最小化すし，新た

なサンプル点をして追加する． 
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STEP 4：すべてのサンプル点を用いて密度関数を構築．密度関数の最適解を新たなサンプ

ル点として追加する． 

STEP 5：すべてのサンプル点を用いてパレート適合度関数を構築．パレート適合度関数の

最適解を新たなサンプル点として追加する． 

STEP 6：終了条件を満足していれば終了し，そうでなければ STEP 2 へ戻る． 

なお，拡大目的関数や密度関数，パレート適合度関数の最適化には Differential Evolution 

(DE)を用いた． 

 

4.4 シミュレーション結果 

シミュレーション方法条件として，全パンチストローク 7.8 mmの領域を 2等分，4等分，

6 等分した場合について，各領域における背圧荷重値を設計変数として求めた．初期の基礎

実験にて，成形当初から背圧荷重が 120 kN を超えるとバリが発生し，金型の破損等のリス

クがあることとサーボダイクッションの仕様値として最大背圧荷重が 400 kN であること

から，パンチストロークが 0.00～3.90 mm においては上限を 130 kN とし，3.90 mm～7.80 

mm においては上限を 600 kN とした． 

底部未充填面積と背圧エネルギを目的関数とした最適化シミュレーション結果について，

背圧荷重設定を 2 分割とした条件を図 4.4 に，4 分割した条件を図 4.5 に，6 分割した条件

を図 4.6 にそれぞれ示す．各図中(a)は２つの目的関数で構成された座標系であり，プロッ

ト点がシミュレーション結果である．最適解を近似した曲線をパレ―トフロント曲線，パ

レート曲線上の最適解集合をパレート最適解集合という．各図中(b)はパレート最適解集合

における○，△，□に該当する背圧荷重設定パターンを示す． 

いずれの分割条件においてもパレート曲線は，未充填面積と背圧エネルギのトレードオ

フ関係を明確に示しており，どちらの目的関数を優先するかにより背圧荷重設定が変わる

ので，最終的にはユーザー側での判断に委ねることになる．最終サンプル点としては，図

4.4(a)2 分割で 38 点，図 4.5(a)4 分割で 65 点，図 4.6(a)6 分割では 85 点でパレート最適解

集合を得た．  
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(a) パレートフロント曲線          (b) 最適背圧荷重設定 

図 4.4 シミュレーション結果（背圧荷重 2 分割） 

 

(a) パレートフロント曲線          (b) 最適背圧荷重設定 

図 4.5 シミュレーション結果（背圧荷重 4 分割） 

 

(a) パレートフロント曲線          (b) 最適背圧荷重設定 

図 4.6 シミュレーション結果（背圧荷重 6 分割） 
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○の条件は Su=3.9 mm 以降，成形終了まで比較的高い背圧荷重を保持する設定であり，

Au=0.11 mm2 程度で△は□の条件に比して大幅に低減している．一方，成形過程後半で大

きな背圧荷重を付加していない△や□は背圧エネルギとしては○に比べて半減している．

また，△と□を比較した場合，背圧荷重設定としては同様なパターンであり背圧エネルギ

も同等であるが，Au については△が大幅に低減している．これらの結果から，未充填面積

を低減させるには，Su=3.9 mm 以降，つまり材料がカウンターパンチ R 部を通過した直後

から背圧荷重を増加させ，その後は徐々に背圧荷重を低減させていくという設定方法が最

小の背圧エネルギで必要最小限の未充填面積にできることを示唆している．成形過程の終

盤で大きな背圧荷重を保持することは，無駄に背圧エネルギを損失するだけで，未充填面

積に低減には寄与していないということを意味している． 

次に，各分割数におけるパレートフロント曲線の比較を図 4.7 に示す．背圧荷重をより細

分化した方が，パレートフロント曲線としては原点側に近付いており，より効率的な背圧

荷重設定を見出すことが可能であると確認できた．  

 

 
図 4.7 分割数によるパレートフロント曲線の比較 

 

背圧荷重設定の分割数を増やすことで，適用し得る背圧荷重設定パターンとしては増加

することになるが，最適化を行うことにより時間コストの削減に繋がることが期待できる．

これらの結果について，応答曲面の精度を図 4.8 に示す．図において，縦軸は最適化プログ

ラムによる解析を行う前に予測された値で，横軸が実際に解析より算出された値を示す．
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つまり，グラフ上のプロット点が 45 度の直線を形成していれば 1 対 1 対応しているという

ことで，精度が高いことを意味している．図 4.8(a)未充填面積，図 4.8(b)背圧エネルギ，い

ずれもプロット点はほぼ 45 度の直線状にあり，解析値と応答値には差異が無いことから非

常に高精度の応答曲面が得られといえる． 

 

 

(a) 未充填面積             (b) 最適背圧荷重設定 

図 4.8 応答曲面の精度 

 

4.5 非劣解と劣解の検証 

パレートフロント図における非劣解（最適解）と劣解の相違について検証した．図 4.5 に

示した４分割した背圧荷重設定にて，図 4.9 のように非劣解△と劣解の×について考察した． 

 

図 4.9 パレートフロント図（背圧荷重 4 分割） 
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図中の△，×に対応する背圧荷重設定を図 4.10 に示す．また，図中には△，×における

それぞれの未充填面積 Auと背圧エネルギ Ebも合わせて記載する． 

 

 

図 4.10 最適背圧荷重パターンにおける劣解と非劣解の比較 

 

△，×の違いは図から明らかように，最大背圧荷重を付加するタイミングであり，成形

過程のどのポイントで背圧荷重を増加あるいは減少させるかという点である．△，×にお

ける最大背圧荷重を付加する時点での成形状況を図 4.11 に示す．図 4.11(a)では材料がカウ

ンターパンチ R 部を通過した直後で背圧荷重を増加させており，成形当初から材料下部の

未充填部が比較的小さいが，図 4.11(b)では成形後半に背圧荷重を増加させており，材料下

部に未充填部が形成されたままになっている．金型隅部に材料を充填させる状況を図 4.12

のように示した場合，材料の充填に要する圧力 pは式(4.5)で表すことができる[32]． 

 

 

(a) △非劣解          (b) ×劣解 

図 4.11 背圧荷重付加と成形状況   図 4.12 材料充填モデル 
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݌ = 1 + ߙcotߤߙcotߤ ൜ቀݎ଴ݎ ቁఓୡ୭୲ఈ − 1ൠ +  (4.5)		 							     					   	     		଴ߪ	3√3ߙ4
 

ここで，μ は摩擦係数，α は隅部の半角，r0は隅部開口部の幅，r は充填先端部の幅，σ0
は成形材料の降伏応力をそれぞれ示す．式(4.5)にて p と α 以外を定数と考えると，p と α
の関係は図 4.13 に示すようにトレードオフの関係となる．つまり，α が小さいほど未充填

部を小さくするためには，より高い圧力が必要となる．  

 

 

図 4.13 充填隅部角度と充填圧力の関係 

 

これは図 4.11(a)で示すように成形初期状態，つまり 2α>90°の状態で高い背圧荷重を付加

しているのに対して図 4.11(b)では 2α=90°の状態で高い背圧荷重を付加していることと対

応している．	つまり，材料がカウンターパンチ R 部を通過する 2α>90°では比較的高い背

圧荷重を付加し，材料がカウンターパンチ R 部を通過した後の 2α=90°では，背圧荷重を極

力低下させることが未充填部と背圧エネルギの最小化には重要であり，図 2.11 で示した最

大成形荷重と未充填面積のトレードオフの関係を基礎理論として裏付けたことになる． 	
4.6 検証実験 

4.6.1 実験による最適背圧荷重付加の検証 

シミュレーションより背圧エネルギと未充填面積がトレードオフ関係にあることが明確

となり，基礎理論としてもその妥当性が裏付けられた．本節では最適化シミュレーション

で得られた最適背圧荷重の効果を実験にて検証する．実験で用いた設備は，第 2 章で記載

した最大加圧能力 6300 kN の冷間鍛造用 AC サーボプレスであり，最大荷重 400 kN の能

p

α

A，B	: Constant
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力を持つサーボダイクッションが装着されている．背圧荷重の 2 分割と 4 分割での設定に

関して，実験結果の一例を図 4.14 および図 4.15 にそれぞれ示す．図中(a)は荷重－ストロ

ーク線図を表し，図中(b)の矢印は該当するパレートフロント曲線上でのプロットを表す．  

 

 

(a) 荷重－ストローク線図          (b) パレートフロント曲線 

図 4.14 最適化シミュレーション結果と実験結果（背圧荷重 2 分割） 

 

 

(a) 荷重－ストローク線図          (b) パレートフロント曲線 

図 4.15 最適化シミュレーション結果と実験結果（背圧荷重 4 分割） 

 

図 4.14 および図 4.15 の荷重波形から分かるように，実験結果はシミュレーションと同等

の波形を呈しており，特に背圧荷重については，その変化点にてシミュレーション，つま

り実機における設定値に対して充分追従している．これは，サーボダイクッションの応答

性の高さもさることながら，最適化シミュレーションにおいて，実機性能を加味した条件
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設定，つまり分割数や制約条件の設定が妥当であったものといえる． 

また，未充填面積，背圧エネルギおよび最大成形荷重についてシミュレーション結果と

実験結果との相対誤差を表 4.1 に示す． 

 

表 4.1 シミュレーション結果と実験結果の相対誤差 

 

 

表 4.1 における相対誤差を見ても，最大成形荷重では 6%に達するものの，未充填面積や

背圧エネルギは 5%未満であり，実用上においても十分な精度を有しているといえる． 

 

4.6.2 最適背圧荷重付加における材料流動 

背圧荷重を付加した際の材料流動を確認するために，第 2 章では自由鍛造と一定背圧荷

重を付加した際の断面写真による観察と FEM にて検証した．本節では，密閉鍛造と最適背

圧荷重を付加した際の変形過程を FEM にて検証する．図 4.16～図 4.18 に各パンチストロ

ークにおける FEM 結果を示す．図中の(a)は密閉鍛造を，(b)は最適背圧荷重付加鍛造をそ

れぞれ示す．(a)の密閉鍛造はパンチストローク Su=7.8 mm で完全充填となる位置にアウタ

ーパンチを固定している．(b)の最適背圧荷重設定は，図 4.15 で示した 4 分割設定の水準で

ある．図中の色分布は全ひずみ分布を示している．図 4.16 の Su=3.90 mm は全ストローク

の中間値であり，材料はカウンターパンチ R 部を通過した直後である．図 4.17 の Su=7.50 

mm は密閉鍛造において，材料がアウターパンチに接触した直後のストロークであり，図

4.18 の Su=7.77 mm は成形完了直前のストロークである．なお，各図中における□点は材

料の同一点を表している． 

図 4.16 において，(a)密閉鍛造では材料下端はアウターパンチと接していないため，自由

鍛造と同様な材料流動を示し，凸状に変形しており，結果として下端内側には未充填部が

形成されている．一方，(b)最適背圧荷重付加鍛造では，背圧荷重が付加されたアウターパ
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2
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Experimental result 0.472 1013 956
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ンチに材料が接しているため，アウターパンチ上面に沿った形で平坦な状態が維持されて

おり，内側の未充填部もほとんどない．更に図 4.17 において，(a)密閉鍛造では，当初の材

料下端凸部がアウターパンチに接してはいるが，非接触部位（図中 C 部）が増大している

のに対して，(b)最適背圧荷重付加鍛造では，未充填部がほとんどない状態が維持されてい

る（図中 C’部）．特に図 4.17(a)と図 4.17(b)にてひずみ状態と材料流動を比較した場合，(b)

ではダイ側の押出し方向への材料流動が抑制され，カウンターパンチ側の材料が未充填部

位への流動が促進されていることがわかる．図 4.18 においては，(a)，(b)ともに同様な形状

を呈しているが，材料下端部（図中 D，D’部）のひずみ状態と材料流動は大きく異なって

いる．またダイ側上部（図中 E，E’部）においても，ひずみ状態が異なっており，(b)背圧

荷重付加時の方で全ひずみが大きくなっている．これは，ダイ側の押出し方向の材料流動

が抑制されたために，ݔ方向のひずみが増加したためである． 

また，Su=7.77 mm における最成形荷重は，(a)密閉鍛造で Lu=2223 kN であり，(b)最適

背圧荷重付加鍛造では Lu=1061 kN という結果であった．つまり同一寸法精度の成形品を

得ようとした場合，背圧荷重付加を最適化することにより，最大成形荷重を低減できると

いうことが確認できた．よって，背圧荷重付加の最適化により，材料流動を制御し未充填

部の低減と成形荷重の低減に寄与できることが確認できた． 
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(a) 密閉鍛造        (b) 最適背圧荷重付加鍛造 

図 4.16 成形過程 Su=3.90 mm 

 
(a) 密閉鍛造        (b) 最適背圧荷重付加鍛造 

図 4.17 成形過程 Su=7.50 mm 

 

(a) 密閉鍛造        (b) 最適背圧荷重付加鍛造 

図 4.18 成形過程 Su=7.77 mm 

  

Lu=2223 kN Lu=1061 kN 
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第 5 章 スライド連動モーションによる検証実験 [52] 

本章では，第 2 章で検証した背圧荷重付加基礎実験に関して，プレスのスライドモーシ

ョン，つまりパンチモーションも変更して実験を行った．背圧荷重付加条件は，第 2 章で

提示した実験 No.3-2 と同一としてパンチモーションのみを変更し，最大成形荷重と未充填

面積について検証した． 

 

5.1 実験条件と結果 

サーボプレスにはサーボダイクッションによる背圧荷重制御だけではなく，スライドフ

リーモーションという最大の特徴がある．未充填面積と最大成形荷重（成形エネルギ）の

更なる低減を目指し，スライドモーションを背圧荷重付加タイミングと連動させて変更し

た実験を行った．背圧荷重付加条件としては，表 2.2 に示した No.3-2 として，スライドモ

ーションを 2 水準設定した．これらの実験条件を表 5.1 に示す． 

 

表 5.1 スライド連動モーション実験条件 

 
 

Type A はパンチストローク 3.8 mm にて，つまり下死点上 4.0 mm にてパンチを 2 秒間

停止後，0.5 mm 逆転上昇させた後に再度下降させたモーションである．Type B は，パン

チストローク 3.8 mm にて 0.5 mm 逆転上昇した後に 2 秒間停止させ，再度下降させたモー

ションである．ここで，背圧荷重設定については，70 kN から 300 kN への切換えは完全な

ステップ状の設定ではなく，600 ms にて線形的に増加させる設定となっている．これはス

ライドの反転モーションを伴うため，サーボダイクッションに衝撃荷重が負荷されること
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を防ぐためである．Type A および Type B に関して．パンチ動作の考え方とそのねらいに

ついて図 5.1 および図 5.2 にそれぞれ示す． 

 

 

図 5.1 パンチモーションの考え方とねらい（Type A） 

 

 

図 5.2 パンチモーションの考え方とねらい（Type B） 

 

両条件とも，材料がカウンターパンチ R 部を通過するまで（パンチストローク 3.8 mm）

材料がコーナR部を通過するまで

低い背圧荷重をかけ
ながらスライドを下降

スライドを停止し，高い
背圧荷重をかける

スライドを少しもどして（上
昇）から低い背圧荷重を
かけながらスライド再下降

コーナ近傍からの加圧に
より，低荷重で材料充填
を図る
（逆方向からの加圧になり，
コーナ部の材料充填のみ
を目的とするので，スライ
ド側にかかる荷重は低減
できる）

プロセスの途中で一
度コーナR部の充填を
行うと，その後は維持
されるので，低背圧荷
重にして，プレス荷重
の増大を防ぐ

コーナR部通過後

ねらい

スライドモーション
と背圧モーション

カウンターパンチコーナ
とアウターポンチとの空
隙に材料が押し込まれ
てバリとなるのを防ぐ

材料がコーナR部を通過するまで

低い背圧荷重をかけ
ながらスライドを下降

スライドを少しもどして
（上昇）から，高い背圧
荷重をかける

低い背圧荷重をかけな
がらスライド再下降

カウンターパンチコーナ
とアウターポンチとの空
隙に材料が押し込まれ
てバリとなるのを防ぐ

スライドをもどし，パンチ
荷重を低減した上で，
コーナ近傍からの加圧
により，低荷重で材料充
填を図る
（スライドを停止したままだと，ま
だスライドかの押込みが残留す
るので，さらに積極的にもどして，
下から加圧している状態にする）

プロセスの途中で一
度コーナR部の充填を
行うと，その後は維持
されるので，低背圧荷
重にして，プレス荷重
の増大を防ぐ

コーナR部通過後

ねらい

スライドモーション
と背圧モーション
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は低い背圧荷重を保持し，バリを抑制しつつ未充填面積を増加させないようにし，背圧荷

重が付加された状態でパンチを一旦停止させ，未充填部位への材料流動を促進させつつ，

更にスライドを反転・上昇させることにより，パンチ荷重を一旦除荷して，成形荷重を低

減することを目指したものである．Type A と Type B の違いはスライドの反転・上昇のタ

イミングである． 

本条件おける荷重－ストローク線図を図 5.3 および図 5.4 に示す．パンチストロークは，

データサンプリング容量の制約上，7.8 mm 全域では採取できていないので，背圧荷重を

300 kN に上昇させ，パンチが停止あるいは逆転する領域から記載する．  

 

 

図 5.3 荷重－ストローク線図（Type A） 

 

 

図 5.4 荷重－ストローク線図（Type B） 
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Type A は，図 5.1 に示したようにパンチを止めた状態で背圧荷重を増加させ，未充填部

を減じた上で，その後，一旦パンチを逆転することにより成形荷重を低減することを期待

したモーションである．一方，Type B は，同様に図 5.2 に示したよう先にパンチをわずか

に逆転上昇させ，成形荷重を減じた上で背圧荷重を増加させることにより，Type A よりも

更に成形荷重を低減することを期待したパンチモーションとして設定した．パンチを下降

中に停止・保持する図 5.3(Type A)よりも，一旦逆転上昇して停止・保持する図 5.4(Type B)

の方が，停止・保持時間中での成形荷重は低減できるため，成形エネルギの低減という視

点では，停止前に一旦逆転上昇させるというパンチモーションは有効であり，サーボダイ

クッションによる 3 分割背圧荷重付加とパンチモーションとの連動効果を確認できた． 

最大成形荷重については，いずれの条件でもパンチが再下降する際に 1500 kN と同等に

発生しており，同一背圧荷重条件である No. 3-2 における 1400 kN よりも増加している．

これは，今回の実験では設備仕様上，背圧荷重はパンチストロークに対する設定・制御と

なっており，背圧荷重が付加されたままパンチ下降が始まったため，その反力としてピー

クとなって発生したもので，未充填部の形成とは相関がないと思われる．よって，パンチ

再下降と同時にあるいは再下降直前で背圧荷重も一旦除荷するなどの制御を行えば，未充

填面積に影響を与えることなく，最大成形荷重も低減できると思われる． 

 

5.2 成形エネルギに関する考察 

パンチモーションが未充填面積と成形荷重に与える影響について検証するため，標準パ

ンチモーションにおける同一背圧荷重条件（No.3-2）の結果と合わせて未充填面積と最大

成形荷重の関係を図 5.5 に示す．Type A，Type B では上記のようにパンチが再下降する際

に成形荷重がピークとなって発生しているので最大成形荷重としては増加するが，未充填

面積については，標準パンチモーション No.3-2 に対してパンチモーションを変化させた

Type A，Type B の方が改善されている． 

一方，成形エネルギという点に着目して，未充填面積とパンチストローク 3.9 mm～5.9 

mmにおける平均成形荷重との関係をプロットしたので図5.6に示す．図5.5では，Type A，

Type B で標準パンチモーションに対して最大成形荷重は増加するが，図 5.6 の平均成形荷

重という点で見ると，標準パンチモーションに対しては大幅に低減している．背圧荷重は

いずれも同一設定につき，平均荷重が低減しているということは成形エネルギを低減でき

るということを意味している．つまり背圧荷重の適正な設定にパンチモーションを連動さ
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せることにより，未充填面積と成形エネルギを更に低減できるという可能性を示唆してい

る． 

 

図 5.5 未充填面積と最大成形荷重の関係 

 

 
図 5.6 未充填面積と平均成形荷重の関係 

 

未充填面積が標準パンチモーションよりも低減している点については，次のように説明

できる．Type A，Type B ともにパンチを停止・保持させているパンチストローク 3.8 mm

位置は，材料がカウンターパンチ R 部を超えた領域であり，パンチが停止した状態で背圧

荷重を付加し，保持することにより，底部未充填部への材料流入が一段と促進されたもの

と思われる．Type A および Type B ともに最大成形荷重は増加するものの，平均成形荷重



56 
 

は低減しており，サーボダイクッションによる多段背圧荷重設定に加え，サーボプレスの

特徴であるスライドフリーモーションを活用してパンチモーションも変化させることによ

り，より低エネルギで未充填面積を低減できたことは，サーボプレスによるメリットを実

証したといえる． 
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第 6 章 結言 

本研究では，円柱形軸対称部品の前方押出しモデルを用いたサーボダイクッションによ

る背圧荷重付加鍛造において，背圧荷重が成形荷重，成形エネルギおよび成形品寸法精度

に与える影響をシミュレーションと実験により検証し，以下の結論を得た． 

(1) 一定背圧荷重付加により成形品の底部に形成される未充填部位の低減を実験で検

証し，そのメカニズムを解明できた． 

(2) 底部未充填面積および背圧エネルギの両者を目的関数とした多目的逐次近似最適

化による可変背圧荷重付加にて，バリを抑制しつつ背圧エネルギと未充填面積を

最小化できることをシミュレーションと実験で検証した． 

(3) 可変背圧荷重付加に加えて，パンチモーションも連動して可変とすることにより，

成形エネルギと未充填面積の減少を実験で検証した． 

(4) 上記により，冷間鍛造成形へのサーボプレスおよびサーボダイクッションの活用

性を実証し，その指針を提示した． 

本研究にて，背圧荷重付加が成形品に与える影響として基礎的なデータが採取され，背

圧荷重設定に関する最適化アプローチも検証できた．サーボプレスには背圧荷重モーショ

ンとスライドモーションの 2 つの大きな自由度（設計変数）がある．これらをいかにして

目的に応じた設定を行うかが実用化に向けた課題であるが，最適化問題として，今後はス

ライドモーションも設計変数の１つとして検討して行く必要がある． 

塑性加工視点による変形過程の解析（現象の解明），最適設計視点による成形プロセスに

おける目的関数と設計変数の明確化，この 2 つの視点を組み合わせることにより，サーボ

プレスの持つ機能を更なる高付加価値成形技術に繋げることができる．塑性加工は技能者

の経験と勘に依存する部分が多く，キー技術の部分はノウハウとしてブラックボックス化

されており技能伝承が難しいとされているが，最適化という道具立てによりこれまで経験

と勘に頼っていた部分を数値化することが可能である． 

今後の研究課題としては，これらの技術をいかに社会実装して行くか，つまり，いかに

して製品で実用化を図るかという点である．プレス機械だけではなく産業機械全般におい

て，機械そのものが知能化して行くスマートマシン化の流れの中で，プレス機械内部で最

適化処理を行えるようにして行くことが，真に最適化を図るということであり，社会実装

したといえる．  
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付録 [50, 51] 

A-1 Radial Basis Function (RBF)ネットワーク 

RBF ネットワークは，図 A.1 に示すよう三層型のフィードフォワード型のニューラルネ

ットワークである[33]． 

 

 

図 A.1 RBF ネットワーク構成図 

 

図 A.1 にてݔ௜(݅ = 1,2,⋯ ,݉)は学習データ（サンプル点）を表し，ݓ௜は重みを示す．ℎ௝(ݔ)は
基底関数であり，ܱ(ݔ)はネットワークの出力である．ܱ(ݔ)は 

(ݔ)ܱ =෍ ௠௝ୀଵ(ݔ)௜ℎ௝ݓ                      																							(A. 1) 
で与えられる．この出力が応答曲面ݕොとなる．RBF ネットワークでは中間層の非線形出力

関数にガウス関数が用いられ，次式で与えられる． 

ℎ௝(ݔ) = exp ൥− ൫ݔ − ݔ௝൯்൫ݔ − ௝ଶݎ௝൯ݔ ൩     				           																							(A. 2) 
ここで，ݔ௝とݎ௝はそれぞれ j番目の基底関数の中心と半径（幅）を表す． 

学習データݔ௝に対する教師データをݕ௝(݆ = 1,2,⋯ ,݉)とすると，RBF ネットワークにおけ

り学習は次式を最小化する問題となる． 

ܧ =෍ ൫ݕ௜ − ൯ଶ(௜ݔ)ܱ + ௠௝ୀଵߣ ෍ ௝ଶݓ → min௠௝ୀଵ           																												(A. 3) 
式(A.3)にて第一項目はネットワークの出力値と教師データの誤差の二乗和であり，第二

項目の λ は一部の素子だけが過剰に反応するのを避けるための重みに対するパラメータで

ある．このパラメータによりデータに含まるノイズの影響を抑制すると同時に行列の正規

・
・
・

・
・
・

Input layer m Hidden layer m Output layer
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性を保証している．通常は，λ=1.0×10-2程度の小さな値が用いられる．RBF ネットワーク

の学習とは，式(A.3)を満足する重みベクトルݓ = ⋯,ଶݓ,ଵݓ)  ．௠)்を見つけることであるݓ,

そこで，式(A.3)をݓ௝で偏微分すると ߲ݓ߲ܧ௝ = −2෍ ൫ݕ௜ − ൯(௜ݔ)ܱ ௝ݓ߲(௜ݔ)ܱ߲ + ௝௠௝ୀଵݓߣ2 = 0          																			(A. 4) 
を得る．ここで，式(A.1)を考慮すると ߲ܱ(ݔ௜)߲ݓ௝ = ℎ௝(ݔ௜)          																																																																																		(A. 5) 
となる．式(A.5)にて式(A.4)を整理すると 

෍ ௠௝ୀଵ(௜ݔ)ܱ ℎ௝(ݔ௜) + ௝ݓߣ =෍ ௠௝ୀଵ(ݔ)௜ℎ௝ݕ     												      																				(A. 6) 
を得る．ここで，以下の列ベクトルを定義する． ࢎ௝ = ቀℎ௝(ݔଵ), ℎ௝(ݔଶ),⋯ , ℎ௝(ݔ௠)ቁ்     												      																																			(A. ࡻ (7 = ቀ ௝ܱ(ݔଵ), ௝ܱ(ݔଶ),⋯ , ௝ܱ(ݔ௠)ቁ்     												      																																			(A. ࢟ (8 = ,ଵݕ) ⋯,ଶݕ , .(A																																			      												  																										  ௠)்ݕ 9) 
これらを用いて式(A.6)を書き換えると ࢎ௝் ࡻ + ௝ݓߣ = ௝்ࢎ .A)																																																																	      												    ࢟ 10) 
となり．更にすべての jをまとめて表すと ࡻ்ࡴ + ࢝ࢫ = .A)																																																																      												    ்࢟ࡴ 11) 
となる．ここで，	
ࡴ = ൦ ℎଵ(ݔଵ)			ℎଶ(ݔଵ)		⋯		ℎଵ(ݔଵ)ℎଵ(ݔଶ)			ℎଶ(ݔଶ)		⋯		ℎଶ(ݔଶ)⋮												⋮										⋱									⋮	ℎଵ(ݔ௠)			ℎଶ(ݔ௠)		⋯		ℎ௠(ݔ௠)൪     																																																																						(A. 12) 
ࢫ = ൦ ⋯			૙			ࣅ 				૙૙			ࣅ			⋯ 				૙		⋮					⋮					⋱					⋮	૙				૙				⋯ ࣅ		 ൪     																																																	       				 		  (A. 13) 

とする．式(A.1)は，行列式を用いると 

(ݔ)ܱ =෍ ௠௝ୀଵ(ݔ)௜ℎ௝ݓ = .A)																								                 ࢝ࡴ 14) 
と書くことができ，式(A.14)を式(A.11)に代入すれば 



64 
 

ࡴ்ࡴ) + ࢝(ࢫ = .A)																																																									      												    ்࢟ࡴ 15) 
を得る．式(A.15)より重みベクトルは ࢝ = ࡴ்ࡴ) + .A)																																																									    					  											  ்࢟ࡴଵି(ࢫ 16) 
となる．つまり，RBF ネットワークによる応答曲面ݕොは式(A.16)で得られた重みベクトルを

式(A.14)に代入すれば得られる．更に式(A.16)において ࡭ = ࡴ்ࡴ + .A)																																																									    					 																	 											  ࢫ 17) 
とおけば，RBF ネットワークにおける学習とは式(A.17)の逆行列を求めることであり，計

算が容易である．更に，RBF ネットワークでは学習データや基底関数の追加がマトリック

スの操作のみで行うことができ[34]，段階的に応答曲面の精度を向上させ，高精度な最適解

を見出すという逐次近似最適化が可能となる[35, 36]． 

 

A-2 RBF ネットワークによる逐次近似最適化 

逐次近似最適化では，上述のように局所的精度の向上に加えて大域的様相の把握が重要

であり，局所的精度の向上には応答曲面の最適解を直接新たなサンプル点とすればよい．

また，大域的様相の把握のためにはサンプル点の疎となる領域を見出すことが必要である．

その手法の１つに密度関数を用いた方法がり，その方法について記載する[27] 

密度関数とは RBF ネットワークを用いて，サンプル点の疎な領域に極小点を生成させる

関数である．従い，逐次近似最適化にて密度関数を用いる場合は，密度関数の最小値を見

出し，新たなサンプル点とすればよい．サンプル点数を m とすると，密度関数を生成する

手順は以下のようになる． 

(D-STEP 1) 式(A.9)のすべての成分を+1 とした݉ × 1ベクトル ࢟஽ = 	 (1,1,⋯ ,1)௠×ଵ் 							 																						    																																															 											(A. 18) 
を準備する． 

 

(D-STEP 2) 密度関数の重みݓ஽を以下の式から求める． ࡰ࢝ = ࡴ்ࡴ) + .A)																																																			    					  											  ࡰ்࢟ࡴଵି(ࢫ 19) 
 

(D-STEP 3) 密度関数(࢞)ܦを最小化する． 

(࢞)ܦ =෍ (࢞)௝஽ℎ௝ݓ → ݉݅݊௠௝ୀଵ   											     																																																		(A. 20) 
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(D-STEP 4) 密度関数の最適解を追加サンプル点とする． 

1 変数における密度関数の一例を図 A.2 に示す．密度関数がサンプル点の疎な療育で極小

値を生成する理由は，ネットワークの出力値が一定値に抑えられているため，重み＊に影

響を与えるのはサンプル点間の距離となり，その結果，サンプル点間が大きいほど密度関

数はサンプル点間の距離が大きな領域で，より小さな極小値を生成するようになる．図 A.2

における●印はサンプル点を表しており，RBF ネットワークが基本的には内挿であること

を考えると，密度関数の下限値と上限値（密度関数の探索範囲）は A 点と B 点になる． 

 

 

図 A.2 1 変数における密度関数の例 
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